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ṁair Débit massique d’aire [kg/s]
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Introduction

La domestication du feu est une étape anthropologique fondamentale dans l’histoire
de l’évolution de l’être humain. En effet, le feu a permis aux premiers hommes de cuire
la nourriture, de se réchauffer, de se protéger des prédateurs et a ainsi amélioré considé-
rablement leur vie. Néanmoins, le feu peut devenir très dangereux s’il n’est pas contrôlé,
avec un risque de pertes humaines et de dégâts matériels. Aujourd’hui dans nos sociétés
modernes, ce risque a augmenté drastiquement du fait de la concentration démogra-
phique dans les grandes métropoles, du nombre de structures comme les installations
industrielles, les entrepôts ou encore les bâtiments administratifs. Ces structures sont gé-
néralement confinées et accroissent l’apparition de certains phénomènes dangereux et
incontrôlables comme le backdraft et le flashover. Il est aussi possible d’observer l’accu-
mulation de produits de combustion contenant entre autres des gaz imbrûlés toxiques
et de la suie qui peuvent s’échapper par les conduits de ventilation et atteindre d’autres
locaux.

L’incendie est un processus qui se traduit par l’oxydation rapide d’un élément com-
bustible. Cette oxydation est une réaction chimique exothermique qui dégage de la cha-
leur et de la lumière et divers produits chimiques La schématisation la plus répandue de
la combustion est le triangle du feu qui est une représentation graphique des éléments
de base de la combustion. Ces éléments sont le combustible, l’oxygène et la chaleur. Un
feu ne se déclenche que si ces trois éléments sont présents et en bonne proportion. Il est
également possible d’arrêter le feu ou l’incendie par rupture de l’équilibre entre les trois
éléments en retirant le combustible, en coupant l’approvisionnement en oxygène ou en
réduisant voire supprimant la source de chaleur. C’est la théorie de base de l’extinction
de l’incendie.

Dans les années 1950, la lutte contre les incendies devient une discipline scientifique
et d’ingénierie à part. Cette discipline englobe l’étude de la prévention, de l’extinction
et l’investigation des incendies. La prévention comprend la conception des systèmes
d’alarme, la mise en place de systèmes d’extinction des incendies, le développement des
matériaux ignifugés, etc. L’extinction consiste en l’emploi de stratégies physiques et chi-
miques pour éteindre le feu. Enfin, l’investigation est généralement menée post-incendie
pour analyser et apporter des réponses fiables en vue d’une meilleure protection contre
les incendies. L’utilisation de l’eau pour l’extinction des incendies est la méthode la plus
répandue car l’eau est un fluide non polluant pour l’environnement et possède une ca-
pacité d’absorption de la chaleur très élevée. Les systèmes modernes d’extinction des
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incendies dans les habitations et installations industrielles comprennent principalement
l’installation de détecteurs de chaleur et de fumée, des systèmes d’alarme et des buses
d’extinction automatique. Il existe trois systèmes d’extinction automatique pour lutter
contre l’incendie en utilisant de l’eau : les sprinklers, les mousses anti-incendie et la pul-
vérisation par brouillard d’eau. Par rapport aux deux autres techniques, la pulvérisation
par brouillard d’eau présente certains avantages : une faible consommation d’eau, peu de
dommages dans les locaux protégés et en fonction du type de feu une extinction rapide
de l’incendie grâce à la vaporisation des gouttelettes d’eau du brouillard.

De nombreux travaux de recherche sur l’extinction des incendies à l’aide de la
pulvérisation par brouillard d’eau ont permis d’identifier les mécanismes d’action des
brouillards d’eau en termes de refroidissement et dilution dans la flamme du fait de la
vaporisation et de l’atténuation des flux de chaleur rayonnés. La compréhension du cou-
plage de ces mécanismes dans le cas d’incendies en milieu confiné demeure encore relati-
vement mal connue. L’objectif de ces travaux est de contribuer à la compréhension de ces
mécanismes via l’étude de l’interaction entre un feu et une pulvérisation par brouillard
d’eau dans un milieu confiné et ventilé par des approches numériques et expérimentales.
Cette thèse s’inscrit dans la continuité des précédents travaux menés au sein de notre
équipe de recherche effectués sur l’extinction par brouillard d’eau d’un feu en milieu ou-
vert et sur l’évolution de feux en milieu confiné sous-ventilé (Caractérisation des feux et
des fumées, Institut PPRIME).

Ce manuscrit se compose de six chapitres : le Chapitre 1 fait un état de l’art sur les
connaissances fondamentales des incendies en détaillant le comportement d’un feu en
milieu confiné ventilé pour ensuite présenter le mécanisme d’extinction par brouillard
d’eau suivi d’une synthèse bibliographique relative à l’interaction entre un brouillard
d’eau et un feu en milieu confiné.

Le Chapitre 2 est consacré à la description de l’ensemble des caractéristiques des ins-
tallations expérimentales, leurs instrumentations et aux moyens de mesure utilisés dans
ce travail. Il présente également les caractéristiques des réseaux de ventilation mis en
place et les différents dispositifs qui ont contribué à l’ensemble des mesures faites pen-
dant les essais expérimentaux. Enfin, la méthode utilisée pour déterminer les compo-
santes du flux radiatif reçu à la surface du combustible liquide est détaillée.

Le Chapitre 3 est consacré à la présentation du code de calcul FDS utilisé durant cette
thèse afin de modéliser numériquement les configurations étudiées. Nous aborderons
aussi dans ce chapitre, la description des modèles numériques permettant de modéli-
ser les phénomènes physiques fondamentaux couplés d’un feu tels que la combustion de
gaz, la pyrolyse, les transferts de chaleur, la production de suie, l’aspersion et l’extinction.
Les modèles numériques de suie et de rayonnement décrits dans ce chapitre sont évalués



Introduction 3

sur des feux en milieu ouvert dans le Chapitre 4. On y décrit l’implémentation d’un mo-
dèle global semi-empirique de suie dans le logiciel Fire Dynamics Simulator (FDS) qui
reprend le principe classique de la longueur du point des fumées (Laminar Smoke Point)
pour la production de suie. Des configurations simples de la littérature comme des feux
de nappes en milieu ouvert avec et sans brouillard d’eau sont présentées.

Le Chapitre 5 présente les résultats de comparaisons entre les données expérimen-
tales de NASR (2011) et les simulations numériques d’un feu de nappe en milieu confiné
et mécaniquement ventilé. On s’intéresse particulièrement à l’influence de la position de
l’entrée d’air sur le régime d’un feu d’heptane avec différents diamètres de cuve et diffé-
rents renouvellements horaires.

Enfin, le Chapitre 6 présente les essais expérimentaux qui ont été effectués dans le
cadre de cette thèse au sein d’un compartiment fermé mécaniquement ventilé d’un vo-
lume de 1m3 nommé CERES II. On étudie l’influence de l’application d’un brouillard
d’eau sur un feu en milieu confiné et ventilé. La méthode de détermination de la puis-
sance du feu est abordée. Ensuite, on détaille les conditions d’essais et leur reproduc-
tibilité. Pour finir, les résultats sont discutés et comparés aux résultats de la prédiction
numérique du code FDS.

Une conclusion générale clôture ce manuscrit afin d’établir un bilan sur l’ensemble
des résultats obtenus au cours de ces travaux. Enfin, des perspectives sont proposées
pour les futurs travaux liés à la problématique de sécurité incendie en milieu confiné.
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Chapitre 1

État de l’art sur les incendies

1.1 Phénomènes du feu

1.1.1 Les différents types de feu

Le feu est un phénomène d’oxydation rapide d’un matériau dans un processus de
réaction chimique exothermique libérant de la chaleur. Ce phénomène est appelé com-
bustion. C’est grâce à elle, en majeure partie, que l’activité humaine a pu se développer
et a utilisé les premières technologies. Dans l’antiquité et jusqu’au moyen âge, le feu était
même considéré comme l’un des quatre éléments de base dans l’univers.

La combustion est un phénomène très complexe et sa maîtrise parfaite fait encore
défaut. Ces difficultés de compréhension viennent du fait que plusieurs phénomènes
physique et chimique interviennent conjointement, et de façon couplée (BORGHI et
CHAMPION, 2000).

FIGURE 1.1 – Phénomènes physiques dans la combustion.

Par définition, la combustion est une réaction chimique d’oxydation rapide exother-
mique d’un combustible (aussi appelé fuel) par un comburant en présence d’une énergie
d’activation, suivie généralement d’une libération de chaleur (énergie), de lumière et di-
vers produits de combustions (fumées, CO2, H2O).
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Toute matière qui dégage de la chaleur ou énergie lorsqu’elle brûle est un combus-
tible, notamment la plupart des matériaux d’origine organique comme les combustibles
fossiles (charbon, pétrole, gaz naturel) et la biomasse (végétaux ...). Ils sont classés suivant
la phase dans laquelle ils se trouvent lors de la combustion (solide, liquide, gaz), mais la
combustion a lieu seulement lorsque le combustible est sous forme gazeuse passant par
l’étape de vaporisation et de pyrolyse.

Le comburant (oxydant) est une substance chimique qui, associée au combustible,
permet dans des conditions favorables sa combustion. Les comburants les plus fréquents
sont l’air (composé d’azote, d’oxygène, d’argon, de vapeur d’eau et de dioxyde de car-
bone). Pour schématiser le processus de combustion, on fait appel au triangle du feu (cf.
Figure 1.2) qui montre la nécessité des trois éléments (combustible, comburant et une
source d’énergie). Pendant la réaction chimique, la chaleur rompt les liaisons chimiques
des molécules, dégageant ainsi des radicaux libres instables. Ces radicaux libres vont
chercher à se stabiliser avec une autre molécule environnante, ce qui forme une réaction
en chaîne qui rompt d’autres liaisons moléculaires et entretient ainsi la combustion. La
combustion s’arrête lorsqu’un des trois constituants du triangle du feu manque. Quand
le processus de combustion n’est plus contrôlable par l’homme, on parle d’un feu ou d’un
incendie.
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FIGURE 1.2 – Triangle du feu.

1.1.2 Types de flamme

La manifestation lumineuse très vive avec une production de chaleur via une réaction
de combustion est appelée flamme. On distingue deux types de flammes : flamme de
diffusion et flamme de pré-mélange.



1.1. Phénomènes du feu 7

1.1.2.1 Flamme de pré-mélange

Dans une flamme de pré-mélange, les réactifs sous forme gazeuse sont initialement
mélangés. Après allumage, un front de flamme qui sépare les gaz frais des gaz brûlés
se forme puis se propage avec une vitesse qu’on notera SL. Le mélange préalable de
combustible et de comburant fait que la combustion est très efficace donc une flamme
plus chaude qui produit peu d’imbrûlés. La structure de la flamme de pré-mélange est
constituée de trois zones principales illustrées par la Figure 1.3 :

— La zone de préchauffage où les gaz frais sont chauffées à température d’allumage
par conduction thermique moléculaire sur une épaisseur de δl avoisinant les 3 mm;

— La zone de réaction où se déroule les réactions chimiques de combustions, l’épais-
seur δR de cette zone est de environ 1 mm;

— La zone de post flamme, caractérisée par une température très levée et la recombi-
naison des radicaux libres.

Gaz frais pré-mélangés Gaz brûlés

Zone de réactionZone de préchauffage

δL

δR

SL

Température

Taux de réaction

Fuel

Diffusion d'espèce et de chaleur Réaction vive

FIGURE 1.3 – Représentation schématique d’une flamme laminaire pré-mélangée 1D librement
propagatrice (BORGHI et CHAMPION, 2000).

1.1.2.2 Flamme de diffusion

Une flamme de diffusion est une combustion non pré-mélangée où le combustible et
un milieu oxydant sont séparés, ils doivent venir au contact l’un de l’autre par le phé-
nomène de diffusion (voir Figure 1.4), l’exemple le plus connu étant la flamme d’une
bougie. La plupart des incendies sont des flammes de diffusion, soit sous forme solide
ou liquide. La stabilité d’une flamme de diffusion réside dans l’échange permanent entre
l’énergie produite par la flamme et celle transmise par rayonnement et convection vers
la surface du combustible. Ainsi, la gazéification du combustible est entretenue. De plus,
les vapeurs combustibles sont convectées de la surface puis diffusées pour se mélanger
et réagir avec l’air ambiant. Un gradient de température se forme autour de la zone de
réaction qui génère un écoulement ascendant dû aux forces de flottabilité. Ainsi, un appel
d’air frais est créé pour alimenter la flamme (voir Figure 1.4).
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Comburant 

Zone de réaction

Comburant
Température

Fuel

Taux de réaction

Combustible

FIGURE 1.4 – Structure d’une flamme laminaire de diffusion.

1.1.3 Mécanismes de combustion d’un feu de nappe

Le déversement de combustible liquide et les feux de nappe représentent des dan-
gers potentiels dans de nombreuses applications, ce qui rend la maîtrise des différents
mécanismes physico-chimiques primordiale pour l’étude des incendies.

FIGURE 1.5 – Schéma de la combustion lors d’un feu de nappe.

Un feu de nappe se caractérise par un corps confiné de combustible liquide d’une
certaine profondeur. Une nappe peut résulter d’un rejet de combustible liquide qui s’ac-
cumule dans un point bas, comme une tranchée, ou peut exister à la suite d’un stockage
normal de combustible dans des réservoirs et des conteneurs. La structure de la majorité
des feux de nappe peut être divisée en un certain nombre de zones qui sont représen-
tées sur la Figure 1.6 (BOUHAFID et al., 1989), (RAJ, 2005) et (SCHÖNBUCHER et al., 1985).
On résume ici les processus physiques à l’œuvre dans les différentes régions d’un feu de
nappe :
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— Une zone au-dessus de la surface du liquide, où persiste une flamme lumineuse
en forme conique constante persistante entoure une zone riche en vapeurs de com-
bustible. L’essentiel des réactions chimiques et l’entrainement d’air se déploie dans
cette zone ;

— Une région de combustion au-dessus de la zone de vapeur de combustible appe-
lée zone de transition ou intermittente. Les réactions chimiques sont moins impor-
tantes et la vitesse des gaz est instable dans cette zone avec des oscillations de fré-
quence régulière ;

— Une zone de panache thermique flottant non réactif qui est généralement de nature
entièrement turbulente et se caractérise par une vitesse et une température décrois-
santes avec la hauteur et la position latérale.

FIGURE 1.6 – Représentation des trois zones d’un feu de nappe bien développé (BOUHAFID et al.,
1989).

Les paramètres contrôlant le comportement de chaque zone et leur interaction sont
largement analysés dans la littérature (BABRAUSKAS, 1983). Dans les conditions d’envi-
ronnement stable (température, entrainement d’air), il s’établit un état quasi-stationnaire
à la surface du combustible caractérisé par la vitesse de combustion appelée aussi le taux
de perte de masse ṁ f (cf. Figure 1.5). Ce taux rapporté à l’unité de surface (ṁ”) est appelé
débit massique surfacique de combustible et s’exprime d’une manière générale :

ṁ” =
Q̇” f − Q̇”p

∆Hv
(1.1)

Avec Q̇” f le flux de chaleur fourni par la flamme à la surface, Q̇”p la perte de chaleur
exprimée comme un flux à travers la surface du combustible et ∆Hv la chaleur latente de
vaporisation du combustible considéré. La puissance dégagée par le foyer peut s’expri-
mer :

Q̇ = ṁ”Cr A∆Hc (1.2)
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Avec Cr le coefficient traduisant le caractère plus ou moins complet de la réaction, la
nature du combustible et la taille du foyer, A l’aire de la surface du combustible et ∆Hc

la chaleur de combustion des espèces volatiles.

1.1.4 Différents régimes de combustion

L’étude des feux de nappe a commencé avec les travaux de BLINOV (1957) qui a réalisé
un grand nombre d’expériences sur des liquides semblables à l’essence dans des cuves
de tailles croissantes (de quelques centimètres à près de 1 mètre de diamètre). Il a dé-
montré que la vitesse de combustion dépend du rapport entre la chaleur de combustion
et la chaleur nécessaire pour atteindre la température d’ébullition puis la vaporisation du
combustible. Dans la continuité de ces travaux, HOTTEL (1959) et HALL (1973) ont permis
de mettre en évidence une corrélation entre la combustion des combustibles liquides et
la taille du foyer avec trois régimes distincts (cf. Figure 1.7). Un régime laminaire pour
les diamètres de foyer allant jusqu’à 10 cm où on observe une décroissance de (ṁ”) avec
la croissance de la taille du foyer. Suivi d’un régime intermédiaire où (ṁ”) croît lorsque
la taille du foyer augmente pour un diamètre de foyer entre 10cm et 1m. Enfin, un ré-
gime turbulent pour un diamètre supérieur à 1m où la vitesse de combustion devient
indépendant de la taille du foyer.

FIGURE 1.7 – Évolution du taux de combustion et longueurs de flamme des hydrocarbures
(BLINOV, 1957).

Cette dépendance est liée au régime de combustion qui est dominé par le rayonne-
ment quand les niveaux de suie augmentent jusqu’à une valeur où le feu est fortement
épais et opaque. Pour estimer le taux moyen de perte de masse ṁ” des feux de nappe
supérieurs à 0, 1m la loi exponentielle relie l’évolution du débit massique surfacique de
combustible au diamètre du foyer pour les combustibles liquides (BURGESS et al., 1961) :

ṁ” = ṁ”∞(1− e−KD) (1.3)
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Avec ṁ”∞ le débit massique surfacique limite de la combustion pour des grands dia-
mètre (D > 1m) et K une constante déterminée empiriquement pour un combustible
donné.

1.2 Évolution d’un feu en milieu confiné-ventilé

Un incendie en milieu confiné est très complexe, il peut se développer de plusieurs
façons en fonction de la géométrie et de la ventilation de l’enceinte ainsi que du type,
de la quantité et de la surface du combustible. L’évolution d’un feu en milieu confiné-
ventilé passe généralement par deux phases. Une première phase de croissance, où le feu
se comporte comme un feu en milieu ouvert. En effet, après l’allumage, le feu passe par
une phase de croissance rapide, sa puissance et sa durée dépendent du type de combus-
tible et du diamètre du foyer. La seconde phase est une phase d’affaiblissement du feu
qui comprend une période où le feu atteint sa puissance maximale puis commence sa
décroissance et se termine par l’extinction.

FIGURE 1.8 – Développement d’un incendie en milieu confiné (WALTON et al., 2016).

Le développement d’un incendie dans un milieu confiné est généralement divisé en
une multitude d’étapes (cf. Figure 1.8). Cela peut être représenté par plusieurs variables
environnementales comme la température du local, le débit massique et la différence de
pression dans le local (BENGTSSON et HARDESTAM, 2001). WALTON et al. (2016) ont décrit
ces étapes ainsi :

(a) Allumage : L’allumage du feu est issu, généralement, d’une source de chaleur suf-
fisante pour qu’un combustible donné atteigne la température critique d’inflamma-
tion. Dans cette phase, le local n’a aucun effet sur le feu, du fait de la présence d’une
quantité d’oxygène suffisante pour le développement du feu avec une combustion
contrôlée par le combustible (cf. Figure 1.8) ;

(b) Croissance : Après l’allumage, le feu peut se développer à un rythme plus ou moins
rapide, en fonction du type de combustible (liquide, solide, gaz), du type de com-
bustion, de l’interaction de la flamme avec l’environnement et de la concentration
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en oxygène. Le feu peut être caractérisé en terme d’énergie libérée et de produc-
tion en gaz de combustion. Un feu très sous-ventilé peut produire des quantités
élevées de gaz toxiques alors que sa puissance peut être relativement faible. La pé-
riode de croissance d’un tel incendie peut être très longue et peut s’éteindre avant
d’atteindre l’étape suivante ;

(c) Emballement : Appelé aussi flashover, l’emballement est la transition entre la pé-
riode de croissance et le stade de développement complet de feu. La définition offi-
cielle de flashover par l’organisation internationale de normalisation (ISO) est « La
transition rapide de feu vers un état qui implique la totalité des matériaux combus-
tible à l’intérieur d’un local ». Le flashover n’est pas un terme précis, plusieurs dé-
finitions peuvent être trouvées dans la littérature. Généralement, dans l’ingénierie
de la sécurité incendie, on parle d’un flashover quand la température dans le local
atteint 500 à 600◦C, ou que le rayonnement au sol du local atteint 15 à 20kW/m2, ou
encore que des flammes apparaissent par les ouvertures du local ;

(d) Feu pleinement développé : A ce stade de l’incendie, l’énergie libérée dans le lo-
cal est maximale et limitée par la disponibilité de l’oxygène. On parle alors d’une
combustion contrôlée par la ventilation. Les masses de gaz non brûlés toxiques
s’élèvent vers le plafond en raison des forces de flottabilité et forment une couche
de gaz chaud très opaque qui s’épaissit au fur et à mesure du développement du
feu. La température moyenne des gaz dans le local pendant cette étape est très éle-
vée (de l’ordre de 700 à 1200◦C) et le risque de propagation d’un local à un autre est
plus important. En effet, la convection des fumées transportent une quantité d’éner-
gie importante sont capables de sortir par les ouvertures et d’enflammer ainsi les
combustibles contenus dans les locaux adjacents ;

(e) Décroissance : Au fur et à mesure que le combustible se consume, le taux d’énergie
libérée diminue et donc la température moyenne des gaz diminue. Au cours de
cette période, l’incendie passe d’un contrôle par la ventilation à un contrôle par le
combustible.

1.2.1 Effet de confinement

Au cours d’un incendie en milieu confiné, les dimensions du local ont une grande
influence sur le débit de pyrolyse du combustible, en effet, plus le local est petit, plus
le rayonnement thermique externe est important. Ce rayonnement externe, issu des gaz
chauds et réfléchi par les parois du local, contribue à un flux thermique supplémentaire à
la surface du combustible qui favorise l’évaporation du combustible en gaz de pyrolyse.
Ce phénomène a été étudié par (NASR et al., 2013), (ACHERAR et al., 2020), (ACHERAR

et al., 2022), (MANESCAU et al., 2020) et (MANESCAU et al., 2022). Ces travaux ont mis en
évidence les effets du confinement sur le débit de combustible ainsi que sur les flux de
chaleur reçus par la surface du combustible. Pour ce faire, ils ont développé une méthode
pour séparer les effets du flux de chaleur radiatif de la flamme et ceux de la rétroaction



1.3. Aspersion par brouillard d’eau 13

de la chaleur externe sur la surface du combustible. Cette méthode sera présentée et uti-
lisée dans le cadre de cette thèse. Les auteurs ont observé que le débit de pyrolyse, la
température de la flamme et les flux de chaleur reçus à la surface du combustible di-
minuent lorsque la concentration en oxygène mesurée au niveau du foyer diminue. La
même tendance a été observée sur la fraction radiative de la flamme contrairement à la
fraction convective des flux de chaleur qui augmente lorsque la concentration en oxygène
diminue.

FIGURE 1.9 – Effet du confinement sur le retour radiatif des parois et des fumées.

1.3 Aspersion par brouillard d’eau

La pulvérisation des liquides en gouttelettes est utilisée dans de nombreuses appli-
cations industrielles, par exemple les sprays de peinture, dispositifs de nettoyage, dé-
capage, refroidissement des gaz, etc. En d’autres termes, la lutte contre l’incendie n’est
qu’un domaine parmi d’autres où les différents types de buses et techniques de pul-
vérisation sont utilisés. Le mode d’atomisation est strictement relatif à l’application du
processus de spray et à la gamme de diamètre de gouttelettes. Dans le domaine de la sé-
curité incendie, l’atomisation des gouttelettes d’eau augmente considérablement le taux
de transfert de chaleur entre le feu et les gouttelettes d’eau, cela permet un refroidis-
sement conséquent de la flamme et des gaz de combustion, ainsi qu’une dilution de la
concentration en oxygène et à la génération de vapeur d’eau. Actuellement, les systèmes
de pulvérisation du brouillard d’eau sont largement utilisés pour combattre les incen-
dies dans plusieurs infrastructures comme les bibliothèques, les bâtiments historiques,
tunnels, navires et vaisseaux spatiaux. Cette partie a pour objectif de présenter les carac-
téristiques du brouillard d’eau ainsi que la compréhension des phénomènes physiques
spécifiques lors de l’interaction avec les fumées, la flamme et l’environnement associé
dans le cadre de la lutte contre les incendies en milieu confiné.
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1.3.1 Technologie pour générer un brouillard d’eau

Il existe plusieurs méthodes de pulvérisation de l’eau pour obtenir un brouillard
d’eau (LEFEBVRE, 1989) décrits ci-dessous et illustrés dans la Figure 1.10 :

(a) Atomisation hydraulique : Il s’agit de faire passer de l’eau à haute pression à tra-
vers un ou plusieurs orifices de la buse relativement petits dont la forme déter-
mine le modèle de pulvérisation. Ce type d’injecteur fonctionne avec un faible débit
d’eau et à une pression très élevée (jusqu’à 100 bars) qui produit généralement des
gouttelettes plus petites. Cela permet d’avoir un fin brouillard d’eau à une certaine
distance de la buse (cf. Figure 1.10a) ;

(b) Atomisation pneumatique : Ce type d’injecteur est généralement à deux fluides.
Il implique l’utilisation d’air comprimé ou d’azote en plus de l’eau qui alimente la
buse par des circuits séparés. Les pressions de l’eau et de gaz sont en principe plus
faibles que le système précédent (moins de 10 bars). Ce mécanisme produit les plus
petites gouttelettes d’eau en comparaison avec les autres technologie. L’utilisation
de l’azote gazeux permet de diluer l’oxygène présent à l’intérieur d’un comparti-
ment (cf. Figure 1.10c) ;

(c) Atomisation mécanique : Dans ces injecteurs, un jet d’eau heurte un déflecteur qui
brise le jet et distribue l’eau sous forme de spray. Cette méthode de pulvérisation
produit généralement des gouttelettes d’eau plus grandes que les deux autres mé-
thodes mais offre l’avantage de fonctionner avec une pression plutôt faible (de 0,5
à 5 bars) (cf. Figure 1.10b).

Il existe plusieurs autres méthodes de pulvérisation d’eau pour la lutte contre les
incendies qui ne sont pas décrites ici comme l’atomisation par expansion de gaz ou encore
l’atomisation par ultrasons.

FIGURE 1.10 – Différents types d’injecteurs : (a) atomiseur à pression (hydraulique), (b) atomiseur
rotatif (mécanique) et (c) atomiseur bi-fluide (pneumatique) (LEFEBVRE, 1989).
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1.3.2 Mécanismes d’extinction et action sur le feu

L’eau est un agent extincteur très puissant principalement en raison de sa capacité à
absorber la chaleur en phase liquide (cf. Tableau 1.1) mais également pour ses propriétés
de changement de phase liquide à gazeux. Le mécanisme d’extinction se compose de cinq
principaux actions selon MAWHINNEY et BACK (2016) :

— Le refroidissement en phase gazeuse, l’eau liquide est transformée en vapeur d’eau ;

— Appauvrissement en oxygène par la formation de vapeur d’eau et dilution des gaz
inflammables ;

— Humidification et refroidissement de la surface du combustible ;

— Blocage du transfert de la chaleur radiative ;

— Effets cinétiques.

Propriétés physique de l’eau et la vapeur d’eau Valeurs
Point de congélation 0 ◦C
Point d’ébullition 100 ◦C
Densité 1000 kg/m3 à 25 ◦C
Chaleur de fusion de la glace 2,09 kJ/kg
Capacité thermique spécifique en phase liquide 4,18 kJ/kg◦C
Capacité thermique spécifique en phase gazeuse 2,01 kJ/kg◦C
Chaleur de vaporisation à 100 oC 2260 kJ/kg
Expansion lors du passage de la phase liquide à la phase
gazeuse à la pression atmosphérique normale

Environ 1700 fois

TABLEAU 1.1 – Propriétés physique de l’eau.

De plus, le brouillard d’eau agit comme un puits de chaleur en absorbant une partie
de la puissance du feu par évaporation et refroidissement de la surface du feu (chaleur
latente de vaporisation élevée de 2410 kJ.kg−1 à 25◦C). Le flux de chaleur absorbé par
la vaporisation de l’eau, noté Q̇”evap, s’ajoute dans l’équilibre énergétique à surface du
combustible décrit par l’Équation 1.1. La vitesse de combustion s’écrit alors :

ṁ” =
Q̇” f − Q̇”p − Q̇”evap

4Hv
(1.4)

Avec ṁ” le débit massique surfacique de combustible, Q̇” f le flux de chaleur fourni
par la flamme à la surface du combustible, Q̇”p le flux de chaleur global perdu exprimé
comme un flux à travers une surface, Q̇”evap le flux de chaleur absorbé par la vaporisa-
tion de l’eau exprimé comme un flux à travers une surface et ∆Hv la chaleur latente de
vaporisation du combustible.

Si le terme Q̇”evap devient suffisamment important pour faire diminuer ṁ” en-dessous
d’une valeur critique, la quantité de gaz de pyrolyse devient insuffisante pour entretenir
la réaction de combustion. Il y a donc extinction du feu.
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Toutefois, l’importance de chaque mécanisme varie en fonction du type de combus-
tible, de la présence ou non de la flamme et des conditions de ventilation.

(a) Refroidissement en phase gazeuse : Le refroidissement en phase gazeuse corres-
pond à la réduction voire l’élimination de la chaleur de la zone de combustion
lorsque l’eau liquide s’échauffe puis s’évapore. Le puissant effet d’absorption de
chaleur de l’eau est dû à sa chaleur latente de vaporisation élevée. GRANT et al.
(2000) ont illustré l’énergie thermique nécessaire pour élever la température d’un
litre d’eau de 0 à 100◦C. Il faut 418kJ d’énergie thermique pour que l’eau atteigne
le point d’évaporation et 2257kJ supplémentaires sont nécessaires pour le change-
ment de phase liquide-vapeur d’eau (à température constante) (cf. Figure 1.11). De
plus, l’échange thermique ne pouvant se produire qu’à la surface du liquide, il est
préférable, du moins en théorie, de maximiser la surface d’échange par unité de
volume d’eau en utilisant des gouttelettes les plus petites possible, ce qui réduit la
température de la flamme et des gaz chauds.

FIGURE 1.11 – Énergie thermique pour la chauffe d’un litre d’eau jusqu’à la surchauffe de la
vapeur d’eau (GRANT et al., 2000).

Le refroidissement de la flamme implique aussi la réduction du rayonnement et du
retour de chaleur vers la surface du combustible. Si la température du combustible
est réduite en-dessous de la valeur critique nécessaire à la réaction de combustion,
la flamme s’éteint (pour une flamme de diffusion, cette valeur est de 1500±50K
(WILLIAMS, 1981)). Les plus grosses gouttelettes d’eau qui ne s’évaporent pas dans
la zone de la flamme peuvent pénétrer dans la flamme et atteindre la surface de
combustible réduisant ainsi la température du combustible par contact direct via la
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convection thermique et la conduction thermique ; ce qui peut conduire à la dimi-
nution de la vitesse de pyrolyse. L’efficacité du brouillard d’eau peut être exprimée
comme le rapport entre la chaleur absorbée par les gouttelettes d’eau et la chaleur
totale libérée par le combustible comme définie par WIGHUS et AUNE (1995) appelé
SHAR en anglais Spray Heat Absorption Ratio, soit le taux d’absorption de chaleur
par le spray). La valeur de SHAR dans les conditions optimales est de l’ordre de
30%, cette valeur atteint les 60% dans des conditions plus réalistes. D’après HE et
al. (2019), pour que les gouttelettes s’évaporent efficacement dans la région de la
flamme, le brouillard d’eau doit pénétrer au minimum 1/3 de la longueur du pa-
nache des flammes.

(b) Appauvrissement en oxygène et dilution des gaz imbrulés : L’injection d’un
brouillard d’eau dans un volume chaud implique une vaporisation rapide et l’ex-
pansion du volume des gouttelettes d’eau jusqu’à 1900 fois son état liquide. L’oxy-
gène et les gaz combustibles autour de la flamme sont alors remplacés par la va-
peur d’eau. La concentration élevée de ces gouttelettes fait chuter la concentration
en oxygène en-dessous de la limite de combustion du combustible. Par conséquent,
la flamme s’éteint par manque de gaz de pyrolyse et d’oxygène. Ce mécanisme se
décompose en deux parties : le déplacement de l’oxygène et la dilution des gaz
combustibles. Lorsque les gouttelettes d’eau s’évaporent, elles absorbent de la cha-
leur, ainsi le déplacement de l’oxygène se combine généralement avec le refroidis-
sement endothermique. Dans les feux de nappe, la dilution de l’oxygène est plus
importante dans la partie supérieure de la flamme, tandis que le refroidissement est
plus évident dans la partie inférieure de la flamme (LIU et LIAO, 2011).

Dans un milieu confiné, la production élevée de vapeur d’eau peut réduire d’une
façon significative la concentration en oxygène (BACK et al., 2000a). Le déplace-
ment de l’oxygène devient le mécanisme principal pour l’extinction d’incendie en
milieu confiné. La quantité d’oxygène disponible pour la combustion dépend de la
taille de l’incendie, du volume du compartiment et des conditions de ventilation.
A mesure que la taille du feu augmente, la température moyenne dans le compar-
timent augmente et la concentration en oxygène diminue à cause de la consomma-
tion de l’oxygène par le feu et la dilution de l’oxygène par la vaporisation de l’eau.
Si les effets combinés de l’appauvrissement en oxygène dû à l’incendie et la dilu-
tion par la vapeur d’eau peuvent réduire la concentration en oxygène en-dessous
de la valeur critique (Concentration Minimale d’Oxygène CMO), le feu s’éteindra.
L’apport minimum d’oxygène nécessaire pour maintenir la combustion dépend du
type de combustible. Généralement, les vapeurs d’hydrocarbures arrêtent de brûler
en-dessous d’une concentration en oxygène de l’ordre de 13% et cette valeur peut
attendre 7% pour les combustibles solides (MAWHINNEY et BACK, 2016). Dans les
feux en milieux ouverts, l’effet de dilution de l’oxygène est très faible en raison de
l’abondance de l’oxygène dans l’air ambiant et l’effet de refroidissement est plus
important que celui du déplacement de l’oxygène.
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(c) Refroidissement de la surface du combustible : Le refroidissement de la surface
de combustible est un mécanisme associé aux combustibles liquides dont le point
éclair est supérieur à la température ambiante. Contrairement aux combustibles li-
quides avec un point éclair inférieur ou voisin à la température ambiante (heptane
-4◦C), le refroidissement du foyer n’empêche par le maintien de la combustion. De
plus, il faut que les gouttelettes d’eau soient de tailles suffisamment petites pour
une meilleure vaporisation dans la flamme, avoir suffisamment d’énergie pour pé-
nétrer dans le panache du feu et atteindre la surface de pyrolyse. Le refroidisse-
ment de la surface du combustible réduit le taux de pyrolyse et la vaporisation de
combustible. Si le mélange vapeur-air au-dessus de la surface du combustible est
en-dessous de la limite inférieure d’inflammabilité (LII) du combustible, la flamme
s’éteint.

(d) Atténuation du transfert de la chaleur radiative : L’atténuation des transferts de
chaleur rayonnée par l’injection de brouillard d’eau a deux conséquences sur l’in-
cendie. Initialement, empêcher la propagation de l’incendie vers les cibles inflam-
mables dans les environs du foyer, ce qui évite la création de foyers secondaires,
et la dégradation thermique autour de l’incendie. De plus, le brouillard d’eau va
atténuer le flux radiatif émis par la flamme et réduire le retour de chaleur vers la
surface de celle-ci. Ce qui contribue à la diminution de la puissance globale du
foyer. L’efficacité d’un brouillard d’eau pour agir comme un bouclier coupe-feu au
rayonnement thermique dépend fortement du diamètre des gouttelettes, densité de
distribution et la vitesse de déplacement (RAVIGURURAJAN et BELTRAN, 1989).

(e) Effets cinétiques : Ce phénomène se manifeste par un échange d’énergie dyna-
mique entre le brouillard et la flamme. Ces mécanismes principaux sont : la flamme
étirée et la flamme soufflée. Une partie de l’énergie cinétique du brouillard d’eau
est transférée à la flamme donc la perturbe. La vitesse importante des gouttelettes
permet à celles-ci de pénétrer dans la flamme et la vapeur d’eau produite par l’éva-
poration des gouttelettes dans la région de la flamme influent sur la stabilité et le
transfert de chaleur dans la flamme, ce qui contraint la flamme à s’étirer jusqu’à l’ex-
tinction (LAW et SUNG, 2000). L’étirement de la flamme par l’impact de brouillard
d’eau a été observé par MATSUO et al. (2019). Néanmoins, la flamme éteinte loca-
lement par le brouillard d’eau est rallumée par les flammes environnantes à cause
de son grand diamètre et de la distribution irrégulière du champ de brouillard. La
réduction de la distance entre les buses et la flamme permet au brouillard d’eau
d’impacter plus efficacement les flammes et la surface du combustible, ce qui en-
traine le soufflage des flammes. Le brouillard d’eau à grande vitesse fait que la
vapeur de combustible quitte la zone de réaction avant que la vapeur de combus-
tible ne réagisse complètement. Les flammes sont donc soufflées loin de la surface
de la combustion, interrompant ainsi la réaction en chaine de la combustion.

Les effets cinétiques peuvent résulter aussi bien de l’intensification de la flamme
qu’à son extinction. En effet, la turbulence générée par le jet d’un brouillard peut
favoriser le mélange entre l’oxygène et les vapeurs de combustible et provoquer
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l’embrasement de la flamme. Mais l’effet cinétique peut également contribuer à
l’extinction du feu, résultant à la fois du refroidissement de la phase gazeuse et
de l’appauvrissement et de la dilution de l’oxygène. De plus, l’injection à grande
vitesse du brouillard peut générer d’importants mouvements d’air au niveau du
foyer, ce qui peut souffler la flamme de la surface de combustion et provoquer l’ex-
tinction.

1.3.3 Propriétés du brouillard d’eau

La mesure et la détermination des caractéristiques de pulvérisation produite par dif-
férentes buses sont nécessaires à la compréhension de l’efficacité du brouillard d’eau
comme agent extincteur. Pour caractériser pleinement un spray, il faut disposer d’infor-
mations sur les quatre paramètres suivants :

— La distribution de la taille des gouttelettes ;

— La masse ou le volume d’eau utilisée ;

— La quantité de mouvement du spray ;

— L’ajout d’additif.

1.3.3.1 Distribution de la taille des gouttelettes

Le terme de distribution de la taille des gouttelettes fait référence à la gamme de
taille des gouttelettes contenues dans un échantillon représentatif d’un écoulement de
brouillard d’eau. Il existe plusieurs grandeurs susceptibles de décrire un brouillard d’eau
en terme de taille de gouttelettes (cf. Équation 1.5) (LEFEBVRE, 1989). Couramment utilisé,
le diamètre de Sauter D32 (cf. Équation 1.5) est défini comme le diamètre d’une gouttelette
ayant le même rapport volume/surface que le volume total de toutes les gouttelettes par
rapport à la surface totale de toutes les gouttelettes. Ce diamètre est le mieux adapté pour
le calcul de l’efficacité et les taux de transfert de masse et l’étude de la combustion d’un
brouillard combustible.

D32 =
∑i Ni(d3

g)i

∑i Ni(d2
g)i

(1.5)

Où i est un indice associé à la classe de gouttelette considérée, Ni est le nombre de
gouttelettes appartenant à la classe i et (dg)i est le diamètre médian de la classe i. On
recense plusieurs types de brouillards d’eau :

— 99% du volume est constitué de gouttelettes dont le diamètre est inférieur à 1000µm
((Dv0.99) ≤ 1000 µm) (ASSOCIATION et al., 2006), (DVORJETSKI et GREENBERG,
2004), (HESKESTAD, 2003) ;

— Le diamètre moyen est de 80-200µm et 99 % du volume est constitué de gouttelettes
dont le diamètre est inférieur à 500µm (GRANT et al., 2000) ;

— La taille médiane des gouttelettes est inférieure à 100 µm (LENTATI et CHELLIAH,
1998).
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La première définition vise principalement à distinguer les injecteurs de brouillard
d’eau des sprinklers conventionnels, tandis que les autres définitions sont basées sur les
tailles des gouttelettes requises pour un système de brumisation (cf. Figure 1.12).

FIGURE 1.12 – Distribution de la taille des gouttelettes (ARVIDSSON, 2020).

1.3.3.2 Quantité d’eau utilisée

La capacité d’une pulvérisation d’eau à absorber une quantité significative d’énergie
dégagée par le feu dépend largement du volume d’eau pulvérisé vers le foyer. D’ailleurs,
l’un des arguments en faveur de l’utilisation des brouillards d’eau est leur consommation
très faible avec une efficacité équivalente, voire supérieure, à un spray conventionnel.
Ainsi, le volume d’eau injecté par la buse est un paramètre important pour la caractéri-
sation des brouillards d’eau. On définit la densité de flux de brouillard d’eau en fonction
du débit d’eau par unité de volume ou de surface comme suit :

ṁ′′′ =
ṁl,0

Va
(1.6)

Où Va est un volume caractéristique de l’action du spray sur le foyer. Cette grandeur
peut être utilisée dans le cas d’incendie en compartiment fermé où Va est le volume de
ce dernier. Dans le cas des incendies en milieu ouvert, cette définition n’est pas appli-
cable. La définition de la densité de flux de brouillard d’eau par unité de surface est plus
appropriée :

ṁ′′ =
ṁl

A∗
(1.7)

Où A∗ est l’aire d’une surface ∑ qui traduit l’interaction entre le spray et le foyer, ṁl

est le débit d’eau moyen traversant cette surface en absence de la flamme. Pour enlever
le caractère arbitraire du choix de ∑, MAWHINNEY (1994) introduit la densité de flux
nominale par :

ṁ′′ =
ṁl,0

A∗
(1.8)
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Dans ce cas, A∗ est l’aire de la section du spray à un mètre de l’ajutage de la buse. La
densité de flux nominale est une grandeur facile à mesurer et elle peut être utilisée pour
comparer des sprays entre eux.

1.3.3.3 Quantité de mouvement du spray

La quantité de mouvement des gouttelettes d’eau est aussi un paramètre important
pour évaluer l’efficacité d’une pulvérisation par brouillard d’eau pour la lutte contre les
incendies. Une injection avec une vitesse suffisante permet au brouillard d’eau de péné-
trer dans la flamme à l’opposé du mouvement ascendant des gaz chauds et du panache
et ainsi d’agir de façon efficace. Et dans le cas contraire où la quantité de mouvement est
trop faible, les gouttelettes vont être éjectées de la flamme et ne pas atteindre la zone de
réaction, ce qui réduit l’efficacité de la pulvérisation. Cependant, dans le cas d’un incen-
die confiné à ventilation contrôlée, la pulvérisation d’un brouillard d’eau à faible vitesse
peut s’avérer efficace si le foyer est assez important pour faire vaporiser une très grande
partie du brouillard. Ce qui implique une baisse de la concentration en oxygène dans le
compartiment jusqu’à une valeur critique insuffisante pour entretenir la combustion.

