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Nomenclature

Caractères latins

A facteur préexponential, variable
b constante d’Elovich, mg/g
Bi nombre de Biot, -
cp pouvoir calorifique, J/kg/K
Ci quantité de sites actifs, variable
D coefficient de diffusion de l’oxygène, m2/s
dp diamètre de la particule, m
E énergie d’activation, J/mol
fa fraction des sites actifs dédiés à l’oxydation directe, -
ki constante de réaction, variable
K perméabilité, m2

Lc longueur caractéristique, m
M masse molaire, kg/mol
N nombre de sites actifs disponible de chimisorption, -
N ′ nombre total de sites actifs disponibles restants, -
Nu nombre de Nusselt, -
P pression, Pa
Pe nombre de Peclet, -
Pr nombre de Prandt, -
Q débit de gaz, NL/min
q quantité d’oxygène adsorbée par unité de masse, mg/mg
R constante des gaz parfait, J/mol/K
ṙ la vitesse de réaction, kg/m3/s
Re nombre de Reynolds, -
RO2 taux de consommation total d’oxygène, variables
s ratio des sites actifs libres, -
S surface, m2

S ′ constante de Sutherland, K
T température, K
ui, vi, wi,m coefficients stœchiométrique, -
v vitesse, m/s
V volume, m3

X quantité des complexes formés par unité de masse, mg/g
yO2 fraction d’oxygène, -
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Caractères grecs

∆H chaleur de réaction, J/kg
ε porosité du lit, -
εrad émissivité, -
Π terme source, W/m3

ρ masse volumique, kg/m3

σ constante de Stefan-Boltzmann, W/m2/K4

µ viscosité dynamique, Pa