1.4 Résumé de l’état des connaissances sur l’usage de brouillard
d’eau

L’utilisation de l’aspersion par brouillard d’eau est reconnue depuis le milieu de
XIX ème comme agent de lutte contre les incendies. En 1880, des entreprises américaines
ont mis au point des sacs à dos avec une lance produisant de fines gouttelettes d’eau pour
combattre les petits feux de forêt (LAKKONEN, 2008). Dans les années 1930, plusieurs en-
treprises proposaient des systèmes de pulvérisation d’eau en brume ou en brouillard
d’eau. Les principaux avantages du brouillard d’eau, comme les effets de refroidisse-
ment, le déplacement d’oxygène, l’atténuation du rayonnement et la réduction des dégâts
potentiels causés par l’eau ont été utilisés comme arguments en faveur du développe-
ment de cette technologie. Dans les années 1950, une quantité considérable de recherches
sur l’extinction des incendies par brouillard d’eau ont été menées à la « Fire Research Sta-
tion in United Kingdom ». Les travaux de BRAIDECH et al. (1955) et de RASBASH (1962) et
RASBASH et al. (1960) décrivent une série de tests pour l’étude de l’efficacité de la pulvéri-
sation d’eau, initialement sur un feu de nappe de 30cm de diamètre en variant la taille des
gouttelettes et la pression de pulvérisation (entre 0,35 et 5,9 bars). Ils ont conclu que l’effi-
cacité du brouillard d’eau augmente avec l’augmentation de la pression et un faible débit.
Peu après en 1955, ils ont réalisé des études supplémentaires pour déterminer l’influence
de la taille des gouttelettes (280µm, 390µm, 490µm) sur différents combustibles liquides
(alcool, le benzol, l’essence, le kérosène, le gasoil et l’huile). Les résultats suggèrent que
le jet avec la plus petite taille de gouttelettes est plus efficace sur les combustibles les plus
volatils contrairement aux jets avec des gouttelettes plus grosses qui sont efficaces sur les
combustibles les moins volatiles. Les travaux cités plus haut de Braidech et de Rasbach
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ont permis de déterminer les caractéristiques et les aspects fondamentaux de l’action du
système de pulvérisation de l’eau en fines gouttelettes sur un feu.

Dans les années 1960 et 1970, le développement de Halons 1301 et 1211, comme agents
d’extinction peu couteux, faciles d’utilisation et d’une efficacité remarquable par rapport
aux systèmes d’extinction par brouillard d’eau, a fait ralentir la recherche et le dévelop-
pement de ce dernier. La découverte de la participation du Halon à la destruction de la
couche d’ozone et la signature en 1987 de protocole de Montréal (MONTREAL, 1994) (un
accord visant à éliminer progressivement l’utilisation et la fabrication de substances ap-
pauvrissant la couche d’ozone) a fortement diminué l’utilisation de ces produits. De plus,
l’incendie du bateau Scandinavion Star, qui a eu lieu le 7 avril 1990 (le bilan de cet acci-
dent est de 158 morts), a entrainé un renforcement considérable des exigences en matière
de sécurité incendie pour les navires par l’International Maritime Organization (IMO).
Ces deux évènements ont permis de susciter à nouveau l’intérêt de l’industrie et de la
recherche pour l’utilisation du brouillard d’eau comme système d’extinction d’incendie.

Les premiers travaux de recherche dans le milieu industriel à l’échelle réelle sont les
travaux BILL JR et al. (1997) pour l’IOM qui consistent en 23 essais dans une salle de
machines de 3000m3 pour l’extinction d’incendies de gazole et heptane de 1 et 6MW de
puissance avec deux types de buses (basse pression et haute pression). Ils ont démontré
l’inefficacité de leur système de brouillard d’eau pour l’extinction de ces incendies dans
ces conditions (volume de la salle et hauteur de plafond). Cependant, ils ont obtenu l’ex-
tinction de certains feux après diminution de la hauteur de plafond et du volume de la
salle. Les auteurs concluent alors que le brouillard d’eau peut s’avérer être une bonne al-
ternative au gaz Halons sous réserve d’optimisation. Ils ont souligné aussi l’importance
du phénomène de dilution de l’oxygène dans le mécanisme d’extinction par brouillard
d’eau pour les incendies de grandes tailles en milieu confiné.

BACK et al. (2000b) ont effectué des tests dans des enceintes (dont la taille variait de
100m3 à 1000m3) avec différentes conditions de ventilation (fermé, ventilation naturelle
et avec un renouvellement horaire Rh allant jusqu’à 15h−1). Ils concluent que l’augmen-
tation du Rh diminue le mécanisme de dilution et d’appauvrissement en oxygène, et
donc augmente la dépendance au refroidissement en phase gazeuse. Il en résulte une très
mauvaise performance sur les feux de petites tailles et/ou obstrués où peu de brouillard
atteint le volume de combustion. Ils ont également développé un modèle à partir de ces
essais pour prédire l’efficacité d’un système de brouillard d’eau pour l’extinction des feux
de nappes.

A l’échelle de laboratoire, KIM et al. (1997) ont étudié expérimentalement l’influence
d’un jet de brouillard d’eau impactant à contre-courant un feu de nappe d’une petite
taille. Ils ont observé que, en-dessous des conditions critiques de pression et de distance



1.4. Résumé de l’état des connaissances sur l’usage de brouillard d’eau 23

entre la buse et le bac, le jet de brouillard d’eau est inefficace et augmente même la puis-
sance de feu. Les auteurs démontrent que les très petites gouttelettes sont inefficaces
pour l’extinction du feu par refroidissement du fait qu’elles n’atteignent par la surface
du combustible du panache de feu. Ils remarquent également que la hauteur de flamme
diminue mais elle grandit dans la direction radiale avec l’action de jet de brouillard d’eau,
ce qui permet aux gouttelettes de pénétrer plus facilement le panache et la flamme pour
atteindre le combustible.

Dans le but de comprendre les mécanismes d’extinction d’un feu par brouillard
d’eau, NDUBIZU et al. (1998) ont utilisé un dispositif expérimental (brûleur à méthane
de type Wolfhand-Parker, modifié pour permettre une injection latérale de mélanges air-
brouillard d’eau, air-vapeur d’eau ou air-azote) pour distinguer la contribution de chaque
mode d’action du brouillard d’eau sur une flamme de diffusion. Les résultats des expé-
riences montrent bien les trois modes d’action les plus significatifs, à savoir l’effet de la
chaleur latente de vaporisation (puits de chaleur), l’effet de la capacité thermique supé-
rieur de la vapeur d’eau par rapport à l’air et l’effet de la dilution de l’oxygène. Ils ont
montré aussi que le refroidissement en phase gazeuse (combine les deux premiers effets)
est plus important que celui de l’effet de dilution de l’oxygène, en particulier lorsque le
diamètre moyen des gouttelettes est de l’ordre de 60µm.

Un peu plus tard, NDUBIZU et al. (2000) présentent une étude expérimentale paramé-
trique pour l’extinction des feux de nappe en semi-grandeur (feu d’heptane et de kéro-
sène de 50cm de diamètre). Initialement, les auteurs se sont intéressées à l’influence de
la position de l’injecteur par rapport au foyer. L’étude montre que l’injection des gout-
telettes en partie basse est plus efficace pour l’extinction que l’injection en partie haute.
Cela s’explique par l’intensification de l’effet de dilution et d’absorption de la chaleur
lorsque les gouttelettes d’eau s’évaporent à la base du foyer. En outre, ils ont remarqué
que les gouttelettes les plus fines sont plus efficaces quelle que soit leur orientation et
une efficacité optimale est obtenue avec l’injection des gouttelettes plus fines par la base
du foyer. Les résultats de comparaison de l’efficacité d’extinction de brouillard d’eau
entre les deux combustibles a mis en évidence que le brouillard d’eau est plus efficace
pour l’extinction des feux de combustibles dont le point d’ébullition est le plus élevé
(kérosène, point d’ébullition > 100◦C) que les combustibles avec un point d’ébullition in-
férieur à celui de l’eau (heptane, point d’ébullition à 98◦C). Ce phénomène est dû aux
micro-explosions des gouttelettes d’eau au contact avec le combustible chaud (+ 100◦C),
ce qui entraine un refroidissement plus important de celui-ci.

Les travaux de RICHARD et al. (2003, 2002) s’intéressent à l’influence du brouillard
d’eau sur le rayonnement reçu par la surface de combustible. Des expériences à l’échelle
de laboratoire ont été menées sur un feu de nappe d’heptane avec une cuve de 23cm de
diamètre et un système d’extinction par brouillard d’eau composé de trois buses (dia-
mètre des gouttelettes 30µm, débit massique du brouillard d’eau est de 3,5g/s, plus de
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détails sont donnés dans le Section 2.1). Les auteurs ont choisi des conditions expérimen-
tales de telle sorte à optimiser l’action du brouillard sans pour autant arriver à l’extinc-
tion de la flamme, dans le but de réaliser des mesures nécessaires à l’étude. Les résultats
des expériences ont montré que l’activation du brouillard d’eau provoque l’instabilité de
la flamme avec des variations continuelles de sa forme et de sa taille à cause des gout-
telettes d’eau qui pénètrent dans la flamme. Ces dernières s’évaporent instantanément
et s’accompagnent d’un effet d’expansion et dilution important qui oblige la flamme à
s’ancrer sur le bord de la cuve (une flamme annulaire). Autre observation, la flamme est
fréquemment chassée de la surface du combustible, cette phase peut être suivie d’une
extinction ou ré-inflammation de la flamme. Les mesures de la température moyenne et
de la concentration en suie montrent une diminution considérable de la température de
la flamme et de la concentration des suies alors que le flux radiatif reçu par la surface
du combustible augmente. Par conséquent, l’effet de l’extinction du brouillard d’eau sur
la flamme est plutôt obtenu en diminuant suffisamment la température et le rapport de
concentration vapeur/air dans toute la flamme en raison de l’effet de vaporisation et
d’expansion de l’eau (effet de refroidissement et de dilution), que par une réduction des
vapeurs inflammables à partir de la surface du liquide. Ils ont démontré également que
l’introduction de vapeur d’eau au sein de la flamme diminue la production des suies du
fait de l’intensification de leur oxydation et transforme le monoxyde de carbone CO en
dioxyde de carbone CO2.

Les travaux de JENFT (2013) et JENFT et al. (2014) s’intéressent à l’étude expérimen-
tale et numérique à l’échelle réelle de l’application du brouillard d’eau dans un milieu
confiné bien ventilé. Leurs expériences consistent en un feu de combustible liquide de
30cm de diamètre. La pulvérisation du brouillard d’eau est assurée par quatre buses
(D32 = 112µm) qui fournissent un débit de 25l/min. Ils ont observé deux comporte-
ments : d’une part l’application du brouillard d’eau sur un feu bien développé provoque
une extinction très rapide (environ 10s) puisque les gouttelettes ont été injectées dans
un environnement chaud et se sont alors évaporées instantanément, ceci générant une
concentration importante de vapeur qui entraîne un refroidissement rapide des gaz et la
chute de température dans le local. D’autre part, lorsque le brouillard d’eau est appliqué
tôt, la croissance du feu est contrôlée mais son extinction a nécessité une plus longue
période d’aspersion (environ 1 min) le temps de refroidir la flamme et la surface du com-
bustible. Ils ont aussi démontré la capacité du logiciel FDS (Fire Dynamics Simulator) à
simuler d’une manière fiable l’extinction par brouillard d’eau en termes de température
et de concentration en oxygène. Ce logiciel est présenté dans le Chapitre 3.

PRETREL (2017) a réalisé un travail expérimental à grande échelle sur l’interaction
entre les flux de gouttelettes d’eau et la fumée lors d’un incendie en milieu confiné et ven-
tilé. L’étude comporte 17 essais dans un local de 165m3 avec un renouvellement horaire
Rh = 15, 4h−1. Un brûleur à gaz de propane a été utilisé avec un débit calorifique compris
entre 140 et 290kW. Le système de pulvérisation d’eau est assuré par deux buses Deluge



1.5. Conclusion 25

(26 l/min/bar0.5). L’auteur a choisi des paramètres d’essais comme le HRR du feu, le
débit d’eau et le temps d’activation pour analyser l’interaction entre les gouttelettes et
la fumée, le taux d’évaporation des gouttelettes et le transfert d’énergie de la phase dis-
persée à la phase continue. L’étude montre que le jet d’eau modifie significativement la
stratification des fumées avec une homogénéisation de la phase gazeuse. Les concentra-
tions des espèces (O2 et produits de combustion) sont similaires près du plafond et du
sol. De plus, l’étude montre que le mélange des gaz permet de séparer la stratification
chimique et la stratification thermique (deux phases identiques dans un incendie sans
pulvérisation d’eau). Le flux de gouttelettes entraine le déplacement vers le bas de l’in-
terface chimique tandis que, en refroidissant les gaz chauds, l’interface thermique tend
vers le haut. Ainsi 65% de l’énergie est transférée au flux de gouttelettes.

Dans le cadre du projet PRISME 2 de l’OCDE (PRETREL et QUERRE, 2019), les auteurs
ont réalisé des essais à grande échelle pour traiter la problématique de la répétabilité
des essais très couteux d’incendie à échelle réelle. Pour cela, ils se sont basés sur deux
essais de feu de nappe d’une huile de lubrification (DTE Medium) de 400kW dans un
local d’une superficie de 42m2 muni d’une ventilation mécanique et d’un système de
pulvérisation d’eau. Ils ont sélectionné un ensemble de 27 variables directement mesu-
rées ou calculées à partir des mesures de telle sorte à caractériser l’ensemble du scénario
d’incendie (source d’incendie, phase gazeuse, parois, réseau de ventilation et système de
pulvérisation d’eau). Les auteurs ont observé que les niveaux de répétabilité sont diffé-
rents selon le type de variable. La température de la phase gazeuse dans le local et les
concentrations des espèces sont notamment plus reproductibles que la pression du gaz
ou le débit d’air.

1.5 Conclusion

L’objectif de ce chapitre est de présenter le contexte de la thèse. Dans un premier
temps, on a défini les phénomènes liés à l’incendie dans un milieu confiné et ventilé puis
présenté l’influence du confinement sur le comportement d’un feu. Ensuite, on a présenté
les modes d’action d’une aspersion de type brouillard d’eau pour l’extinction d’incen-
die, en mettant l’accent sur les phénomènes physiques prédominants dans l’action d’un
brouillard comme agent d’extinction.

Ce premier chapitre a permis de souligner l’intérêt que peuvent avoir les systèmes
d’extinction par brouillard d’eau, de nombreuses études ont démontré une efficacité re-
marquable avec une faible consommation d’eau par rapport aux systèmes convention-
nels. Ils peuvent ainsi être mis en place dans des lieux où les ressources en eau sont
restreintes notamment les milieux confinés où le brouillard l’eau est particulièrement ef-
ficace (sous-marin, tunnel, navire...). De plus, l’utilisation de gouttelettes d’eau très fines
a l’avantage de diminuer les dommages causés par l’utilisation de l’eau sous forme li-
quide dans des lieux comme les bibliothèques, les musées, salles d’archives etc. On note
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aussi que des facteurs tels que l’environnement de l’incendie, les obstacles, les conditions
de ventilation, les types de combustible et l’échelle de la flamme ont une influence sur
la performance d’extinction du brouillard d’eau. Si on ajoute à cela les caractéristiques
intrinsèques du système de pulvérisation, notamment le type d’injecteur, la taille des
gouttelettes, la vitesse des pulvérisations, l’orientation du jet et le débit d’injection, tous
ces paramètres rendent chaque scénario d’incendie unique et ouvrent des perspectives
de recherche expérimentales et numériques dans le domaine de l’extinction d’incendie
par brouillard d’eau.
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Chapitre 2

Présentation des dispositifs
expérimentaux étudiés

Ce chapitre présente l’ensemble des dispositifs expérimentaux et les moyens de me-
sure utilisés dans ce travail, dans le but d’améliorer notre compréhension de l’effet d’as-
persion par brouillard d’eau sur les incendies. La démarche consiste en premier lieu à
modéliser les effets d’un brouillard d’eau pénétrant une flamme bien établie en milieu
ouvert. Pour cela, on va s’appuyer sur les résultats expérimentaux présentés par GARO

et al. (2009) dans le cadre de la thèse de RICHARD (2001), notamment les caractéristiques
du brouillard d’eau et les effets sur la température, les flux rayonnés à la surface du com-
bustible et l’environnement, pour un feu de nappe à l’échelle de laboratoire en milieu
ouvert.

Ensuite, on s’intéressera à la modélisation d’un feu de nappe en milieu confiné, pour
étudier l’influence des conditions de ventilation sur la dynamique du feu et particulière-
ment sur la puissance de feu, la température et les flux thermiques. Pour cela, on s’ap-
puiera sur les essais menés par NASR (2011) avec le dispositif CERES I (cf. Figure 2.3)
avec différentes tailles de foyer. Enfin, un dispositif CERES II réalisé et instrumenté dans
le cadre de cette thèse sera présenté (cf. Figure 2.4). Il a été conçu en similitude avec
CERES I pour l’étude de l’interaction entre un feu et un brouillard d’eau dans des condi-
tions de confinement. Dans ce dispositif, des essais avec et sans brouillard d’eau nous
permettront d’observer les effets de l’aspersion sur un feu de nappe en fonction de la
ventilation sur la dynamique du feu .

2.1 Dispositif pour l’étude de l’interaction entre un feu de nappe
et un brouillard d’eau en milieu ouvert

Le dispositif expérimental étudié dans cette partie a permis d’obtenir un feu de nappe
vertical sous hotte en milieu ouvert soumis ou non à un brouillard d’eau, réalisé dans le
cadre des travaux de thèse de RICHARD (2001) et les travaux de GARO et al. (2009). La
Figure 2.1 présente le schéma de ce dispositif qui comporte une hotte rectangulaire de 2m
de côté avec un conduit d’évacuation des gaz brûlés vertical de 40cm. Le foyer consiste
en une cuve de 23cm de diamètre et de 10cm de profondeur placée sur un peson pour
mesurer la perte de masse en fonction du temps. La cuve est remplie d’eau jusqu’à la
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hauteur de la fenêtre du fluxmètre qui est placé au centre du foyer. Le combustible est
ajouté jusqu’à 1mm sous le rebord de la cuve. L’heptane est utilisé comme combustible
car il offre de nombreux avantages dans l’étude des incendies, comme son point d’ébul-
lition de 98◦C en-dessous de celui de l’eau pour éviter l’ébullition et les projections des
gouttelettes d’eau au cours d’un essai. L’ensemble du dispositif est protégé par un rideau
ignifugé placé autour de la hotte jusqu’à 55cm du sol, permettant ainsi de s’affranchir de
toutes les perturbations dues à des courants d’air parasites.

FIGURE 2.1 – Schéma du dispositif expérimental d’un feu de nappe sous hotte avec le système
d’aspersion.

On décrit en détail les éléments principaux du dispositif :

• Le système de pulvérisation utilisé pour générer le brouillard d’eau est composé
de trois injecteurs bi-fluide (eau/air) situés à 129 cm de hauteur par rapport à la
surface du combustible et une distance radiale de 70 cm de l’axe du foyer et forme
un angle d’inclinaison de 35◦ par rapport à la verticale, comme on le voit sur la
Figure 2.1. Les buses sont positionnées de telle sorte à avoir un angle de 120◦ entre
chacune d’entre elles. Des essais préliminaires de RICHARD (2001) préconisent le
choix d’une pression d’injection d’air pa = 1 bar et un débit massique d’eau de
ṁ = 3, 5g/s, dans le but de ne pas atteindre l’extinction de la flamme tout au long
de l’essai.

• Caractérisation du brouillard d’eau

Les injecteurs utilisés ont été soumis à une étude préalable de granulométrie en vue
de déterminer la vitesse locale, le diamètre et la concentration des gouttes à l’aide
d’un système d’anémométrie laser appeler PDPA (Phase Doppler Particle Analy-
ser). Cette méthode permet d’accéder à la connaissance de différents paramètres
caractérisant le brouillard d’eau. Les valeurs des paramètres définis pour les injec-
teurs de brouillard d’eau comme le débit d’eau pulvérisée et la pression d’air ont
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été conservés (ṁ = 3, 5g/s, Pair = 1bar). La mesure a été effectuée dans deux demi-
plans, à 30cm et à 70cm de la buse pour tous les centimètres sur le cône formé par
le spray selon la direction radiale (cf. Figure 2.2).

FIGURE 2.2 – Schéma des points de mesures granulométriques (RICHARD, 2001).

Les résultats de la caractérisation du spray sont présentés dans le Tableau 2.1, qui
résume les données moyennes de la granulométrie sur la section du spray à 70cm
de la buse.

Granulométrie,
D32

Vitesse des
gouttelettes (m/s)

Flux massique des
gouttelettes (kg/m2.s)

Moyenne 68 2,36 0,108

TABLEAU 2.1 – Valeurs de différentes grandeurs moyennées sur la section 70 cm de spray
(RICHARD, 2001).

• Mesure de la température dans la phase gazeuse

La température au cœur de la flamme a été mesurée grâce à un système qui main-
tient les thermocouples en peigne avec un écartement de 10mm. Des thermocouples
en chromel-alumel de 50µm de diamètre ont été utilisés. Un mécanisme de transla-
tion bidimensionnel permet aux thermocouples de se déplacer horizontalement et
verticalement selon un maillage prédéfini. La mesure est effectuée sur une période
de 20 secondes pour chaque position. Une mesure de la température dans la phase
liquide de combustible est assurée par un thermocouple positionné à l’interface
heptane/eau.

• Mesure du rayonnement

Le flux rayonné à la surface du combustible a été mesuré grâce à trois fluxmètres
de type MEDTHERM refroidis à l’eau (les caractéristiques de capture sont détaillées
dans la Section 2.3.2). Une fenêtre en fluorure de calcium a été ajoutée pour avoir
une gamme de transmittance spectrale comprise entre 0,3 et 11,5µm, qui prend en
compte la contribution des gouttelettes et/ou la vapeur d’eau au sein de la flamme.
Les fluxmètres sont placés à 23mm en-dessous du bord supérieur de la cuve et à une
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distance radiale de 38mm et de 76mm de l’axe central de la cuve, ces deux distances
correspondent respectivement à 1/3 et 2/3 du rayon de la cuve. Le flux rayonné a
été obtenu en extrapolant le flux mesuré à l’interface heptane/eau du combustible
durant l’essai, ce qui est détaillé dans la Section 2.3.2 avec l’Équation 2.1.

2.2 Réduction d’échelle

La recherche expérimentale à l’échelle réelle des phénomènes liés à la sécurité incen-
die est très coûteuse et complexe. Par conséquent, on ne trouve dans la littérature qu’un
nombre d’essais limité en condition réelle. La modélisation à échelle réduite, encore appe-
lée étude en similitude, nous permet d’éviter ces problèmes de coût et de reproductibilité.
Une étude en similitude faite dans le cadre de la thèse de LASSUS (2009) et LASSUS et al.
(2014) pour le dimensionnement du dispositif CERES I de 8m3, a permis de faire des es-
sais représentatifs de ceux obtenus à grande échelle représentant une configuration réelle.
De plus, cette étude en similitude nous a amené à réaliser le dimensionnement du dispo-
sitif CERES II de 1m3 dans le cadre de cette thèse. Ce type de modélisation repose sur un
groupe de nombres adimensionnels dérivés des équations de conservation permettant le
respect des rapports de similitude entre les deux échelles (QUINTIERE, 1989).

Les nombres adimensionnels permettant la conservation des phénomènes physiques
entre l’échelle réelle et la maquette sont présentés dans le Tableau 2.2.

Nombre
adimensionnel

Phénomènes comparés Expression du rapport

Richardson, Ri
Pression dynamique et pression

due à la gravité
Ri = ∆ρgl/ρ0/u2

Froude, Fr
Énergie cinétique et énergie
potentielle due à la gravité

Fr = u2/g/l

Reynolds, Re Inertie et viscosité Re = ul/γ

Grashof, Gr
Convection naturelle, force

d’Archimède et force de viscosité
Gr = Gβ∆Tl3/γ2

Zukoski, Zu
Puissance de feu en fonction du

débit entalpique
Q̇

ρ0F1/2
r l5/2g1/2cpT0

TABLEAU 2.2 – Nombres adimensionnels.

Les caractéristiques de l’enceinte à l’échelle réelle sont notées dans le Tableau 2.3 :
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Volume m3 100

Forme Cubique

Débit calorifique maximal (kW) 1000

Renouvellement horaire d’air (h−1) 3 à 5

Forme des gaines de ventilation section carré

Largeur des gaines 0,4 m à 1 m

TABLEAU 2.3 – Propriétés de l’installation de référence.

L’installation réelle et les maquettes CERES I et CERES II ont respectivement 100m3,
8m3 et 1m3 de volume, avec les longueurs caractéristiques (racine cubique de volume)
suivantes : lreel = 4, 64m, lCERES I = 2m et lCERES II = 1m. Ce qui correspond à une
échelle géométrique de KgCERES I =

lCERES I
lreel

= 2/4, 64 = 0, 43 et KgCERES II =
lCERES II

lreel
=

1/4, 64 = 0, 215. La largeur des gaines de ventilation des installations réelles est comprise
entre 0,4 et 1m. L’échelle de similitude géométrique nous donne une largeur des gaines
des maquettes comprise entre 0,17 et 0, 43m, Une largeur de 0, 2m a été adoptée pour
CERES I et 0, 1m pour CERES II.

L’équivalence des vitesses d’écoulement dans les gaines est déterminée avec l’échelle
de similitude cinématique entre les maquettes et l’installation réelle. Il suffit de conserver
le nombre adimensionnel de Froude Fr = u2/l = 1, ce qui équivaut à u2/l = 1 et u =

√
l

alors l’échelle cinématique vaut donc Kc =
√

Kg = 0, 66 (cf. Tableau 2.4).

Le régime de ventilation est déterminé grâce au renouvellement horaire (noté Rh) qui
correspond au nombre de fois où l’air est renouvelé dans une pièce pendant une période
d’une heure. La conservation de ce paramètre entre les deux échelles de similitude im-
plique une échelle temporelle donnée par Kt = Kg/Kc =

√
Kg. On retrouve ainsi les

équivalences de renouvellement horaire (Rh) entre l’installation réelle et les maquettes
KRh = 1/Kt (cf. Tableau 2.4).

La similitude de la puissance de feu au niveau du local entre l’installation réelle et les
maquettes est donnée par l’échelle des débits calorifiques Q̇ = K5/2

g .
Les valeurs de toutes les échelles de similitude utilisées dans cette étude sont notées

dans le Tableau 2.4 :

Échelle de similitude Formule CERES I CERES II
Échelle géométrique Kg = lcaisson

lreel
0,43 0,22

Échelle cinématique Kc =
√

Kg 0,66 0,46

Echelle calorifique Q̇ = K5/2
g 0,12 0,02

Échelle temporelle Kt = Kg/Kc =
√

Kg 0,66 0,46

Échelle Rh kRh = 1/Kt 1,52 2,15

TABLEAU 2.4 – Rapport de similitude entre l’installation réelle et les maquettes.
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2.3 Dispositifs expérimentaux CERES I et CERES II

Cette partie du travail de recherche est consacrée à la présentation des dispositifs
expérimentaux utilisés pour l’étude d’incendie en milieu confiné mécaniquement ventilé.
L’installation CERES II réalisé dans le cade de cette thèse (cf. Figure 2.3) est munie d’un
système de pulvérisation bi-fluide, identique à celui utilisé dans l’étude RICHARD (2001)
et détaillé dans la Section 2.1.

Remarque : Le fait que, les deux compartiment (CERES II est CERES I) sont conçus
en similitude avec les mêmes matériaux et instrumentations, nous ont amené à décrire
les deux installations dans la même section pour éviter la répétition en spécifiant la par-
ticularité de chaque caisson.

Les installations expérimentales consistent en deux caissons cubiques d’un volume
intérieur de 8m3 pour CERES I (cf. Figure 2.3) et de 1m3 pour CERES II (cf. Figure 2.4),
relié chacun à un système de ventilation installées dans les locaux de notre équipe de re-
cherche Caractérisation des feux et des fumées de l’Institut PPRIME et faisant partie d’un
ensemble appelé plateforme incendie PERICLES. Le matériau utilisé pour la construction
des murs est le Siporex, un béton cellulaire incombustible qui fournit une isolation natu-
relle. Afin de diminuer les échanges thermiques avec l’extérieur du caisson, une couche
isolante est fixée sur les murs et au plafond, constituée de silicate de calcium (Promatech
H). Les deux caissons sont équipés d’une porte isolée thermiquement. Enfin, des hublots
transparents caractérisés par une faible dilatation thermique et une bonne résistance aux
chocs thermiques ont été installés au milieu de chaque mur dans le but d’avoir une bonne
visibilité à l’intérieur du caisson et permettre ainsi de placer une caméra à l’extérieur. Les
propriétés physiques de chaque matériau sont définies dans le Tableau 2.6 et les caracté-
ristiques de chaque caisson sont définies dans Tableau 2.5.

FIGURE 2.3 – Photographie de l’installation expérimentale CERES I (LASSUS, 2009).

https://equipex-gap-prometee.ensma.fr/installations-banc/pericles/
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Caisson CERES I CERES II
Volume m3 8 1

Épaisseur SIPOREX mm 200 100

Épaisseur de Promatech H mm 35 25

Dimension des portes m 1,9 × 0,9 0,8 × 0,55

Dimension des vitres en verre m 0,16 × 0,16 × 0,005 0,16 × 0,16 × 0,005

Système de pulvérisation Buse bi-fluide

TABLEAU 2.5 – Caractéristiques des caissons.

(A) (B)

FIGURE 2.4 – Photographie de l’installation expérimentale CERES II.

Propriétés thermiques Siporex Promatech H Verre Acier
NEOCERAM galvanisé

Conductivité thermique 0,12 0,175 1,7 46
λ[W.m−1.K−1]

Capacité calorifique 1 0,92 0,8 0,5
massique Cp[kJ.kg−1.K−1]

Masse volumique 400 875 2510 7850
ρ[kg.m−3]

TABLEAU 2.6 – Propriétés physiques des matériaux utilisés dans le caisson.

2.3.1 Système de ventilation

Les deux installations sont équipées d’un système de ventilation constitué d’un cir-
cuit d’admission côté gauche en position haute ou basse (arrivée d’air frais), d’un circuit
d’extraction côté droit du caisson (extraction des gaz chauds) (cf. Figure 2.3 et Figure 2.4).
Les conduits de ventilation sont conçus en acier galvanisé de section carrée pour CERES I
et circulaire pour CERES II. Les faces latérales des gaines d’extraction et de dilution sont
vitrées avec un verre vitrocéramique transparent NEOCERAM, d’une épaisseur de 4mm
pour le caisson CERES I (cf. Tableau 2.7). Le circuit d’extraction est constitué d’une gaine
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d’extraction des gaz chauds connectée perpendiculairement à la gaine de dilution. En
sortie de cette dernière, un ventilateur de type centrifuge est installé (SYSTEMAIR EURO
S7440 qui donne un débit de 0 à 480m3.h−1 pour CERES I et HCAS 108-2 qui donne un
débit de 0 à 180m3.h−1 pour CERES II ) (cf. Figure 3.2). Un conduit d’échappement est
relié à la sortie du ventilateur pour diriger les gaz dilués vers une hotte d’extraction (cf.
Figure 2.8). Des clapets de dosage sont placés en amont des gaines d’admission et de
dilution pour pouvoir régler les débits d’entrée d’air et les choix des renouvellements
horaires. Une plaque métallique en forme de U a été placée en face de la gaine d’admis-
sion en partie basse pour casser le flux d’air frais entrant qui peut perturber la flamme
pendant l’essai.

Caisson CERES I CERES II
Section des gaines carrée (l=0,2 m ) circulaire (D=0,1 m)

Ventilateur centrifuge SYSTEMAIR EURO S754 HCAS 108-2

Position de l’admission basse 0,3 m du sol 0,15 m du sol

Position de l’admission haute 1,7 m du sol 0,7 m du sol

Position de l’extraction 1,7 m du sol 0,7 m du sol

TABLEAU 2.7 – Caractéristiques du système de ventilation pour chaque caisson.

2.3.2 Instrumentation des dispositifs

Le combustible :

Le combustible utilisé dans cette étude est l’heptane, très commun dans la recherche
sur la sécurité incendie. Il présente des avantages comme :

• Une utilisation fréquente dans l’étude des incendies ;

• Une température d’ébullition fixe de 98◦C inférieure à celle de l’eau, évitant ainsi
lors de la brumisation le phénomène de micro-explosion ;

• Très pratique pour déterminer les flux de chaleur rayonnés en surface ou en pro-
fondeur dans le combustible (possibilité d’immerger des fluxmètres dans l’eau à
l’interface de l’heptane, voir Figure 2.9).

Ses caractéristiques physiques sont décrites dans le Tableau 2.8.

Propriétés Heptane
Chaleur de combustion [MJ/kg] 44,6

Chaleur de vaporisation [kJ/kg] 320

Coefficient de conduction [J/kg/K] 0,13

Masse volumique [kg/m3] 684

Température d’ébullition ◦C 98

Point d’éclair◦C -4

TABLEAU 2.8 – Propriétés physiques de l’heptane.
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Le bac de combustible :

Dans le dispositif CERES I, la cuve de combustible est en acier inoxydable avec une
profondeur de 10cm et trois diamètres ont été utilisés : D1=23cm, D2=26cm et D3=30cm
(cf. Figure 2.9a). Dans le dispositif CERES II, une cuve en acier de 15cm de diamètre et
de 6cm de profondeur a été utilisée (cf. Figure 2.9b). Dans chaque cuve, l’eau est versée
jusqu’à l’immersion totale des fluxmètres. Ensuite, la cuve est remplie de combustible
jusqu’à 1mm en-dessous du bord (éviter les effets de bord de la cuve). La quantité de
combustible utilisé est déterminée en fonction de la taille de la cuve selon le rapport
h/D = 11% (h est la hauteur de combustible dans une cuve de diamètre D) pour éviter
les effets de bord.

Détermination de la vitesse de combustion :

La consommation de combustible au cours de l’essai a été déterminée grâce à la me-
sure de perte de masse avec un peson SCAIME placé sous le bac de combustible. Le temps
de réponse du peson est de 60ms et l’incertitude des mesures de 5%. Dans le caisson de
CERES I, une protection thermique protège le peson de la chaleur pendant les essais.
L’ensemble cuve plus peson est placé au centre du local, sur un support métallique de
25cm de hauteur. Le fond de cuve se trouve à 38cm du sol.

Pour le caisson CERES II, le même système de peson est utilisé. Un circuit de refroi-
dissement en eau relié à une pompe a été conçu pour protéger le peson de la chaleur
dégagée pendant la combustion Figure 2.5, ce qui perturbait les mesures. Il comprend un
tube de section carrée qui forme une cage métallique rectangulaire et on vient fixer le pe-
son par son centre. Une plaque métallique est fixée sur le peson pour assurer la stabilité
de la cuve. Enfin, un isolant thermique en fibre de verre vient envelopper tout le sys-
tème pour assurer une protection optimale. L’allumage du feu se fait avec une résistance
chauffante pour CERES II et par un chalumeau à gaz pour CERES I.

FIGURE 2.5 – Mesure de la vitesse de combustion avec son système de refroidissement dans le
caisson de 1 m3 (CERES II).
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FIGURE 2.6 – Schéma des vues de profil et de dessus du caisson avec la position des thermo-
couples au sein du dispositif expérimental (CERES II).

Température des gaz :

Des thermocouples de type K (chromel-alumel) de 0, 5mm avec une précision de
±1, 5◦C ont été utilisés pour la mesure de la température des gaz dans les deux installa-
tions. Dans le caisson CERES I, trois arbres de thermocouples sont placés à la verticale (cf.
Figure 2.6). Le premier axe est placé au centre du caisson (TC), le premier thermocouple
étant à 55cm au-dessus du sol. Les deux autres axes verticaux sont placés à 45cm de la
paroi gauche (TG) et droite (TD) respectivement. Sur ces axes, les thermocouples sont es-
pacés de 20cm. Dans le caisson CERES II, les thermocouples sont installés sur un système
de peigne sur trois arbres. L’arbre appelé TC est positionné au centre du local et comporte
19 thermocouples séparés de 5cm dans la partie des gaz chauds et de 2, 5cm proches de
la flamme. Les deux arbres appelés TG (côté gauche) et TD (côté droit) sont position-
nés à 27, 5cm du centre du caisson avec 10 thermocouples sur chaque arbre séparé de
10cm entre eux. Un thermocouple est installé dans la cuve pour mesurer la température
du combustible. La température des gaz chauds dans les conduits d’extraction-dilution
est mesurée avec 8 thermocouples installés au centre des conduits séparés de 20cm de
distance (notée TE). Pour les deux installations, deux thermocouples sont positionnés au
niveau des fluxmètres du mur, un dans le mur à 1cm de la surface et un à la surface, afin
de déterminer le flux conductif à travers les parois.

Mesure des vitesses :

La mesure de la vitesse dans les conduits d’arrivée d’air frais, notamment le conduit
d’admission et de dilution, est assurée par des fils chauds de type KIMO (avec une plage
d’utilisation de 0 à 100◦C). Un rétrécissement des sections des gaines en amont était né-
cessaire afin d’avoir une vitesse plus importante et ainsi avoir une meilleure précision
des mesures. Il est de 100mm à 43mm pour le caisson CERES II et de 200mm à 80mm pour
le caisson CERES I. Dans le conduit d’extraction, un tube de Pitot a été utilisé pour me-
surer la vitesse d’écoulement des gaz à cause de leur température très élevée et le milieu
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chargé de particules.

Mesure de pression :

La pression dans les deux caissons est mesurée à 10cm du sol, à l’aide d’un capteur
transmetteur de pression différentielle de type CRP201-HO, fourni par KIMO, avec une
incertitude de mesure de ±2Pa.

Mesure de la concentration des gaz :

La mesure de la concentration des gaz dans les deux dispositifs expérimentaux sont
assurés par trois analyseurs (COSMA, Environnent SA et ECOM ) positionnés à trois em-
placements : proche du foyer, entrée du conduit d’extraction et dans le conduit d’échap-
pement des gaz. Dans le dispositif expérimental CERES I, les concentrations des gaz au
niveau du caisson sont mesurées à l’aide d’un analyseur de gaz COSMA équipé d’une
sonde de prélèvement positionnée à 30cm du bord de la cuve à la même hauteur que
la surface de combustible comme on le voit sur la Figure 2.8a. Dans le dispositif expéri-
mental CERES II (cf. Figure 2.8b), les mesures de concentration des gaz en continu sont
réalisées à trois emplacements : proche du foyer à une distance de 15cm du bord du foyer
par l’analyseur COSMA, au niveau du conduit d’extraction avec l’analyseur ECOM et au
niveau du conduit d’échappement à l’aide de l’armoire d’analyse Environnement SA :

• L’armoire d’analyse de gaz COSMA (cf. Figure 2.7) est utilisée pour la mesure des
concentrations de monoxyde de carbone, dioxyde de carbone et oxygène à l’inté-
rieur du caisson. Cette armoire constituée d’un boitier permettant de chauffer la
ligne chauffée à 115 ◦C pour éviter la condensation des gaz et d’un système de pu-
rification des particules de suies. Ce système permet de filtrer les particules de suies
en amont du boitier par un premier filtre, puis deux autres filtrages sont effectués
au niveau du boitier et de l’armoire d’analyse. Les mesures des concentrations en
O2 et CO sont effectuées par mesure infrarouge et celles en CO2 sont déduites des
concentrations en O2, pour des gammes de mesure de 0 à 3% pour CO, 0 à 10%
pour le CO2 et 0 à 21% pour celle en O2.

• L’analyseur ECOM J2KN PRO a l’avantage de mesurer à la fois les concentrations
de monoxyde de carbone, dioxyde de carbone, oxygène, l’hydrogène, les hydrocar-
bures totaux, la température et la vitesse d’écoulement des gaz. La sonde ECOM
est installée au niveau du conduit d’extraction avec la mesure de la vitesse et la
température. Il est composé de deux parties : la base et le boitier de commande
et communiquent entre eux grâce à une liaison radio. Les concentrations sont dé-
terminées grâce à des capteurs électrochimiques à électrolyte solide. Pour chaque
composante mesurable du gaz, l’ECOM J2K est muni d’un capteur qui réagit de
façon sélective à cette composante par une réaction chimique. L’intensité du signal
de sortie est proportionnelle à la concentration de gaz (cf. Figure 2.7).
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FIGURE 2.7 – Photographies des armoires d’analyses des concentrations des gaz et de la station
d’acquisition Keithley 2700/E.

• L’armoire d’analyse Environnement SA permet de mesurer les concentrations de
l’oxygène, dioxyde de carbone, monoxyde de carbone et les hydrocarbures totaux
(cf. Figure 2.7). La sonde est placée au niveau du conduit d’échappement des gaz
après la dilution de ces derniers. L’armoire d’analyse est constituée d’une pompe
d’échantillonnage à tête chauffée pour pouvoir aspirer les gaz à analyser vers l’ar-
moire et d’une ligne chauffée pour acheminer les gaz vers l’analyseur à une tem-
pérature de 191◦C supérieure à leur point de condensation. L’échantillon passe
alors dans différents analyseurs, l’analyseur GRAPHITE 52M pour les hydrocar-
bures totaux et le MIR2M pour l’oxygène, dioxyde de carbone et monoxyde de
carbone. L’analyseur GRAPHITE-52M permet de mesurer en continu des concen-
trations d’hydrocarbures totaux contenus dans un échantillon de gaz grâce au prin-
cipe appelé FID (Détecteur à ionisation de flamme). L’analyseur est raccordé à deux
sources : une source externe d’un mélange H2/He dans la proportion 40 /60 per-
mettant d’alimenter la flamme d’analyse des gaz et une source d’air appelle Air
Zéro qui ne présente aucune trace d’hydrocarbure ou d’humidité pour faire le zéro.
Les résultats sont fournis en ppm. L’analyseur MIR-2M utilise le principe de l’ab-
sorption dans l’infrarouge pour la mesure en continu des concentrations en O2, CO
et CO2. Les résultats sont donnés en ppm, % ou mg/m3.

Système d’aspersion par brouillard d’eau :

Les systèmes d’aspersion utilisés dans l’installation CERES II sont les mêmes que
dans le travail de RICHARD (2001) présenté dans Section 2.1. Cela nous donne accès
à toutes les données de la caractérisation du brouillard d’eau en terme de diamètres
moyens et de vitesses des gouttelettes à condition de respecter les mêmes conditions
d’essai, notamment la pression et le débit d’eau (Pair = 1bar et ṁ”eau = 3, 5g.s−1). La
connaissance de ces paramètres est très importante pour l’étude numérique. La buse est
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fixée dans le coin gauche en face de la porte côté admission à une hauteur de 90cm orien-
tée vers le foyer avec un angle de 35◦ par rapport à l’axe vertical, voir Figure 2.6. Deux
circuits alimentent la buse : le circuit d’eau relié au réseau du laboratoire qui passe par
un débitmètre à flotteur à tube en verre (modèle 1350/1355 débit max 6g/s) pour régler
le débit à 3,5g/s et un circuit d’air comprimé réglé à une pression de 1 bar par un ma-
nomètre pour respecter les mêmes conditions que celles de la caractérisation. Une élec-
trovanne reliée aux deux circuits assure un passage synchronisé des deux fluides vers la
buse.

Détermination des flux thermiques :

La mesure des flux thermiques dans les deux installations expérimentales est obtenue
grâce à des capteurs MEDTHERM permettant de fournir des valeurs dans l’intervalle
0− 2W.cm−2. Un système de circulation d’eau assure le refroidissement des fluxmètres.
Ces derniers sont équipés d’une fenêtre en fluorure de calcium qui permet de ne me-
surer que le flux radiatif et faire abstraction de la composante conductive et convective.
La fenêtre utilisée offre une gamme de transmission spectrale comprise entre 0, 3µm et
11, 5µm avec un angle de vue de 150◦ et une incertitude de mesure de 3%. Les flux ra-
diatifs rayonnés à la surface du combustible sont obtenus grâce à l’installation de trois
fluxmètres disposés dans la cuve et immergés dans d’eau, positionnés à 0, 1/3 et 2/3 du
rayon de la cuve (cf. Figure 2.9a), orientés horizontalement. Les valeurs mesurées sont
corrigées pour tenir compte de l’influence du bord de la cuve qui masque une partie du
champ de vision des fluxmètres. L’incertitude sur la position des fluxmètres dans l’eau
est estimée autour de ±0, 25mm. Pour déterminer le flux de chaleur rayonné à la surface
du combustible, une méthode originale utilisée par (NASR et al., 2013) et (RICHARD et al.,
2002) sera présentée dans la Section 2.3.3).

Remarque : Pour la cuve de 15cm utilisée dans les essais avec le dispositif CERES II
de 1m3, le diamètre restreint de la cuve nous a contraint à ne fixer que deux fluxmètres à
l’intérieur de la cuve positionnés à 0 et 2/3 du rayon de la cuve (cf. Figure 2.9b).

Afin de découpler la mesure des flux rayonnés issus de la flamme de celle des flux de
chaleur externes issus des gaz chauds et réfléchis par les parois, un fluxmètre est installé
en-dessous de la cuve, dirigé vers le mur de sorte que seul le rayonnement externe soit
mesuré (voir Figure 2.8 et Figure 2.10).

Le flux de chaleur rayonné reçu par les murs des caissons a également été mesuré à
l’aide de quatre fluxmètres. Dans le dispositif CERES I, les fluxmètres sont installés sur
le mur face à l’entrée, deux sont positionnés à une hauteur de 48, 5cm et deux autres à
78cm du sol (cf. Figure 2.8a) espacés de 0, 15m doit 0, 075m par rapport à l’axe de la cuve.
Dans le dispositif CERES II, les fluxmètres sont installés sur le mur côté extraction ( voir
Figure 2.8b) à une hauteur de 0, 25m et 0, 36m du sol (deux à chaque hauteur), espacés de
0, 05m par rapport à l’axe de la cuve.
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FIGURE 2.8 – Schéma de l’instrumentation des installations CERES I (A) et CERES II (B) avec les
réseaux de ventilation.

Acquisition des données :

L’enregistrement des différentes mesures effectuées au cours des essais est réalisé
avec la station d’acquisition de données Keithley 2700/E, équipée de deux multiplexeurs
différentiels de 40 voies. La fréquence d’acquisition est de 10s imposée par le nombre
élevé de capteurs permettant une mesure fiable.
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2.3.3 Détermination des flux thermiques à la surface du combustible

Les flux de chaleur radiatifs issus des fumées chaudes et des parois du compartiment
contribuant à l’évaporation et à la pyrolyse du combustible (ACHERAR et al., 2020). En ef-
fet, l’importance du rayonnement de la couche de fumée et des surfaces des murs dépend
de la taille du compartiment. Pour déterminer la contribution de chaque flux dans le cais-
son, initialement, on détermine le flux radiatif net reçu à la surface de la cuve d’heptane.

(A) Cuve (CERES I) (B) Cuve (CERES II)

FIGURE 2.9 – Schéma de la cuve avec les fluxmètres (NASR, 2011).

Il convient de noter qu’une mesure directe des flux de chaleur rayonnés à la surface
de la nappe d’heptane ne peut pas être effectuée en raison de la régression du niveau
d’heptane pendant la combustion et le risque d’ébullition du combustible (phénomène
de boilover (GARO et al., 2007)), ce qui nécessite l’utilisation d’eau pour la protection des
fluxmètres. Cependant, en connaissant la hauteur initiale de combustible dans la cuve,
l’emplacement des fluxmètres et la vitesse de combustion (MLR) instantanée, il est pos-
sible de déduire l’atténuation qui prend en compte l’absorption du rayonnement par
l’eau et l’heptane entre la surface et la fenêtre du fluxmètre et donc l’évolution instanta-
née du flux de chaleur rayonné à la surface du combustible. En pratique, les mesures de
flux rayonné obtenues par les trois fluxmètres immergés dans l’eau notées q̇”mesure, sont
divisées par le coefficient d’atténuation C, comme suit :

q̇s,r”(r) = q̇mesure”(r)/C (2.1)

avec C = e−µhZh .e−µeZe le coefficient d’atténuation, qui prend en compte l’absorption
du rayonnement par l’eau et l’heptane au-dessus de la fenêtre du fluxmètre, où µ repré-
sente le coefficient d’absorption (pour l’eau µe = 59m−1 et pour l’heptane µh = 80m−1).
Ze et Zh représentent respectivement selon GARO et al. (2009), RICHARD et al. (2003) et
GARO et al. (1999) la profondeur de la couche d’eau (indice e) et de la couche d’hep-
tane (indice h). Zh est déterminée en fonction du temps à partir de la perte de masse
(Zh = Zh,0 − ṁ”.t

ρh
). Ainsi, ce calcul permet de prendre en compte la perte de rayonne-

ment par absorption à l’intérieur de la cuve à travers les couches d’eau et de combustible
au-dessus des fluxmètres.

Le flux thermique radiatif moyen reçu à la surface d’heptane noté q̇”s,r est calculé en
intégrant le flux thermique radiatif reçu le long du rayon de la cuve, comme suit :
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q̇”s,r = 8/D2
∫ D/2

0
q̇s,r”(r)rdr (2.2)

Le bilan thermique à la surface du combustible liquide dépend de la température à
la surface de ce dernier (NASR et al., 2013), le flux thermique total reçu par la surface
d’heptane noté q̇′′total s’écrit :

q̇′′total = ṁ” f Lv + σ(T4
s − T4

∞) (2.3)

où ṁ” f est la perte de masse du combustible par unité de surface S de la cuve, σ(T4
s −

T4
∞) est la perte de chaleur par ré-radiation de la surface, Lv est la chaleur de gazéification

du combustible. Lv s’exprime en fonction de la chaleur de vaporisation comme suit :

Lv = 4hvap + Cpl(Ts − T0) (2.4)

où Cpl est la chaleur spécifique du liquide, Ts est la température d’ébullition du com-
bustible et T0 est la température ambiante initiale.

Le flux thermique total reçu à la surface du combustible est la somme des flux de cha-
leur radiatifs reçu à la surface du combustible provenant de la flamme et de rayonnement
externe q̇′′s,r et des flux convectifs q̇′′f ,c (ACHERAR et al., 2020),(NASR et al., 2013).

q̇′′total = q̇′′f ,c + q̇′′s,r (2.5)

FIGURE 2.10 – Schéma des flux radiatifs à la surface de combustible.

Le flux de chaleur rayonné à la surface du combustible est égal à la somme du flux de
chaleur rayonné provenant de la flamme q̇”

f ,r et du flux de chaleur externe q̇”
e,r :

q̇”
s,r = q̇”

f ,r + q̇”
e,r (2.6)



2.3. Dispositifs expérimentaux CERES I et CERES II 43

Le flux de chaleur externe reçu à la surface du combustible est spécifique aux feux en
milieu confiné, il prend en compte le flux rayonné en provenance des gaz chauds et des
parois chaudes du local.

Dans un milieu confiné, la connaissance du flux rayonné à la surface du combustible
liquide nécessite la mesure des flux de chaleur rayonnés issus de la flamme ainsi que du
rayonnement externe provenant des fumées et parois du local (rayonnement externe).
Pour découpler la mesure des flux reçus à la surface du combustible, celui issu de la
flamme de celui issu des fumées et du mur, un fluxmètre a été positionné sous la cuve
de telle sorte que son angle de vue ne couvre pas la zone de la flamme comme sur la
Figure 2.10. Cependant, cette mesure ne peut pas être directement liée au rayonnement
externe reçu à la surface du combustible car le fluxmètre positionné sous la cuve ne four-
nit que la mesure d’une partie du rayonnement en provenance des gaz chauds et des
surfaces du local. En réalité, le flux de chaleur rayonné mesuré tient compte d’un facteur
de vue (Fij ) qui tient en compte du flux rayonné qui quitte la surface i et atteint la surface
j, ainsi que de la hauteur de l’interface séparant les deux couches du compartiment : une
couche qui contient les produits de combustion chauds et la suie, et l’autre couche près
de sol qui contient de l’air frais. La Figure 2.11 décrit la distribution des flux de chaleur
radiatifs, atteignant à la fois la surface du combustible et le fluxmètre positionné sous la
cuve.

FIGURE 2.11 – Schéma des flux radiatifs à l’intérieur du local confiné.

En d’autres termes, la mesure du fluxmètre sous la cuve ne peut pas être utile pour
déterminer le retour de chaleur externe à la surface du combustible, à moins que les effets
de l’orientation ne soient pris en compte. Par conséquence, l’étude suivante fournit une
approximation valide en régime permanent, qui permet de déterminer les composantes
du rayonnement à la surface du combustible indépendamment du facture de vue (Fij)
et/ou de la hauteur d’interface de la couche des fumées dans le compartiment.

Le flux thermique externe q̇”
e,r reçu à la surface du combustible prend en compte le
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flux radiatif transmis par les gaz chauds et les parois chaudes. Il peut être décrit comme
étant égal à la somme des flux radiatifs transmis par les gaz chauds q̇”

g et du flux de
chaleur radiatif provenant des murs du local, décomposé en deux : le flux de chaleur
radiatif transmis par la partie inférieur de mur q̇”

p,i qui quitte les parois du local et le flux
de chaleur radiatif transmis par la partie supérieure des murs q̇p,s qui quitte les parois,
atténué par la flamme et les fumées comme montré sur la Figure 2.11.

q̇”
e,r = q̇”

g + q̇”
p,s + q̇”

p,i (2.7)

avec q̇”
g = σεg(1− ε f )F1−gT4

g

Tg est la température des gaz, ε f et εg sont respectivement l’émissivité de la flamme et
des gaz. σ est la constante de Stefane-Boltzmann. F1−g est le facteur de vue des gaz chauds
et des fluxmètres positionnés dans la cuve (1 représente la position 1 sur la Figure 2.11).

q̇”
p,s = σεp, s(1− εg)(1− ε f )F1−p,sT4

p,s (2.8)

q̇”
p,i = σεp, i(1− ε f )F1−p,iT4

p,i (2.9)

avec Tp la température des parois et le terme F1−p le facteur de vue.

La température des parois Tp, qui ne dépasse pas 100◦C dans la couche inférieure du
local, ne semble pas assez élevée pour émettre un fort flux de chaleur rayonnant vers la
surface de liquide comme l’a montré l’expérience (cf. Figure 5.24). D’autre part, dans la
couche supérieure, la forte opacité des gaz chauds, due à une importante production de
suie à l’intérieur du local atténue le flux de chaleur radiatif. Par conséquent, les flux de
chaleur émis et réfléchis par les parois du local peuvent être négligés. Le flux thermique
externe est alors défini comme :

q̇”
e,r ≈ q̇”

g (2.10)

Le flux radiatif reçu à la surface du combustible q̇”
s,r s’écrit :

q̇”
s,r = q̇”

f ,r + q̇”
e,r ≈ q̇”

f ,r + q̇”
g (2.11)

Dans la position 2 sur la Figure 2.11, pour découpler la mesure des flux issus de la
flamme et le retour de chaleur externe à la surface du combustible, un autre fluxmètre est
positionné sous le cuve et dirigé vers la paroi de telle sorte à ne capter que le rayonnement
externe. De la même manière que la position 1, le flux de chaleur radiatif en-dessous de
la cuve est défini comme (cf. Figure 2.10) :

q̇”
e−d = q̇”

g + q̇”
p,s + q̇”

p,i ≈ q̇”
g (2.12)

avec



2.3. Dispositifs expérimentaux CERES I et CERES II 45

q̇”
g = σεgF2−gT4

g (2.13)

F2−g est le facteur de vue des gaz chauds et du fluxmètre positionné sous la cuve.

Les fluxmètres positionnés au fond de la cuve indiquent, à l’extinction de la flamme à
Zh = 0cm (ε f = 0), un flux de chaleur radiatif qui correspond au retour de chaleur externe
provenant des gaz chauds et des parois du local. On définit un facteur α déterminé à
l’extinction du feu qui correspond au rapport de la mesure du rayonnement à la surface
du combustible et de la mesure du flux de chaleur rayonné sous la cuve, comme suit :

α =
q̇”

s,r

q̇”
e−d
|extinction=

q̇”
e,r

q̇”
e−d
|extinction=

σεgF1−gT4
g

σεgF2−gT4
g
|extinction=

F1−g

F2−g
|extinction (2.14)

Pendant le régime permanent, on considère que la hauteur de l’interface de la couche
de fumée dans le compartiment est constante jusqu’à l’extinction du feu et que le rapport
F1−g
F2−g

est constant. En considérant que ce facteur reste constant pendant toute la durée de
l’incendie, on peut définir le flux de chaleur externe de la manière suivante :

q̇”
e,r

q̇”
e−d
|t=

σεg(1− ε f )F1−gT4
g

σεgF2−gT4
g

|t= (1− ε f )
F1−g

F2−g
|t= (1− ε f )α (2.15)

Cette approximation permet de définir le flux radiatif externe q̇”
e,r et le rayonnement

de la flamme q̇”
f ,r reçus à la surface du combustible comme suit :

q̇”
e,r = (1− ε f )αq̇”

e−d (2.16)

q̇”
f ,r = q̇”

s,r − (1− ε f )αq̇”
e−d (2.17)

Cette méthode nous permet de déterminer les composantes du flux radiatif reçu à la
surface du combustible liquide, notamment la contribution de chaque terme dans la dy-
namique de l’incendie dans un compartiment confiné.
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2.4 Conclusion

Dans ce chapitre on a présenté, dans un premier temps, le dispositif expérimental
utilisé pour l’étude d’un feu de nappe d’heptane en milieu ouvert soumis ou non à un
brouillard d’eau développé dans le cadre de la thèse de (RICHARD, 2001) avec description
des moyens de mesure. Les résultats expérimentaux obtenus avec ce dispositif seront
utilisés comme base de comparaison dans le Chapitre 4.

Par la suite, les lois de similitudes sont présentées brièvement. Ces lois présentent
l’avantage de pouvoir dimensionner une installation à l’échelle réduite à partir d’une
installation à l’échelle réelle. Cela permet d’étudier les phénomènes liés à l’incendie à
l’échelle de laboratoire et de s’affranchir des essais de grandes dimensions relativement
coûteux.

Les caractéristiques des installations expérimentales ont été détaillées en mettant en
évidence les propriétés physiques des caissons, les caractéristiques du système de venti-
lation, les propriétés physiques du combustible utilisé, l’instrumentation des dispositifs
étudiés ainsi que l’ensemble des points de mesures et les outils permettant ces mesures.
Enfin, la méthode qui a permis de déterminer les composantes du flux radiatif reçu à la
surface du combustible liquide a aussi été présentée, elle sera utilisée dans les Chapitre 5
et Chapitre 6.

En conclusion, ce chapitre réalise une description globale du dispositif expérimental
en illustrant les paramètres qui seront utiles dans la suite de notre étude.
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Chapitre 3

Modélisation numérique de
l’écoulement réactif

3.1 Introduction

Depuis une cinquantaine d’années, la méthode Computational Fluid Dynamics (CFD)
est utilisée comme outil de modélisation et d’analyse des problèmes d’écoulements des
fluides, y compris plus récemment dans le domaine de l’incendie et du feu (HURLEY et
al., 2015) (MAWHINNEY et BACK, 2016). Le gain d’intérêt croissant pour la simulation des
phénomènes de combustion à petite ou à grande échelle par CFD est notamment due à
son utilisation par le passé sur un large éventail d’applications qui souvent peuvent être
exploitées dans le contexte de la sécurité incendie. De plus, les progrès rapides réalisés
dans la compréhension des phénomènes d’incendie et ceux réalisés dans la technologie
informatique permettent d’exploiter pleinement les possibilités de la CFD dans ce cadre.

Les modèles déterministes les plus sophistiqués pour la simulation des incendies sont
appelés « Modèles à champs » ou « Modèles CFD ». La technique de modélisation CFD
est utilisée pour l’analyse de nombreux phénomènes physiques et de disciplines d’ingé-
nierie, généralement basée sur une solution tridimensionnelle complète, dépendante du
temps et des lois fondamentales de conservation. Le volume à étudier est donc divisé en
un très grand nombre de sous-volumes et les lois de conservation de la masse, d’énergie
et de quantité de mouvement sont appliquées à chacun de ces sous-volumes.

Dans le cadre de notre présente recherche, on a fait le choix d’utiliser le code Fire Dy-
namics Simulator (FDS) qui est un logiciel de modélisation CFD reposant sur la résolution
d’un ensemble de phénomènes représentatifs des écoulements réactifs. C’est un code très
utilisé au sein de la communauté sécurité incendie. De plus, c’est un code gratuit et ses
sources sont librement disponibles depuis 2000.

L’étude de la propagation d’une flamme de diffusion, représentative d’un incendie,
requiert la prise en compte simultanée des phénomènes mis en jeu dans la phase gazeuse
et dans la phase condensée. Au niveau de la phase gazeuse, c’est la structure de l’écoule-
ment, la géométrie de la flamme, les réactions chimiques et les mécanismes de transport
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de masse et de chaleur qui sont pris en compte en priorité. Les régimes laminaires, transi-
toires et turbulents se présentent souvent simultanément et la présence de décollements
et de recirculations divers contribuent aussi à accroître la complexité de la modélisation.
Cependant, c’est pourtant la phase condensée qui a tendance à contrôler le processus glo-
bal à travers les flux de chaleur en direction du combustible condensé. De plus, dans ce
type de flamme, la formation des suies joue un rôle fondamental sur le transfert radiatif
dans un milieu réactif. Les bases physiques et les principes du modèle de turbulence, de
combustion, de formation des suies et de rayonnement sont présentés dans ce chapitre.

3.2 Description de l’outil numérique (FDS)

Le présent travail de recherche s’appuie sur l’utilisation de la version 6 du code FDS.
C’est un code CFD tridimensionnel d’écoulement réactif. Il est développé par le National
Institute of Standards and Technology (NIST) aux Etats-Unis. Il résout numériquement
les équations de Navier-Stokes dans l’approximation d’un faible nombre de Mach (Ma
< 0,3). Tout au long de son développement, FDS a été mis à jour régulièrement pour
mieux rendre compte des phénomènes physiques (CLEMENT et FLEISCHMANN, 2003).
La formulation des équations et l’algorithme numérique sont contenus dans le Technical
Reference Guide (MCGRATTAN et al., 2013a). La vérification et la validation des modèles
sont traitées dans le Verification Guide (MCGRATTAN et al., 2013c) qui permet de s’as-
surer que l’implémentation numérique du modèle physique est correcte. Généralement,
ce guide traite des problèmes physiques simples avec une vérification des principes de
la mécanique des fluides comme la conservation de la masse, de l’énergie, des espèces et
de la quantité de mouvement. Le Validation Guide (MCGRATTAN et al., 2013b) traite des
configurations plus complexes à l’échelle du laboratoire ou à l’échelle d’un incendie réel
avec des comparaisons expérimentales.

Comme indiqué plus haut, le code FDS présente de nombreux avantages :

— La gratuité du code permet l’utilisation de FDS par un plus grand nombre de per-
sonnes susceptibles d’assurer le développement du domaine de l’ingénierie de la
sécurité incendie ;

— La possibilité de placer de nombreux capteurs dans la simulation (température,
pression, vitesse, concentration des gaz...) facilite les comparaisons numérique-
expérience ;

— La disponibilité des sources et la simplicité d’utilisation avec un éditeur de texte
classique ;

— La disponibilité de Smokeview, un logiciel qui permet la visualisation de la géomé-
trie, du développement du feu et des fumées dans le volume;

— La documentation abondante qui permet d’avoir un support de qualité pour l’uti-
lisateur.
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3.2.1 Équations de bilans instantanées

Le système d’équations instantanées régissant l’écoulement réactif peut être écrit sous
la forme compacte avec la prise en compte d’interaction avec le brouillard d’eau, comme
suit :

— Conservation de la masse
∂ρ

∂t
+∇ · ρu = 0 (3.1)

où t est le temps (s) et u(u, v, w) est le vecteur vitesse à trois composantes (m/s) et
ρ la masse volumique (kg.m−3).

— Conservation de la quantité de mouvement

ρ

(
∂u
∂t

+ (u · ∇) u
)
= −∇p + ρg +∇ · τ + fb (3.2)

où g est l’accélération de la pesanteur (m.s−2) et τ la composante du tenseur des
contraintes de cisaillement (kg.m−1.s2) s’écrivant :

τ ≡ τij = µ

(
∂ui

∂xj
+

∂uj

∂xi
− 2

3
δij

∂uk

∂xk

)
(3.3)

où µ est la viscosité dynamique (kg.m−1.s).

Et tout échange de quantité de mouvement avec les particules lagrangiennes est
représenté par le terme de force fb = ( µ

K + ρ Y√
K|u| )u

— Conservation de l’énergie définie par rapport à l’enthalpie

∂ρh
∂t

+∇ · ρhu =
Dp
Dt

+ q̇
′′′
c +∇ ·

N

∑
i=0

hiρDi∇Yi +∇ · λ∇T −∇ · qr + Dsource (3.4)

où Di est le coefficient de diffusion (m2/s) de l’espèce, h l’enthalpie massique du
mélange (J.kg−1), Yi la fraction massique de l’espèce, λ la conductivité thermique
(W.m−1.K). Le terme source q̇

′′′
c est le taux de production de chaleur par unité de

volume libéré par la combustion et qr le vecteur du flux radiatif.

Avec Dsource le terme qui rassemble les termes source d’énergie et de masse.

Dsource =
1
ρ ∑

a

W̄
Wa

ṁ′′′b,a +
1

ρCpT
(q̇′′′b −∑

a
ṁ′′′b,a

∫ T

T0

Cp,adT′) (3.5)

La principale difficulté liée à l’utilisation du système d’équations de Navier-Stokes
dans le contexte du feu réside dans son caractère multi-échelles. Lors d’un incendie, le
temps caractéristique de propagation d’une onde acoustique est beaucoup plus petit que
le temps caractéristique du mouvement du fluide. Les conséquences de cette différence
d’échelle sont très restrictives au niveau de la simulation numérique des équations pour
simuler un incendie d’une durée de plusieurs minutes. De plus, les dimensions du do-
maine sont très grandes par rapport à la taille du front de flamme. Dans les cas de si-
mulations d’incendie, le domaine de mesure est de quelques dizaines de mètres alors
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que l’épaisseur de flamme est de l’ordre du millimètre. Il faudrait utiliser un maillage
à la fois assez fin dans les zones de réaction mais couvrant également tout le domaine
étudié, ce qui est impossible avec les capacités informatiques actuelles. En effet, le sys-
tème d’équations considéré est à la fois raide en temps et raide en espace. Résoudre le
système complet des équations de Navier-Stokes nécessite de suivre la propagation des
perturbations à des vitesses beaucoup plus élevées que celles typiquement associées aux
convections thermiques. Ceci induit un coût en calcul et donc en temps très important.

Les processus de combustion se déroulant lors d’un feu produisent généralement des
flammes de diffusion au sein desquelles les vitesses du fluide sont très inférieures à la
vitesse référentielle du son. Pour cette raison, les écoulements rencontrés dans ce contexte
correspondent à de faibles valeurs du nombre de Mach. Afin de s’affranchir du problème
de la raideur en temps qui vient d’être évoqué, une forme approximative du système
d’équations de Navier Stokes à l’ordre 0 est utilisée. La méthode généralement employée
consiste à ne conserver que certains termes significatifs dans les équations qui s’appuient
sur une analyse asymptotique.

D’un point de vue mathématique, la partie hydrodynamique du système obtenu est
similaire aux équations de Navier-Stokes régissant les écoulements incompressibles car
la masse volumique ne dépend pas de la pression dynamique p̃(x, t) et le champ de vi-
tesse satisfait une contrainte de type divergentielle, similaire à la condition usuelle de di-
vergence nulle de l’écoulement incompressible. La méthode numérique employée pour
résoudre ce type d’équations provient de la classe des solveurs des écoulements incom-
pressibles. Rappelons tout d’abord que le terme de pression dans l’Équation 3.4 d’énergie
peut se réécrire :

Dp
Dt

=
∂p
∂t

+ u · ∇p (3.6)

Lorsque le nombre de Mach est faible, on peut éliminer les ondes acoustiques en ap-
pliquant une contrainte de stabilité limitant le pas de temps de calcul aux seuls mou-
vements convectifs et à la résolution spatiale du maillage sous-jacent. La pression p est
décomposée en trois composantes :

p(x, t) = p0(t)− ρ∞g(z− z0) + p̃(x, t) (3.7)

où x = (x, y, z) sont des coordonnées spatiales et z représente la coordonnée verti-
cale. Le premier terme du second membre est la pression ambiante, le second représente
la contribution hydrostatique et le troisième est la perturbation de pression. L’équation
d’état des gaz parfaits peut alors être approchée par :

p0(t) = RρT
N

∑
i=0

Yi

Wi
=
RρT

M
(3.8)

oùR est une constante molaire des gaz parfaits (J.mol−1.K) et T la température (K).
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3.3 Modèles des écoulements turbulents

Dans les incendies, d’un point de vue général, les écoulements turbulents sont carac-
térisés par une apparence très désordonnée, un comportement non prévisible et l’exis-
tence de nombreuses échelles spatiales et temporelles. Des fluctuations du rotationnel de
vitesse ainsi qu’une forte diffusivité et une forte dissipation font partie des caractéris-
tiques essentielles de la turbulence. Pour des nombres de Reynolds élevés, l’écoulement
est le siège de nombreuses instabilités caractéristiques du régime turbulent. Une consé-
quence importante de la non linéarité des équations de Navier Stokes est que l’on observe
des transferts d’énergie entre grandes et petites structures. La turbulence est alimentée
par les grandes structures les plus énergétiques de l’écoulement, dont la taille caractéris-
tique est appelée échelle intégrale. L’énergie injectée au niveau des grandes échelles se
transmet alors de proche en proche vers des échelles de plus en plus petites jusqu’à ce
que le transfert d’énergie soit limité par la viscosité moléculaire.

Les équations de Navier-Stokes peuvent être résolues numériquement par la simula-
tion directe DNS (Direct Numerical Simulation). Cette méthode n’est en revanche pos-
sible que dans les simulations à petite échelle avec une taille de maille très petite, in-
férieure à celle de l’échelle de la turbulence, ce qui demande un temps de calcul très
élevé et n’est donc pas possible pour notre configuration. Par conséquent, la modélisa-
tion de la turbulence doit être traitée différemment. La première approche est la méthode
RANS (Reynolds-Averaged Navier Stokes). Il s’agit d’une approche où l’écoulement est
moyenné sur une période de temps largement plus élevée que son temps caractéristique
de fluctuation. Cela revient à considérer une vitesse constante pendant cette période, la
méthode ne peut donc pas déterminer les variations de vitesse en fonction du temps. On
peut conclure que cette méthode n’est pas appropriée pour évaluer la dynamique de feu.
La seconde approche est la méthode LES (Large Eddy Simulation) qui est basée sur le fil-
trage des échelles de tourbillons. Seules les fluctuations plus grandes que la taille du filtre
imposée sont calculées par DNS et les autres sont modélisées avec un modèle de sous-
maille. Cette approche est convenable pour les configurations complexes instationnaires
où la géométrie influence directement l’écoulement.

Les écoulements rencontrés dans notre étude des incendies en milieu confiné sont à
faible nombre de Mach et la turbulence n’y est pas pleinement développée. Par consé-
quent, une taille de filtre relativement faible est envisageable pour mieux capter les phé-
nomènes. Pour ces raisons, l’approche LES est choisie pour la modélisation de la turbu-
lence dans cette étude.

FDS propose plusieurs modèles de turbulence pour la résolution en sous-maille, donc
en-dessous de la taille du filtre, comme le modèle de la constante de Smagorinsky, le mo-
dèle dynamique de Smagorinsky, le modèle de Vreman, le modèle de Normalisation de
groupe noté (RNG) et enfin le modèle Deardorff. Dans FDS 6, le modèle de viscosité
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turbulente de Deardorff est le modèle par défaut, selon le guide de référence technique
(MCGRATTAN et al., 2013a). Ce choix repose sur une comparaison avec une grande va-
riété d’expérience à l’échelle réelle. Le principe du modèle de Deardroff consiste à modé-
liser la viscosité turbulente vt en fonction de l’énergie cinétique de la sous-maille ksgs :

vt = Cν∆
√

ksgs avec ksgs =
1
2

((
u− ũ

)2
+
(
v− ṽ

)2
+
(
w− w̃

)2
)

(3.9)

où u est la valeur moyenne de u au centre d’une cellule (correspondant à la vitesse
filtrée de LES pour une taille de maille ∆) et ũ est une moyenne pondérée de u des cellules.
De même pour ṽ et w̃. La constante du modèle Cν = 0, 1 est donné par (POPE, 2000).

3.4 Modélisation de la combustion

La combustion est un phénomène d’oxydation mettant généralement en jeu un grand
nombre de réactions chimiques irréversibles. Cet ensemble de réactions induit la plupart
du temps un fort dégagement de chaleur qui correspond au gain d’énergie résultant à la
fois des ruptures des liaisons entre les molécules du combustible et de la création de nou-
velles molécules chimiquement plus stables. Ce dégagement de chaleur est localisé dans
une région très mince de l’espace appelé flamme. La flamme est un milieu gazeux où se
produisent des réactions chimiques, des phénomènes de diffusion d’espèces chimiques
ainsi que des émissions lumineuses. Le taux de réaction global entre combustible et com-
burant est une grandeur physique qui varie de façon très brusque dans l’espace. Elle est
de plus fortement non linéaire en fonction de la température. L’épaisseur de la zone de
réaction est de l’ordre du millimètre pour les situations courantes. Ceci conduit à des gra-
dients thermiques très importants et donc à de fortes variations de masse volumique. Il
s’ensuit naturellement de forts transferts de masse et de chaleur.

FDS propose deux modèles de combustion : le modèle par défaut est appelé modèle
cinétique qui repose sur l’hypothèse d’une cinétique chimique irréversible et infiniment
rapide de la réaction du combustible et de l’oxygène qui est contrôlée uniquement par le
mélange. Le second modèle est basé sur une chimie à cinétique finie qui nécessite une ré-
solution fine du maillage pour modéliser directement la diffusion des espèces chimiques,
ce qui est coûteux en calculs.

3.4.1 Approche de type Arrhenius

En prenant le cas d’un combustible Cx Hy (voir Équation 3.10), l’oxydation du com-
bustible primitif est une chimie rapide tandis que la réaction réversible du monoxyde de
carbone est à vitesse finie avec les paramètres d’Arrhenius modifiés par ANDERSEN et al.
(2009).  Cx Hy + (

2x + y
4

)O2 → xCO +
Y
2

H2O

CO + 1
2O2 → CO2

(3.10)
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Pour les écoulements chimiquement réactifs où la combustion se produit en phase
gazeuse, nous sommes amenés à poser un système d’équations différentielles traduisant
la conservation de chaque espèce chimique :

∂ρYi

∂t
+∇ ·Yiu = ∇ · ρDi∇ ·Yi + Ẇ

′′
i (3.11)

Le taux de réaction chimique Ẇ
′′
i pour une réaction globale est régi par les lois d’Ar-

rhenius associées à la fraction massique du combustible, celle de l’oxygène et de la tem-
pérature des réactifs :

Ẇ
′′
i =

d [ρYi]

dt
= −Aρ [Yi]

a [Yo]
b e−E/RT (3.12)

où a, b et A sont des constantes et E l’énergie d’activation de la réaction chimique
(J.mol−1).

L’interaction de la turbulence avec les phénomènes de combustion permet d’atteindre
des intensités volumiques de dégagement de chaleur nettement plus élevées qu’en ré-
gime laminaire. Les études menées sur l’interaction entre flamme de prémélange et tur-
bulence ont donné lieu à une classification des régimes de flamme turbulente. Les mé-
canismes chimiques qui contrôlent le dégagement de chaleur d’une flamme de diffusion
sont très complexes. La flamme turbulente à haut nombre de Damköhler est habituelle-
ment représentée comme une mince zone de réaction convectée et déformée par l’écou-
lement. Il est donc en pratique nécessaire de considérer de fortes hypothèses simplifica-
trices. L’hypothèse de chimie infiniment rapide postule un temps chimique nul, et donc
un nombre de Damköhler infini. L’étude de ce type de flamme se heurte donc en pre-
mier lieu à un problème de mélange. Dans le cadre de l’hypothèse de grand nombre de
Damköhler, il est ainsi possible de décrire les flammes turbulentes en s’appuyant sur une
approche d’EDC (Eddy Dissipation Concept). On parle de chimie rapide lorsque la com-
bustion est contrôlée par la turbulence et l’hypothèse du régime de combustion distribuée
est alors adoptée. Ce modèle se ramène à la résolution des équations différentielles ins-
tantanées de la conservation des espèces chimiques avec un taux de réaction à l’échelle
du temps d’un mélange τmix sous la forme :

Ẇ
′′
F = −ρ

min
(

ỸF, Ỹo
ν

)
τmix

(3.13)

où ν est le coefficient stœchiométrique. Dans ce modèle, on suppose que la réaction
de combustion se produit et s’entretient grâce à la mise en contact des gaz frais et des
gaz brûlés à la fréquence du mélange turbulent. L’interaction entre la combustion et la
turbulence est prise en compte par la vitesse de consommation du combustible qui est
considérée comme la plus lente des vitesses entre la dissipation turbulente τdiss et la ré-
action chimique τchem :

τmix = max (τchem, τdiss) (3.14)
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Pour une approche de type LES, le temps de la dissipation turbulente peut être déter-
miné à partir de la longueur de filtrage et l’énergie cinétique de sous-maille :

τdiss =
CEDC∆√
(2/3)ksgs

(3.15)

On est alors ramené à la résolution des équations différentielles de la conservation
d’énergie cinétique de sous-maille sous la forme :

ρ
Dksgs

Dt
+

∂

∂xj

(
pδij + τij

)
ũi = p

∂ũi

∂xi
+ ε + ρgiũi (3.16)

La dissipation de l’énergie cinétique turbulente peut être déterminée à partir du
champ de vitesses filtré selon :

ε ≡ −2µ

(
Sij · Sij −

1
3
(∇ · ũ)2

)
(3.17)

Pour le moment, ce type d’approche parvient seulement à retrouver des ordres de
grandeurs que les résultats des expériences des feux à l’échelle réelle. La difficulté est
toujours liée à la non connaissance des effets de sous-maille sur la cinétique chimique
du gaz réactif lorsque la taille du maillage utilisée pour les feux à très grande échelle est
importante.

3.5 Modélisation de l’aspersion

L’aspersion par brouillard d’eau dans FDS est modélisée à l’aide de la méthode
eulérienne-lagrangienne qui permet de suivre les particules (gouttelettes d’eau) indi-
viduellement et d’enregistrer leurs caractéristiques (position, taille et température) au
cours de leur déplacement. Initialement, pour définir une aspersion, il faut d’abord dé-
finir un point d’injection et attribuer à chaque gouttelette un diamètre, une probabilité
d’occurrence, une vitesse, une trajectoire et une température. Ensuite, chaque gouttelette
est transportée et mise en équilibre avec le milieu pour chaque pas de temps. A ce mo-
ment, le modèle d’évaporation évalue la perte de masse de chaque gouttelette. Enfin, un
bilan d’énergie est appliqué sur chacune des gouttelettes dans le but de déterminer sa
température pour la transmettre à la phase gazeuse du pas de temps suivant.

La modélisation des mécanismes physico-chimiques dans un milieu diphasique exige
le développement de modèles physiques fiables et de simulations numériques validées.
Pour l’instant, la démarche consiste tout d’abord à obtenir des équations instantanées et
celles de l’interface en écrivant les principes de conservation de la masse, de la quantité
de mouvement et de l’énergie pour un volume de contrôle. En termes de grandeurs ap-
parentes, les équations d’évolution de la phase gazeuse et de la phase dispersée ne sont
couplées que par les termes de second membre. On peut alors parfaitement découper le
système initial en deux sous systèmes. Pour la phase gazeuse, on retrouve les équations
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de Navier-Stokes qui ne présentent pas de problème particulier pour leur résolution.
Pour la phase dispersée, on obtient un système d’équations lagrangiennes. Le schéma
numérique de Runge-Kutta est utilisé pour résoudre les équations de la phase dispersée
et les équations de Navier-Stokes.

Les tailles des gouttelettes sont définies au point d’injection à l’aide d’une fonction
hybride de distribution cumulée en volume (CVF) pour spray liquide appelé distribu-
tions Log-normal/Rosin-Rammler (YU, 1986) (MCGRATTAN et al., 2013a) :

F(d) =


1√
2π

∫ D
0

1
δlnd′

exp

(
−

ln( D
′

D0,5
)2

2δ2
ln

)
dd

′
si D ≤ D0,5

1− exp
(
−0, 693

(
D
′

D0,5

)δrr
)

si D > D0,5

(3.18)

où D0,5 est le diamètre volumique médian des gouttelettes. Les paramètres de distri-
butions δrr et δln sont des constantes empiriques respectivement égales à 2,4 et 0,48.

La fonction de distribution en nombre f (CNF) est déterminée à partir de la fonction
de distribution cumulative en volume (CVF) de la manière suivante :

f (d) =
F′(d)
D′3

/
∫ ∞

0

F′(D′)
D′3

dD′ (3.19)

Dans la simulation d’un spray, seulement une partie des gouttelettes N est prise en
compte pour représenter le spray de manière statistique. Un coefficient Ccor est défini
pour corriger le masse des gouttelettes simulées par rapport à celles réellement pulvéri-
sées :

mp = Ccor

N

∑
i=1

4
3

πρp

(
Di

2

)3

avec mp masse réelle des particules (3.20)

Dans la quasi totalité des écoulements diphasiques étudiés, l’écoulement autour des
particules est complexe, tourbillonnaire voire turbulent. De plus, les distances interpar-
ticulaires peuvent être réduites, ce qui suppose des effets de sillage importants et des
déviations transversales des lignes de courant. La méthode numérique employée est la-
grangienne avec un suivi des particules indépendant des autres particules. L’écoulement
de la phase dispersée peut s’exprimer à partir de la trajectoire des gouttelettes. Le mouve-
ment des gouttelettes du point d’injection jusqu’à leur disparition est régi par l’équation
de conservation de la quantité de mouvement :

d
dt
(
mpup

)
= mpg− 1

2
ρgC f πr2

p
(
up − ug

)
‖up − ug‖ (3.21)

Dans FDS, deux corrélations sont utilisées pour déterminer le coefficient de traînée
C f en fonction du nombre de Reynolds localRep :
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C f =


24/Rep siRep < 1

24(1− 0, 15R0,687
p )

Rep

si 1 < Rep < 1000

0, 44 siRep > 1000

(3.22)

La force de traînée est due aux contraintes à l’interface de deux milieux. Pour une
particule solide ou liquide dans un gaz, cette force est égale à la somme des tensions
visqueuses du gaz à l’interface.

Le gaz et les particules évoluent dans un volume et les transferts entre les phases
ont lieu par les interfaces séparant le gaz des particules, c’est-à-dire par la surface des
particules. La viscosité du gaz est donc responsable de l’entraînement des particules,
tandis que l’échauffement des particules se fait par convection forcée. La variation de la
température homogène dans une gouttelette d’eau est due généralement aux transferts
de chaleur par évaporation, convection (soit en phase gazeuse avec une autre goutte-
lette voisine et/ou avec un solide en contact avec la goutte) et rayonnement incident à
la gouttelette. L’équilibre thermique de chaque particule (gouttelette) avec le milieu est
défini comme :

mpCp,p
dT
dt

= Q̇vap + Aphp,g
(
Tg − Tp

)
+ Aphp,s

(
Ts − Tp

)
+ Q̇r (3.23)

Avec Cp,p la capacité calorifique de la gouttelette d’eau et Ap la surface de la goutte-
lette. Lorsque la gouttelette d’eau est en contact avec une paroi, donc une maille solide,
alors sa surface d’échange avec la paroi et le milieu gazeux s’exprime comme le rapport
entre son volume et une épaisseur de film notée FTh. Cette dernière est égale au rapport
entre le volume total de gouttelettes sur la maille et la surface de cette dernière.

Le terme Q̇vap représente le modèle d’évaporation des gouttelettes associé à chaque
pas de temps :

Q̇vap =
dmp

dt
Lv = −Aphmρg

(
Yp −Ys

)
Lv (3.24)

où hm est le coefficient de transfert de masse calculé avec les relations empiriques
extraites de SAZHIN (2006).

La fraction massique de vapeur d’eau dans l’air humide Yg est déduite de la conserva-
tion de la masse de la phase gazeuse et la fraction massique de vapeur d’eau à l’équilibre
Yp est donnée par l’équation de Clausius Clapeyron :

Yp =
Xp

Xp

(
1− Mg

Mt

)
+

Mg
Mt

; Xp = exp
[

Lν Mp

R

(
1

Tp,vap
− 1

Tp

)]
(3.25)

Le coefficient de transfert thermique convectif hp,g (le coefficient équivalent hp,s =

300W.m−2.K−1) entre la phase gazeuse et la gouttelette est calculé avec le nombre de
Nusselt Nn :
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hp,g =
NuΛg

L
; Nn =

{
2 + 0, 6 R1/2

e P1/3
r

0, 037 R4/5
e P1/3

r si la goutte d’eau est en contact avec une paroi
(3.26)

avec Pr le nombre de Prandtl supposé égal à 0,7 et Λg est la conductivité thermique
de l’air.

Dans le cas où la gouttelette est chauffée ou refroidie en partie par la surface solide et
l’autre partie est chauffée ou refroidie par le gaz, le gradient de température correspond
à celui de la maille qui, soit contient la gouttelette, soit est adjacente au solide en contact
avec la gouttelette.

Dans le code FDS, le modèle représentant le refroidissement du combustible par gout-
telettes d’eau est un modèle semi-empirique basé sur les travaux de YU (1986). Les au-
teurs écrivent un bilan d’énergie à la surface du combustible subissant une réaction de
pyrolyse. Ils observent une décroissance exponentielle de HRR avec l’activation de l’as-
persion. Le débit de pyrolyse surfacique local s’écrit donc :

ṁ
′′
f (t) = ṁ

′′
f ,0(t) exp

(∫
k(t)dt

)
(3.27)

où ṁ
′′
f ,0(t) est le débit de pyrolyse surfacique au moment du déclenchement de l’asper-

sion et k(t) une section linéaire de la masse locale d’eau par unité de surface ṁ
′′
p/ f exprimé

en kg.m−2 :

k(t) = a ṁ
′′
p/ f (3.28)

où a est une constante empirique.

Toutefois, l’approche basée sur le débit de pyrolyse et l’aspersion globale n’est pas
appropriée car la réduction du HRR est modélisée localement dans FDS. Néanmoins,
la tendance exponentielle de l’aspersion par l’eau est observée à la fois globalement et
localement (HAMINS et MCGRATTAN, 1999) (HAMINS et MCGRATTAN, 2003).

3.5.1 Modèle d’extinction du feu en milieu gazeux due au manque d’oxygène

Une flamme de diffusion immergée dans un milieu très sous-ventilé s’éteint avant de
consommer tout l’oxygène disponible dans ce dernier. L’exemple le plus parlant de ce
phénomène est la bougie allumée à l’intérieur d’un bocal inversé. Le code FDS a repris le
même concept pour déterminer les conditions dans lesquelles la concentration locale en
oxygène ne sera plus suffisante pour maintenir une flamme de diffusion. En considérant
un mélange combustible caractérisé par une température globale Tm, une masse m, une
chaleur spécifique C̄p et une fraction massique d’oxygène YO2 , la combustion complète
de l’oxygène avec le mélange combustible libérerait une quantité d’énergie déterminée
par la relation :
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Q = mYO2(
4H
rO2

) (3.29)

où (4H
rO2

) est une valeur relativement constante d’environ 13100 kJ/kg pour la plu-
part des combustibles (HUGGETT, 1980). L’énergie libérée par la combustion de l’oxy-
gène avec un mélange gazeux combustible, dans les conditions adiabatiques, provoque
une augmentation de la température des gaz à une valeur donnée par l’Équation 3.30 en
supposant que les produits de combustion ont une chaleur spécifique moyenne calculée
pour une température de 1000◦C.

C̄p =
1

(Tf − Tm)
∑

a

∫ Tf

Tm

Cp,a(T)dT (3.30)

La concentration critique d’oxygène sera déterminée par la relation suivante :

YO2,cr =
C̄(Tf − Tm)

4H/rO2

(3.31)

La combustion est interrompue si YO2 < YO2,cr.

3.6 Modélisation du rayonnement

Dans la nature, tout corps émet un rayonnement dans un spectre d’émission différent
selon le matériau et sa température. Ce rayonnement peut être diffusé, absorbé et/ou
émis et interfère tout au long de sa propagation avec d’autres milieux environnants. Dans
le cas d’un milieu semi-transparent par exemple, l’intensité radiative de l’onde électro-
magnétique peut être en partie atténuée par absorption et diffusion mais également ren-
forcée par l’émission propre du milieu et par diffusion d’un autre milieu. L’équation de
transport radiatif (ETR) pour un milieu absorbant, émetteur et diffusant est la suivante :

dLλ(s, ~Ω)

ds
= ~Ω · ∇Lλ(s, ~Ω)

= −

kλ(s, ~Ω)Lλ(s, ~Ω)︸ ︷︷ ︸
perte par absorption

+ σλ(s, ~Ω)Lλ(s, ~Ω)︸ ︷︷ ︸
perte par diffusion


+ Bλ(T(s), ~Ω)︸ ︷︷ ︸

émission propre

+
σλ(s, ~Ω)

4π

∫
4π

Pλ(~Ω
′ → ~Ω)Lλ(s, ~Ω

′
)dΩ

′︸ ︷︷ ︸
renforcement par diffusions

(3.32)

où Lλ est l’intensité du rayonnement à la longueur d’onde λ, ~Ω est le vecteur direction-
nel de l’intensité, kλ(s, ~Ω) et σλ(s, ~Ω) sont respectivement les coefficients d’absorption
et de diffusion locaux. Bλ(T(s), ~Ω) est le terme source d’émission qui décrit la quantité
de chaleur émise par le mélange local des gaz, des particules de suies et/ou des gou-
telettes d’eau. Pλ(~Ω

′ → ~Ω) est la fonction de phase en tant que probabilité pour qu’un
rayonnement provenant de ~Ω

′
soit diffusé dans la direction ~Ω.
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La résolution de cette ETR s’appuie sur une discrétisation spatiale et angulaire car
elle fait intervenir une dérivation spatiale et une intégration angulaire sur l’angle solide
total. En théorie, la dépendance spectrale de la luminance implique qu’à chaque λ cor-
respond une ETR. Dans la simulation pratique de FDS, une ETR ne peut pas être résolue
pour chaque longueur d’onde car on est limité par la puissance des stations de calcul. Les
interactions lumière-matière entre les fumées issues de la combustion et le rayonnement
thermique ne peuvent être négligées car elles perturbent significativement les échanges
radiatifs. Lorsque la luminance énergétique traverse un élément d’une certaine épais-
seur, la luminance monochromatique voit son intensité décroître par absorption. La dé-
pendance spectrale de la luminance énergétique est régie par le coefficient d’absorption
k(x, λ) dans l’équation. A chaque valeur de la longueur d’onde correspond théorique-
ment une équation de transfert radiatif à résoudre. Afin de limiter le nombre d’équations
à résoudre, il faut que la discrétisation du spectre électromagnétique conduise à un petit
nombre de bandes spectrales pour lesquelles une forme discrète de l’équation est réso-
lue. Certaines molécules de gaz, ainsi que les particules de suie constituant les fumées,
sont susceptibles de voir leur niveau d’énergie augmenter par absorption d’une partie du
rayonnement incident. Les quantités d’énergie, pouvant être acquises ou restituées de la
sorte, dépendent de la structure même des molécules et particules concernées et prennent
des valeurs discrètes.

Au lieu de cela, le spectre électromagnétique est divisé en nombre faible de bandes
spectrales de façon à avoir une fonction discrète de l’ETR pour chaque bande telle que :
L(s, ~Ω) = ∑N

n=1 Lnλ(s, ~Ω).

On utilise la méthode des ordonnées discrètes, parfois coûteuse en temps de calcul,
pour la résolution de l’équation de transfert radiatif dans les milieux semi-transparents
fluides. On obtient ainsi la souplesse d’usage des volumes finis pour les calculs de flux
radiatifs tout en préservant une bonne précision.

La modélisation du rayonnement thermique présente certaines limitations qu’il faut
souligner ici. Etant donné la simplicité avec laquelle la chimie est traitée par le modèle
de type EDC, le manque de précision dans la prédiction de la composition du mélange
induit une incertitude sur la valeur du coefficient d’absorption du milieu. De plus, les
fluctuations de température au niveau de la maille ne sont pas explicitement prises en
compte.

3.7 Modèle de la formation de suies

Le rayonnement émis par une flamme dépend fortement de la production de suies.
Dans les conditions idéales, la combustion des hydrocarbures produit principalement
du dioxyde de carbone et de l’eau. Les conditions idéales peuvent être spécifiées par la
composition stœchiométrique du mélange combustible et dans ces conditions, l’énergie
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chimique libérée est maximale. En revanche, si l’oxygène présent localement n’est pas
suffisant, des produits de combustion incomplète tels que le monoxyde de carbone, l’hy-
drogène, les hydrocarbures et la suie apparaissent.

Il est évident que la formation de suie, c’est-à-dire la transformation d’une molécule
d’hydrocarbure contenant quelques atomes de carbone en un agglomérat carboné conte-
nant quelques millions d’atomes de carbone, est un processus extrêmement complexe.
La suie se forme généralement sous forme de particules d’un diamètre de l’ordre de
plusieurs nanomètres par un processus appelé nucléation. Ces particules subissent en-
suite une croissance en surface. L’un des mécanismes les plus importants attribués à la
croissance de la surface de suie est le mécanisme Hydrogen Abstraction - Carbon Addi-
tion (HACA) introduit par FRENKLACH et WANG (1990) où les atomes d’hydrogène qui
frappent la surface de la suie activent l’addition d’acétylène, augmentant ainsi la masse
des particules de suie. Les suies formées par ce processus seront oxydées en dioxyde de
carbone et en eau en passant par la flamme, sauf si la température et/ou la concentration
en oxygène n’est pas suffisante.

Les suies grossissent par condensation surfacique et s’agglomèrent par coagulation
pour former des particules de suies plus grosses et quittent la flamme pour constituer
les fumées. Une fois que la taille des particules de suies atteint une longueur d’onde
du domaine visible (0,3-0,7µm), elles peuvent absorber et/ou réfléchir la lumière avec
une réduction de visibilité. La modélisation de tous les mécanismes qui contrôlent la
formation des suies est une tâche très compliquée qui demande un temps et un coût de
calcul très élevé. Pour un feu de grande échelle, étant donné la simplicité avec laquelle
une cinétique chimique réduite est traitée par le modèle d’EDC, le manque de prédiction
des espèces chimiques intermédiaires indiquées au-dessus ne permet pas de considérer
les mécanismes complexes de la formation de suie.

Le modèle de formation de suie par défaut dans FDS 6 est un modèle simple de
conversion de la suie via le taux de réaction chimique du combustible ω̇s :

ω̇s = −νsω̇F (3.33)

νs est le coefficient stœchiométrique qui est dérivé de la fraction massique du com-
bustible convertie en suie par la relation suivante :

νs =
WF

Ws
Ys (3.34)

où WF et Ws sont respectivement la masse molaire du combustible (Cx Hy) et de la
suie.

Les coefficients stœchiométriques (νO2 , νCO, νH2) dans le mécanisme de réaction sont
également déterminés à partir de la réaction chimique de combustion. Les valeurs de la
fraction massique de suie Ys sont généralement constantes pour les feux bien ventilés.
En revanche, dans le cas des feux sous-ventilés en milieu confiné, la valeur de la fraction
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massique de suie varie en fonction du niveau de confinement et de la richesse dans le
local. Cette difficulté à déterminer la fraction massique de suie en milieu confiné nous a
motivé à développer le modèle de Smoke Point.

Modèle Smoke Point

La complexité du système d’équations à résoudre nous conduit à retenir l’approche
simplifiée du modèle semi-empirique de Smoke Point (DELICHATSIOS, 1994) qui tient
compte uniquement de la fraction de mélange pour le processus de nucléation sous la
forme de lois d’Arrhenius en fonction de la température. Ce modèle est basé sur le prin-
cipe que le long d’une flamme non pré-mélangée, deux régions distinctes subissent des
processus de suie différents : formation et oxydation (YAO et al., 2011). Dans la première
région, la suie commence à se former avec le mécanisme de HAP (Hydrocarbures Aro-
matiques Polycycliques) à une fraction de mélange critique autrement appelée naissante
Zc. A la fin de la deuxième région, il existe une fraction de mélange Zso où la formation de
suie se termine et l’oxydation de suie commence. La limite entre la région de formation
de suie et la région d’oxydation de suie est définie par les fractions de mélange Zc et Zso.
Le taux de production de suie s’écrit de la manière suivante :

ω̇Ms =

{
ω̇s f + ω̇ox,s (Z ∈ [Zso, Zc])

ω̇ox,s (Z ∈ [0, Zso])
(3.35)

où ω̇ox,s est le taux d’oxydation de suie et ω̇s f le taux de formation de suie qui s’écrit :

ω̇s f = A f ρ2
(

YF,0
Z− Zst

1− Zst

)
Tγe−Ta/T (3.36)

où YF,0 est une fraction pré-exponentielle qui dépend du type de combustible étudié,
γ est l’exposant de la température (γ = 2, 25), Ta est la température d’activation (Ta =

2000K), Z et Zst sont respectivement la fraction de mélange et la fraction de mélange
stœchiométrique qui s’écrivent :

Zst =
1

1 + s
; Z = YF +

1 + YP

s
(3.37)

avec s le coefficient stœchiométrique massique de comburant : F + sO→ (1+ s)P ; YF

et YP représentent respectivement la fraction massique de combustible et de produit.

Dans l’Équation 3.36 du taux de formation de suie ω̇s f , l’exposant de la tempéra-
ture γ et la température d’activation Ta sont constants, seul le paramètre définissant la
propension du combustible à la suie A f n’est pas constant (cf. Tableau 3.1). Le facteur
pré-exponentiel A f est inversement proportionnel à la hauteur de son point de fumée la-
minaire LSP (Laminar Smoke Point) qui est la hauteur de la flamme juste avant le début
de la libération des fumées d’un combustible quelconque (BEJI et al., 2008). A f est calculé
comme suit :
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Combustible LSP (m) Af (105)
Méthane (CH4) - 0,1

Acétylène (C2H2) 0,019 22,3
Ethylène (C2H4) 0,106 4,0
Propane (C3H8) 0,162 2,6

Propylène (C3H6) 0,029 14,6
Heptane (C7H16) 0,147 2,9

Dodécane (C12H26) 0,137 3,1

TABLEAU 3.1 – Les caractéristiques LSP et A f de quelques combustibles (HUNT, 1953).

A f ,F

A f ,etylen
=

LSPetylen

LSPf
(3.38)

où LSPetylen = 0, 106 m et A f ,ethylen = 4.105.
Le taux d’oxydation de suie ω̇ox,s pour une réaction globale est régi par les lois d’Ar-

rhenius associées à la fraction massique de suie (YS), celle d’oxygène (YO) et la tempéra-
ture (T).

ω̇ox,s =
d [ρYS]

dt
= −Aρ [YS]

a [YO]
b e−E/RT (3.39)

où a, b et A sont des constantes et E l’énergie d’activation de la réaction chimique
(J.mol−1).

3.8 Pyrolyse d’un combustible condensé

L’élaboration du modèle de pyrolyse est un point important pour l’étude de la pro-
pagation du feu le long d’un combustible condensé. Pour une flamme se développant à
la surface d’un combustible condensé, c’est la décomposition de la phase condensée qui
a tendance à contrôler le processus global à travers les flux de chaleur en retour vers le
combustible condensé. Pour cela, il faut résoudre une équation de transfert de chaleur
dans la phase condensée :

ρscs
∂Ts

∂t
=

∂

∂x

(
λs

∂Ts

∂x

)
+ q̇

′′
s,c + q̇

′′′
s,r (3.40)

où cs est la chaleur spécifique et ρs la masse volumique dans la phase condensée. Le
terme source q̇

′′′
s,r est essentiellement l’absorption du rayonnement et q̇

′′
s,c la production de

chaleur due à la réaction chimique au sein du combustible condensé.

La pyrolyse d’un combustible liquide est fonction essentiellement de la pression par-
tielle à l’interface, ce qui constitue une différence fondamentale par rapport à la pyrolyse
d’un fuel solide. A l’équilibre liquide-vapeur, la pression partielle de la vapeur du com-
bustible au-dessus de la surface du liquide est tirée de l’équation de Clausius-Clapeyron :
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XF,I = exp
[
−

hvW f

R

(
1
Ts
− 1

Tb

)]
(3.41)

où hv est la chaleur de vaporisation, W f est la masse molaire du gaz combustible,
Ts et Tb sont respectivement les températures de la surface d’ébullition de combustible
(PRASAD et al., 1999). La loi de diffusion de TAYLOR et KRISHNA (1993) donne la vitesse
de vaporisation du combustible liquide en tenant compte des effets convectifs :

ṁ
′′
= hm

pmW f

R Tg
ln
(

XF,g − 1
XF,i − 1

)
avec hm =

ShDi,g

L
(3.42)

avec XF,g la fraction volumique de la vapeur du combustible dans la cellule adjacente
à la surface de combustible liquide, Di,g la diffusivité du liquide dans la phase gazeuse,
pm la pression et Tg la température. Le nombre de Sherwood est défini comme : Sh =

0, 037S1/3
C R4/5

e où Sc = 0, 6 et le nombre de Reynolds est calculé en fonction des cellules
adjacentes à la surface du foyer.

3.9 Système de ventilation : HVAC

Le système de ventilation est un ensemble de conduits étanches dans lequel l’air cir-
cule grâce à un ventilateur mécanique (par soufflage ou extraction) dans le but de chauf-
fer ou climatiser tout type de bâtiment (CVC : Chauffage, ventilation et climatisation en
français ; HVAC : heating, ventilation and air-conditioning en anglais). Le système HVAC
est normalisé pour tout type d’installation. Lors d’un incendie dans des bâtiments, les
réseaux de ventilation peuvent servir pour l’extraction des fumées chaudes et des gaz
toxiques ou pour l’introduction d’air frais. Le système HVAC peut également faire partie
du système de protection contre l’incendie d’un local, par exemple quand il est utilisé
pour l’évacuation des fumées et/ou maintenir la pression dans la cage d’escalier.

Il existe dans le code FDS des conditions aux limites relativement simples pour traiter
des vitesses ou des flux de masse entrant et sortant dans le compartiment afin de repré-
senter les caractéristiques de la ventilation mais elles ne peuvent pas modéliser un sys-
tème multi-compartiments. Pour remédier à cette limitation, un solveur de réseau HVAC
a été rajouté dans FDS. Le solveur HVAC est basé sur le solveur thermo-hydraulique
MELOR (GAUNT, 2000) qui est un programme informatique spécialisé dans la simula-
tion des accidents des bâtiments confinés des centrales nucléaires. Ce dernier utilise un
solveur explicite pour l’équation de conservation de masse et d’énergie combiné à un
solveur implicite pour l’équation de la quantité de mouvement.

Ainsi, le réseau de ventilation HVAC est représenté avec un réseau de nœuds et de
conduit. Ces nœuds consistent en un point de jonction entre plusieurs conduits et le flux
circule dans des segments de conduit suivant le sens de la numérotation des nœuds. Les
caractéristiques des conduits (longueur, rugosité, singularités, etc) peuvent modifier la
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vitesse du flux. Les équations nodales de conservation de la masse, de l’énergie et de la
quantité de mouvement résolues par le solveur de HVAC sont les suivantes :

— la conservation de masse :

∑
j

ρjuj Aj = 0 (3.43)

— la conservation d’énergie :

∑
j

ρjuj Ajhj = 0 (3.44)

— la conservation de la quantité de mouvement :

ρjLj
duj

dtj
= (pi − pk) + (ρg∆z)j + ∆pj −

1
2

Kjρj|uj|uj (3.45)

avec u la vitesse de fluide, A la section du conduit, L la longueur de segment du
conduit, K le coefficient de perte de charge du segment, h l’enthalpie du fluide dans le
conduit. L’indice j représente le segment du conduit et les indices i et k indiquent les
nœuds (la jonction entre plusieurs conduits ou une jonction entre un compartiment et
un conduit). Enfin, ∆p est une source fixe de quantité de mouvement comme un ventila-
teur ou un soufflage dans un compartiment. Le solveur HVAC détermine les paramètres
aux frontières du domaine FDS en additionnant la masse et l’énergie des cellules de gaz
de chaque nœud avec ceux des nœuds environnants en prenant en compte la pression
moyenne. Ensuite, ces paramètres sont utilisés pour déterminer la température moyenne
au nœud.

3.9.1 Modélisation de réseaux de ventilation

L’installation expérimentale étudiée contient un réseau de ventilation comme men-
tionné dans la Section 2.3.1. La modélisation numérique de ce réseau de ventilation sur
FDS consiste à déterminer les nœuds qui font la jonction entre les conduits et le local. Le
coefficient de perte de charge K est ainsi calculé en utilisant l’équation de la quantité de
mouvement simplifiée. On fait l’hypothèse que les conduits sont non rugueux, les pertes
de charges régulières sont donc négligées, ainsi seules les pertes de charges singulières
sont calculées. Le débit de ventilation, la pression et la vitesse aux différents nœuds du
réseau sont nécessaires pour le calcul du coefficient de perte de charge dans les conduits.

K =
2∆Pnoeuds

ρair.u2
conduit

(3.46)

où u , ∆P et ρ sont respectivement la vitesse du fluide dans le conduit, la différence
de pression entre les nœuds et la masse volumique du fluide.

Un schéma simplifié du système de ventilation dans l’installation expérimentale est
présenté sur la Figure 3.1. On distingue les différents nœuds au bout de chaque conduit
de l’installation. Ces différents conduits sont définis comme des segments munis de
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nœuds de liaisons qui remplacent les entrées (admission) et les sorties (extraction, di-
lution) d’air dans le local. Pour chaque conduit, il faut définir la longueur de segment et
la perte de charge qui lui est propre.

La modélisation numérique des caractéristiques du ventilateur centrifuge présent
dans le conduit d’extraction nécessite la connaissance de la courbe caractéristique re-
présentative du ventilateur. Cela nous permet de connaitre le débit maximal (V̇max) et la
pression maximale (∆Pmax) que peut supporter le ventilateur afin de définir son compor-
tement dans la modélisation numérique. L’Équation 3.47 représente le modèle quadra-
tique dans FDS dont sera déduite la courbe d’évolution du comportement du ventilateur.

V̇f an = V̇maxsign(∆Pmax − ∆P)

√
abs(∆P− ∆Pmax)

δPmax
(3.47)
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FIGURE 3.1 – Schéma de la modélisation du réseau de ventilation.

La Figure 3.2 présente les courbes caractéristiques des ventilateurs utilisées dans le
cadre de cette étude.
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(A) EURO-7540 (B) EURO-7000

FIGURE 3.2 – Courbes caractéristiques du ventilateur utilisé dans le dispositif expérimental.
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3.9.2 Modélisation des fuites

La présence des fuites est inévitable dans n’importe quelle installation expérimentale.
Dans notre cas, les fuites peuvent venir des jonctions entre les conduits de ventilation
au niveau de la porte, des micro-fissures causées par la dépression dans le local, des
orifices permettant le passage des câbles des capteurs dans le local. Ce phénomène est très
difficile à modéliser étant donné qu’on ne peut pas définir exactement ni la position ni la
surface de ces zones de fuites. Cela rend le maillage de ces zones très compliqué et il peut
générer des instabilités numériques provoquées par la vitesse élevée des écoulements
dans ces zones.

La modélisation des fuites dans notre installation expérimentale était déjà étudiée
par MAGNOGNOU et al. (2017) et les auteurs ont défini une méthode qui consiste à es-
timer l’aire de la zone des fuites permettant de retrouver un ordre de grandeur de la
vitesse d’écoulement équivalent à l’expérience. Initialement, il faut déterminer les débits
d’entrée et de sortie d’air dans l’installation. La différence entre les sommes des débits
entrants et les débits sortants donne la valeur du débit des fuites (cf. Équation 3.48).

V̇f uites = V̇sortie −∑ V̇entree (3.48)

Pour définir l’aire totale de fuite avec le débit de fuite et la pression dans le local, on
utilise la relation Équation 3.49.

V̇f uites = AFsign(∆P)

√
2abs(∆P)

ρ∞
(3.49)

A l’aide de l’équation Équation 3.49, on peut déduire l’aire de fuite totale :

AF =
V̇f uites

sign(∆P)
√

2(abs(∆P))/ρ∞
(3.50)

Le débit de sortie du local peut être déterminé avec la connaissance de la courbe ca-
ractéristique du ventilateur d’extraction (cf. Équation 3.47) de l’installation et la pression
dans le local.

3.10 Conclusion

Dans ce chapitre, une présentation du logiciel utilisé FDS a été faite. Les différentes
modélisations de la combustion, de la formation de suie, de l’aspersion, du système de
ventilation ou encore des fuites ainsi que les hypothèses associées et leur moyens de
résolution numérique sont détaillés et mettent en lumière la complexité et le nombre
importants de calculs réalisés dans une modélisation de feu en milieu confiné ventilé.

Du fait du rapide développement des outils de calcul, la modélisation numérique
des systèmes complexes, et notamment de ceux mettant en œuvre la combustion, a très
fortement progressé. L’écoulement turbulent réactif bi ou tridimensionnel en coordon-
nées cartésiennes ou cylindriques se traduit par un système d’équations différentielles
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partielles du type elliptique. La résolution du système des équations instationnaires est
effectuée à l’aide d’un schéma aux différences finies ou aux volumes finis parmi les plus
classiques et les plus employés : le schéma de Runge-Kutta prédicteur-correcteur de se-
cond ordre (McCormack). Le système des équations algébriques est explicité en langage
FORTRAN 90.

Outre les difficultés théoriques de ce type de problème, il faut ajouter les difficultés
pratiques liées à la durée très importante des simulations sur ordinateur due au coût
de calcul élevé. Une des solutions pour réduire la durée importante des simulations sur
ordinateur réside dans le calcul parallèle à l’aide de la librairie de mémoire distribuée
Message Passing Interface.

Tout d’abord, la taille des mailles exerce une influence importante sur la prédiction
parce que la diffusion de sous-maille dans le modèle de turbulence utilisé dans ce travail
est proportionnelle à la taille des mailles. Ainsi, à un maillage grossier est associée une
forte diffusion qui peut fausser par exemple le calcul des profils de température. Pour les
mêmes raisons, il peut aussi apparaître que les mailles les plus petites ne donnent pas
toujours les meilleurs résultats. Le fait de raffiner le maillage près des zones réactives
ne garantit pas un gain de précision dû à la déformation significative du maillage. Ceci
s’explique par le fait que la diffusion de sous-maille et celle numérique, toutes deux liées
à la taille des mailles, reproduisent indirectement plus ou moins bien les phénomènes
réels de mélange aux petites échelles. De plus, le raffinement du maillage entraîne une
diminution considérable du pas de temps. Une discrétisation plus fine est hors de portée
des performances actuelles de nos ordinateurs pour un feu de grande échelle.

De plus, notre compréhension de la physique mise en jeu est encore incomplète et la
puissance informatique disponible pour la simulation est limitée. La simulation numé-
rique du feu ne peut donc pas encore prétendre reproduire fidèlement toute la complexité
d’un feu sous-ventilé. Malheureusement, même lorsque la quantité de combustible est
connue avec précision, la détermination de l’évolution de la puissance en fonction du
temps demeure très difficile principalement à cause des forts couplages existant entre
l’énergie libérée par la combustion et le transfert de chaleur.
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Chapitre 4

Évaluation des modèles numériques
de suie

La source principale des fumées pendant un incendie est la production de suie. Elle
est généralement un obstacle pour l’évacuation des personnes pendant un incendie dans
les milieux fermés car elle réduit considérablement la visibilité et favorise l’augmentation
du rayonnement. Elle est par ailleurs source de pollution et de maladies respiratoires. Ces
derniers points rendent indispensables la compréhension approfondie du mécanisme de
production de suie dans le domaine de la sécurité incendie. La modélisation de ce mé-
canisme est une tâche difficile en raison de la complexité des interactions entre plusieurs
processus dans les panaches de fumées réactives.

Dans cette partie de la thèse, on évalue les modèles de suie et de rayonnement dé-
crits dans le Chapitre 3 sur des feux en milieu ouvert. On rappelle qu’ils consistent en
un modèle global de suie qui reprend le principe classique de la longueur du point des
fumées (Laminar Smoke Point) pour rendre compte de la production de suie d’un com-
bustible donné. Ce modèle a été implémenté dans le code FDS. L’objectif est d’évaluer la
pertinence du modèle de suie semi-empirique pour la prédiction de la température, du
flux de chaleur et de la formation de suie dans un panache turbulent de fumées prove-
nant d’un feu libre. Pour ce faire, on a choisi des configurations simples de feu en milieu
ouvert avec trois combustibles d’études différents : le méthane et l’éthylène comme com-
bustible gazeux et l’heptane comme combustible liquide. Pour ce dernier, on a considéré
deux cas, avec et sans aspersion par brouillard d’eau. Pour chaque cas, une comparaison
est faite avec un modèle de rendement de suie imposé.

Le domaine de calcul tridimensionnel pour la simulation numérique des configura-
tions étudiées est représenté en Figure 4.1. Ce domaine est libre et suffisamment grand
pour s’affranchir des perturbations liées à l’interaction entre l’écoulement et les parois. La
taille des mailles est choisie de manière à obtenir une bonne précision des résultats dans
un temps raisonnable. En utilisant 16 processeurs parallèles, le temps CPU est compris
entre 48h et 72h pour une simulation avec un temps physique d’environ 30s.

Les configurations étudiées pour la validation du feu de nappe en milieu ouvert sont
présentées dans le Tableau 4.1.
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FIGURE 4.1 – Domaine de calcul.

Configuration Combustible Foyer
Puissance de
feu (kW)

Résultats
comparaison

Config 1-a Méthane D = 7, 1cm 4,6 température
suie

Config 1-b Ethylène D = 7, 1cm 3,4 température
suie

Config 2 Heptane D = 30cm 116,3 température
suie

Config 3

Heptane sans
aspersion par
brouillard
d’eau

D = 23cm 37,8
température
suie
flux

Config 4

Heptane avec
aspersion par
brouillard
d’eau

D = 23cm 37,8
température
suie
flux

TABLEAU 4.1 – Configurations étudiées.
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4.1 Configuration 1 : Feu de nappe de méthane et éthylène

Dans cette configuration, on considère un feu de méthane et d’éthylène de 7, 1cm de
diamètre (un brûleur poreux) avec un débit de combustion de 84, 3mg/s pour le mé-
thane et 72, 8mg/s pour l’éthylène. Ces résultats sont tirés des expériences menées par
XIN et GORE (2005), dans lesquelles les fractions volumiques bidimensionnelles de suie
ont été mesurées en utilisant la technique LII (the planar laser-induced incandescence)
à différentes hauteurs au-dessus du brûleur, à savoir H = 1/2D, 1D, 2D, 3D et 4D, où
D est le diamètre du brûleur. Le domaine de calcul est un parallélépipède de dimen-
sion 1x1x0, 6m3 dont les frontières sont libres pour éviter les effets d’entrainement aux
frontières de l’écoulement. Une grille uniforme de 5mm de côté a été choisie pour une
bonne précision et un temps de calcul raisonnable. Le brûleur expérimental circulaire a
été modélisé en brûleur carré équivalent avec la relation : l =

√
πR2.

4.1.1 Feu de méthane

La Figure 4.2 représente la structure de la flamme de méthane à travers les contours de
la température prédite numériquement. On remarque une température des gaz plus éle-
vée au niveau du bord d’attaque de la flamme dans la zone où le combustible réagit avec
l’air entrainé. Cela se traduit par un dégagement de chaleur plus important au-dessus de
la zone riche en combustible. La figure montre aussi que la hauteur de la flamme visible
d’un feu de méthane turbulent est environ de 0, 38m qui correspond à des contours de
température d’environ 500◦C DUNY et al. (2019).

(A)

FIGURE 4.2 – Champ de température moyenne pour une flamme de méthane prédite par le code
FDS.

La Figure 4.3 illustre les contours de la fraction volumique de suie prédits numéri-
quement avec un pic de 0, 5ppm. Cela montre que la quantité de suie produite par une
flamme de méthane impur varie dans une large gamme contrairement à une flamme de
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méthane pur. On constate aussi que la production maximale de suie est au niveau du
cœur de la flamme où le mélange air-carburant est relativement chaud et riche en com-
bustible. La production de suie diminue progressivement à mesure que la température
du gaz baisse en aval du panache où l’air frais est entrainé.

FIGURE 4.3 – Champ de fraction massique moyenne de suie pour une flamme de méthane prédite
par le code FDS.

FIGURE 4.4 – Comparaison des profils radiaux de la fraction volumique de suie prédite et expé-
rimentale à différentes hauteurs au-dessus du brûleur pour un feu de méthane.
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La comparaison des profils radiaux de fraction volumique de suie prédite numérique-
ment et celle mesurée expérimentalement par XIN et GORE (2005) à différentes hauteurs
est présentée en Figure 4.4. On observe qu’à une distance d’environ 7mm de la base du
brûleur qui correspond à 1D (1 x le diamètre), il y a une légère surestimation de la frac-
tion massique de suie au centre de la flamme. En outre, à 1D, la structure symétrique
prédite ne correspond pas à la distribution de la fraction massique de suie observée ex-
périmentalement. A une distance 2D du brûleur, la distribution de la fraction massique
de suie prédite est sensiblement plus faible en la comparant à celle mesurée expérimen-
talement. Dans l’ensemble, la prédiction des profils radiaux en 3D et 4D est en bonne
concordance avec les données expérimentales. Ces résultats montrent la validité de la
méthode LSP (Laminar Smoke point) pour la prédiction de la production de suie. Néan-
moins, les différences observées entre la prédiction et l’expérience (en particulier à 1D et
2D) s’expliquent en partie par les incertitudes des mesures expérimentales notamment
la moyennation spatiale dans des zones turbulentes. A une distance 4D (environ 28mm)
au-dessus de la surface du brûleur, les profils prédits et mesurés montrent une super-
position au niveau de la quantité de suie produite. Ce résultat démontre la validité de
l’Équation 3.39 qui pourrait être utilisée pour tout type combustible dont la cinétique
chimique reste inconnue, tant que sa hauteur de LSP peut être estimée.

4.1.2 Feu d’éthylène

Les contours de température prédits numériquement pour un feu de nappe d’éthy-
lène sont illustrés en Figure 4.5a pour le modèle LSP et en Figure 4.5b pour le modèle de
rendement en suie avec Ys = 0, 043 (HURLEY et al., 2015).

(A) Modèle Smoke Point (B) Ys = 0.043

FIGURE 4.5 – Champs de température moyenne pour une flamme d’éthylène pour différents mo-
dèles par le code FDS.
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On observe une structure de flamme similaire à celle du méthane. Dans les deux cas,
la hauteur visible de la flamme d’éthylène est d’environ 0, 4m correspondant à une tem-
pérature supérieure à 600◦C. La température maximale de la flamme est de 1400◦C dans
la zone du front d’attaque.

La Figure 4.6 montre les contours de la fraction volumique de suie pour une flamme
d’éthylène prédite avec un modèle LSP (cf. Figure 4.6a) et avec le modèle de rendement
en suie imposé (cf. Figure 4.6b). Une différence notable entre les deux modèles est ob-
servée au niveau de la distribution globale de suie. Le maximum de suie prédit avec
l’approche du rendement en suie se situe juste à la sortie du brûleur où le mélange air-
carburant est relativement froid et riche en carburant. En revanche, le modèle LSP prédit
correctement la distribution globale de la suie. On remarque une concentration impor-
tante des produits de combustion incomplète sous forme de suie dans la zone de flamme
qui implique une libération importante de chaleur. Un feu d’éthylène entraine donc une
augmentation de la formation de suie par rapport à un feu de méthane conformément
aux résultats expérimentaux avec une bonne similitude visuelle des deux flammes.

(A) Modèle Smoke Point (B) Ys = 0.043

FIGURE 4.6 – Champs de fraction massique moyenne de suie pour une flamme d’éthylène pour
différents modèles par le code FDS.

La comparaison de la fraction volumique de suie radiale prédite et à celle mesurée
expérimentalement à différentes hauteurs du brûleur d’éthylène est représentée sur la
Figure 4.7. Les résultats numériques comprennent deux modèles, la fraction volumique
de suie prédite avec le modèle LSP et avec un rendement en suie imposé (Ys = 0, 043).
On observe, à une distance 1D du brûleur (7cm), que la distribution radiale de la suie
prédite avec le modèle LSP est légèrement surestimée par rapport à celle prédite avec
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le rendement en suie. Les deux méthodes ne reproduisent pas le profil symétrique de la
mesure. A une distance 2D et 3D du brûleur, le résultat prédit dans les deux cas est sous-
estimé par rapport à la mesure. On remarque qu’avec le modèle de rendement en suie,
la fraction volumique de suie est plus élevée que les données expérimentales à mesure
qu’on s’éloigne de la base du brûleur. Enfin, le modèle LSP reproduit parfaitement le
profil de suie mesuré à une distance de 4D (28mm). D’une manière générale, les tendances
de fraction volumiques sont similaires aux tendances mesurées.

FIGURE 4.7 – Comparaison de la fraction volumique de suie prédite et expérimentale à différentes
hauteurs au-dessus du brûleur pour un feu d’éthylène.

4.2 Configuration 2 : Feu de nappe d’heptane 30 cm

Les données expérimentales utilisées dans cette configuration sont extraites des tra-
vaux de KLASSEN, GORE et al. (1994). L’expérience consiste en un feu d’heptane dont
le diamètre de 0, 3m (l =

√
πR2 = 26, 58cm) correspond à un dégagement de chaleur

de 116,3kW et à un débit massique de 2, 34g/s. La hauteur de flamme est de 1.31m. Un
domaine de calcul de dimensions de 1x1x1, 5m3 a été utilisé pour la modélisation nu-
mérique avec une condition de frontière libre. Le maillage uniforme de 10mm est utilisé
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pour des résultats fiables avec un temps de calcul raisonnable CHATTERJEE et al. (2015).
Plusieurs approches seront simulées pour évaluer le modèle LSP et celui du rendement
de suie imposé. Deux valeurs de rendement en suie sont utilisées : Ys = 0, 064 mesuré
par LASSUS (2009) et Ys = 0, 035 utilisé dans la littérature par KHAN et al. (2016) sur la
production de suie.

(A) prédictif (B) Non prédictif

FIGURE 4.8 – Comparaison entre la prédiction et la mesure expérimentale de la puissance et le
MLR d’un feu d’heptane de 30cm.

La comparaison entre la prédiction et la mesure expérimentale sur la puissance de
feu est présentée dans la Figure 4.8. On remarque que le modèle de pyrolyse (appelé
cas prédictif) dans FDS reproduit d’une manière fiable la puissance de feu et le débit de
pyrolyse (cf. Figure 4.8a) alors que lorsque la perte de masse expérimentale est imposée
dans FDS (appelé cas non prédictif), la puissance de feu est légèrement surestimée.

La Figure 4.9 présente le champ instantané de la température prédite de la flamme
d’heptane de 30cm. La structure brute de la flamme d’heptane montre trois zones carac-
téristiques : zone de noyau riche en combustible, appelée zone persistante de la flamme,
juste au-dessus de la surface du combustible qui est relativement froid dans cette région
où l’oxygène peine à pénétrer. Au-dessus de cette zone se trouve la zone intermittente
dans laquelle l’air est entrainé radialement dans le feu avec une fluctuation de la pointe
de flamme visible. Dans la zone de panache en aval, les taux de réactions chimiques di-
minuent de manière exponentielle à mesure que la température baisse et que davantage
d’air est entrainé.
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(A) Modèle LSP (B) Ys = 0, 064 (C) Ys = 0, 035

FIGURE 4.9 – Champs des températures instantanées à 29s de calcul pour la flamme d’heptane de
30cm pour différents modèles par FDS.

Les contours de température moyenne prédits présentés en Figure 4.10 illustrent la
structure de la flamme d’heptane. On observe une température maximale de 1300K et
des températures plus faibles au niveau de la surface de pyrolyse. La hauteur visible
moyenne de la flamme prédite par le modèle LSP est d’environ 1, 1m, ce qui est proche
de la valeur mesurée expérimentalement de 1, 31m. En utilisant l’approche du rendement
en suie, les prédictions montrent une hauteur de flamme plus allongée que le modèle
LSP et l’augmentation de la valeur de rendement en suie de Ys = 0, 035 à Ys = 0, 064 fait
diminuer la hauteur de la flamme de 1, 2m à 1, 4m.

(A) Modèle LSP (B) Ys = 0, 064 (C) Ys = 0, 035

FIGURE 4.10 – Champs des températures moyennes pour la flamme d’heptane de 30cm pour
différents modèles par FDS.
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Les contours de la fraction volumique de suie pour une flamme de diffusion d’hep-
tane de 30cm sont représentés dans la Figure 4.11. On observe que les fractions volu-
miques prédites avec l’approche de rendement en suie sont très inférieures à celles issues
de l’approche LSP avec une distribution globale différente. Dans le cas de l’approche de
rendement en suie, la valeur maximale de suie est au-dessus de la zone de pyrolyse entre
la zone de pyrolyse et le noyau, contrairement au modèle LSP où la production de suie
maximale est au niveau de la zone au-dessus du noyau riche en combustible caractérisée
par une combustion incomplète accompagnée d’une production de suie.

(A) Modèle LSP (B) Ys = 0, 064 (C) Ys = 0, 035

FIGURE 4.11 – Champs des fractions volumiques moyennes de suie pour la flamme d’heptane de
30cm.

La Figure 4.12 présente une comparaison entre les profils radiaux moyennés de suie
obtenus numériquement et ceux mesurés expérimentalement à quatre hauteur diffé-
rentes au-dessus de la surface de pyrolyse (h/D = 0, 2 ; 1,5 ; 3,4 et 4,2 où h est la hauteur
au-dessus de la surface de pyrolyse). Les mesures expérimentales indiquent que, dans la
région proche de la surface de pyrolyse, peu de suie est produite et que la plus grande
quantité de suie est produite plus haut à h/D = 1, 5. On observe, dans la région du noyau
riche en combustible à h/D = 0, 2 que la fraction volumique de la suie est bien prédite
en utilisant la valeur du rendement en suie de Ys = 0, 035 et surestimée pour la valeur de
Ys = 0, 064 de rendement en suie.

Dans le cas du modèle LSP, les valeurs maximales des fractions volumiques de suie
sont significativement élevées par rapport aux valeurs expérimentales. Pour h/D = 0, 2
qui correspond à la région dans laquelle se produit le phénomène d’étranglement de la
flamme, le taux d’oxydation de la suie est sous-estimé avec peu d’oxygène à la base du
feu. Les résultats de comparaison entre prédiction et mesure sont plus satisfaisants pour
les distances h/D = 1, 5 et h/D = 3, 2 avec le modèle LSP, ce qui montre la possibilité
de la modélisation de l’état chimique complexe de la suie par la fraction de mélange.
Pour h/D = 4, 2 la fraction volumique de suie prédite est largement surestimée avec une
tendance similaire par rapport à la mesure expérimentale.
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FIGURE 4.12 – Distributions radiales de la fraction volumique de suie sur différentes hauteurs
h/D pour le feu d’heptane de 30cm. Comparaison entre résultats expérimentaux et numériques

avec FDS en utilisant la moyenne (gauche) et RMS (à droite).
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On distingue aussi dans la Figure 4.12 les profils radiaux des variances de la fraction
volumique de suie (RMS - root mean square) prédits (

√
f ′2v ) comparés aux mesures ex-

périmentales. On peut voir que la prédiction RMS du modèle LSP est en bon accord avec
les mesures à la base du feu à une hauteur h/D < 1, 5. De plus, à une hauteur plus élevée
(h/D > 3), les prédictions avec les modèles LSP et le rendement en suie sont signifi-
cativement inférieurs aux données expérimentales dans la région d’intermittence. Cette
différence entre les valeurs RMS prédites et mesurées démontre que les améliorations ap-
portées à la combustion turbulente et la modélisation en sous-maille de la variance de la
suie sont capables de capturer avec précision le comportement de battement du panache
en réaction. Malgré cette différence, la comparaison entre les résultats numériques et ex-
périmentaux semble satisfaisante compte tenu de toutes les hypothèses simplificatrices
faites dans le modèle LSP ainsi que les incertitudes liées aux mesures expérimentales.

Du fait que le modèle LSP repose fortement sur la température et la fraction de mé-
lange, une prédiction précise de la température est indispensable. Les profils radiaux de
la température moyennés dans le temps et ses valeur RMS prédites sont comparés aux
données expérimentales dans la Figure 4.13 pour quatre hauteurs (h/D = 0, 2 ; 1,5 ; 3,4
et 4,2). Les profils de température prédits sont globalement similaires aux données expé-
rimentales pour les différentes hauteurs en utilisant à la fois le modèle LSP et le rende-
ment en suie. Plus précisément, pour h/D > 1, 5, les valeurs de la température prédites
sont comparables aux données expérimentales, tandis qu’à la base du feu (h/D = 0, 2)
les températures prédites sont sous-estimées. Ces résultats indiquent que le modèle LES
dans FDS 6 n’est pas capable de capturer avec précision le comportement de battement
de la flamme dans la zone d’étranglement, quel que soit le modèle de suie utilisé. Dans
le cas de la prédiction RMS, on observe un bon accord avec les données expérimentales
de la température, avec une sous-estimation pour la hauteur h/D = 0, 2 proche de l’axe
du feu et surestimation pour la hauteur h/D = 1, 5 de plus de 100% loin de l’axe de feu.
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FIGURE 4.13 – Distributions radiales de température sur différentes hauteurs h/D pour le feu
d’heptane 30cm. Comparaison entre résultats expérimentaux et numériques avec FDS en utilisant

la moyenne (gauche) et RMS (à droite).
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4.3 Configuration 3 : Feu de nappe d’heptane 23 cm

Les données expérimentales utilisées dans cette configuration sont extraites des tra-
vaux de RICHARD (2001) et GARO et al. (2009) représentés dans la Section 2.1. L’expé-
rience consiste en un feu d’heptane dont le diamètre de nappe est de 0, 23m (l =

√
πR2 =

20, 03cm) qui correspond à un dégagement de chaleur de 37, 8kW et un débit massique
de 0, 85g/s. Les mêmes conditions que la configuration 2 ont été utilisées pour la modé-
lisation numérique (domaine de calcul et maillage). En outre, les mêmes approches que
la configuration 2 seront simulées, à savoir l’approche prédictif et l’approche non prédic-
tif. Pour chaque approche, on compare le modèle LSP avec celui de rendement de suie
imposé.

(A) Non prédictif (B) prédictif

FIGURE 4.14 – Comparaison entre la prédiction et la mesure expérimentale de la puissance et le
MLR d’un feu d’heptane de 23cm.

La comparaison entre la prédiction et la mesure expérimentale de la puissance de feu
est présentée dans la Figure 4.14. On observe, comme dans le cas de la flamme heptane
de 30cm, que le modèle de pyrolyse dans FDS reproduit d’une manière acceptable la
puissance de feu et le débit de pyrolyse (prédictif) (cf. Figure 4.14a). Dans le cas non
prédictif (perte de masse imposée comme donnée d’entrée dans FDS) (cf. Figure 4.14b, la
puissance de feu est légèrement surestimée.

Les contours de la température moyenne prédite pour une flamme d’heptane de 23cm
de diamètre sont présentés dans la Figure 4.16. On peut voir que la distribution des tem-
pératures de 500◦C correspond approximativement aux contours d’une flamme visible
d’environ 0, 5m. Une différence entre le modèle LSP et le modèle de rendement de suie
a été observée au niveau de la structure de la flamme. Pour un rendement faible en suie
(Ys = 0, 037) on distingue un noyau de flamme plus allongé et une température plus
élevée (T > 900◦C), et inversement, un rendement en suie plus élevé conduit à une dimi-
nution de la température au niveau du noyau en raison de la perte radiative dans cette
zone. Les contours de température prédits à partir du modèle LSP et du modèle de ren-
dement en suie sont globalement en accord avec les contours de température mesurés
expérimentalement (cf. Figure 4.15).
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FIGURE 4.15 – Champ des températures moyennes expérimentales pour la flamme d’heptane
23cm.

(A) Modèle LSP, prédictif (B) Ys = 0, 064, prédictif (C) Ys = 0, 035, prédictif

FIGURE 4.16 – Champs des températures moyennes pour la flamme d’heptane 30cm pour diffé-
rents modèles de FDS.

Une comparaison entre la prédiction et les mesures de température en fonction de
la hauteur par rapport à la surface du combustible pour différentes positions radiales
(R = 0, 3, 6 et 10, 5cm) est exposée dans la Figure 4.17. Les profils expérimentaux pré-
sentent une température maximale axisymétrique qui se déplace avec la hauteur de la
flamme, depuis le bord de la cuve (R = 10, 5cm) jusqu’à son axe (R = 0cm). Cela met en
évidence que la zone de réaction est au centre de la flamme à proximité du bord d’attaque
où les vapeurs de combustible et l’oxygène se mélangent dans des conditions stœchio-
métriques avec une production d’espèces et de chaleur. Le maximum de température se
trouve à une hauteur d’environ 23cm, ce qui correspond à une distance d’un diamètre
de foyer. Les profils radiaux de la température prédite à partir du modèle LSP et du
modèle de rendement en suie sont similaires aux profils des données expérimentales, no-
tamment sur l’emplacement de la zone de réaction. Près du bord d’attaque à r = 6cm,
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9cm et 10, 5cm ; la température prédite est sensiblement inférieure à la valeur estimée
expérimentalement. On distingue des différences notables de la valeur de température
prédite et expérimentale au niveau de la position radiale r = 3cm et 6cm. Cette différence
pourrait être due aux incertitudes dans les modèles de sous-mailles de diffusion et de
combustion dans les conditions laminaires près du bord d’attaque.

(A) Non prédictif (B) prédictif

FIGURE 4.17 – Profils de température moyenne en fonction de la hauteur Z pour différentes dis-
tances radiales du centre de la cuve. Comparaison entre résultats expérimentaux et numériques

avec FDS.

La Figure 4.18 montre les contours de la fraction volumique de suie prédite (en ppm)
pour une flamme d’heptane de 23cm avec le modèle LSP et le modèle de rendement en
suie. On remarque qu’avec l’approche du rendement en suie, la valeur maximale de suie
est juste au-dessus de la surface de pyrolyse, quelle que soit sa valeur, où le mélange
est relativement froid et riche en carburant. Les contours de la fraction volumique de
suie prédite montrent aussi que l’augmentation de la valeur de rendement en suie de
Ys = 0, 035 à Ys = 0, 064 provoque l’allongement de la zone de production de suie et
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augmente la valeur de celle-ci. En utilisant le modèle LSP, la suie se situe au centre de
la flamme où le mélange riche en combustible réagit avec l’air entrainé, donnant une
libération de chaleur et une combustion incomplète produisant de la suie. Dans la zone
du panache, la suie diminue progressivement au fur et à mesure que la température des
gaz chute avec l’entrainement d’air frais.

(A) Smoke Point, prédictif (B) Ys = 0, 064, prédictif (C) Ys = 0, 035, prédictif

FIGURE 4.18 – Champs des fractions volumiques moyennes pour la flamme d’heptane de 23cm.

Le flux de chaleur radiatif prédit et mesuré expérimentalement à la surface de l’hep-
tane en fonction de la position radiale du foyer est présenté en Figure 4.19. On constate
une surestimation du flux de chaleur rayonnant à la surface liquide du combustible en
raison de la production élevée de suie et d’une surestimation de la température dans
la zone riche en vapeur de combustible, située juste au-dessus de la surface du liquide,
indépendamment de la valeur du rendement en suie.

On rappelle que les résultats expérimentaux de flux de chaleur rayonnés à la surface
du combustible suivent le protocole décrit dans le Section 2.3.3 avec une extrapolation
de la mesure à l’interface entre l’eau et l’heptane en utilisant l’Équation 2.2 avec des
incertitudes de mesure.

(A) Non prédictif (B) prédictif

FIGURE 4.19 – Flux de chaleur radiatif mesuré et calculé à la surface de l’heptane en fonction de
la position radiale.
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4.4 Configuration 4 : Feu de nappe d’heptane avec brouillard
d’eau

De la même manière que la configuration 3, les données expérimentales utilisées dans
cette configuration sont extraites des travaux de RICHARD (2001) et GARO et al. (2009)
(cf. Section 2.1). En d’autre termes, le domaine de calcul, le diamètre de foyer, la taille
de la grille et toutes les autres données d’entrée de la simulation correspondent à celles
détaillées dans la configuration 3 mais en ajoutant la modélisation de l’aspersion par
brouillard d’eau produite par trois buses.

Avant de présenter les résultats de simulation d’un feu de nappe en milieu libre avec
aspersion par brouillard d’eau et d’évaluer la pertinence des différents modèles de suie
notamment le modèle LSP et le rendement en suie, on présente la modélisation en fonc-
tion des caractéristique expérimentales de l’aspersion par brouillard d’eau utilisé pour
notre étude. Les résultats numériques seront comparés aux résultats de l’étude préalable
de granulométrie à l’aide du système d’anémométrie laser (PDPA), présenté dans la Sec-
tion 2.1 et mené dans le cadre de la thèse de RICHARD (2001), pour choisir les bons para-
mètres de notre système d’aspersion.

4.4.1 Modélisation de l’aspersion par brouillard d’eau

La modélisation numérique de l’aspersion par une buse de brouillard d’eau nécessite
la connaissance des conditions d’aspersion (pression et débit d’eau) mais également les
caractéristiques du spray (granulométrie, vitesse de jet, angle d’aspersion). Dans le code
FDS, la granulométrie du spray est modélisée avec une loi hybride log-normale/Rosin-
Rammler qui dépend du diamètre dm des goutelettes, du paramètre de dispersion δ (par
défaut 2,85) défini au point d’injection. Une analyse par anémométrie laser en Phase Dop-
pler a été simulée pour déterminer les paramètres d’aspersion. Ces derniers seront choisis
sur une base de comparaison entre la granulométrie mesurée et celle prédite par le code
FDS.

La simulation de l’aspersion consiste en un domaine libre cubique de 2m de côté. La
buse est positionnée au centre à 1m du sol orientée vers le bas avec un débit de 3, 5g/s,
une pression de 1 bar et une vitesse au point d’injection dans l’intervalle 10 à 25m/s. La
polydispersion est représentée par vingt classes de diamètres de taille uniforme (répartis
entre 0 à 200µm). Ensuite, plusieurs diamètres moyens sont testés dans l’intervalle (10µm
à 50µm).

La comparaison entre la granulométrie mesurée et celle prédite par le code de calcul
a été effectuée dans un demi-plan à 30cm et 70cm du point d’injection, tous les centi-
mètres selon la direction radiale. Cette comparaison porte sur le diamètre de Sauter D32

(cf. Équation 1.5).
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(A) (B)

FIGURE 4.20 – Comparaison entre la prédiction (FDS) et la mesure expérimentale du diamètre de
Sauter suivant l’axe radial de deux demi-plans.

Les résultats de comparaison entre le code FDS et la mesure expérimentale de l’évo-
lution le long de l’axe radial sur deux demi-plans des diamètres de Sauter D32 sont pré-
sentés dans la Figure 4.20. On observe globalement la même évolution sur l’axe radial
des diamètres de Sauter mesurés et prédits sur les deux demi-plans. A une distance de
l’injection Z = 30cm, on constate des valeurs de D32 plus petites au niveau de l’axe du
spray où le brouillard est le plus efficace. Puis, cette valeur augmente en s’éloignant de
l’axe central en conséquence de la présence de gouttelettes plus grosses à la périphérie.
Pour les valeurs prédites, on observe que le diamètre de Sauter s’annule brusquement
pour une distance radiale supérieur à 9cm car à Z = 30cm, la circonférence du jet ne
dépasse pas le demi-plan radial de 8cm.

On remarque également qu’à une distance de Z = 70cm de l’injection, le diamètre de
Sauter augmente légèrement en s’éloignant de l’axe central du fait de l’homogénéisation
du jet. Au regard de ces résultats, il semble que l’écart entre la distribution mesurée et
celle prédite par FDS est plus faible pour une distribution de gouttelettes définie par un
diamètre moyen de 50µm.

Pour évaluer la vitesse des gouttelettes au niveau de l’injection, quatre vitesses ont
été simulées puis comparées à la mesure expérimentale. Les résultats de la simulation
de la vitesse radiale des gouttelettes pour les deux demi-plans sont représentés dans
la Figure 4.21. On voit que le code FDS reproduit globalement le profil de la vitesse des
gouttelettes. Pour Z = 30cm, les profils des vitesses imposées de 15 et 20m/s sont les plus
proches de la mesure, alors qu’à une distance de 70cm de l’injection, la vitesse imposée
de 10 m/s est plus proche de la mesure. Pour éviter les effets de soufflage de la flamme,
la vitesse de 10m/s est choisie pour le reste des simulations.
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(A) (B)

FIGURE 4.21 – Comparaison entre la prédiction (FDS) et la mesure expérimentale de la vitesse
des gouttelettes suivant l’axe de deux demi-plans.

4.4.2 Évaluation du modèle LSP de suie

Les comparaisons des champs de température moyenne prédite par FDS et mesurée
expérimentalement pour une flamme d’heptane de 23cm avec aspersion par brouillard
d’eau est illustrée aux Figure 4.22 et Figure 4.23. D’une manière globale, la prédiction re-
produit la structure d’une flamme de diffusion soumise à aspersion par brouillard d’eau,
quel que soit le modèle de suie utilisé, avec des niveaux de température beaucoup plus
faibles que la flamme non soumise à un brouillard d’eau. On observe également que la
dynamique du jet du brouillard d’eau provoque la déstructuration de la flamme et un
phénomène de contre-diffusion. Aussi, la structure de la flamme prédite à tendance à
s’aplatir et s’incliner d’un côté, contrairement à la structure de la flamme obtenue par
mesure de la température moyenne qui montre une certaine symétrie. Cette différence
est due au positionnement et à l’inclinaison des buses qui sont difficiles à reproduire fi-
dèlement dans le code FDS, à l’incertitude par rapport au choix des plans de mesure entre
la prédiction et les données expérimentales (position du plan de mesures par rapport aux
trois buses) et enfin à l’incertitude de mesure de la température dans la flamme.

FIGURE 4.22 – Champ des températures moyennes expérimentales pour la flamme d’heptane de
23cm avec FDS.
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(A) Smoke Point, prédictif (B) Ys = 0, 064, prédictif (C) Ys = 0, 035, prédictif

FIGURE 4.23 – Champs des températures moyennes pour la flamme d’heptane de 23cm avec
brouillard d’eau.

Les contours de la fraction volumique de suie prédite par FDS pour la flamme d’hep-
tane soumise à un brouillard d’eau sont présentés en Figure 4.24. En premier lieu, on ob-
serve des valeurs prédites de fraction volumique de suie inférieures à celles de la flamme
non soumise au brouillard d’eau. On remarque aussi que pour le modèle LSP et le mo-
dèle de rendement en suie, la production de suie se situe entre la zone de pyrolyse et le
noyau de la flamme, provoquée par la déstructuration de la flamme et la suppression des
recirculations au sein des vapeurs de combustibles par l’action du brouillard d’eau.

(A) Smoke Point, prédictif (B) Ys = 0, 064, prédictif (C) Ys = 0, 035, prédictif

FIGURE 4.24 – Champs des fractions volumiques moyennes pour la flamme d’heptane de 23cm
avec brouillard d’eau.

La Figure 4.25 représente la comparaison entre la prédiction et la mesure expérimen-
tale de la température moyenne en fonction de la hauteur pour différentes positions ra-
diales (R = 0, 3, 6 et 10, 5cm). On voit que le modèle LSP et le modèle avec rendement en
suie reproduisent globalement la tendance des profils de température expérimentaux.
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Pour des positions radiales proches de l’axe de la flamme (R = 0 et R = 3cm), on
remarque que la température est sous-estimée quel que soit le modèle utilisé. Plus on
s’éloigne de l’axe de la flamme (R = 3cm et R = 6cm), plus la température prédite s’ap-
proche de la mesure. Enfin, à R = 10, 5cm les températures prédites sont surestimées
par rapport à la mesure. Le caractère asymétrique de la flamme prédite induit par l’ap-
plication du brouillard d’eau rend la comparaison avec les données expérimentales très
difficile et il faut rester prudent quant aux conclusions à tirer des modèles de suie.

FIGURE 4.25 – Profils de température moyenne en fonction de la hauteur avec brouillard d’eau.

De la même façon que pour la configuration 3, le flux de chaleur radiatif à la surface
de l’heptane en fonction de la position radiale du foyer est surestimé par la prédiction
par rapport à celui mesuré expérimentalement (cf. Figure 4.25). Cette différence vient de
la production élevée de suie et d’une surestimation de la température dans la zone riche
en vapeur de combustible, située juste au-dessus de la surface du liquide. Ces éléments



4.5. Conclusion 91

sont valables pour tous les modèles de formation de suie utilisés. On constate également
que pour cette configuration, l’application du brouillard d’eau n’a pas d’effet significatif
sur le flux radiatif prédit à la surface du combustible.

FIGURE 4.26 – Flux de chaleur radiatif mesuré et calculé à la surface de l’heptane en fonction de
la position radiale avec brouillard d’eau.

4.5 Conclusion

Dans ce chapitre, un modèle global de formation de suie basé sur le concept LSP (La-
minar Smoke Point) en combinaison avec le modèle d’oxydation de la suie est évalué sur
différentes configurations académiques qui consistent en un feu de nappe turbulent en
milieu ouvert. Plusieurs combustibles ont été utilisés, à savoir un feu de combustible ga-
zeux de méthane et d’éthylène avec un brûleur poreux de 7, 1cm et d’heptane (avec 23cm
et 30cm de diamètre) en combustible liquide avec ou sans aspersion par brouillard d’eau.
Le modèle LSP a été comparé à une approche par rendement en suie imposé. Les résul-
tats des simulations numériques sont évalués par rapport aux données expérimentales
pour chaque configuration. Dans ce modèle, les propriétés des différents combustibles
sont prises en compte par la fraction pré-exponentielle déterminée à partir de l’inverse
de la hauteur de LSP (cf. Section 3.7), ce qui offre une solution générale et pratique pour
la modélisation de la formation de suie dans des feux à combustibles multiples.

Les prédictions avec le modèle LSP des concentrations en suie dans les feux de mé-
thane et d’éthylène (configuration 1) reflètent bien les tendances expérimentales avec un
bon accord quantitatif. La structure de la flamme présentée par les contours des tempé-
ratures et les niveaux de température prédite sont similaires aux observations dans la
littérature. La fraction volumique de suie prédite avec le modèle LSP est en bon accord
avec les observations expérimentales, notamment sur la prédiction de la zone de concen-
tration de suie au centre de la flamme au-dessus du noyau riche en combustible.

Dans le cas des configurations 2 et 3 avec un combustible liquide d’heptane, la pré-
diction avec le modèle LSP de la formation de suie est assez satisfaisante avec une sures-
timation dans la zone proche de la surface de combustible. Les niveaux et les profils de
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température radiaux prédits sont aussi similaires aux mesures expérimentales. Le flux de
chaleur rayonné à la surface du combustible est très surestimé (un rapport de 2,5) par le
modèle LSP du fait de la production élevée de suie dans la zone riche en combustible.

Cependant, si on considère les incertitudes de la mesure des concentrations locales de
suie dans une flamme et la complexité de la chimie de la suie, ces résultats démontrent un
potentiel du modèle LSP pour une application dans des incendies réels. En considérant
que les mécanismes de la formation de suie sont simplement représentés par une unique
fraction de mélange et un modèle analytique de suie, les résultats présentés par le modèle
LSP et les prédictions sont satisfaisants et acceptables pour des simulations d’incendies
réels.
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Chapitre 5

Étude des flux thermiques dans un
milieu confiné mécaniquement
ventilé

5.1 Introduction

Ce chapitre présente des résultats expérimentaux réalisés dans le cadre de la thèse
de NASR (2011). Ces résultats sont comparés à la modélisation numérique d’un scénario
d’incendie d’un feu de nappe en milieu confiné mécaniquement ventilé à l’aide du code
de calcul FDS. L’ensemble de l’étude analyse l’influence de la position d’entrée d’air (ad-
mission basse ou haute) sur le régime de feu d’heptane de différents diamètres de cuve
(D=23, 26 et 30cm) pour différents renouvellements horaires (Rh de 1 à 4). De plus, nous
avons analysé la question clé relative au processus de vaporisation à la surface du com-
bustible qui dépend du flux de chaleur externe et contrôle le taux de libération de chaleur.

Le domaine de calcul 3D considéré pour notre simulation numérique avec FDS est
représenté par la Figure 5.1, il consiste en une partie cubique de 2m de coté qui représente
le caisson relié à un système de ventilation équivalent au CERES I représenté dans le
Chapitre 2. Le réseau de ventilation présenté dans notre installation a été modélisé en
utilisant la méthode HVAC combinée avec FDS et la modélisation des fuites dans le local
(cf. Section 3.9).

Au préalable de l’étude numérique, une étude de sensibilité du modèle au maillage
est effectuée pour déterminer la taille de maille qui permet de concilier précision et gain
de temps de calcul. Le choix des modèles de turbulence, d’extinction et de combustion
est basé sur l’analyse de sensibilité aux modèles numériques effectuée dans le cadre de la
thèse de MAGNOGNOU (2016) et détaillée dans le Chapitre 3.
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(A) Admission basse

(B) Admission haute

FIGURE 5.1 – Domaine de calcul.
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5.2 Étude préliminaire pour l’identification des fuites dans le
caisson

Comme mentionné dans la Section 3.9.2, l’Équation 3.50 nous donne l’aire totale des
fuites dans le caisson en fonction du débit de fuite et de la pression dans le caisson. La
Figure 3.2a permet d’avoir le débit du ventilateur en fonction de la pression (dans notre
cas, la pression dans le local est égale à 9Pa pour tous les essais mesurés par NASR (2011)),
ce qui nous a permis de déterminer les débits de fuite.

Diamètre
de cuve
(cm)

Admission Rh
(h−1)

Débit du
ventilateur
(10−3m3/s)

Débit
de fuites
(10−3m3/s)

Aire totale
des fuites
(10−3m2)

26
Basse

1 30,8 26,3 6,8
4 41,0 23,4 6,0

Haute
1 27,1 22,7 5,9
4 34,9 17,1 4,4

30

Basse
1 23,2 18,7 4,8
2 27,1 18,2 4,7
4 34,9 17,3 4,5

Haute
1 20,9 16,5 4,3
2 25,6 16,8 4,35
4 40,0 22,4 5,8

TABLEAU 5.1 – Tableau des valeurs des débits et des aires totales des fuites dans l’installation
pour des feux d’heptane.

Le Tableau 5.1 nous donne les valeurs de l’aire totale de fuite pour des feux d’heptane,
sachant que les fuites ne proviennent pas uniquement du local. En effet, une partie de ces
fuites provient des conduits de ventilation comme démontré par MAGNOGNOU et al.
(2017). Pour déterminer la répartition des fuites entre le local et le reste de l’installation,
on utilise les résultats de MAGNOGNOU et al. (2017) appliqués à notre étude.

Premièrement, il faut définir deux zones de fuite. Une première zone dans le local,
appelée Zone 1, est assimilée aux fuites provenant de l’orifice permettant le passage des
capteurs placés en partie basse en face du foyer. On fait l’hypothèse que la plus grande
partie des fuites dans le local s’échappe par cet orifice. Une deuxième zone, appelée Zone
2, est assimilée aux fuites provenant des conduits d’extraction et de dilution.

Deuxièmement, il faut choisir l’aire de zone totale qui permet d’avoir une vitesse
d’écoulement inférieure à 1m/s. On constate en effet que la connaissance du débit de
fuite sans connaitre la valeur de la vitesse d’écoulement ne permet pas de déterminer
directement l’aire de la zone de fuite. Des études préalables recommandent une valeur
de la vitesse d’écoulement des fuites inférieure à 1m/s (BEJI et al., 2014 ; WAHLQVIST et
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VAN HEES, 2013). Pour vérifier cette condition, on a simulé plusieurs valeurs d’aires de
fuites et on a choisi un essai (Heptane 23cm, Rh = 2, 6, admission haute) où on dispose
de toutes les mesures nécessaires, notamment la mesure de la concentration d’oxygène
dans la partie extraction avec un débit total de fuites de 0, 134m3/s, considéré comme le
plus élevé des essais dont on dispose.

Les résultats des simulations à froid du local avec une surface totale de fuite comprise
entre 0, 01m2 à 0, 04m2 sont représentés dans la Figure 5.2 pour des vitesses d’écoulement
comprises entre 4, 2m/s et 1, 2m/s. Pour une vitesse de 4, 2m/s, les fuites auront un effet
de soufflage sur la flamme qui ne correspondra pas aux observations expérimentales.
Notre choix se porte sur une vitesse de 1m/s qui coïncide avec une surface de 0, 04m2

(voir Figure 5.2d).

(A) Aire zone = 0, 01m2 (B) Aire zone = 0, 02m2

(C) Aire zone = 0, 03m2 (D) Aire zone = 0, 04m2

FIGURE 5.2 – Vitesses d’écoulement à froid de l’aire de fuite dans la Zone 1.

Une fois que l’on a déterminé la surface totale de fuite, on va définir différents cas
de répartition de cette aire entre les deux zones, voir Tableau 5.2. Par exemple, le cas 1
consiste à considérer que 100% des fuites proviennent du local.
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Configuration Cas 1 Cas 2 Cas3 Cas 4 Cas 5
fuites dans le local (Zone 1) 100% 0% 50% 25% 75%

fuites dans le système de ven-
tilation (Zone 2)

0% 100% 50% 75% 25%

TABLEAU 5.2 – Différents cas de répartition des fuites dans les deux zones.

La Figure 5.3 représente la comparaison entre l’expérience et la prédiction, tout au
long de l’essai, de l’évolution de la concentration de la fraction molaire de l’oxygène me-
surée dans la gaine d’extraction pour les différents cas pour un feu d’heptane de 23cm
à Rh = 2, 6 en admission haute, considéré comme un essai bien ventilé avec une com-
bustion complète. Les différentes simulations sont basées sur un modèle d’extinction par
défaut et le modèle de combustion à une étape avec le principe de mélange contrôlé.
Notre choix de la répartition des fuites dans les deux zones s’appuie sur la configuration
qui prédit au mieux la concentration d’oxygène au niveau de la gaine d’extraction par
rapport à celle mesurée expérimentalement.

On observe que le cas 4, qui représente une répartition des fuites de 25% dans la zone
1 qui est le local et 75% dans la zone 2 qui correspond aux fuites dans le système de ven-
tilation, prédit une concentration d’oxygène équivalente à celle mesurée expérimentale-
ment. Par conséquent, on considère dorénavant qu’il y a 25% de fuites qui proviennent
du local et le reste du système de ventilation pour le reste de l’étude.

FIGURE 5.3 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction pour différentes répartitions des
fuites entre les deux zones de l’évolution de la fraction molaire d’oxygène pour le feu d’heptane

de 23cm à Rh = 2, 6 en admission haute.
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5.2.1 Détermination de la richesse

La richesse, notée φ, aussi appelé Rapport Équivalent Global (REG) est le rapport
entre :

[ quantité de comburant
quantité de combustible ]mélange stoechiométrique

[ quantité de comburant
quantité de combustible ]mélange étudié

(5.1)

Généralement, le comburant est l’oxygène O2 contenu dans l’air ambiant. Dans notre
étude, la richesse est obtenue par le rapport entre le débit massique du combustible et le
débit massique d’air consommé par le feu normalisé par le rapport stœchiométrique r :

φ =
r

ṁO2
ṁComb

(5.2)

où r = (
ṁO2

ṁComb
)stoe est le rapport stœchiométrique. Il est également considéré comme

la fraction massique stœchiométrique d’oxydant dans une réaction chimique globale de
type : F + rO→ (1 + r)P avec F, P, O représentent respectivement le combustible, l’oxy-
dant et le produit de combustion.

La détermination de r nécessite la connaissance de la réaction de combustion à la
stœchiométrie. En considérant un combustible Cx Hy, on aura comme équation de com-
bustion dans l’oxygène :

Cx Hy + (x +
y
4
) O2 → x CO2 + (

y
2

H2O) (5.3)

qui devient alors :

r =
ṁO2

ṁComb
=

ṁO2

ṁCx Hy

=
nO2 MO2

nCx Hy MCx Hy

=
(x + y

4 )32
12x + y

(5.4)

Le calcul de la richesse globale, dans notre étude a nécessité la connaissance du débit
massique d’oxydant ṁO et celui du combustible ṁF.

Le débit massique d’oxydant ṁO correspond à celui de l’oxygène. Il est obtenu à partir
du débit massique de l’air ṁAir provenant du caisson. Ce dernier est obtenu soit à partir
de la somme du débit de fuite provenant du local avec celui de la gaine d’admission
(cf.Équation 5.5), soit à partir de la mesure de la vitesse dans la gaine d’extraction (cf.
Équation 5.6).

ṁAir = ṁadmi + ṁ f uites (5.5)

ṁAir = (V̇admi + V̇f uites).ρAir (5.6)
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avec V̇f uites = 0, 25V̇total f uites. V̇admi est déterminé à partir de la mesure de la vitesse
d’entrée d’air dans le caisson et V̇total f uites est obtenu par conservation du débit et de la
pression du local mesurée.

Comme l’oxygène représente 23% du mélange de l’air, la connaissance du débit mas-
sique d’air provenant du caisson nous donne le débit massique de l’oxygène avec la rela-
tion suivante :

ṁO = 0, 23ṁAir (5.7)

Le débit massique de combustible ṁF est obtenu à partir de la perte de masse me-
surée expérimentalement et la fraction massique stœchiométrique r obtenue à partir de
l’Équation 5.4. La richesse est donc calculée en utilisant la relation suivante :

φ =

ṁComb

0, 23ρAir.ṁAir
12x + y

32(x + y/4)

(5.8)

où x et y représentent respectivement le nombre d’atomes de carbone et le nombre
d’atomes d’hydrogène du combustible F.

5.3 Sensibilité au maillage

La modélisation numérique d’une configuration ou d’un scénario d’incendie avec le
code de calcul FDS passe par une discrétisation spécifique du domaine spatial qui est
composé de plusieurs volumes rectilignes nommés mailles. Chaque maille est divisée en
cellules rectangulaires, dont le nombre est déterminé par la dynamique des écoulements
(MCGRATTAN et al., 2013a).

La sensibilité au maillage a un lien direct avec l’échelle de longueur caractéristique.
Une plus grande résolution de mailles signifie théoriquement une meilleure précision des
résultats, mais le coût du calcul (temps de calcul) et les erreurs numériques potentielles
tendent à augmenter. Par conséquent, il est important d’en prendre compte pour trouver
une bonne résolution de maillage pour résoudre un problème dans FDS. L’Équation 5.9
permet d’avoir un ordre de grandeur sur la taille optimale du maillage, en déterminant
le diamètre caractéristique du feu et le rapport de taille des cellules en fonction du taux
de dégagement de chaleur total (rapport adimensionnel D∗/δx).

D∗ = (
Q̇

ρ∞CpT∞
√

g
)2/5 (5.9)

avec D∗ (m) le diamètre caractéristique du feu, Q̇ (kW) la puissance maximale du
foyer, ρ∞ (kg/m3) la masse volumique de l’air, Cp (J/kg/K) la capacité thermique spéci-
fique de l’air, T∞ (K) la température ambiante, g (9, 81m/s2) l’accélération de la pesanteur
et δ∞ la taille nominale d’une cellule de maille.



100Chapitre 5. Étude des flux thermiques dans un milieu confiné mécaniquement ventilé

Il est mentionné dans la littérature (STROUP, 2014) qu’il faut utiliser une valeur du
rapport adimensionnel D∗/δx comprise entre 4 et 16. Dans notre cas, il s’agit d’une si-
mulation d’incendie en milieu confiné ventilé, la puissance maximale de feu est de 40kW
avec un feu d’heptane de 23cm pour Rh = 1. On obtient : D∗ = 0, 264m qui permet
d’obtenir :

4 ≤ D∗

δx
≤ 16 ⇒ D∗/16 ≤ δx ≤ D∗/4

Soit une taille de maille comprise entre : 1, 65cm ≤ δx ≤ 6, 6cm

On prend en compte les dimensions de l’installation (2m × 2m × 2m) et l’intervalle
optimal [1, 65 et 6, 6cm] pour les tailles des mailles. On a opté pour deux tailles de maille :
M1 = 2, 5cm et M2 = 5cm.

Taille de la maille (cm) Temps de calcul (heures)
2,5 120
5 16

TABLEAU 5.3 – Temps de calcul pour les deux tailles de mailles.

Les résultats de cette analyse sont représentés dans le Tableau 5.3 pour évaluer le
temps de calcul en fonction de la taille de maille et dans les Figure 5.4 et Figure 5.5 pour
comparer les mesures et les prédictions numériques de la puissance de feu, la tempéra-
ture des gaz dans la gaine d’extraction, la concentration en O2 et en CO2 au niveau du
foyer, le flux radiatif à la surface de la cuve et le flux radiatif reçu par le mur à h = 73cm
(cf. Figure 2.8).

Nous pouvons constater en analysant la Figure 5.5 une équivalence entre les évolu-
tions de la prédiction avec les deux tailles de maille (M1 = 2, 5cm et M2 = 5cm) et les
évolutions des grandeurs physiques mesurées (puissance de foyer, température des gaz,
et concentration en O2 et CO2). En revanche, la prédiction des flux thermiques Figure 5.5a
et Figure 5.5b avec le maillage M1 = 2, 5cm est légèrement surestimée par rapport au
maillage M2 = 5cm. On remarque aussi que, avant 500s, la valeur élevée des flux ther-
miques expérimentaux au niveau du combustible est due à la difficulté de mesurer avec
précision la profondeur de combustible Équation 2.1 pour un coefficient d’atténuation
exponentiel, ce qui explique la grande différence avec la prédiction au début de la simu-
lation.

Cela permet de dire que les deux tailles de mailles peuvent être utilisées dans cette
étude numérique. Le Tableau 5.3 montre une très grande différence au niveau du temps
de calcul, de 15 h pour une taille de maille de M2 = 5cm à 5 jours avec une taille de
maille de M1 = 2, 5cm, ce qui donne un facteur 7 entre les deux types de mailles. Le
type M2 peut être considéré comme suffisant pour atteindre un bonne convergence pour
la prédiction de la puissance, la concentration en oxygène, concentration en dioxyde de
carbone, température des gaz et les flux thermiques en tenant compte des incertitudes
expérimentales.
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(A) Puissance de feu (B) Température des gaz à l’extraction

(C) Concentration de dioxyde de carbone (D) Concentration d’oxygène proche de foyer

FIGURE 5.4 – Comparaison entre l’expérience et le numérique de la résolution du maillage pour
le feu d’heptane réalisé avec une cuve de 23 cm à Rh = 1 en admission haute avec deux tailles de

maille de M1 = 5cm et M2 = 2, 5cm.

(A) Flux radiatif à la surface de la cuve (B) Flux radiatif recu par les parois côté admission à
h = 73cm

FIGURE 5.5 – Comparaison entre l’expérience et le numérique de la résolution du maillage pour
le feu d’heptane réalisé avec une cuve de 23 cm à Rh = 1 en admission haute avec deux tailles de

maille de M1 = 5cm et M2 = 2, 5cm.
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5.4 Impact du confinement sur la dynamique du feu dans un mi-
lieu confiné

Cette étude a pour but de comprendre les effets de la position de l’entrée d’air dans
un compartiment avec un feu confiné et mécaniquement ventilé, en utilisant à la fois
l’expérience tirée des travaux de thèse de NASR (2011) et la modélisation numérique
avec un code CFD. On s’intéresse particulièrement à la détermination des composantes
du flux de chaleur radiatif à la surface du combustible liquide pour des feux bien ventilés
à sous-ventilés dans un environnement confiné. Par la suite, les effets de la ventilation sur
la dynamique du feu, l’équilibre thermique, la concentration en oxygène, la température
dans le local et la stratification des gaz chauds sont présentés.

Cette étude a fait l’objet de deux articles publiés (ACHERAR et al., 2022, 2020).

5.4.1 La concentration en oxygène et la puissance de feu

Dans cette partie, on détaille une série d’études paramétriques permettant de montrer
l’effet du confinement et de la position d’entrée d’air sur le comportement de l’incendie
en milieu confiné. Pour cela, on s’appuie sur les résultats de mesures de la puissance du
feu ainsi que sur la pression, la vitesse, les espèces, le flux de chaleur et la température
qui sont comparés à la prédiction.

Nous présentons le feu d’heptane réalisé avec une cuve de diamètre de 23cm pour un
renouvellement horaire de Rh = 2, 6 et des cuves de diamètre de 26cm et 30cm pour des
renouvellements horaires de Rh = 1 et Rh = 4. La position de l’admission d’air influence
l’équilibre du retour de chaleur vers la surface du combustible liquide et l’oxygène dis-
ponible dont dépend la dynamique du feu.

Les résultats de comparaison entre la simulation numérique et l’expérience de la
concentration d’oxygène mesurée à une distance de 0,3m au bord de la cuve du com-
bustible (cf. Figure 2.8) sont présentés sur les Figure 5.6 à Figure 5.10. La concentration
en oxygène est généralement bien prédite par le code FDS avec une erreur inférieure à
20% par rapport à la mesure expérimentale pour tous les essais. Ces comparaisons nous
permettent de vérifier à quel point l’air est vicié autour du feu dans le local.
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(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.6 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la fraction molaire
d’oxygène proche de la flamme d’heptane de 23cm à Rh = 2, 6.

(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.7 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la fraction molaire
d’oxygène proche de la flamme d’heptane de 26cm à Rh = 1.

(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.8 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la fraction molaire
d’oxygène proche de la flamme d’heptane de 26cm à Rh = 4.
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(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.9 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la fraction molaire
d’oxygène proche de la flamme d’heptane de 30cm à Rh = 1.

(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.10 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la fraction mo-
laire d’oxygène proche de la flamme d’heptane de 30cm à Rh = 4.

Pour identifier le régime de dynamique du feu, une valeur de richesse globale φ (REG)
égale à 0, 7 définie le seuil de transition entre un feu sous et sur-ventilé (BRYNER et al.,
1994 ; MAGNOGNOU et al., 2017). On constate qu’une concentration en oxygène supé-
rieure à 15% correspond à un feu bien ventilé avec un REG inférieur à 0, 7 (cf. Figure 5.6).
Pour les cas où la concentration d’oxygène est comprise dans l’intervalle 10% à 15%, on
parle d’un feu sous-ventilé avec une valeur de REG entre 0,7 et 1. Enfin, pour une concen-
tration d’oxygène inférieure à 10% avec une valeur de REG supérieure à 1, on parle d’un
feu très sous-ventilé.

Les Figure 5.11 à Figure 5.15 montrent l’évolution temporelle du HRR pour les cas
d’admission d’air en partie basse et en partie haute.

En analysant l’évolution temporelle du HRR, on peut dire que la dynamique du feu
dans le local en fonction du REG suit trois étapes principales, à savoir la phase initiale, la
phase de développement complet et la phase de décroissance de l’incendie. Pour tous les
cas étudiés, pendant la période initiale, la quantité d’oxygène entourant la base du foyer
est maintenue avec une concentration supérieure à 15% quelle que soit la position de
l’entrée d’air, comme on le constate sur les Figure 5.11 à Figure 5.15. Cela s’explique par
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la disponibilité d’une quantité suffisante d’oxygène, initialement présent dans le local,
et par l’écoulement du flux d’air de l’admission à l’extraction qui permet aux gaz de
pyrolyse d’avoir une combustion en phase gazeuse plus rapide, jusqu’à atteindre le HRR
maximal en peu de temps.

On observe, dans le cas du diamètre de cuve de 30cm avec une entrée d’air en posi-
tion haute (cf.Figure 5.15), que le HRR atteint une valeur maximale de 60kW. Tandis que,
pour le changement de la position de l’entrée d’air de la partie haute à la partie basse,
le HRR maximal s’élève jusqu’à 100kW (cf. Figure 5.14). La réduction de la taille de la
cuve de combustible liquide de 30cm (cf. Figure 5.14) à 23cm (cf. Figure 5.11) entraine
une diminution du pic de HRR. En conclusion, dans le cas présent, l’effet de l’augmen-
tation de la taille du foyer sur les paramètres du feu est plus important que celui de la
concentration en oxygène à proximité du foyer.

(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.11 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la puissance d’un
feu d’heptane de 23cm à Rh = 2, 6.

(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.12 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la puissance d’un
feu d’heptane de 26cm à Rh = 1.
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(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.13 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la puissance d’un
feu d’heptane de 26cm à Rh = 4.

On constate qu’à partir de 250s, la quantité d’oxygène présente initialement dans le
local est consommée. Ce qui provoque une décroissance de la puissance du feu. On re-
marque aussi que la décroissance du HRR est plus nette pour les cas d’entrée d’air en
partie basse, certainement à cause de la croissance très rapide du HRR au début de l’in-
cendie. On peut expliquer ce phénomène par la présence de deux mécanismes en compé-
tition au sein du local : le premier est l’augmentation du retour de chaleur de la flamme
sur la surface de pyrolyse et le second est l’efficacité de l’évacuation des gaz chauds par
le système de ventilation. Cette évacuation permet de réduire le retour de chaleur à la
surface du combustible liquide, provoquant ainsi un refroidissement autour du bac, ce
qui entraine la diminution de la vitesse de combustion.
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(A) Admission basse à Rh = 1 (B) Admission basse à Rh = 2

(C) Admission basse à Rh = 3 (D) Admission basse à Rh = 4

FIGURE 5.14 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la puissance d’un
feu d’heptane de 30cm pour 1 ≤ Rh ≤ 4 en admission basse.

Dans les conditions de sous-ventilation, le changement de position de l’entrée d’air,
de partie basse à partie haute, change de manière significative la dynamique du feu. Par
exemple, pour une cuve de 30cm de diamètre et Rh = 1, le HRR décroit après un pic à
70kW pour une entrée d’air en partie basse (cf. Figure 5.14a) et de 60kW pour une entrée
d’air en partie haute (cf. Figure 5.15a). L’augmentation du renouvellement horaire (Rh) de
2 jusqu’à 4 implique, pour le cas d’entrée d’air en partie basse, un bon apport en oxygène
avec un pic HRR allant de 70kW (cf. Figure 5.14b) jusqu’à 90kW (cf. Figure 5.14d) suivi
d’une période de quasi-stabilité. Cependant, une augmentation du Rh de 2 à 4 pour le
cas de l’entrée d’air en partie haute produit un refroidissement des couches de fumées
chaudes au niveau du plafond. L’incendie est alors contrôlé par la vitesse de pyrolyse via
un retour de chaleur de la flamme. La Figure 5.15 du HRR en fonction du temps pour
l’entrée d’air en partie haute montre une insensibilité de HRRMax à l’augmentation du
Rh de 1 à 4 avec un pic du HRR à 65kW.
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(A) Admission haute à Rh = 1 (B) Admission haute à Rh = 2

(C) Admission haute à Rh = 3 (D) Admission haute à Rh = 4

FIGURE 5.15 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la puissance d’un
feu d’heptane de 30cm pour 1 ≤ Rh ≤ 4 en admission haute.

Dans le cas d’un Rh = 4, le HRR est le plus élevé pour l’entrée d’air en partie basse, ce
qui implique une diminution de la concentration d’oxygène jusqu’à 7% (cf.Figure 5.10a).
Réciproquement, pour l’entrée d’air en partie haute avec un HRR plus faible, une concen-
tration d’oxygène plus élevée est observée, environ 13% (cf. Figure 5.10b).

En général, la concentration d’oxygène proche de la flamme pour une entrée d’air en
partie haute est supérieure à celle en partie basse. On remarque aussi que, la dynamique
du feu est moins sensible à la position d’entrée d’air dans les cas des feux bien ventilés
en raison de la quantité suffisante d’oxygène qui permet une bonne combustion dans le
local, comme le montre les Figure 5.6a, Figure 5.6b de la concentration en oxygène et les
Figure 5.11a, Figure 5.11b pour le HRR avec la cuve de 23cm de diamètre.
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L’extinction de l’incendie pour un régime sous-ventilé (D=30cm) avec une entrée d’air
en partie basse est causée par un manque d’oxygène dans le local. Le contraire est ob-
servé pour les cas d’une entrée d’air en partie haute où l’incendie s’éteint par manque
de combustible à la suite d’une production élevée des gaz de pyrolyse et d’une bonne
dégradation du combustible liquide. Ainsi, l’extinction du feu se produit plus tôt pour
une position d’entrée d’air en partie haute qu’en partie basse et la durée du feu passe de
2000s à 500s.

La circulation du flux d’air dans le compartiment est principalement due au système
de ventilation mécanique. Les fuites présentes dans le local contribuent à l’apport d’oxy-
gène proche du sol, ce qui crée une dynamique d’écoulement d’air dans le compartiment.
Quand on compare les résultats expérimentaux aux numériques, on remarque que pour
l’expérience le Q̇m f qui est déduit du MLR mesuré ne tient pas compte de l’efficacité de
la combustion en phase gazeuse. on observe aussi des oscillations de HRR prédit qui
peuvent atteindre 60kW de différence dans le cas d’une entrée d’air en partie basse (cf.
Figure 5.14), causée principalement par l’interaction entre le modèle de combustion et de
ventilation. Ainsi, des oscillations sont observées dans la simulation mais pas dans les
résultats expérimentaux. Ces phénomènes d’oscillations sont observés dans la littérature
avec les travaux de ZAVALETA et AUDOUIN (2018) et TAKEDA (1985) qui les attribuent à
la flamme fantôme qui se déplace du foyer vers les zones ayant un meilleur apport en
oxygène.

Le rendement de combustion η est calculé à partir du rapport entre l HRR prédit et le
Q̇m f . Pour la cuve d’heptane de diamètre 30cm en admission partie basse (cf. Figure 5.14),
le Q̇m f est plus élevé que celui prédit au fur et à mesure que la quantité d’oxygène dimi-
nue autour du foyer avec un REG proche de 1. Cela correspond à un feu sous-ventilé avec
une diminution drastique de l’efficacité de combustion jusqu’à environ 0, 5 due à la pro-
duction d’une quantité très élevée d’imbrûlés (BLOMQVIST et al., 2004 ; MAGNOGNOU et
al., 2017). Le changement de position de l’entrée d’air de partie basse à partie haute pour
le même diamètre de cuve conduit à un feu sur-ventilé avec un REG inférieur à 0, 8 et un
rendement de combustion qui atteint la valeur de 1 (cf. Figure 5.15).

Pour la cuve d’heptane de diamètre D ≤ 26cm, le HRR prédit par la simulation suit de
près le modèle théorique avec une bonne précision (cf. Figure 5.11 à Figure 5.13). Ce qui
montre que le débit d’air fourni par la ventilation mécanique est suffisant pour entrainer
une combustion intensive avec un REG inférieur à 0,7 et une efficacité de combustion
proche de 1 (cf. Tableau 5.4). Avec une augmentation du Rh de 1 à 4 pour un diamètre
de la cuve de 26cm, on constate que le HRR est toujours plus important lorsque l’air est
admis en partie basse, quelle que soit la concentration en oxygène autour de la flamme.
On observe que la dynamique du feu devient moins sensible à la position de l’entrée d’air
pour les feux bien-ventilés en raison de la quantité suffisante d’oxygène.
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D(cm) Rh
(h−1)

Position d’en-
trée d’air

REG φ Efficacité de la
combustion η

Régime de
combustion

23 cm 2,6 Basse 0,1< φ < 0,7 η ≈1 Bien ventilé
23 cm 2,6 Haute 0,1< φ < 0,2 η ≈ 1 Bien ventilé
26 cm 1 -4 Basse 0,1< φ < 0,8 η ≈ 1 Bien ventilé
26 cm 1-4 Haute 0,1< φ < 0,8 η ≈ 1 Bien ventilé
30 cm 1 Basse 0,4< φ < 1 η ≈ 0, 7 Sous-ventilé
30 cm 2 Basse 0,1< φ < 1 η ≈ 0, 5 Sous-ventilé
30 cm 3 Basse 0,4< φ < 0,8 η ≈ 0, 5 Sous-ventilé
30 cm 4 Basse 0,1< φ < 1,2 η ≈ 0, 5 Sous-ventilé
30 cm 1-3 Haute 0,1< φ < 0,8 η ≈ 1 Sous-ventilé
30 cm 4 Haut 0,1< φ < 0,6 η ≈ 1 Sous-ventilé

TABLEAU 5.4 – Caractéristiques des résultats expérimentaux et des simulations des cas étudiés
(ACHERAR et al., 2020).

5.4.2 Champs de pression et de vitesse

Dans les scénarios d’incendie en compartiment confiné et ventilé, on surveille par-
ticulièrement la pression au sein du local car a variation peut modifier les niveaux de
confinement et la sécurité de l’installation.

Les Figure 5.16 et Figure 5.17 montrent l’évolution temporelle de la dépression (P0 −
P) à l’intérieur de l’enceinte mesurée à 20 cm du sol (cf. Figure 2.6) et comparée à la
simulation pour un diamètre de 30cm et pour des Rh de 1 et 4. On remarque que la
dépression dépend fortement du développement du feu associé à la position de l’entrée
d’air. Une augmentation du Rh de 1 à 4 pour une entrée d’air en partie haute augmente
le niveau de dépression jusqu’à 40Pa en raison d’une diminution du HRR. Pour l’entrée
d’air en partie basse, l’augmentation du Rh de 1 à 4 tend à réduire le pic de dépression
de 40 à 30Pa, provoqué par la croissance du HRR.

(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.16 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la pression dans
le local pour une cuve de 30cm à Rh = 1.

L’évolution temporelle de la vitesse du flux d’air entrant par le conduit d’admission
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(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.17 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la pression dans
le local pour une cuve de 30cm à Rh = 4.

grâce à la dépression dans le local est illustrée par les Figure 5.18 et Figure 5.19 pour la
cuve de 30cm de diamètre. Avant l’allumage du feu (condition à froid), la vitesse d’entrée
d’air mesurée expérimentalement varie entre 0, 1m/s pour Rh = 1 jusqu’à 0, 27m/s pour
Rh = 4 en fonction du niveau de dépression dans le local. On voit sur la prédiction une
diminution rapide du niveau de dépression causée par l’activation du feu, qui implique
une réduction significative de la vitesse d’écoulement de l’entrée d’air.

On constate aussi l’apparition d’oscillations de la vitesse avec un petit décalage,
conséquence des fluctuations de la pression dans le local, notamment pour le Rh le plus
élevé (Rh = 4) avec une vitesse d’entrée d’air de 4,3m/s. Le débit d’air frais provenant du
conduit d’admission à Rh = 1 (cf. Figure 5.18) est pratiquement indépendant du chan-
gement de la position de l’entrée d’air. Cependant, à Rh = 4, un changement de position
d’entrée d’air de haute à basse entraine une diminution de la vitesse de l’entrée (cf. Fi-
gure 5.19). Cette diminution de la vitesse de l’entrée d’air de 4 à 3,4m/s est due à une
réduction du niveau de dépression (cf. Figure 5.17).

La dépendance caractéristique entre le niveau de dépression et le débit d’air entrant
est quantitativement bien prédite par le modèle pour la plupart des cas étudiés. On
constate, sur la Figure 5.19, que le pic élevé de la vitesse pour Rh = 4 est nettement sous-
estimé par la simulation, cette différence de prédiction peut attendre un facteur deux par
rapport à la mesure expérimentale. Le modèle HVAC (FLOYD, 2011) semble incapable
de calculer l’oscillation globale de la dépression et la vitesse de le l’entrée d’air, ce qui
nécessite des connaissances sur les instabilités complexes de l’écoulement turbulent à
l’intérieur de l’enceinte.
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(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.18 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la vitesse au
niveau de l’admission d’air pour une cuve de 30cm à Rh = 1.

(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.19 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la vitesse au
niveau de l’admission d’air pour une cuve de 30cm à Rh = 4.

La Figure 5.20 montre la circulation générale instantanée de l’écoulement dans le local
à 250s, pour la cuve de 30cm de diamètre à Rh = 4. On remarque que, quelle que soit la
position d’entrée d’air, de grandes zones de recirculation se forment entre le plafond et le
sol. Néanmoins, pour une entrée en partie basse, la vitesse horizontale au niveau du foyer
permet d’amener plus d’oxygène à proximité du feu. Cela donne une combustion plus
intense avec un HRR effectif plus élevé (cf. Figure 5.14d) et permettant un plus grand
retour de chaleur au niveau de la flamme, ce qui améliore la pyrolyse du combustible
liquide.

Le jet d’air en positon haute est perpendiculaire à l’écoulement convectif induit par
la flottabilité au-dessus de la base du feu (cf. Figure 5.20b), ce qui limite l’apport d’air
à la base du foyer. Cet apport d’air frais en position haute perturbe considérablement la
structure de la couche de fumée près du plafond et le flux vertical induit par la flottabilité.
Le jet d’air en position haute entraine une réduction du HRR en raison d’un effet de
refroidissement sur la couche de fumées chaudes, ce qui affecte la vitesse de combustion
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par un rayonnement moins intense des fumées du plafond vers la surface du combustible
liquide.

(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.20 – Lignes de courants instantanées à l’intérieur du compartiment pour une cuve de
30cm à Rh = 4 avec une vitesse maximale de 4, 5m/s à t = 250s.

5.4.3 Champs thermiques et flux de chaleur

Les profils de température le long de la ligne verticale située sur l’axe central du foyer
noté TC et la ligne située à droite du foyer noté TD (cf. Figure 2.6) à deux instants de
l’incendie (t1=250s et t2=500s) sont illustrés dans les Figure 5.22 et Figure 5.21 pour un
Rh de 1 et 4. Dans le cas de Rh = 1, on remarque que la position de l’entrée d’air donne
des profils de température pratiquement identiques à t1=250s (cf.Figure 5.21a) et t2=500s
(cf. Figure 5.21b).

L’état d’équilibre à l’intérieur de l’enceinte se produit autour de t1=250s. Pour un Rh
élevé Rh = 4, une entrée d’air en partie basse conduit à une croissance rapide du feu
avec une augmentation de la température des fumées au niveau du plafond de 250◦C à
350◦C lorsque la couche des fumées supérieures est établie à t2=500s (cf. Figure 5.21c et
Figure 5.21d). Inversement, pour une entrée d’air en partie haute à Rh = 4, la tempéra-
ture est autour de 50◦C dans le local à t2=500s à cause d’une bonne évacuation des fumées
à l’intérieur du local (cf. Figure 5.21d). Cela implique que la température des fumées pré-
sentes au niveau de la surface de pyrolyse est plus élevée pour une entrée d’air en partie
basse. Les conditions de croissance cohérente ultra-rapide de feu avec une entrée en par-
tie basse (cf. Figure 5.14) donnent des températures de fumées très élevées (> 250◦C) qui
améliorent le retour de chaleur et la dégradation thermique du combustible liquide.

En dehors de la zone de flamme le long de la ligne TD (cf. Figure 2.6), il y a un
bon ajustement entre la température des fumées prédite et mesurée expérimentalement
comme on le voit sur la Figure 5.22.
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(A) Rh = 1 à t=250s (B) Rh = 1 à t=500s

(C) Rh = 4 à t=250s (D) Rh = 4 à t=500s

FIGURE 5.21 – Influence de la position de l’entrée d’air de l’évolution de la température de la
phase gazeuse le long de l’arbre TC pour un diamètre de cuve de 30cm pour Rh = 1 et Rh = 4.

(A) Rh = 1 à t=250s (B) Rh = 1 à t=500s

(C) Rh = 4 à t=250s (D) Rh = 4 à t=500s

FIGURE 5.22 – Influence de la position de l’entrée d’air de l’évolution de la température de la
phase gazeuse le long de l’arbre TD pour un diamètre de cuve de 30cm pour Rh = 1 et Rh = 4.
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La Figure 5.23 montre l’évolution temporelle de la température des gaz à l’entrée du
conduit d’extraction pour des Rh de 1 et 4. Pendant la période de croissance du feu,
la température des gaz atteint une valeur maximale de 250◦C pour une entrée d’air en
partie basse et une température de 220◦C pour une entrée d’air en partie haute indépen-
damment du renouvellement horaire. Pendant la période quasi-stationnaire, un Rh de 1
en position haute entraine une température des gaz plus élevée d’environ 200◦C à l’inté-
rieur du conduit d’extraction par rapport à celle de l’entrée d’air en partie basse qui est
de 160◦C grâce à une amélioration du rendement du combustible (cf. Tableau 5.4).

(A) Admission basse (B) Admission haute

(C) Admission basse (D) Admission haute

FIGURE 5.23 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la température
dans la phase gazeuse à l’entrée du conduit d’extraction pour un diamètre de cuve de 30cm pour

Rh = 1 et Rh = 4.

Pour le cas de Rh = 4 avec entrée d’air en partie basse, la température des gaz atteint
un plateau avec une valeur relativement élevée de 205s jusqu’à l’extinction par manque
du combustible (de 230◦C à 250◦C ). Inversement, pour l’entrée d’air en partie haute à
Rh = 4, on constate une forte diminution de la température des fumées à partir de 200s
en raison de l’effet du refroidissement par le jet d’air frais au niveau du plafond.

On observe une bonne concordance entre la prédiction et les mesures expérimentales
dans le cas de l’entrée d’air en partie haute (cf. Figure 5.23b et Figure 5.23d) avec une
différence de 25%. Pour le cas de l’entrée d’air en partie basse, la prédiction suit approxi-
mativement la tendance expérimentale avec une sur-estimation de la température prédite
et une différence qui peut atteindre 50% (cf. Figure 5.23a et Figure 5.23c).
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La température de la paroi a également été identifiée comme un risque potentiel du-
rant un confinement dynamique. En effet, il faut éviter la propagation du feu dans les
locaux adjacents, la fissuration de ces derniers et les fuites des gaz dangereux. Bien que
le béton et l’isolant thermique de l’enceinte ne soient pas combustibles, les matériaux se-
ront affaiblis lorsqu’ils seront soumis à des températures très élevées qui pourront faire
apparaitre des fissures. La température de la surface des parois à une hauteur de 0, 48m
est illustrée sur la Figure 5.24. Pour un Rh = 1, la température de la paroi atteint un
plateau d’environ 100◦C (cf. Figure 5.24a et Figure 5.24b), quelle que soit la position de
l’entrée d’air. Pour Rh = 4, une entrée d’air en partie basse permet de maintenir une
température de la paroi d’environ 150◦C (cf. Figure 5.24c) pendant une longue période
(environ 1250s). Pour le cas de l’entrée d’air en partie haute, la température diminue à la
paroi (cf. Figure 5.24d) à partir d’environ 300s en raison de l’évacuation des fumées.

La contribution de la température de la paroi à l’émission d’un flux radiatif de chaleur
vers la surface du liquide semble moins importante que celle de la fumée chaude. La
température de la paroi prédite correspond à la température de la paroi mesurée avec
une erreur de 30%.

(A) Admission basse (B) Admission haute

(C) Admission basse (D) Admission haute

FIGURE 5.24 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la température à
la surface de la paroi à une hauteur de h = 48cm pour un diamètre de cuve de 30cm pour Rh = 1

et Rh = 4.
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L’évolution dans le temps du flux de chaleur radiatif prédit sur la surface de pyrolyse
et celui déterminé à partir des mesures expérimentales avec l’Équation 2.2 sont illustrées
sur les Figure 5.25 pour des Rh de 1 et 4. Dans le cas d’une entrée d’air en partie basse à
Rh = 1 (cf. Figure 5.25a), on observe un flux radiatif très élevé de plus de 5kW/m2 jusqu’à
600s, suivi d’une période de stabilité de la combustion et un équilibre thermique au sein
du local avec un flux radiatif de 2kW/m2. Le changement de la position de l’admission
n’a pas significativement d’effet dans ce cas sur le flux radiatif à la surface du combustible
(cf. Figure 5.25b). Néanmoins, on remarque que la période de stabilité arrive plus tôt pour
une admission d’air en partie basse à 250s au lieu de 600s.

L’augmentation du Rh de 1 à 4 (cf. Figure 5.25c) pour l’entrée d’air en partie basse en-
traine une augmentation du retour de chaleur vers la surface de pyrolyse en raison d’une
valeur élevée du HRR d’environ 100kW (cf. Figure 5.14d). Pendant la période de crois-
sance du feu avant 500s, le flux radiatif atteint un maximum de 10kW/m2 et malgré le
feu sous-ventilé, le rayonnement des parois et des fumées reste élevé et se maintient jus-
qu’à l’extinction du feu. Le fait de changer la position de l’admission d’air en partie haute
pour Rh = 4 contribue à une forte diminution du flux de chaleur jusqu’à 2kW/m2, causée
par la bonne évacuation des fumées. Par conséquent, la réduction du retour de chaleur
pour une entrée d’air en partie haute amène à une diminution du taux d’évaporation du
combustible à partir de 250s.

(A) Admission basse (B) Admission haute

(C) Admission basse (D) Admission haute

FIGURE 5.25 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution du flux de chaleur
radiatif à la surface de combustible pour un diamètre de cuve de 30cm pour Rh = 1 et Rh = 4.
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Le flux de chaleur prédit atteignant la surface de pyrolyse montre de fortes oscilla-
tions qui n’ont pas été détectées dans les expériences. On note la présence d’un facteur 4
entre les résultats numériques et le flux de chaleur mesuré sur la période stable du feu, en
raison d’une mauvaise prédiction du champ de température au-dessus de la flamme pour
un feu sous-ventilé (cf. Figure 5.21). Une légère amélioration de la prédiction par rapport
à l’expérience est observée dans le cas d’un feu bien-ventilé (cuve de 23cm Figure 5.26)
ainsi que dans le cas d’un feu légèrement sous-ventilé (cuve de 26cm Figure 5.27) .

(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.26 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution du flux de chaleur
radiatif à la surface de combustible pour un diamètre de cuve de 23cm à Rh = 2, 6.

(A) Admission basse (B) Admission haute

FIGURE 5.27 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution du flux de chaleur
radiatif à la surface de combustible pour un diamètre de cuve de 26cm à Rh = 4.

L’évolution du flux de chaleur reçu par le mur en face de la porte mesuré par les
fluxmètres des côtés gauche et droit de l’axe de la cuve (cf. Figure 2.8a), à une hauteur de
0, 48m du sol est illustrée en Figure 5.28.

L’extraction des fumées chaudes du côté droit du local permet de maintenir un flux
thermique mural d’environ 1 kW/m2 (cf. Figure 5.28a), qui est supérieur à celui du côté
gauche, qui est de 0, 5kW/m2 (cf. Figure 5.28b), une fois que le plafond des fumées est
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établi à environ 250 s du début de l’essai. Dans le cas du Rh = 1, la valeur du flux ther-
mique mural est insensible à la position d’entrée d’air. Contrairement au cas du Rh = 4,
l’entrée d’air en partie haute conduit à la diminution du flux thermique (cf. Figure 5.28d)
causée par le refroidissement et l’évacuation efficace des fumées chaudes au niveau du
plafond.

(A) Admission basse (B) Admission haute

(C) Admission basse (D) Admission haute

FIGURE 5.28 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution du flux de chaleur
sur la surface du mur en face de la porte à une hauteur de h = 48cm pour un diamètre de cuve de

30cm pour Rh = 1 et Rh = 4.

Les Figure 5.29 et Figure 5.30 montrent l’évolution dans le temps du flux de chaleur
externe pour des cuves de 30cm et 26cm de diamètre et des Rh de 1 et 4. Les mesures
du flux de chaleur externe sont effectuées une fois que le régime du feu dans le local est
permanent (voir Section 2.3.3). On constate que, lorsque l’environnement de combustion
est en régime permanent, le retour de chaleur de la flamme, des fumées et des parois vers
la surface du combustible liquide produit un flux de chaleur radiatif constant et que la
contribution du flux de chaleur externe augmente considérablement avec l’augmentation
du Rh (cf. Figure 5.29 et Figure 5.30).
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(A) Admission basse (B) Admission haute

(C) Admission basse (D) Admission haute

FIGURE 5.29 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution du flux de chaleur
radiatif externe pour un diamètre de cuve de 30cm pour Rh = 1 et Rh = 4.

(A) Admission basse (B) Admission haute

(C) Admission basse (D) Admission haute

FIGURE 5.30 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution du flux de chaleur
radiatif externe pour un diamètre de cuve de 26cm pour Rh = 1 et Rh = 4.



5.4. Impact du confinement sur la dynamique du feu dans un milieu confiné 121

Pour le diamètre de cuve de 30cm avec une admission d’air en partie basse, une aug-
mentation du Rh de 1 à 4 contribue à augmenter le MLR (HRR), le flux de chaleur ra-
diatif à la surface du combustible et le flux de chaleur externe même en cas de régime
sous-ventilé. Comme vu précédemment, une augmentation du Rh pour une admission
d’air en partie haute contribue à refroidir la couche de fumées au niveau du plafond et
la vitesse de croissance du feu est contrôlée par le MLR en fonction du retour de chaleur.
Ainsi, pour une admission en partie haute, le flux de chaleur radiatif reçu à la surface du
combustible et le flux de chaleur externe sont insensibles à l’augmentation du Rh de 1
à 4. Des tendances similaires sont observées pour le diamètre de cuve de 26cm indépen-
damment de la position de l’admission d’air.

Les résultats expérimentaux montrent une différence de la valeur du flux thermique
mural entre le côté gauche et le côté droit. Au contraire, la prédiction numérique ne
montre aucune différence entre les deux côtés, avec une mauvaise reproduction du
champ thermique à l’intérieur du local. Cet écart peut atteindre un facteur 3 entre la
mesure expérimentale et la prédiction numérique (cf. Figure 5.28c), en raison d’une sur-
estimation du niveau de la température des gaz chauds (cf Figure 5.23).

Les échanges thermiques par rayonnement dans un flux réactif dépendent principa-
lement de deux facteurs : la température des gaz, les concentrations des espèces gazeuses
(en particulier les espèces émettrices comme la suie) et le facteur de vue de la flamme sur
la surface de la nappe. On constate que, indépendamment de la position d’entrée d’air et
pour une taille de feu donné, les échanges radiatifs entre le feu de nappe et le compar-
timent sont plus faibles comparés au retour de chaleur de la flamme vers la surface du
combustible (cf. Figure 5.25). Ceci est attribué au fait qu’à la surface des feux de nappe
liquide, la température des gaz, la concentration des espèces émettrices et le facteur de
vue sont plus élevés pour les échanges par rayonnement.

On constate que l’entrée d’air en positon basse à Rh = 4 augmente le HRR effectif (cf.
Figure 5.14d) comparé à celui avec une entrée haute (cf. Figure 5.15d). Par conséquent, il
y a un plus grand retour de chaleur de la flamme dans le cas de l’entrée en partie basse
que dans le cas de l’entrée d’air en partie haute, principalement en raison d’une aug-
mentation du facteur de vue via la taille du feu liée à un HRR effectif. En conclusion, les
échanges radiatifs dépendent de deux mécanismes d’interaction concurrents qui sont la
formation de suie et la température des gaz. Ces deux mécanismes dépendent fortement
du régime et de la dynamique du feu. En même temps, la formation de suie entraine une
augmentation de la température des gaz, et inversement, la formation de suie conduit à
une diminution de la température des gaz via la perte de rayonnement.
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5.4.4 Conclusion

Dans ce chapitre, les résultats de comparaisons entre les données expérimentales et
la simulation numérique du comportement d’un incendie en milieu confiné mécanique-
ment ventilé sont présentés. Les résultats expérimentaux consistent en un feu d’heptane
en milieu confiné avec un diamètre de cuve entre 23 et 30cm pour un renouvellement
horaire de 1 à 4 et une entrée d’air placée soit en position basse soit en position haute, et
proviennent de la thèse de NASR (2011).

Les résultats démontrent que la position de l’admission a une influence significative
sur la dynamique du feu dans le compartiment. On a observé que dans les conditions
d’une entrée d’air en partie haute, la circulation d’air dans le local est très faible. Contrai-
rement à ce cas, l’entrée d’air en partie basse permet le développement rapide de l’incen-
die et atteint sa puissance maximale à environ t=250s. En effet, en raison de l’amélioration
de l’entrainement d’air vers la base du foyer et de l’augmentation du Rh de 1 à 4, qui fa-
vorise cette dynamique dans le local, la température au niveau du plafond atteint environ
350◦C et contribue à un meilleur retour du flux de chaleur vers la surface du combustible
et augmente le taux de pyrolyse.

On a montré que, dans les conditions de sous-ventilation, la combustion est contrô-
lée par la ventilation dans le cas d’une admission d’air en partie basse à cause d’une
augmentation de la vitesse de combustion trop rapide par rapport à l’oxygène présent
dans le local. La puissance de feu est réduite de moitié lors du passage de l’admission
d’air de la partie basse à la parie haute. De plus, la croissance rapide du feu par rap-
port à l’augmentation du Rh est moins conséquente dans le cas d’entrée d’air en partie
haute du fait de l’évacuation efficace des fumées : l’air froid entrant par la partie haute
descend par gravité et les fumées montent provoquant alors un meilleur mélange et une
dé-stratification des fumées ainsi qu’une absorption d’une partie de l’énergie thermique.
En revanche, lorsque l’air entre par la partie basse, on observe une stratification dans le
local et la montée des fumées dans la partie supérieure. Le combustible reçoit le rayon-
nement issu des surfaces du local avec les flux de chaleur des gaz chauds, tandis qu’une
partie des flux de chaleur issus de la surface des murs est bloquée par la stratification
des fumées dans le cas de l’admission partie basse. Il convient de souligner que le retour
de chaleur externe provenant des fumées et des murs du local ne peut être négligé par
rapport au transfert de chaleur rayonné par la flamme.

Les résultats de comparaison entre l’expérience et la prédiction montrent d’une part
qu’il y a une oscillation du HRR prédit en raison de l’interaction entre le modèle de
combustion et celui de la ventilation (HVAC) et d’autre part que la prédiction est plus sa-
tisfaisante dans les conditions d’un feu bien ventilé. La dépression et le débit d’air entrant
sont globalement bien prédits par le modèle dans la plupart des cas étudiés. Cependant,
le modèle HVAC ne prédit pas efficacement les oscillations de ces derniers. Même obser-
vation concernant la température avec une meilleure prédiction dans le cas d’admission
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de l’air en partie haute tandis qu’une surestimation de la prédiction est observée dans le
cas de l’admission en partie basse. Quant aux flux de chaleur rayonnés à la surface du
combustible, le modèle ne reproduit pas les résultats mesurés avec une large surestima-
tion en raison d’une mauvaise prédiction de la température à la surface du combustible.

En conclusion, les résultats de comparaison entre les mesures expérimentales et la si-
mulation numérique montrent les limites du code FDS à prédire correctement l’effet de
couplage entre les variations de pression et l’apport en oxygène dans le local permet-
tant de reproduire des instabilités complexes de l’écoulement turbulent à l’intérieur du
compartiment. Ces résultats ont fait l’objet de deux publications (ACHERAR et al., 2022,
2020).
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Chapitre 6

Étude de l’interaction entre un
brouillard d’eau et un feu en milieu
confiné mécaniquement ventilé

Dans ce chapitre, on s’intéresse aux résultats de la campagne d’essais expérimentaux
avec le dispositif CERES II détaillée dans le Chapitre 2. Le but de cette démarche expéri-
mentale est d’évaluer l’influence de l’application d’un brouillard d’eau sur un feu confiné
mécaniquement ventilé. Dans un premier temps, on détaille la méthode pour déterminer
la puissance du feu à l’aide des données en perte de masse et en concentration en oxy-
gène. Ensuite, on aborde les conditions d’essais en termes de choix des renouvellements
horaires (Rh). La répétabilité des essais sera aussi analysée pour s’assurer de la fiabilité
des résultats expérimentaux. Enfin, ces résultats seront discutés en nous appuyant sur
des paramètres comme la puissance du feu, la température des gaz, les flux rayonnés, les
écoulements dans le caisson et les concentrations des espèces chimiques au cours de l’in-
cendie avec aspersion par brouillard d’eau. Cela nous permettra de mieux comprendre
les phénomènes physiques induits par l’aspersion. Ces résultats serviront aussi à évaluer
la capacité du code FDS à prédire les effets de l’application du brouillard d’eau sur un
incendie en milieu confiné.

6.1 Détermination de la puissance du feu

La puissance d’un feu est liée directement à la quantité de chaleur libérée pendant
la combustion. Pour calculer cette puissance, il existe deux méthodes : la méthode avec
perte de masse et la méthode avec consommation d’oxygène. Dans notre dispositif, la
perte de masse du foyer est aisée à mesurer et permet de remonter à la puissance par
l’Équation 6.1. Cette méthode est réputée être la plus simple, en revanche, elle donne une
puissance du feu supérieure à la puissance réelle du foyer car une partie du combustible
évaporé n’est pas brûlée et ne produit donc pas d’énergie. La vitesse de combustion est
donc surestimée, notamment dans les cas des foyers en milieu confiné sous-ventilé. De
plus, la mesure de la vitesse de combustion peut être perturbée pendant l’activation du
brouillard qui impacte la surface du combustible.
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Q̇ = ṁpyroχ∆Hc (6.1)

Avec ṁpyro le débit de pyrolyse, ∆Hc la chaleur de combustion et χ est le rendement
de la réaction de combustion estimé à 0,92 en milieu ouvert pour l’heptane (TEWARSON,
2002).

La méthode de mesure de la puissance du foyer avec la consommation en oxygène
s’appuie sur les travaux de THORNTON (1917). Des essais avec une bombe calorimétrique
sur plusieurs combustibles ont montré que l’énergie dégagée par unité de masse d’oxy-
gène consommé est quasi constante pour une combustion complète de ce dernier (ap-
proximativement égale à 13,1MJ/kg d’oxygène consommé avec une erreur de 5%).

JANSSENS (1991) et PARKER (1984) ont développé des équations qui permettent de
calculer la puissance du feu par la consommation d’oxygène pour diverses applications.
Ces équations nécessitent donc une mesure de la concentration en oxygène. Cependant,
la mesure d’autres gaz comme le CO2 et le CO peuvent apporter plus de précision pour
la détermination de la puissance de feu. L’expression pratique du calcul de Q̇O2 avec la
consommation en oxygène est donnée par la relation suivante :

Q̇O2 = E
ϕ

1 + ϕ(α− 1)
ṁe

MO2

Ma
(1− Xa

H2O − Xa
CO2

)XAa
O2

(6.2)

avec

ϕ =
XAa

O2
+ XAe

O2

(1− XAe

O2
)XAa

O2

(6.3)

— HRR [W] est le débit calorifique du foyer ;

— E [J.kg−1] est la chaleur de combustion massique ramenée à 1kg d’O2 ;

— ϕ est la fraction de consommation en oxygène ;

— ṁe [kg.s−1] est le débit massique dans le conduit d’extraction ;

— Ma [kg/mol] est le débit molaire de l’air ;

— MO2 [kg/mol] est la masse molaire de l’oxygène (28g/mol) ;

— Xa
H2O est la fraction molaire de vapeur d’eau dans l’air de combustion ;

— Xa
CO2

est la fraction molaire de dioxyde de carbone dans l’air de combustion am-
biante ;

— XAa
O2

est la fraction molaire d’oxygène mesurée dans l’air ambiant ;

— XAe
O2

est la fraction molaire d’oxygène mesurée dans le conduit d’extraction ;

— α est le coefficient quantifiant la production de H2O, de CO et CO2 en fonction de
la fraction volumique d’O2 entrante, sa valeur moyenne est de 1,05 (MCGRATTAN

et al., 2013a).

La fraction molaire de la vapeur d’eau Xa
H2O est déterminée à partir de l’humidité

relative et la température de la pièce (dans les conditions d’un laboratoire, elle est de
l’ordre de 1 à 2%). La fraction molaire de CO2 dans l’air sec vaut 330ppm.
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FIGURE 6.1 – Évolution de la concentration en oxygène mesurée dans le conduit d’extraction et la
puissance du feu (HRR) déterminée avec la consommation en oxygène et la perte de masse pour

Rh = 4, 2.

L’évolution de la puissance du foyer (HRR) au cours du temps déterminée par la
consommation en oxygène (notée Q̇O2) et la perte de masse (notée Q̇m f ) pour l’essai avec
un Rh = 4, 2 est illustrée en Figure 6.1. On remarque qu’il y a un décalage entre le HRR
calculé avec la consommation en oxygène et celui calculé avec la perte de masse au début
de l’essai. Ceci est dû à la quantité initiale d’oxygène présente dans le caisson. En effet, la
mesure de la concentration en oxygène dans le conduit d’extraction débute une fois que
le feu a consommé tout l’oxygène présent dans le caisson. Cela se traduit par un écart de
100s par rapport au Q̇m f calculé avec la perte de masse pour atteindre le plateau de 8kW.
On voit aussi que le Q̇m f calculé avec la perte de masse est légèrement supérieur (autour
de 1,5kW) par rapport au Q̇O2 calculé avec la consommation en oxygène. Cela montre que
la puissance du feu calculée avec la perte de masse est généralement surestimée dans des
milieux confinés. Par la suite, la puissance du feu présentée sera calculée à partir de la
consommation en oxygène, sauf pour la reproductibilité des essais.

6.2 Détermination des conditions d’essais

Comme on l’a vu plus haut, le dispositif CERES II est une installation à échelle réduite
du dispositif CERES I conçu dans le but d’étudier l’influence d’un brouillard d’eau dans
le cadre d’un incendie en milieu confiné. De ce fait, on a choisi naturellement des renou-
vellements horaires en similitude avec ceux de l’installation de référence (cf. Tableau 2.3).

Le Tableau 6.1 résume l’ensemble des essais réalisés en similitude avec les essais dans
le caisson CERES I (la puissance du feu et les Rh sont choisis en similitude avec les es-
sais de NASR (2011)). L’ensemble des essais avec le caisson CERES II n’ont été effectués
qu’avec l’admission d’air en partie basse. Les essais sans brouillard d’eau serviront de
référence pour juger de l’effet du brouillard d’eau. Dans le cas des essais avec brouillard
d’eau, il s’est avéré que pour nos conditions de pulvérisation, de Rh (Rh1 = 4, 2 ; Rh2 = 7 ;
Rh3 = 9, 8) et de puissance du feu (cuve de 15cm de diamètre), il y avait extinction systé-
matique de la flamme une fois le brouillard activé (cf. Figure 6.2).
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Essai Débit d’air d’admission (m3/s) Rh (h−1) Type d’essai
Test 1 0,0011 4,2 sans aspersion

Test 2 0,0011 4,2 avec aspersion (Extinction)

Test 3 0,0018 7 sans aspersion

Test 4 0,0018 7 avec aspersion (Extinction)

Test 5 0,0025 9,8 sans aspersion

Test 6 0,0025 9,8 avec aspersion (Extinction)

TABLEAU 6.1 – Tableau des essais préliminaires.

(A) Rh = 4, 2 (B) Rh = 7

(C) Rh = 9, 8

FIGURE 6.2 – Résultats d’essais préliminaires : évolution temporelle de la puissance du feu avec
et sans brouillard d’eau.

Comme le montrent les photographies en Figure 6.3, à l’instant t1 (cf. Figure 6.3a)
qui correspond à quelques secondes avant l’activation du brouillard, on voit une flamme
pleinement développée. Puis à l’instant t2 (cf. Figure 6.3b), qui correspond à 5s après
l’activation du brouillard d’eau, on voit que la flamme est perturbée par le soufflage pro-
voqué par l’arrivée du jet eau + air. Enfin, la flamme s’éteint à l’instant t3 (cf.Figure 6.3c)
qui correspond à 10s après l’activation du brouillard d’eau. Ce phénomène est observé
sur tous les essais avec Rh de 4,2 jusqu’à 28 même si tous les essais ne sont par présentés
dans ce travail.
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(A) t1=0s (activation du brouillard
d’eau)

(B) t2=5s (C) t3=10s

FIGURE 6.3 – Images de la flamme d’heptane soumise au brouillard d’eau à différents instants à
Rh = 7.

D’après la Figure 6.4 qui montre l’évolution de la concentration en oxygène au niveau
du conduit d’extraction pour les 3 cas (Rh = 4, 2 ; 7 et 9,8), on voit que la concentration en
oxygène décroît jusqu’à 8% pour le cas de Rh = 9, 8 et est égale à 10% pour les deux autres
cas. Ces valeurs correspondent à un feu sous-ventilé. Le régime du feu et les conditions
de sous-ventilation créées dans le caisson avec ces renouvellements horaires impliquent
l’extinction de la flamme après quelques secondes d’activation de la buse. On rappelle
que, pour ces trois essais, l’admission d’air est en partie basse et la buse d’injection est
installée du côté de l’admission (cf. Figure 2.6). Malgré la faible vitesse de l’injection d’eau
(cf. Figure 4.21), à l’instant de l’activation de la buse, le jet du brouillard d’eau produit un
soufflage de la flamme qui quitte le foyer conduisant à son extinction.

FIGURE 6.4 – Résultats des essais préliminaires : évolution temporelle de la concentration d’oxy-
gène au niveau de l’extraction pour Rh = 4,2 ; 7 et 9,8.

Le Tableau 6.2 représente l’ensemble des essais avec des renouvellements horaires qui
permettent de maintenir la combustion au cours de l’aspersion du brouillard d’eau dans
le caisson. Ces conditions ont été choisies dans le but d’optimiser les effets du brouillard
d’eau sans atteindre l’extinction de la flamme de façon à pouvoir analyser les phéno-
mènes dans le temps et effectuer les mesures nécessaires à l’étude.
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Essai Débit d’air d’admission (m3/s.10−3) Rh (h−1) Type d’essai
Essai 1 une ventilation naturelle milieu ouvert sans aspersion
Essai 2 une ventilation naturelle milieu ouvert avec aspersion
Essai 3 0,016 58 (Rh maximal) sans aspersion
Essai 4 0,016 58 (Rh maximal) avec aspersion
Essai 5 0,013 48 sans aspersion
Essai 6 0,013 48 avec aspersion
Essai 7 0,011 38 sans aspersion
Essai 8 0,011 38 avec aspersion

TABLEAU 6.2 – Récapitulatif des essais.

6.2.1 Reproductibilité des essais

Des expériences à l’échelle réduite offrent l’avantage d’avoir des résultats reproduc-
tibles à moindre coût. Pour cela, dans notre campagne expérimentale, chaque essai est
reconduit trois fois (appelé test dans la suite) avec les mêmes conditions initiales pour
s’assurer de la fiabilité de nos résultats.

La Figure 6.5 présente les évolutions de la puissance du feu d’heptane (avec le foyer
de 15cm de diamètre et un Rh = 58) avec est sans brouillard d’eau. Dans les deux cas, on
observe une bonne reproductibilité de l’évolution de la puissance du feu pour les trois
essais. Sans brouillard d’eau (cf. Figure 6.5a), la puissance du foyer augmente progres-
sivement pour atteindre un maximum de 17kW à 500s suivi d’une décroissance linéaire
jusqu’à épuisement du combustible.

On remarque une différence de puissance entre les tests. En effet, le test 1 présente
une puissance plus faible que les deux autres (2,5kW au lieu de 5kW), cet écart est lié à
une différence de température initiale (16◦C pour le test 1 et 18◦C pour les tests 2 et 3) et
au temps de l’allumage qui diffère d’un test à l’autre.

En revanche, pour les tests avec brouillard d’eau (Figure 6.5b), on remarque une su-
perposition de la puissance pour les trois tests dans la phase sèche avec une puissance
maximale de 16kW atteinte au bout de 250s puis on observe un plateau jusqu’à l’activa-
tion du brouillard d’eau à 800s (le temps nécessaire pour avoir un régime du feu établi).
Dans cette phase on voit une chute brutale de la puissance, on rappelle que la puissance
du feu présentée dans cette section est calculée à partir de la perte masse du comsbustible
mesurée. Après l’activation de la buse, le jet du brouillard d’eau impacte la surface du
combustible et perturbe la mesure de la perte de masse.
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(A) Sans aspersion (B) Avec aspersion

FIGURE 6.5 – Reproductibilité sur l’évolution de la concentration d’oxygène au niveau de la gaine
d’extraction des essais 3 et 4 avec une flamme d’heptane de 15cm à Rh = 58.

On peut faire la même observation sur l’évolution de la concentration d’oxygène au
niveau de la gaine d’extraction (cf. Figure 6.6). Dans le cas d’un feu sans brouillard d’eau
(cf.Figure 6.6a), la concentration en oxygène est bien reproduite pour les trois tests avec
une concentration minimale de 14,6% atteinte au bout de 500s. Avec brouillard d’eau
(cf. Figure 6.6b), la concentration minimale en oxygène dans la partie sèche est de 14,9%
et suite à l’activation du brouillard, cette valeur augmente jusqu’à 18,2% et se stabilise
jusqu’à l’extinction de la flamme avec une bonne reproductibilité des trois tests. La valeur
minimale de l’oxygène (> à 15%) dans la gaine d’extraction indique que le feu est bien
ventilé dans le caisson avec et sans brouillard d’eau.

(A) Sans aspersion (B) Avec aspersion

FIGURE 6.6 – Reproductibilité sur l’évolution de la concentration d’oxygène au niveau de la gaine
d’extraction avec une flamme d’heptane de 15cm à Rh = 58.

La Figure 6.7 représente le débit d’air dans le conduit d’admission d’air en partie
basse pour les tests avec et sans brouillard d’eau. La reproductibilité du renouvellement
horaire Rh assure la même quantité d’air dans le caisson donc les mêmes conditions au
niveau de la dynamique du feu, cette condition est bien respectée dans les deux cas.
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(A) Sans aspersion (B) Avec aspersion

FIGURE 6.7 – Reproductibilité de l’évolution du débit d’air frais au niveau de la gaine d’admission
avec une flamme d’heptane de 15cm à Rh = 58.

Le flux radiatif reçu au niveau du mur côté extraction (cf. Figure 2.8) est également
bien reproduit pour les trois essais, comme le montre la Figure 6.8. L’évolution du flux
radiatif de la flamme vers l’extérieur représente la même tendance que le HRR dans les
deux cas. Néanmoins, on observe une erreur plus élevée dans la mesure du flux que pour
le HRR qui peut s’expliquer par l’accumulation des fumées dans le caisson au cours de
l’essai qui peut perturber la mesure.

(A) Sans aspersion (B) Avec aspersion

FIGURE 6.8 – Reproductibilité de l’évolution du flux reçu au niveau du mur (côté extraction) avec
une flamme d’heptane de 15cm à Rh = 58.

L’évolution de la température au niveau du conduit d’extraction est représenté dans
la Figure 6.9 pour les trois tests avec une bonne reproductibilité de ces derniers. De
la même manière que le HRR et le flux radiatif, on voit une montée en température
rapide jusqu’à 300◦C puis une chute de température jusqu’à l’extinction à 1250s pour
les essais sans brouillard d’eau (cf. Figure 6.9a). Pour ce qui concerne les essais avec
brouillard d’eau (cf. Figure 6.9b), la température maximale est atteinte à 750s. L’activa-
tion du brouillard d’eau provoque ensuite une diminution instantanée de la température
à 100◦C puis une diminution très progressive jusqu’à l’extinction. On peut donc affirmer
que lorsque les conditions initiales en température, pression et débit d’air à l’admission
sont respectées pour les essais, cela se traduit par une reproductibilité satisfaisante et une
fiabilité des résultats.
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(A) Sans aspersion (B) Avec aspersion

FIGURE 6.9 – Reproductibilité de l’évolution de la température au niveau de la gaine d’extraction
avec une flamme d’heptane de 15cm à Rh = 58.

6.3 Discussions des résultats expérimentaux

Tout d’abord, on rappelle que le but de l’application du brouillard d’eau n’est pas
l’extinction de la flamme mais l’étude du feu en milieu confiné soumis à un brouillard
d’eau sur une durée suffisante pour observer tous les phénomènes qui rentrent en jeu,
sauf pour l’essai avec Rh = 4, 2 où l’extinction est inévitable.

6.3.1 Puissance du feu

L’évolution temporelle de la puissance du feu calculée à partir de la consommation
en oxygène QO2 et avec la perte de masse Qm f est représentée sur la Figure 6.10 pour
le cas sans aspersion et avec aspersion par brouillard d’eau pour un Rh de 4,2 à 58 et
porte ouverte. De prime abord, on peut constater que la puissance dépend fortement du
régime du feu. Dans le cas sans aspersion (cf. Figure 6.10a et Figure 6.10b), on observe que
pour Rh = 4, 2 le feu est sous-ventilé et piloté par la ventilation. La puissance maximale
d’environ 8kW est atteinte à t=150s pour les deux calculs. Cette valeur est inférieure à
10, 5kW qui est la puissance théorique absorbée par l’évaporation du brouillard d’eau
pour un débit d’aspersion de 3, 5g/s (voir Équation 1.4) et une consommation en oxygène
de 10% (voir Figure 6.13a). Des conditions d’équilibre entre la consommation en oxygène
et la vitesse de pyrolyse sont atteintes dans le local, ce qui donne un plateau pour la
puissance à partir de 250s jusqu’à l’extinction par manque de combustible à t=1500s.

Dans le cas avec aspersion par brouillard d’eau à t=1000s, pour le même Rh = 4, 2
la puissance du feu chute de 80% au bout de 10s et mène à l’extinction du feu (voir Fi-
gure 6.10c). L’allumage tardif de l’aspersion (à 1000s) a intensifié les conditions de sous-
ventilation dans le local ce qui augmente les températures de la couche des gaz (> 350◦C),
comme on le voit sur la Figure 6.16o. Cela provoque une évaporation rapide de la quan-
tité d’eau injectée avec une forte dilution d’oxygène dans le local et le refroidissement
de la couche de gaz au plafond. Cette dilution est observée sur la concentration en oxy-
gène au niveau du foyer qui passe de 18% à 16% quelques secondes après l’activation du



134
Chapitre 6. Étude de l’interaction entre un brouillard d’eau et un feu en milieu confiné

mécaniquement ventilé

brouillard. La Figure 6.16m montre que le brouillard d’eau refroidit aussi la surface du
combustible avec une température qui passe de 650◦C à moins de 200◦C à t0+30s.

(A) QO2 sans aspersion (B) Qm f sans aspersion

(C) QO2 avec aspersion (D) Qm f avec aspersion

FIGURE 6.10 – Évolution temporelle de la puissance du feu calculée avec la consommation en
oxygène et perte de masse pour 4, 2 ≤ Rh ≤ 58 et essai avec porte ouverte avec et sans brouillard

d’eau.

L’évolution de la puissance du feu au cours du temps déduite de la consommation en
oxygène et de la perte de masse lors de l’essai avec porte ouverte sans brouillard d’eau
(voir Figure 6.10a et Figure 6.5b) montre un comportement classique d’un feu de nappe
bien ventilé : une montée rapide en puissance suivie d’un régime établi à partir de 150s
avec une puissance de 11, 8kW pour la QO2 et de 18kW pour Qm f , jusqu’à extinction par
manque de combustible à 1200s. Cette différence entre QO2 et Qm f vient de la surestima-
tion de la puissance déduite par mesure de perte de masse. Dans le cas avec brouillard
d’eau à t0=800s en Figure 6.10c et Figure 6.10d, on constate que le brouillard d’eau n’a
pas d’effet considérable sur la puissance du feu (moins de 5% d’efficacité).



6.3. Discussions des résultats expérimentaux 135

FIGURE 6.11 – Images de la flamme d’heptane soumise au brouillard d’eau à différents instants
pour le cas avec porte ouverte.

La Figure 6.11 présente des images du comportement de la flamme dans le cas de la
porte ouverte avant et après application du brouillard. On observe à t=750s une flamme
bien établie. Cependant, après l’activation du brouillard, on observe une flamme déstruc-
turée notamment à t=850s où la flamme est aplatie à cause de la quantité de mouve-
ment apportée par le jet du brouillard d’eau suivi d’un comportement cyclique oscilla-
toire de cette dernière entre une forme de tourbillon et annulaire. Ce comportement de la
flamme en milieu ouvert a également été décrit par RICHARD, 2001, RICHARD et al., 2002
,RICHARD et al., 2003.

L’évolution de la puissance du feu à partir de la mesure de la concentration en oxy-
gène et de la perte de masse pour les trois autres essais notamment Rh=58, 48 et 38 est
aussi illustrée sur la Figure 6.10 dans le cas sans brouillard d’eau et avec brouillard d’eau.
On constate que la valeur de la puissance du feu QO2 est maximale dans le cas sans as-
persion (Figure 6.10a et Figure 6.10b) est d’environ 16, 5kW et assez stable pour les trois
essais. En revanche, la puissance Qm f est supérieure à QO2 pour les deux cas Rh = 48 et
Rh = 38 avec respectivement 20kW et 18kW mais inférieur pour Rh = 58 avec 15kW. Ces
différences s’expliquent par les raisons évoquées plus haut du fait de la surestimation de
la puissance déduite par la perte de masse.

De plus, la puissance du feu de ces trois essais est plus élevée de 28% que celle de
l’essai avec porte ouverte et plus élevée de 52% que celle avec Rh = 4, 2. Cela s’explique
par la contribution de deux phénomènes : une quantité d’oxygène suffisante (débit d’air
frais très élevé entre 0,011 et 0, 016.10−3m3/s et le soufflage en direction du foyer) et les
effets de confinement qui se traduisent par l’échauffement progressif des parois du local
(cf. Figure 6.18) qui augmente le retour de flux de chaleur venant des gaz chauds des
parois vers la surface du combustible. Ces phénomènes sont faibles ou inexistants dans
les conditions de porte ouverte et Rh = 4, 2.

Pour les mêmes essais, l’application du brouillard d’eau semble avoir une influence
sur la puissance du feu : elle chute de 17,16% pour l’essai avec Rh = 58, de 33% pour
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Essai t0 (s) HRRavant−asper
(kW)

HRRaprès−asper (kW) Efficacité du
brouillard

Porte ouverte 600 11,88 11,22 5,52%
Rh = 58 800 16,48 13,46 17,16%
Rh = 48 800 16,81 11,23 33,19 %
Rh = 38 800 16,17 10,46 35,28 %
Rh = 4, 2 1000 7,9 < 10,5 extinction de la flamme

car puissance absorbée
par le brouillard d’eau

100%

TABLEAU 6.3 – Puissance du feu avant et après l’activation du brouillard.

FIGURE 6.12 – Images de la flamme d’heptane soumise au brouillard d’eau à différents instants
pour Rh = 58.

l’essai avec Rh = 48 et de 35% pour l’essai avec Rh = 38, voir la Tableau 6.3. L’application
du brouillard a augmenté le temps de consommation du combustible d’environ 250s.

Le comportement visuel de la flamme pour Rh = 58 à différents instants de l’appli-
cation du brouillard d’eau est illustré sur les images de la Figure 6.12. Avant l’activation
du brouillard d’eau, on voit une flamme bien établie, plus allongée que celle avec porte
ouverte. Après l’activation du brouillard d’eau, la flamme change de forme et on dis-
tingue trois formes qui se répètent d’une manière cyclique : initialement à t0-50, on voit
un aplatissement de la flamme et une diminution de sa hauteur du fait de l’action à
contre-courant de la quantité de mouvement apportée par le brouillard. Puis on observe
une expansion de la flamme qui ressemble à une explosion et enfin un retour à la forme
initiale avec un volume plus petit que la flamme non soumise à un brouillard d’eau.

Pour les trois essais, les gouttelettes du brouillard d’eau ne refroidissent pas la surface
du combustible car les températures au niveau de cette dernière ne diminuent pas après
l’activation du brouillard d’eau comme le montre l’évolution de la température proche
de la surface de combustible illustrée sur la Figure 6.16j. Cependant, le brouillard d’eau
a une influence sur la stratification des fumées, les niveaux de température et les flux
thermiques dans le local qui sont détaillés plus bas.

6.3.1.1 Concentration en espèces

La Figure 6.13a représente la concentration en oxygène mesurée au cours du temps
au niveau du foyer (à 15cm du bord de la cuve). Avant l’activation du brouillard d’eau,
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on constate que pour les essais bien ventilés, notamment avec l’essai porte ouverte et Rh
de 38 à 58, la consommation en oxygène au niveau du foyer est très faible (concentration
supérieure à 20,5%) due à une bonne circulation de l’air frais en partie basse (admis-
sion basse) avec une vitesse d’admission élevée (entre 7 et 10m/s) (voir Figure 6.26) qui
alimente la base du local en air frais. En revanche, pour l’essai avec Rh = 4, 2, la concen-
tration en oxygène diminue progressivement jusqu’à atteindre une valeur de 18% à 300s
pour se stabiliser à ce niveau.

Après l’activation du brouillard d’eau, la concentration en oxygène au niveau du
foyer chute drastiquement quelques secondes après l’activation du brouillard pour tous
les essais, elle passe d’environ 20% avant l’activation du brouillard à environ 18% après
50s pour les Rh de 38 à 58. Pour Rh = 4, 2, la concentration en oxygène passe d’envi-
ron 18% avant l’activation du brouillard à environ 16% après l’activation du brouillard
à 50s. Ensuite, environ 100s après l’activation du brouillard d’eau, on observe une lé-
gère augmentation de la concentration en oxygène pour les essais avec Rh de 38 à 58.
Cette variation rapide au niveau du foyer après l’activation du brouillard est due d’une
part à l’évaporation intense des gouttelettes d’eau aux premiers instants de la pulvéri-
sation au contact avec le milieu et les gaz préalablement très chauds, d’autre part à la
dé-stratification des fumées accumulées au niveau du plafond par la quantité de mouve-
ment apportée par le jet du brouillard d’eau.

L’amélioration du niveau d’oxygène à environ 100s après l’activation du brouillard
est due à l’homogénéisation du milieu et l’équilibre qui se crée dans le local entre l’action
du brouillard d’eau sur le milieu et la flamme qui arrive à se maintenir. Dans le cas avec
porte ouverte, l’activation du brouillard d’eau ne semble pas avoir d’effet sur la concen-
tration en oxygène au niveau du foyer.

(A) oxygène (B) dioxyde de carbone

FIGURE 6.13 – Évolution temporelle de la fraction molaire de O2 et de CO2 à 15cm du bord du
foyer d’heptane pour 4, 2 ≤ Rh ≤ 58 et porte ouverte.

La même tendance que la fraction molaire d’oxygène est observée pour la fraction
molaire de dioxyde de carbone au niveau du foyer illustrée par la Figure 6.13b. Avant
l’activation du brouillard, la concentration de CO2 est très faible pour les cas bien ventilés
de moins de 0,5% pour Rh = 48 et 38 et presque nulle pour l’essai avec porte ouverte et
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Rh = 58. En revanche, cette valeur passe à environ 2,25% pour Rh = 4, 2 ce qui témoigne
d’une accumulation des espèces dans le local causée par la faible extraction d’air.

Après l’activation du brouillard d’eau, un pic de dioxyde de carbone est formé
quelques secondes après l’activation de la buse à cause de la dé-stratification des fu-
mées dans le local, de la vaporisation du brouillard et de la dilution qui conduisent à une
combustion incomplète et à la production de d’avantage de CO (cf. Figure 6.15). Ainsi, la
valeur de la concentration de dioxyde de carbone passe de moins de 0,5% à une valeur
entre 2,5 à 3,5% pour les essais avec porte ouverte et Rh = 38 à 58. Par la suite, ce pic de
dioxyde de carbone chute pour se stabiliser autour de 2% après 100s, le temps de l’ho-
mogénéisation du milieu. Pour l’essai avec Rh = 4, 2 la valeur de CO2 passe de 2,25% à
plus de 3,5% suivie d’une diminution avant l’extinction du feu.

La concentration en oxygène au niveau du conduit d’extraction est représentée sur la
Figure 6.14a. On peut remarquer une relation entre le niveau d’oxygène et le Rh. Autre-
ment dit, la concentration en oxygène dépend du régime du feu dans le local. Pour un
feu très bien ventilé comme l’essai porte ouverte (proche d’un milieu ouvert), la concen-
tration en oxygène ne descend pas en-dessous de 19% et pour un feu sous-ventilé comme
l’essai Rh = 4, 2 la concentration en oxygène atteint les 10%. L’activation du brouillard
d’eau influe considérablement sur la concentration en oxygène au niveau du conduit
d’extraction. On rappelle que le conduit d’extraction est positionné dans la partie haute
du local. La dé-stratification et l’homogénéisation des gaz dans le local par l’action du
brouillard d’eau expliquent l’augmentation de la concentration d’oxygène au niveau du
conduit d’extraction à environ 50s après l’activation de la buse pour tous les essais.

(A) oxygène (B) dioxyde de carbone

FIGURE 6.14 – Évolution temporelle de la fraction molaire au niveau du conduit d’extraction pour
4, 2 ≤ Rh ≤ 58 et porte ouverte.

Concernant la fraction molaire de dioxyde de carbone au niveau du conduit d’extrac-
tion présentée sur la Figure 6.14b, on observe une augmentation du niveau de concen-
tration en dioxyde de carbone en fonction du régime du feu dans le local et du Rh avant
l’activation du brouillard d’eau. Après l’activation de ce dernier, on voit une diminu-
tion notable du niveau de dioxyde de carbone. Pour les essais avec Rh = 38, 48 et 58,
les valeurs des concentrations maximales en dioxyde de carbone avant l’activation du
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brouillard d’eau sont respectivement de 6,5 ; 5,5 et 4% tandis qu’après l’activation du
brouillard, ces valeurs chutent au même niveau de 2% pour les trois cas. L’évolution de
la fraction molaire du monoxyde de carbone au niveau du foyer et du conduit d’extrac-
tion pour tous les essais est également présentée sur la Figure 6.15. On constate que la
production en monoxyde de carbone est plus élevée pour le cas sous ventilé (Rh = 4, 2),
avec une valeur maximale de 0,11% proche du foyer et de 0,25% au niveau du conduit
d’extraction avant l’activation du brouillard d’eau.

(A) à 15cm du bord du foyer (B) au niveau du conduit d’extraction

FIGURE 6.15 – Evolution temporelle de la fraction molaire du monoxyde de carbone pour 4, 2 ≤
Rh ≤ 58 et porte ouverte.

Des niveaux très faibles de CO sont observés dans les essais avec porte ouverte,
Rh = 38, 48 et 58 (moins de 0,02%). L’activation du brouillard d’eau provoque un pic
de CO au niveau de la mesure proche du foyer (de 0,1% à 0,15 pour Rh = 4, 2 et jusqu’à
0,1% pour Rh = 58) suivi d’une diminution puis une stabilisation de la valeur autour de
0,05% pour les essais bien ventilés. Ce n’est pas le cas au niveau du conduit d’extraction
où la concentration en CO diminue nettement avant l’extinction du feu pour Rh = 4, 2 et
légèrement pour les autres essais bien ventilés. Ces variations de la fraction molaire de
monoxyde de carbone après l’activation du brouillard d’eau s’expliquent de la même ma-
nière que les variations de la fraction molaire de dioxyde de carbone : une dé-stratification
des produits de combustion accumulés au niveau du plafond par le contre-courant créé
par le brouillard d’eau et l’évaporation des gouttelettes d’eau au contact des gaz chauds
qui font diminuer par dilution la quantité d’oxygène dans le local. Ceci conduit à une
combustion incomplète et une production importante de CO et de CO2 qui se traduit
par un pic de ces espèces au niveau du foyer et une diminution de leur concentration au
niveau du conduit d’extraction.

6.3.1.2 Champs de températures

On rappelle que les différents champs de températures mesurés dans le local sont
présentés dans la Figure 2.6 à l’aide de trois arbres de thermocouples noté TC au centre
du foyer d’heptane, TG à gauche du foyer côté admission et TD à droite du foyer côté
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extraction. La Figure 6.16 représente les évolutions temporelles de la température le long
de l’arbre vertical des thermocouples TC pour chaque essai.

Pour l’essai avec porte ouverte de la Figure 6.16a, on observe avant l’activation du
brouillard d’eau que la température TC_19 à 2, 5cm de la surface de combustible est de
l’ordre de 750◦C depuis l’allumage jusqu’à une durée de 100s puis chute jusqu’à environ
450◦C à 250s puis elle remonte à partir de 500s. Pour les TC_18, TC_17 et TC_16 (2, 5cm de
distance entre les thermocouples), on remarque une importante fluctuation de la tempé-
rature. Ce phénomène s’explique par l’instabilité de la flamme dans cette zone turbulente
avec un important battement de panache réactif, l’inertie des thermocouples et le temps
d’acquisition relativement long. Cette instabilité est visible aussi au niveau de la zone
au-dessus de la flamme (voir Figure 6.16b).

Dans la zone proche du plafond (de 0, 55m jusqu’à 0, 95m du plafond) (Figure 6.16c),
on observe une température homogène autour de 150◦C. Après l’activation du brouillard
d’eau à t0=600s, la température au-dessus de la surface du combustible TC_19 reste quasi-
ment constante et celles données par TC_18 à TC_16 initialement chutent jusqu’à environ
300◦ suivi d’une augmentation (jusqu’à 600◦C) à partir de 1000s jusqu’à l’extinction. Ces
résultats montrent que la diminution de la température au niveau de TC_18 à TC_16 est
liée à la déstructuration de la flamme et l’aplatissement engendré par l’action à contre-
courant du brouillard d’eau.

Dans la zone au-dessus de la flamme (TC_15 à TC_10), le brouillard d’eau provoque
initialement une diminution de la température jusqu’à 150◦C puis la température aug-
mente jusqu’à atteindre le même niveau qu’avant l’activation du brouillard d’eau avec
des fluctuations moins importantes et on remarque aussi que les températures sont
plus homogènes après l’activation du brouillard d’eau dans cette zone. On constate la
même observation au niveau des températures proches du plafond après activation du
brouillard d’eau, une légère diminution suivie d’une augmentation jusqu’à l’extinction
du feu par manque de combustible.

Concernant les essais bien ventilés avec Rh = 38, 48 et 58 (Figure 6.16d à Figure 6.16l),
on remarque globalement le même comportement des profils de température avant l’acti-
vation du brouillard d’eau sur l’arbre TC. La température TC_19 pour l’essai Rh = 58 (Fi-
gure 6.16d) est de l’ordre de 750◦C à l’allumage du feu et après 50s, cette valeur diminue
progressivement pour se stabiliser autour de 350◦C de 250s jusqu’à 800s. En revanche,
pour les essais avec Rh = 48 et 38 (Figure 6.16g à Figure 6.16l), la température TC_19
reste élevée autour de 750◦C jusqu’à 250s après l’allumage du feu puis elle diminue pour
atteindre une valeur de 450◦C à 800s. L’état d’équilibre dans le caisson se produit autour
de 100s après l’allumage du feu avec la stabilisation des températures de TC_18, TC_17
et TC_16 jusqu’à 800s.
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(A) porte ouverte à 2,5cm du com-
bustible

(B) porte ouverte au centre du local (C) porte ouverte au plafond

(D) Rh = 58 à 2,5cm du combus-
tible

(E) Rh = 58 au centre du local (F) Rh = 58 au plafond

(G) Rh = 48 à 2,5cm du combus-
tible

(H) Rh = 48 au centre du local (I) Rh = 48 au plafond

(J) Rh = 38 à 2,5cm du combustible (K) Rh = 38 au centre du local (L) Rh = 38 au plafond

(M) Rh = 4, 2 à 2,5cm du combus-
tible

(N) Rh = 4, 2 au centre du local (O) Rh = 4, 2 au plafond

FIGURE 6.16 – Évolution temporelle de la température sur l’arbre central TC pour chaque essai
de feu avec aspersion de brouillard d’eau.
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Après l’activation du brouillard, on constate des comportements différents au niveau
des températures dans la flamme selon le renouvellement horaire. Dans le cas Rh = 58
(cf. Figure 6.16d), l’activation du brouillard d’eau provoque une chute des températures
(jusqu’à 200◦C) suivie d’une augmentation jusqu’à 600◦C (au même niveau qu’avant
l’activation du brouillard d’eau) après 50s et une homogénéisation des températures.
Contrairement aux essais avec Rh = 38 et 48 où le brouillard d’eau a initialement pro-
voqué une homogénéisation de la température autour de 450◦C au bout de 100s après
l’activation du brouillard d’eau, les profils des températures montrent la même tendance
qu’avant l’activation du brouillard avec une différence de 250◦C entre TC_18 et TC_16.
L’analyse des niveaux de température au niveau de la flamme avant et après l’activation
du brouillard d’eau montre que pour les essais bien ventilés, notamment Rh = 38, 48 et
58, les gouttelettes du brouillard d’eau n’atteignent pas la surface de combustible et ne
refroidissent pas la zone de pyrolyse mais provoquent plutôt une déstructuration de la
forme de la flamme qui modifie les niveaux de température sans une diminution notable.

Pour les profils de températures dans la zone au-dessus de la flamme (de TC_15 à
TC_10), dans le cas Rh = 58 (cf. Figure 6.16e), les températures TC_15 à TC_12 sont
initialement élevées (entre 450◦C et 500◦C) puis diminuent jusqu’à 100s pour se stabiliser
une fois l’équilibre thermique dans le caisson atteint (entre 150◦C et 300◦C). En revanche,
pour les TC_11 et TC_10 à 25cm et 30cm de la surface du combustible, la température
initiale de 300◦C reste sensiblement stable jusqu’à 800s. L’activation du brouillard d’eau
pour le cas Rh = 58 conduit à une augmentation des valeurs des températures pour
TC_15 à TC_12 (de 12, 5cm à 20cm au-dessus de la surface du combustible) à des niveaux
plus élevés qu’avant l’activation du brouillard d’eau. Cette augmentation suppose une
montée en régime du feu mais l’évolution de la puissance du feu ne montre pas cette
augmentation comme on le voit sur la Figure 6.10.

Les températures données par TC_11 et TC_10 montrent une diminution d’environ
150◦C après l’activation du brouillard d’eau avec le brassage entre les couches supé-
rieures des gaz chauds et l’air frais des couches inférieures. Pour les essais avec Rh = 38
et 48 dans la zone au-dessus de la flamme après l’allumage du feu (cf. Figure 6.16h et Fi-
gure 6.16k), la tendance est la même que pour Rh = 58 avec des niveaux de température
plus bas (environ 150◦C). Après l’activation du brouillard d’eau, on observe une légère
diminution des températures (autour de 50 ◦C) avec de fortes fluctuations.

Les températures au niveau de la zone des gaz chauds proches du plafond (TC_9 à
TC_1) pour les essais avec Rh = 38, 48 et 58 (Figure 6.16f, Figure 6.16i et Figure 6.16l)
montrent des températures maximales de 300◦C et sensiblement homogènes dans la
couche des gaz chauds avant l’activation du brouillard d’eau. Une fois le brouillard d’eau
activé, on observe un refroidissement progressif dans cette zone jusqu’à 50◦C pour les cas
avec Rh = 38 et 48 et de 100◦C pour le cas Rh = 58. Cela montre que l’action dominante
du brouillard d’eau pour ces cas bien ventilés est le refroidissement et la dé-stratification
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de la couche de produits de combustion accumulés dans la partie supérieure du caisson.

Le profil de températures sur l’axe vertical au centre du caisson dans le cas Rh = 4, 2
est illustré sur les Figure 6.16m à Figure 6.16o. Avant l’activation du brouillard d’eau,
au niveau de la zone de la flamme (cf. Figure 6.16m), on observe que les températures
données par TC_19 et TC_18 respectivement à 2, 5cm et 5cm de la surface du combus-
tible sont initialement de 750◦C puis au bout de 50s chutent jusqu’à 450◦C pour TC_19 et
500◦C pout TC_18 contrairement à celles de TC_17 et TC_16 (à 7,5 cm et 10cm) qui restent
relativement constantes autour de 700◦C. Cette stratification inversée de la température
au niveau de la flamme peut s’expliquer par les conditions de sous-ventilation qui se ren-
forcent dans le caisson à partir de 100s de l’allumage du feu. La vitesse faible d’admission
de 1m/s et d’extraction de 2m/s limite la circulation de l’air dans le caisson et conduit à
l’accumulation puis à la surchauffe rapide de la couche des produits de combustion au ni-
veau du plafond. En conséquence, les températures dans la zone au-dessus de la flamme
représentées par la Figure 6.16n sont très élevées et homogènes (de l’ordre de 750◦C) par
rapport à celles observées dans les essais bien ventilés (Rh = 38, 48, 58 et porte ouverte).
A partir de 35cm au-dessus de la surface du combustible, on remarque une stratification
de l’environnement. L’activation du brouillard d’eau pour ce cas sous-ventilé conduit à
l’extinction du feu après quelques secondes. En effet, les températures chutent brutale-
ment jusqu’à moins de 100◦C dans le caisson à tous les niveaux. Cette chute est induite
par l’évaporation instantanée du brouillard d’eau qui provoque la dilution de l’oxygène
dans le caisson et le refroidissement du milieu.

FIGURE 6.17 – Evolution temporelle de la température au niveau du conduit d’extraction pour
4, 2 ≤ Rh ≤ 58 et porte ouverte.

La Figure 6.17 montre l’évolution temporelle de la température des gaz à l’entrée
du conduit d’extraction pour un Rh de 4,2 à 58 et porte ouverte. Avant l’activation du
brouillard d’eau, on observe que pour les cas Rh = 38 et 48, les profils de température
se superposent et atteignent la température maximale de 300◦C. Cependant, pour Rh =

58 la température est plus faible de 50◦C par rapport Rh = 38 et 48. Dans le cas avec
porte ouverte, la température maximale est de l’ordre de 150◦C. Pour le cas Rh = 4, 2, la
température maximale est de 220◦C. Ces résultats montrent que pour des Rh élevés, il y
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a une bonne circulation des gaz dans le caisson et une extraction efficace de ces derniers
qui se traduit par une augmentation de la température au niveau du conduit d’extraction.

En revanche, les Rh très faibles ne favorisent pas l’écoulement et l’extraction des gaz
dans le caisson, ce qui provoque une accumulation de ces derniers et fait augmenter
les températures dans le caisson comme on l’a vu sur les Figure 6.16m à Figure 6.16o,
mais pas d’augmentation dans le conduit d’extraction. Après l’activation du brouillard
d’eau, la température dans le conduit d’extraction diminue de 200◦C pour les cas avec
Rh = 38 et 48, et de 150◦C pour Rh = 58 après 50s d’injection du brouillard puis reste
quasi constante autour de 100◦C jusqu’à la fin des essais. Pour l’essai avec porte ouverte,
la température chute jusqu’à 75◦C par l’action du brouillard puis elle se maintient à cette
température jusqu’à épuisement du combustible.

L’évolution de la température de la surface des parois du caisson à une hauteur de
35cm du sol est également représentée sur la Figure 6.18 pour les Rh de 4,2 à 58 et porte
ouverte. Avant l’activation du brouillard d’eau, on observe une évolution progressive de
la température sur différents niveaux en fonction du Rh. Les températures maximales de
l’ordre de 125◦C sont enregistrées pour les cas avec Rh = 38 et 48 avec une superposition
des deux profils comme on l’a vu pour les températures au niveau du conduit d’extrac-
tion (cf. Figure 6.17). En revanche, la température maximale de 100◦C est atteinte pour le
cas Rh = 58. Pour le cas avec porte ouverte et Rh = 4, 2, les températures maximales sont
plus faibles que pour les Rh de 38 à 58 et sont de l’ordre de 75◦C et 85◦C respectivement.
Après l’activation du brouillard d’eau, les températures chutent progressivement jusqu’à
atteindre 50◦C pour tous les essais. Ce qui témoigne de l’effet du brouillard d’eau sur le
refroidissement de l’environnement autour du feu.

FIGURE 6.18 – Evolution temporelle de la température au niveau du mur pour 4, 2 ≤ Rh ≤ 58 et
porte ouverte.

Les profils verticaux de la température sur les trois arbres TC, TG et TD aux instants
t=t0-30s, t=t0+30s et t=t0+90s de l’activation du brouillard d’eau sont représentés sur la
Figure 6.19. Sur l’arbre TC au centre du foyer 30s avant l’activation du brouillard (cf.
Figure 6.19a), on observe pour l’essai avec Rh = 4, 2 une stratification des températures
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avec un niveau beaucoup plus élevé que pour les autres essais (qui peut atteindre 350◦C)
à partir de la hauteur 0, 4m du sol jusqu’au plafond (la zone au-dessus de la flamme).
Ceci traduit la mauvaise circulation et l’accumulation des gaz imbrulés dans le caisson
et conduit à la surchauffe du milieu. Des niveaux plus bas sont enregistrés pour l’essai
avec porte ouverte avec des températures homogènes autour de 200◦C à partir de 0, 4m
du sol. Cela s’explique par le fait que la porte ouverte pendant l’essai fait évacuer les gaz
chauds vers l’extérieur.

(A) TC, t=t0-30s (B) TC, t=t0+30s (C) TC, t=t0+90s

(D) TG, t=t0-30s (E) TG, t=t0+30s (F) TG, t=t0+90s

(G) TD, t=t0-30s (H) TD, t=t0+30s (I) TD, t=t0+90s

FIGURE 6.19 – Profils verticaux de température pour trois instants sur les trois arbres de thermo-
couples TC, TG et TD pour chaque essai de feu avec aspersion de brouillard d’eau.

Pour les essais avec Rh = 38, 48 et 58, on distingue des profils similaires à l’instant
t=770s. Encore une fois, les températures des gaz chauds ont tendance à s’homogénéiser
à partir de 0, 4m du sol. Pour l’essai avec Rh = 4, 2 après 30s d’activation du brouillard
d’eau (cf. Figure 6.19b), les températures chutent jusqu’à moins de 100◦C dans la partie
basse du caisson (moins de 0, 6m du sol), ce qui témoigne de l’extinction de la flamme
à cet instant. Pour les autres cas, les températures dans la partie haute du caisson dimi-
nuent considérablement (moins de 250◦C) et sont homogènes par le brassage et le refroi-
dissement généré par le brouillard d’eau après 30s d’aspersion. Dans la partie basse du
caisson, les températures augmentent par rapport à l’instant t0-30s sauf pour le cas avec
Rh = 58, probablement à cause du changement de forme de la flamme par l’action du
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brouillard d’eau qui entoure mieux les thermocouples dans cette zone. Après 90 secondes
suite à l’activation du brouillard d’eau (cf. Figure 6.19c), le refroidissement de la couche
de gaz dans la partie haute du caisson s’intensifie avec les mêmes niveaux de tempéra-
tures homogènes pour tous les essais (sauf Rh = 4, 2) (entre 100 et 150◦C) puis à mesure
que l’on s’approche de la zone de la flamme, les températures augmentent avec un profil
différent de celui avant l’activation qui traduit le changement de forme de la flamme.

Pour les arbres TD et TG à l’instant t0-30s de l’activation du brouillard d’eau, on
remarque une stratification des températures sur les deux côtés (cf. Figure 6.19d et Fi-
gure 6.19g) avec des niveaux de températures similaires pour tous les essais (sauf cas
avec porte ouverte), relativement froid à la base (0, 2m du sol) entre 50 et 100◦C qui aug-
mentent à mesure que l’on s’approche du plafond. Pour le cas avec porte ouverte, l’ab-
sence d’admission d’air en partie basse conduit à un profil qui reste homogène et froid
(moins 50◦C) jusqu’à 0, 6m du sol puis les températures augmentent progressivement en
s’approchant du plafond. Après 30 secondes suite à l’activation du brouillard d’eau (cf.
Figure 6.19e et Figure 6.19h), les profils ont tendance à s’homogénéiser d’une manière
plus importante du côté de l’extraction (cf. Figure 6.19e) que du côté de l’admission (cf.
Figure 6.19h) avec une dé-stratification et un refroidissement important au niveau de la
partie haute du caisson (moins 150◦C). Pour les Rh élevés (38, 48 et 58), on remarque
que la température est inversement proportionnelle au Rh c’est-à-dire que le niveau de
température sur le côté gauche et droit du foyer augmente à mesure que le Rh diminue.
Enfin, à l’instant t=t0+90s de l’activation du brouillard (cf. Figure 6.19f et Figure 6.19i), les
températures des gaz diminuent encore plus qu’à t=t0+30s et l’écart entre la température
partie basse et partie haute est réduit sur les deux côtés, indépendamment du Rh. Ce qui
montre que le brouillard d’eau arrive à refroidir l’environnement autour du feu malgré
le maintien de la combustion.

6.3.1.3 Flux thermiques

Les mesures des flux de chaleur radiatifs au niveau des parois du caisson du côté de
l’extraction, à une hauteur de Z1=25cm et Z2=36cm du sol (voir Figure 2.6), sont présen-
tées sur la Figure 6.20. Les résultats de la mesure avant l’activation du brouillard d’eau
montrent que, pour le cas avec Rh = 4, 2, les flux muraux sont quasi constants autour de
0, 6kW/m2 à Z1 et 0, 75kW/m2 à Z2 et suivent l’évolution de la puissance du feu. A 620s,
on observe une augmentation du flux rayonné en face de la porte (cf. Figure 6.20a) à Z1
de 0,6 à 1,7kW/m2 qui est dû probablement à la surchauffe du fluxmètre pendant cet es-
sai. Dans le cas avec porte ouverte, la valeur du flux radiatif reçu au niveau des parois est
également stable avec une valeur maximale de 1,8kW/m2, quelle que soit la position des
fluxmètres, sauf pour le fluxmètre en face de la porte à la hauteur Z2 (cf. Figure 6.20c),
où la valeur est autour de 1,5kW/m2. Cette diminution s’explique par l’inclinaison de la
flamme vers le côté de la porte qu’on a notamment observé pendant les essais. L’activa-
tion du brouillard d’eau pour le cas avec porte ouverte à 600s atténue le rayonnement
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d’une manière très faible et progressive pour atteindre la valeur de 1kW/m2 avant l’ex-
tinction du feu.

(A) côté en face porte Z1 (B) côté porte Z1

(C) côté en face porte Z2 (D) côté porte Z2

FIGURE 6.20 – Evolution temporelle du flux radiatif reçu au niveau des parois du caisson à des
hauteurs Z1 et Z2 pour 4, 2 ≤ Rh ≤ 58 et porte ouverte.

Cependant, pour les cas bien ventilés avec Rh = 38, 48, 58 avant l’activation du
brouillard, le flux radiatif au niveau des parois augmente progressivement avec l’aug-
mentation de la puissance du feu, la température des gaz chauds et celle des parois du
caisson (voir Figure 6.10 et Figure 6.18). A la hauteur Z1, le flux radiatif est identique pour
Rh = 48 et 38 avec une valeur maximale de 3kW/m2 des deux côtés (voir Figure 6.20a
et Figure 6.20b). En revanche, à la hauteur Z2 la valeur du flux radiatif mesurée au ni-
veau des parois est différente d’un côté à l’autre (voir Figure 6.20c et Figure 6.20d). On
distingue des valeurs plus élevées côté porte (3kW/m2 pour Rh = 38 et 2,4kW/m2 pour
Rh = 48) qu’en face de la porte (2kW/m2 pour Rh = 38 et 1,5kW/m2 pour Rh = 48).
Cette différence provient aussi de l’inclinaison de la flamme vers le côté de la porte pro-
voquée par la vitesse élevée de l’air frais qui entre par l’admission en partie basse, et ce
malgré la présence de la plaque métallique en forme de U au niveau de l’admission pour
éviter cet effet de soufflage de la flamme.

Pour le cas avec Rh = 58, le niveau du flux radiatif reçu à la paroi est plus faible que
celui avec Rh = 38 et 48 traduisant les niveaux de températures sur les parois plus élevées
de 25◦C pour les cas Rh = 38 et 48 par rapport au Rh = 58 illustrées sur la Figure 6.18. A
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la hauteur Z1, la valeur maximale du flux atteint 1,8 kW/m2 pour le côté face de la porte
et 2,3kW/m2 pour le côté porte (Figure 6.20a et Figure 6.20b). L’inclinaison de la flamme
vers le côté de la porte (voir Figure 6.11 et Figure 6.12) est également visible sur la valeur
du flux radiatif à la hauteur Z2 du fait de la valeur du flux plus élevée du côté porte
(2kW/m2 côté porte et 1,5kW/m2 face à la porte) (cf. Figure 6.20c et Figure 6.20d). Ces
résultats montrent notamment que la stratification des gaz chauds est plus importante
dans le cas Rh = 38 et 48 que pour le cas Rh = 58 dont l’extraction est plus efficace.

Après l’activation du brouillard d’eau, on remarque une atténuation très importante
du flux radiatif au niveau des parois. Par exemple : à Z1 côté porte (cf. Figure 6.20b),
le flux radiatif est atténué de 66,6% pour les cas avec Rh = 38 et 48 et de 56,.5% pour
Rh = 58 et pour la hauteur Z2 (cf. Figure 6.20d), le flux est atténué de 58% pour Rh = 48,
de 50% pour Rh = 38 et de 25% pour Rh = 58. Ces résultats montrent l’efficacité du
brouillard d’eau pour l’atténuer les flux de chaleur par le phénomène de rideau d’eau
qui d’une part réduit les flux issus de la flamme et d’autre part provoque l’atténuation
des flux issus des fumées chaudes par la dé-stratification de ces derniers.

L’évolution du flux radiatif reçu à la surface de combustible obtenue par l’extrapola-
tion du flux radiatif mesurée à l’interface entre l’heptane et l’eau avec l’Équation 2.2 est
présentée sur la Figure 6.21a. Avant l’activation du brouillard d’eau, on remarque que le
profil du flux radiatif reçu à la surface du combustible est sensiblement identique pour
tous les essais (3,5kW/m2 pour les cas bien ventilés entre 500s et 800s) sauf le cas avec
Rh = 4, 2 avec une valeur plus faible tout au long de l’essai (2kW/m2 entre 500s et 1000s).

Les valeurs très élevées obtenus au début de l’essai (entre 0s et 250s) peuvent être
attribuées à l’incertitude liée à l’extrapolation du flux mesuré à l’interface entre l’heptane
et l’eau vers la surface de l’heptane. Après l’activation du brouillard d’eau, le flux radiatif
à la surface du combustible chute d’environ 1,5kW/m2 pendant 100s puis il remonte au
même niveau qu’avant l’activation du brouillard d’eau.

(A) reçu à la surface du combustible (B) externe Qe,r

FIGURE 6.21 – Evolution temporelle du flux radiatif des essais pour 4, 2 ≤ Rh ≤ 58 et porte
ouverte.
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Le flux radiatif externe venant des parois et des fumées chaudes est représenté par la
Figure 6.21b. On rappelle que le flux radiatif externe est obtenu à partir de la méthode dé-
taillée dans la Section 2.3.3 pour la détermination de la contribution de chaque flux pen-
dant l’incendie dans un compartiment. On observe qu’avant l’activation du brouillard
d’eau, le flux radiatif externe pour les cas bien ventilés (Rh = 38, 48 et 58) augmente pro-
gressivement et sa valeur atteint le maximum une fois le régime permanent bien établi
(2kW/m2 pour le cas de Rh = 38 et 48 et 1,5kW/m2 pour le cas Rh = 58). Cette évolution
traduit le niveau de température dans le caisson (voir Figure 6.16), autrement dit plus les
températures des gaz dans le caisson sont élevées plus le flux externe est élevé. Pour le
feu très sous ventilé, on observe une valeur constante du flux externe de 0,5kW/m2 sur
toute la durée du feu jusqu’à l’extinction à 1000s malgré les températures des gaz très
importantes (voir Figure 6.18).

Dans le cas avec porte ouverte, le flux externe suit l’évolution du HRR avec un maxi-
mum autour de 0,7kW/m2 et une influence insignifiante du brouillard d’eau. On re-
marque aussi que pour ces cas, le flux externe provient essentiellement des parois du
caisson du fait que la quasi-totalité des fumées sont évacuées au cours de l’essai par l’ex-
traction et la porte du caisson. L’activation du brouillard d’eau conduit à une diminution
du flux radiatif externe de 85% pour les cas avec Rh = 38 et 48 et de 75% pour le cas avec
Rh = 58. Ce qui montre l’efficacité du brouillard d’eau pour l’atténuation des flux ex-
ternes issus des gaz chauds et des parois du caisson malgré le maintien de la combustion
jusqu’à l’extinction par manque de combustible.

6.4 Évaluation du code FDS pour l’étude de l’incendie avec as-
persion par brouillard d’eau

Dans cette section du chapitre, on se propose d’étudier la capacité du code FDS à
prédire un scénario d’incendie en milieu confiné-ventilé avec aspersion par brouillard
d’eau. Pour cela, une comparaison est faite entre les résultats numériques et les résultats
expérimentaux obtenus pendant la compagne d’essais dans le caisson CERES II.

L’installation CERES II a été modélisée en un domaine 3D de 1m de côté. Les dimen-
sions du domaine correspondent à celles mentionnées dans la Section 2.3. Le système de
ventilation a été modélisé de la même manière que pour la modélisation de l’installation
CERES I (voir Section 3.9) en utilisant la méthode HVAC combinée avec FDS. Le choix
de la taille des mailles est basé sur l’étude de sensibilité au maillage présenté dans le
Chapitre 4 pour l’installation CERES I (ACHERAR et al., 2020). Ainsi, un maillage uni-
forme de 5cm de côté a été utilisé sur la totalité du domaine sauf au niveau du foyer où
le maillage a été raffiné à 2, 5cm de côté. Concernant la modélisation numérique de l’as-
persion par brouillard d’eau, les mêmes conditions de pulvérisation que la configuration
4 du Chapitre 4 sont appliquées, à savoir la taille des gouttelettes et la vitesse de pulvéri-
sation (pression, vitesse et diamètre de gouttes). Pour toutes les simulations effectuées, le
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foyer est modélisé avec une approche non prédictive, c’est-à-dire que la puissance du feu
calculée à partir de la consommation en oxygène et imposée au niveau du foyer comme
donnée d’entrée des simulations.

Les essais expérimentaux avec aspersion par brouillard d’eau choisis pour la modé-
lisation sont l’essai avec porte ouverte, l’essai avec Rh = 38 et l’essai avec Rh = 4, 2 qui
correspondent respectivement aux régimes du feu en milieu ouvert équivalent, feu bien
ventilé et feu sous-ventilé.

6.4.1 Puissance du feu

La Figure 6.22 représente les évolutions temporelles de la puissance du feu calculée
à partir de la consommation en oxygène comparée à celle prédite par FDS pour les cas
porte ouverte, Rh = 4, 2 et Rh = 38. La comparaison entre les résultats numériques et
expérimentaux montre un accord satisfaisant entre la prédiction et l’expérience dans les
deux phases, avant et après l’activation du brouillard d’eau et quel que soit le régime du
feu. Cet accord satisfaisant s’explique par l’utilisation de la puissance du feu expérimen-
tale comme donnée d’entrée de la simulation au niveau du foyer.

(A) porte ouverte (B) Rh = 4, 2

(C) Rh = 38

FIGURE 6.22 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction sur l’évolution de la puissance du
feu pour les cas porte ouverte, Rh = 4, 2 et Rh = 38.
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6.4.2 Concentration en oxygène

La comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution temporelle de la
fraction molaire d’oxygène au voisinage du foyer et au niveau du conduit d’extraction est
illustrée sur les Figure 6.23 et Figure 6.24 pour les trois cas. Dans le cas avec porte ouverte
et avant l’activation du brouillard d’eau (cf. Figure 6.23a), on voit que les deux profils, ex-
périmental et numérique, sont confondus. Après l’activation du brouillard d’eau à t0, la
simulation numérique sous-estime la concentration en oxygène au niveau du foyer de
4,4% par rapport aux mesures expérimentales. Ce résultat est dû à la dé-stratification des
gaz chauds et à la position de la buse en face de la porte du caisson qui crée un contre-
courant à l’écoulement d’air de la porte. En revanche, l’évolution de la concentration en
oxygène au niveau du conduit d’extraction (cf. Figure 6.24a) est surestimée par la prédic-
tion avant l’activation du brouillard d’eau et identique à la mesure après l’activation du
brouillard.

(A) porte ouverte (B) Rh = 4, 2

(C) Rh = 38

FIGURE 6.23 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la fraction mo-
laire d’oxygène proche du foyer pour les cas porte ouverte, Rh = 4, 2 et Rh = 38.

Pour le cas Rh = 38, la concentration en oxygène proche du foyer est aussi sous-
estimée par le code FDS de 9% avant l’activation du brouillard et de 17,5% après l’ac-
tivation du brouillard par rapport à la mesure expérimentale. Cela témoigne de l’accu-
mulation des produits de combustion et d’une mauvaise extraction de ces derniers par
le modèle HVAC (MAGNOGNOU et al., 2017). En revanche, on observe une bonne pré-
diction de la concentration en oxygène mesurée au niveau du conduit d’extraction avant
l’activation du brouillard d’eau (voir Figure 6.24b).
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(A) porte ouverte (B) Rh = 4, 2

(C) Rh = 38

FIGURE 6.24 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la fraction mo-
laire d’oxygène dans le conduit d’extraction pour les cas porte ouverte, Rh = 4, 2 et Rh = 38.

Cette valeur reste ensuite constante à 13,5% malgré l’activation du brouillard (sous-
estimée de 28,5% par rapport à la mesure expérimentale). Dans le cas Rh = 4, 2 la concen-
tration en oxygène est surestimée par la prédiction dans les deux positions de mesures,
l’écart est de 11,1% proche du foyer (cf. Figure 6.23c) et proche de 100% au niveau du
conduit d’extraction (Figure 6.24c) par rapport à la mesure expérimentale.

6.4.3 Champs de vitesse et de pression

La Figure 6.25 montre la comparaison entre la prédiction et la mesure expérimentale
de l’évolution temporelle de la dépression à l’intérieur du caisson pour Rh = 4, 2 et
Rh = 38.

(A) Rh = 4, 2 (B) Rh = 38

FIGURE 6.25 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la pression dans
le local pour les cas Rh = 4, 2 et Rh = 38.
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Le cas porte ouverte n’est pas montré car la pression est identique à la pression ex-
térieure. On remarque globalement une prédiction satisfaisante du niveau de dépression
dans le local avec une sous-estimation qui peut atteindre 40Pa pour les deux Rh.

De la même manière que la pression dans le caisson, la comparaison entre la prédic-
tion et l’expérience de la vitesse d’entrée d’air frais par l’admission basse est illustrée par
la Figure 6.26 pour les cas Rh = 4, 2 et Rh = 38. La vitesse prédite est légèrement suresti-
mée par rapport à la mesure expérimentale (autour de 0, 5m/s), ce qui est cohérent avec
la sous-estimation de la pression dans le local. Ce résultat prouve la bonne prédiction du
modèle de la dépendance entre la pression et le débit d’entrée d’air dans le local. En re-
vanche, le modèle HVAC ne reproduit pas les oscillations observées expérimentalement
sur la mesure de la pression.

(A) Rh = 4, 2 (B) Rh = 38

FIGURE 6.26 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction sur l’évolution de la vitesse au
niveau de l’admission d’air pour les cas Rh = 4, 2 et Rh = 38.

6.4.4 Champs thermiques et flux de chaleur dans le caisson

La Figure 6.27 montre l’évolution temporelle de la température des gaz mesurée à
l’entrée du conduit d’extraction comparée à la prédiction pour Rh = 4, 2, Rh = 38 et
porte ouverte. Dans le cas de l’essai avec porte ouverte (cf. Figure 6.27a) et avant l’acti-
vation du brouillard d’eau, on observe initialement la même évolution de la température
pour la prédiction et la mesure puis à partir de 75s, la température prédite se stabilise
autour de 90◦C contrairement à celle mesurée qui augmente jusqu’à atteindre un pic à
150◦C. Après l’activation du brouillard d’eau, la température prédite diminue légère-
ment pour coïncider avec la mesure. Cette sous-estimation de la température des gaz
prédite vient du fait que le HRR imposé calculé à partir de la consommation en oxygène
est sous-estimé avant l’activation du brouillard d’eau pour le cas avec porte ouverte (cf.
Section 6.1).

La même évolution est observée pour le cas Rh = 4, 2 (voir Figure 6.27c) : initialement
la température des gaz prédite à l’entrée du conduit d’extraction suit l’évolution de la
température mesurée jusqu’à 250s puis elle se stabilise autour de 150◦C et la température
mesurée atteint 225◦C avant l’activation du brouillard d’eau.
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(A) porte ouverte (B) Rh = 4, 2

(C) Rh = 38

FIGURE 6.27 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la température
au niveau du conduit d’extraction pour les cas porte ouverte, Rh = 4, 2 et Rh = 38.

Dans le cas Rh = 38, la température prédite est surestimée jusqu’à 250s où elle reste
stable autour de 235◦C et la température mesurée atteint 300◦C avant l’activation du
brouillard d’eau. Après l’activation du brouillard d’eau, la température prédite chute
pour atteindre 150◦C et reste quasi constante jusqu’à l’extinction par manque de combus-
tible contrairement à la température mesurée qui chute progressivement jusqu’à 75◦C à
la fin de l’essai. Cette observation montre que la température des gaz à l’entrée de l’ex-
traction suit la même évolution que le HRR (cf. Figure 6.10).

L’évolution temporelle de la température mesurée au niveau des parois du caisson (à
une hauteur de 35cm du sol) a aussi été comparée à la prédiction sur la Figure 6.28. Dans
le cas avec porte ouverte, la prédiction numérique sous-estime la température à la surface
de mur de plus de 100◦C sur toute la durée de l’essai, avant et après l’activation du
brouillard d’eau. En revanche, pour le cas avec Rh = 38 (voir Figure 6.28b), la prédiction
surestime la température au niveau de la surface du mur : avant l’activation du brouillard
d’eau, la température mesurée atteint 120◦C et celle prédite atteint 135◦C. Puis après
l’activation du brouillard d’eau, les deux profils coïncident jusqu’à 1000s ; à l’extinction,
la prédiction atteint 75◦C et la mesure 60◦C. Dans le cas Rh = 4, 2 le profil de température
au niveau du mur est bien reproduit par la simulation numérique par rapport à la mesure
expérimentale.
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(A) porte ouverte (B) Rh = 4, 2

(C) Rh = 38

FIGURE 6.28 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution de la température
au niveau du la surface de mur pour les cas porte ouverte, Rh = 4, 2 et Rh = 38.

Les profils verticaux de la température mesurée le long des trois arbres TC, TG et
TD aux instants t=t0-30s, t=t0+30s et t=t0+90s après l’activation du brouillard d’eau sont
comparés à la prédiction pour les trois cas sur la Figure 6.29.

Dans le cas avec porte ouverte (Figure 6.29a à Figure 6.29c), on observe une bonne
concordance entre la prédiction et les mesures expérimentales avec la même tendance
globale, notamment pour les axes TG et TD sur les trois instants (t0-30s, t0+30s et t0+90s)
avec une légère sous-estimation de la température au niveau supérieur du caisson due à
la sous-estimation du HRR imposé au niveau du foyer.

Contrairement à l’axe TC, on voit que la température prédite est largement surestimée
à t0-30s de l’activation du brouillard d’eau sur la partie basse proche du foyer (plus de
600◦C à 5cm de la surface du foyer) (cf. Figure 6.29a) et cette différence diminue au fur
et à mesure qu’on s’approche du plafond (autour de 50◦C de différence au plafond à t0-
30s). Cet écart entre la prédiction et la mesure diminue à 30s et 90s (voir Figure 6.29b et
Figure 6.29c) après l’activation du brouillard d’eau.
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(A) t=t0-30s, porte ouverte (B) t=t0+30s, porte ouverte (C) t=t0+90s, porte ouverte

(D) t=t0-30s, Rh = 4, 2 (E) t=t0+30s, Rh = 4, 2 (F) t=t0+90s, Rh = 4, 2

(G) t=t0-30s, Rh = 38 (H) t=t0+30s, Rh = 38 (I) t=t0+90s, Rh = 38

FIGURE 6.29 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction des profils verticaux de tempéra-
ture sur les trois arbres de thermocouples TC, TG et TD pour les cas porte ouverte, Rh = 4, 2 et

Rh = 38.

On note la même observation pour le cas Rh = 38 (Figure 6.29d à Figure 6.29f) avant
l’activation du brouillard d’eau de 30s (t=t0-30s). La prédiction suit approximativement
la tendance expérimentale avec un grand écart pour l’axe centrale TC sur la partie basse
au niveau de la flamme. En revanche, après l’activation du brouillard d’eau de 30s et 90s
(cf. Figure 6.29e et Figure 6.29f), la prédiction suit bien le profil expérimental au niveau
de l’axe TC. Pour les axes TG et TD, la prédiction ne montre pas une différence de tem-
pérature entre le côté admission d’air frais et le côté extraction, comme on le voit sur les
mesures expérimentales.

Dans le cas Rh = 4, 2 à 30s (cf. Figure 6.29g à Figure 6.29i) avant l’activation du
brouillard d’eau, la température au niveau de TC est largement sous-estimée par la pré-
diction à partir de 0, 3m du sol jusqu’au plafond (une différence qui peut atteindre 300◦C).
Cette différence s’explique par la sous-estimation du HRR déduit de la consommation
en oxygène imposée en donnée d’entrée de la simulation dans le cas sous-ventilé. On
constate la même observation à 30s et 90s après l’activation du brouillard d’eau avec un
refroidissement plus rapide des gaz chauds par le brouillard d’eau pour la prédiction que
pour la mesure expérimentale.
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Les comparaisons entre la prédiction et la mesure expérimentale des évolutions des
flux de chaleur reçus à la surface du mur à la hauteur Z1=25cm du sol sont illustrées
sur la Figure 6.30. On observe des tendances similaires des profils entre la prédiction
et les mesures expérimentales. Les profils numériques des flux rayonnés au niveau du
mur suivent la même évolution que les températures au niveau des gaz chauds dans le
caisson de la Figure 6.27, notamment avec une valeur de flux de chaleur prédite sous-
estimée de 50% par rapport à la mesure expérimentale pour les cas avec porte ouverte
(cf. Figure 6.30a et Rh = 38 (cf. Figure 6.30b) avant l’activation du brouillard d’eau. En
revanche, pour le cas Rh = 4, 2 (cf. Figure 6.30c), on voit une surestimation du flux de
chaleur prédit au niveau du mur de 40% par rapport à la mesure du côté en face de la
porte.

(A) porte ouverte (B) Rh = 4, 2

(C) Rh = 38

FIGURE 6.30 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution du flux de chaleur
radiatif à la surface du mur à une hauteur de 25cm pour les cas porte ouverte, Rh = 4, 2 et Rh = 38.

L’évolution temporelle du flux de chaleur radiatif prédit à la surface du combustible
et celui déterminé à partir des mesures expérimentales avec l’Équation 2.1 sont montrés
sur la Figure 6.31 pour les trois cas. Le flux radiatif est largement surestimé par la pré-
diction avec un facteur qui peut atteindre 4,5 comme dans le cas Rh = 38. On remarque
aussi des oscillations sur la prédiction qui ne sont pas présentes sur les mesures expéri-
mentales quel que soit l’essai. Après l’activation du brouillard d’eau dans le cas Rh = 38,
le flux radiatif prédit diminue presque de moitié. Et dans le cas avec la porte ouverte le
flux radiatif prédit reste constant avec l’activation du brouillard d’eau. Cette surestima-
tion du flux radiatif de la prédiction par rapport aux mesures expérimentales vient de la
mauvaise prédiction de la température au niveau de la flamme.
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(A) porte ouverte (B) Rh=4,2

(C) Rh=38

FIGURE 6.31 – Comparaison entre l’expérience et la prédiction de l’évolution du flux de chaleur
radiatif à la surface du combustible pour les cas porte ouverte, Rh = 4, 2 et Rh = 38.

6.5 Conclusion

Nous avons présenté dans ce chapitre les principaux résultats obtenus durant la cam-
pagne expérimentale sur le dispositif CERES II (cf. Figure 2.4), et ceci dans le but d’ana-
lyser l’influence d’un brouillard d’eau sur un feu confiné mécaniquement ventilé. Tout
d’abord, nous avons vu la façon de déterminer le HRR à l’aide des données en perte de
masse et en concentration en oxygène. La démarche expérimentale a été abordée en pré-
sentant les résultats des essais préliminaires où l’extinction de la flamme était systéma-
tique en utilisant des renouvellements horaires faibles (Rh < 28). Ces résultats nous ont
amené à choisir une autre gamme de Rh qui permet l’application d’un brouillard d’eau
sur le feu en milieu confiné ventilé durant un temps suffisant sans atteindre l’extinction
pour analyser tous les phénomènes qui rentrent en jeu. On a observé qu’un Rh = 38 était
nécessaire au minimum pour que le feu reste allumé malgré l’activation du brouillard, et
ceci grâce à la présence d’un quantité suffisante d’oxygène et des températures élevées
au niveau des fumées qui maintiennent un flux de chaleur suffisamment important pour
alimenter la combustion.

La répétabilité des essais a été évaluée et montre une reproductibilité satisfaisante de
nos résultats expérimentaux. L’ensemble des résultats a ensuite été présenté et discuté. Le
HRR dépend fortement du régime du feu en passant d’un feu sous-ventilé piloté par la
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ventilation à un feu bien ventilé où la combustion est pilotée par la quantité de combus-
tible. On a constaté aussi que l’évolution du HRR est très mal estimée après l’activation
du brouillard d’eau en utilisant la perte de masse en raison de la perturbation de la me-
sure. Le régime du feu et les conditions de confinement ont une influence considérable
sur l’efficacité de l’application du brouillard d’eau : plus on augmente le Rh, plus l’ef-
ficacité du brouillard d’eau diminue et l’évaporation du brouillard d’eau ne dilue pas
suffisamment l’oxygène présent dans le local. Les effets de dé-stratification et d’homogé-
néisation des gaz dans le local du fait de l’application du brouillard d’eau sont observés
quel que soit le régime du feu.

L’analyse du comportement visuel de la flamme a montré une flamme déstructurée
par le jet du brouillard d’eau au moment de l’activation. On distingue un comportement
cyclique de la flamme avec des fluctuations périodiques. En effet,la flamme passe par
une forme aplatie avec une diminution de sa hauteur par l’action de contre-courant du
brouillard d’eau. Puis, on observe une expansion de la flamme analogue à une explosion
pour enfin reprendre sa forme initiale et recommencer le cycle. D’une manière générale,
nous avons constaté que pour un feu très bien ventilé, les gouttelettes du brouillard d’eau
ne refroidissent pas la surface du combustible car les températures au niveau de cette der-
nière ne diminuent pas suffisamment après l’activation du brouillard d’eau. Cependant,
le brouillard d’eau a une influence sur la stratification et l’homogénéisation des fumées
et les niveaux de température dans le local, quel que soit le régime du feu. Dans le cas
d’un feu sous-ventilé, le brouillard d’eau montre une efficacité notable avec les effets de
refroidissement des fumées et de la surface du combustible ainsi que les effets de dilution
de l’oxygène impliquant l’extinction de la flamme. Nous avons observé aussi que l’appli-
cation du brouillard d’eau refroidit d’une manière efficace et progressive la température
des murs du local indépendamment du régime du feu. Les résultats de mesures du flux
radiatif reçu par les parois ont montré l’efficacité du brouillard d’eau pour atténuer les
flux de chaleur par le phénomène de rideau d’eau, qui d’une part réduit les flux issus de
la flamme et d’autre part provoque l’atténuation des flux issus des fumées chaudes par
la dé-stratification de ces dernières.

Dans la suite du chapitre, les résultats issus de cette étude expérimentale ont servi à
évaluer la capacité du code FDS à prédire un scénario d’incendie en milieu confiné ventilé
avec application du brouillard d’eau. La puissance du feu est prédite d’une manière très
satisfaisante dans les deux phases, avant et après l’activation du brouillard d’eau indé-
pendamment du régime du feu. La prédiction de la concentration en oxygène au niveau
du foyer et dans le conduit d’extraction ne reproduit pas l’expérience après l’activation
du brouillard d’eau avec une surestimation de la prédiction aussi bien pour les cas bien
ventilés que pour les cas sous-ventilés. Ceci s’explique par la mauvaise extraction des
fumées par le modèle HVAC. Les résultats de comparaison entre la prédiction et l’expé-
rience sur l’évolution de la pression et de la vitesse d’entrée d’air frais dans le local ont
montré une bonne similarité et témoigne de la prise en compte de la dépendance entre
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ces deux grandeurs par le modèle HVAC. Néanmoins, nous avons constaté la difficulté
du modèle HVAC à prédire les oscillations observées expérimentalement.

Les niveaux de température dans le conduit d’extraction et sur les parois du local sont
globalement bien prédits par le code FDS avec des différences notables après l’activation
du brouillard d’eau qui traduisent l’utilisation de la puissance du feu calculée à partir
de la consommation en oxygène comme donnée d’entrée de la simulation. Le code FDS
prédit efficacement les niveaux de température sur les axes loin du foyer (gauche et droite
du foyer) avant et après l’activation du brouillard d’eau. Une grande différence entre la
prédiction et la mesure expérimentale pour la température sur l’axe central du foyer est
cependant observée avec une large surestimation du code pour les cas bien ventilés à
très bien ventilés et une sous-estimation de la température pour les cas sous ventilés.
Concernant la prédiction des flux de chaleur reçus à la surface des murs du local, le
code FDS sous-estime la valeur des flux avant l’activation du brouillard d’eau pour les
régimes bien ventilés de la même manière que la température au niveau des fumées, et
surestime la prédiction des flux pour les cas sous-ventilés. Le flux de chaleur radiatif reçu
à la surface de combustible est très mal prédit par FDS à cause de la mauvaise prédiction
de la température au niveau de la flamme.
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Conclusions et perspectives

L’objectif principal de cette thèse est l’étude des interactions entre le système d’ex-
tinction par brouillard d’eau et l’incendie. L’étude bibliographique a montré une bonne
compréhension des mécanismes d’extinction liés à l’aspersion par brouillard d’eau pour
lutter contre les incendies. Les nombreuses études expérimentales réalisées depuis plus
d’un demi-siècle montrent que les résultats sont sensibles à la configuration utilisée (mi-
lieu confiné, la ventilation, débit d’eau, puissance de foyer etc). De ce constat, on a tout
d’abord étudié un feu en milieu ouvert avec et sans brouillard d’eau (cf. Chapitre 4) puis
un feu en milieu confiné avec différents régimes de feu (cf. Chapitre 5) afin de bien iden-
tifier les différents mécanismes à l’œuvre et leur influence. Enfin, l’étude de l’aspersion
du brouillard d’eau sur un feu en milieu confiné a été réalisée et constitue le cœur de
ces travaux (cf. Chapitre 6). Une simulation avec le code FDS est comparée aux résultats
expérimentaux pour chaque configuration.

Dans le Chapitre 2, les installations et dispositifs expérimentaux étudiés dans cette
thèse sont présentés. Tout d’abord, on a décrit le dispositif expérimental réalisé dans
le cadre des travaux de RICHARD (2001), qui consiste en un feu de nappe vertical sous
hotte en milieu ouvert avec un système d’aspersion par brouillard d’eau. Ensuite, deux
dispositifs expérimentaux utilisés dans cette étude ont été décrits, CERES I et II. Les lois
de similitudes qui ont permis le dimensionnement et l’instrumentation de ces dispositifs
ont été présentées. En effet, le premier dispositif expérimental CERES I consiste en un
caisson de 8m3 de volume muni d’un système de ventilation contrôlé par un ventilateur
centrifuge. Ce dispositif a été mis en œuvre lors des travaux de thèse de LASSUS (2009).
Le deuxième dispositif expérimental est l’installation CERES II, un caisson de 1m3 de
volume muni d’un système de ventilation contrôlé par un ventilateur centrifuge, réalisé
et instrumenté dans le cadre de cette thèse. L’instrumentation des deux installations ont
permis de réaliser des mesures de perte de masse, des mesures de concentrations des
espèces dans le local et au niveau du conduit d’extraction, des mesures de pression dans
le local, des mesures de températures dans l’ensemble du dispositif expérimental et des
mesures de vitesse dans l’ensemble du réseau de ventilation. A la fin de ce chapitre, nous
avons présenté une méthode simple qui permet de déterminer les composantes du flux
radiatif reçu à la surface du combustible liquide et d’estimer la contribution de chaque
terme dans la dynamique d’un feu en milieu confiné.
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Le code de calcul FDS et les modèles numériques utilisés pour la modélisation des
écoulements réactifs liés à la dynamique du feu sont présentés dans le Chapitre 3. Les
mécanismes principaux intervenant lors de la combustion d’un combustible liquide sont
principalement l’hydrodynamique, la vaporisation de liquide en mélange gazeux com-
bustible, la réaction chimique, la production de suie, les transferts de chaleur, le rayon-
nement et la turbulence. Les équations qui gouvernent ces mécanismes physiques sont
simplifiées et l’hypothèse d’un faible nombre de Mach est adoptée. L’approche LES est
choisie pour la modélisation de la turbulence et le modèle Deardorff pour les petites
échelles qui offre l’avantage de concilier le gain de temps et la précision de calcul. L’hy-
pothèse du milieu gris est utilisée pour la modélisation du rayonnement et le modèle de
concentration critique d’oxygène pour le modèle d’extinction. L’évaporation du combus-
tible liquide est évaluée avec une approche non-prédictive où on impose le débit mas-
sique de pyrolyse comme donnée d’entrée dans le code FDS. Pour modéliser la com-
bustion des gaz de pyrolyse, l’hypothèse de la chimie infiniment rapide est utilisée et le
taux de réaction est calculé par le modèle de la dissipation des tourbillons (EDC). L’ap-
proche simplifiée semi-empirique de Smoke point est utilisée pour la modélisation de la
suie. L’aspersion par brouillard d’eau est modélisée à l’aide de la méthode eulérienne-
lagrangienne qui permet de suivre les particules individuellement et d’enregistrer leurs
caractéristiques au cours de leur trajectoire. La modélisation du réseau de ventilation
et la méthode de détermination des fuites dans le local sont présentées pour définir les
conditions aux limites. Le solveur HVAC a été intégré pour la modélisation du réseau de
ventilation dans FDS.

Le Chapitre 4 est consacré à la validation du modèle global semi-empirique de for-
mation de suie basé sur l’approche de la longueur du point de fumée (Laminaire Smoke
Point) en combinaison avec le modèle d’oxydation de la suie. Le modèle a été implé-
menté dans FDS et les résultats sont comparés aux données expérimentales provenant de
la littérature. Pour ce faire, différentes configurations d’un feu de nappe en milieu ouvert
ont été considérées avec différents combustibles : éthylène et méthane en combustible ga-
zeux et heptane en combustible liquide avec ou sans aspersion par brouillard d’eau. Les
propriétés des différents combustibles sont prises en compte en intégrant la fraction pré-
exponentielle déterminée à partir de l’inverse de la hauteur de LSP. Pour évaluer notre
modèle de suie, chaque configuration est comparée avec un modèle de rendement de suie
imposé. Les simulations avec le modèle LSP ont montré que la concentration en suie est
bien corrélée aux tendances expérimentales avec un bon accord quantitatif dans les cas
des feux de méthane et d’éthylène (configuration 1). De plus, la comparaison entre la pré-
diction et les résultats expérimentaux de la fraction volumique de suie sont satisfaisants,
particulièrement dans la zone de concentration de suie au centre de la flamme au-dessus
du noyau riche en combustible. Les structures des flammes d’éthylène et de méthane re-
présentées par les contours des températures et les niveaux des températures sont aussi
satisfaisants. Dans le cas de combustible liquide (heptane) sans application de brouillard
d’eau, on a remarqué un accord satisfaisant pour la formation de suie entre l’expérience
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et la prédiction avec le modèle LSP. Néanmoins, on a observé une surestimation dans la
zone proche de la surface du combustible. On a également observé une similarité entre
les niveaux et les profils de température radiaux prédits et mesurés expérimentalement.

Le Chapitre 5 a porté sur l’impact du confinement sur la dynamique de feu, notam-
ment l’influence de la position d’entrée d’air sur le comportement d’un incendie en mi-
lieu confiné et ventilé ainsi que le retour de chaleur à la surface du combustible. Les
résultats expérimentaux extraits des essais de NASR (2011) sur le caisson CERES I sont
comparés aux résultats des simulations avec le code FDS. En premier lieu, la répartition
des fuites dans l’installation a été réalisée avec la mesure de débits d’écoulement d’air
au niveau des jonctions des conduits et vérifiée à l’aide de la mesure de la concentration
d’oxygène dans le local (MAGNOGNOU, 2016). Cela a permis de définir numériquement
notre système de ventilation. Ensuite, une étude de sensibilité au maillage a été effectuée
dans le but de choisir la taille de maille qui permettrait de concilier précision et gain de
temps de calcul. Après avoir défini les conditions limites et initiales, nous avons mené
une analyse de l’influence de la ventilation sur le régime de feu en milieu confiné ven-
tilé. Pour ce faire, nous avons déterminé les composantes du flux de chaleur radiatif à la
surface du combustible liquide pour différents régimes de feu en milieu confiné en uti-
lisant une méthode expérimentale présentée dans le Chapitre 2. Cette méthode permet
de découpler les mesures des flux thermiques reçus à la surface du combustible. Nous
avons étudié plusieurs diamètres de cuve et renouvellements horaires pour deux posi-
tions d’entrée d’air (haute et basse).

Pour l’ensemble de l’étude, le régime de dynamique du feu a été identifié à partir de
la valeur de richesse globale (REG). Le seuil de transition entre un feu sous-ventilé et un
feu sur ventilé a été défini pour une valeur de REG égale à 0,7. De plus, on a constaté que
pour une concentration en oxygène supérieure à 15% lorsque la valeur de REG est infé-
rieure à 0,7 le feu est considéré bien ventilé. Pour une concentration en oxygène incluse
dans l’intervalle entre 10% et 15% lorsque la REG est entre 0,7 et 1, le feu est sous-ventilé.
Enfin, dans le cas où la concentration en oxygène est inférieure à 10% avec la REG su-
périeure à 1, le feu est très sous-ventilé. La position de l’admission influence significa-
tivement la dynamique du feu dans le caisson. Dans le cas de l’entrée d’air en partie
basse, l’entrainement de l’air vers la base du foyer entraine le développement rapide de
l’incendie pour atteindre sa puissance maximum à environ 250s. De plus l’augmentation
du Rh de 1 à 4 favorise cette dynamique dans le local avec une température d’environ
350◦C proche du plafond. Ceci contribue à un meilleur retour de flux de chaleur vers la
surface de combustible et augmente le taux de pyrolyse. En revanche, pour une entrée
d’air en partie haute, la circulation d’air dans le local est très faible. De plus, la croissance
rapide du feu par rapport à l’augmentation du Rh est moins conséquente dans ces cas
notamment du fait de l’évacuation efficace des fumées.
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L’ensemble des comparaisons montre la capacité du code FDS à prédire quantitati-
vement la puissance du feu, la température, la concentration en oxygène et les flux ther-
miques. On a observé que dans les conditions de sous-ventilation, l’incendie est contrôlé
par la ventilation dans le cas de l’entrée d’air en partie basse à cause de l’augmentation
de la puissance de feu et le manque d’oxygène dans le local. Le changement de position
d’entrée d’air de la partie basse à la partie haute entraine une réduction de 50% de la
puissance de feu. Dans le cas de l’entrée d’air en partie basse, on a observé une stratifi-
cation importante des fumées au niveau de la partie supérieure du local. La stratification
des fumées est moins importante dans le cas de l’entrée d’air en partie haute à cause
de l’air frais entrant par la partie haute et descendant par gravité. Les fumées chaudes
peuvent alors monter et s’échapper efficacement par le conduit d’extraction, cela pro-
voque une dé-stratification des fumées ainsi qu’une absorption d’une partie de l’énergie
thermique dégagée par le feu. La surface du combustible reçoit le rayonnement issu des
parois du local et ceux des gaz chauds. Dans le cas de l’entrée d’air en partie basse, une
partie du rayonnement des parois du local est bloquée par la stratification des fumées. Ce
phénomène est plus faible dans le cas d’entrée d’air en partie haute. On a constaté que,
indépendamment de la position d’entrée d’air et de la taille du feu, le retour de chaleur
externe (fumées et parois) vers la surface du combustible est plus faible comparé au re-
tour de flux de chaleur de la flamme vers la surface du combustible. Ceci est attribué au
fait que, pour les feux de nappe liquide, la température des gaz, la concentration des es-
pèces émettrices et le facteur de vue sont plus élevés pour l’échange par rayonnement. Il
convient de souligner que ce retour de chaleur externe provenant de fumées et des murs
du local ne peut être négligé.

On a constaté que FDS prédit le HRR d’une manière satisfaisante en présence d’oscil-
lations en raison de l’interaction entre le modèle de combustion et celui de la ventilation
(HVAC). De plus, FDS arrive à prédire le HRR plus efficacement dans les conditions d’un
feu bien ventilé. La dépression dépendant du débit d’air entrant par le conduit d’admis-
sion est globalement bien prédite par le modèle dans la plupart des cas étudiés. Néan-
moins, le modèle HVAC ne prédit pas efficacement les oscillations de la pression obser-
vées expérimentalement. Au niveau de la prédiction de la température, on a observé une
meilleure prédiction du modèle numérique dans les conditions d’un feu bien ventilé et
pour une entrée d’air en partie haute, tandis que pour une entrée d’air en partie basse, la
température prédite est très surestimée par rapport à la mesure expérimentale. Concer-
nant le flux de chaleur rayonné à la surface du combustible, FDS est loin de reproduire
les mesures expérimentales avec une large surestimation du flux à cause de la mauvaise
prédiction de la température à la surface du combustible.

Dans le Chapitre 6, nous avons présenté les principaux résultats obtenus lors de la
campagne expérimentale avec le dispositif CERES II (voir Figure 2.4) dans le but d’ana-
lyser l’influence de l’application d’un brouillard d’eau sur un feu confiné mécaniquement
ventilé. Tout d’abord, nous avons vu la façon de déterminer le HRR à l’aide des données
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en perte de masse et en concentration en oxygène. Ensuite, nous avons présenté la dé-
marche expérimentale suivie pour déterminer les conditions et le choix des essais. Notre
choix s’est porté sur des conditions de ventilation (Rh) qui permettent l’analyse de l’in-
teraction entre un brouillard d’eau et un feu en milieu confiné ventilé sur une période
suffisamment étendue pour distinguer les phénomènes rentrant en jeu décrits dans les
chapitres précédents. Les essais ont été présentés et montre une reproductibilité satisfai-
sante.

L’analyse des résultats a montré que l’évolution du HRR dépend du régime de feu,
soit sur- ou sous-ventilé. Ainsi, pour les feux sous-ventilés, la combustion est pilotée par
la ventilation et pour les feux bien ventilés, la combustion est pilotée par la quantité
du combustible. Nous avons constaté aussi que l’évolution du HRR est très mal estimée
après l’activation du brouillard d’eau en utilisant la perte de masse en raison de la pertur-
bation de la mesure. Le régime du feu et les conditions de confinement ont une influence
considérable sur l’efficacité du brouillard d’eau : plus on augmente le Rh, plus l’efficacité
du brouillard d’eau diminue. Les effets de dé-stratification et d’homogénéisation des gaz
dans le local du fait de l’application du brouillard d’eau sont observés indépendamment
du régime de combustion.

D’une manière générale nous avons constaté que l’application du brouillard d’eau
pendant un incendie dans un milieu confiné ventilé a les effets suivants :

— Dans le cas d’un incendie en régime très bien ventilé, l’application du brouillard
d’eau perturbe la forme de la flamme, a peu d’influence sur la puissance du feu (pas
plus de 5% que la puissance initiale), refroidit les fumées chaudes et l’environne-
ment autour du foyer comme la surface des murs, atténue légèrement les flux reçus
par les surfaces du local par les gouttelettes du brouillard d’eau qui n’atteignent
pas et ne refroidissent pas la surface du combustible ;

— Dans le cas d’un incendie en régime légèrement sous-ventilé, l’application du
brouillard d’eau réduit significativement la puissance du foyer avec une atténua-
tion entre 17% à 35% par rapport à sa puissance initiale, crée une dé-stratification et
une homogénéisation des fumées dans le local. Avec un effet de refroidissement de
ces fumées et des parois du local, de la même manière que le cas très bien ventilé,
les gouttelettes d’eau ne pénètrent pas à l’intérieur de la flamme et de la surface de
la combustion. Par ailleurs, une atténuation très importante du flux radiatif externe
et du flux reçu par la surface du local est constatée après l’application du brouillard
d’eau ;

— Dans le cas d’un incendie en régime sous-ventilé, l’application du brouillard d’eau
permet d’atteindre l’extinction du feu en quelques secondes après son activation
par les effets de déstructuration de la flamme et la difficulté à se reformer par
manque d’oxygène en raison de la dilution du comburant causée par l’évaporation
rapide du brouillard d’eau dans le local (température très élevée avec l’accumula-
tion des fumées) et de refroidir les fumées et la surface du combustible.
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Dans la suite du chapitre, les résultats issus de cette étude expérimentale ont servi à
évaluer la capacité du code FDS à prédire un scénario d’incendie en milieu confiné ven-
tilé avec application du brouillard d’eau. Nous avons constaté que le code FDS prédit
d’une manière très satisfaisante le HRR dans les deux phases, avant et après l’activation
du brouillard d’eau indépendamment du régime de feu. La prédiction de la concentra-
tion en oxygène au niveau du foyer et dans le conduit d’extraction dépend du régime de
combustion et de l’efficacité du modèle HVAC à reproduire l’extraction de fumées par le
conduit d’extraction. La comparaison entre la prédiction et l’expérience ont montré une
bonne similarité de l’évolution de la pression et de la vitesse d’entrée d’air frais dans
le local. Cela témoigne de la prise en compte de la dépendance de ces grandeurs par le
modèle HVAC. De l’analyse de nos résultats, ce travail ouvre plusieurs perspectives de
recherche. Nous pouvons notamment envisager de compléter la campagne expérimen-
tale en réalisant les essais suivants :

— Reproduire les mêmes essais avec une admission d’air en partie haute.

— Des essais avec différents diamètres de foyer et différents Rh pour mieux distinguer
les régimes de feu dans le local et analyser l’influence de l’aspersion par brouillard
d’eau ;

— Des essais avec d’autres combustibles liquides et solides pour analyser l’efficacité
du brouillard sur différents combustibles ;

— Des essais avec l’injection d’air pour montrer la contribution du soufflage (air frais)
dans la modification de la dynamique de feu après activation de la buse bi-fluide.

Enfin, les perspectives suivantes sont envisagées au niveau de la modélisation numé-
rique :

— Amélioration du modèle de sous-maille pour la re-circulation d’écoulement dans le
caisson ;

— Introduction de l’oxydation des suies par les radicaux OH., O. pour la prédiction
de suie dans la zone riche où l’oxygène tend vers zéro.
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Étude des interactions entre un feu de nappe en milieu confiné
mécaniquement ventilé et un système d’aspersion par brouillard

d’eau

Résumé

Ce travail est consacré à l’étude des interactions entre un feu de nappe en milieu confiné
mécaniquement ventilé et un système d’aspersion par brouillard d’eau. Tout d’abord, une mé-
thode globale de formation de suie basée sur le principe de la hauteur de point de fumée la-
minaire LSP (Laminar Smoke point) a été développée pour prédire la formation de suie d’un
combustible donné. Elle a ensuite été implémentée dans le code FDS et évaluée sur des confi-
gurations de feu de nappe avec des combustibles gazeux et liquides. Ensuite, une étude de
l’impact de la ventilation sur la dynamique du feu dans un milieu confiné mécaniquement
ventilé de 8m3 a été menée, en comparant les résultats numériques aux données expérimen-
tales. Les effets de la position de l’entrée d’air sur la puissance du feu et son développement,
sur la concentration en oxygène, sur la température et sur la contribution de chaque compo-
sante des flux thermiques dans le compartiment ont été analysés. Les résultats démontrent que
la position de l’admission a une influence significative sur la dynamique du feu dans le com-
partiment et démontrent la difficulté du code FDS à prédire correctement les effets de couplage
entre les variations de pression et l’apport en oxygène dans le local. Enfin, une campagne d’es-
sais expérimentaux à échelle réduite a été réalisée dans un local confiné mécaniquement ventilé
de 1m3. Ce dernier a été conçu au cours de la thèse et instrumenté pour évaluer les effets d’ap-
plication du brouillard d’eau sur un feu de nappe d’heptane. Il a été démontré si ou comment la
quantité d’air entrant dans le local affecte l’extinction de la flamme dans des installations confi-
nées et ventilées qui sont un risque typique dans le domaine de la sécurité incendie. L’objectif
principal du présent travail est de fournir une étude expérimentale détaillée des phénomènes
d’extinction des incendies par brouillard d’eau dans une flamme de diffusion turbulente repré-
sentant les principales caractéristiques d’un incendie dans des conditions réelles. Cette étude
tend à décrire le processus en prenant compte du refroidissement de la surface du combustible
par l’eau, de la réduction du transfert de chaleur de surface et de la pyrolyse en profondeur en
associant le transfert de chaleur dans le combustible liquide.

Mots clés

Brumisation, Combustibles liquides, Gaz (combustible), Heptane, Incendies–Extinction, Py-
rolyse, Refroidissement par pulvérisation, Transfert de chaleur, Ventilation–Appareils et maté-
riels, Feu de nappe, Brouillard d’eau, Milieu confiné, Modélisation FDS (Fire Dynamics Simu-
lator)



A study on the interactions between a pool fire and injected water
mist in a mechanically ventilated confined space

Abstract

This work is devoted to the study of interactions between pool fire in confined mechani-
cally ventilated enclosure and a water mist aspersion system. Firstly, a soot model based on
the laminar smoke point concept is implemented in the code FDS6.7 (Fire Dynamics Simula-
tor) and then, evaluated for different pool fire configurations with various gaseous and liquids
fuels. The ventilation impact on fire dynamics in confined mechanically ventilated enclosure
is investigated by comparing the numerical results with experimental data. This analysis also
deals with the effect of air intake position on heat release rate, oxygen volume fraction, tempe-
rature, and flow fields in the compartment. The results reveal that the air intake position has a
significant influence on the fire dynamics in the compartment and the FDS software has a weak
ability to quantify correctly the coupling effects between fire-induced pressure and oxygen sup-
ply rate. An experimental campaign at reduced scale is performed in a confined mechanically
ventilated enclosure, allowing to evaluate the application of a water mist aspersion system on
heptane pool fire. It has been demonstrated how or whether an inlet vent rate affects flame sup-
pression behaviour in confined and ventilated installations which are a typical hazard in the
nuclear safety area. The primary objective of the present work is to provide a detailed experi-
mental study of water mist fire suppression phenomena in a buoyant, turbulent diffusion flame
representing the key characteristics of a realistic fire. This study tends to describe the process
by accounting for cooling of unburned surfaces by water, reduction in the surface heat transfer
and in-depth pyrolysis coupling heat transfer in the liquid fuel with a thermal decomposition
reaction.

Keywords

Mist propagation, Liquid fuels, Gas as fuel, Heptane, Fire extinction, Pyrolysis,
Heat—Transmission, Ventialtion–Equipment and supplies, Pool fire, water mist, ventilation
system, confined enclosure, FDS simulation
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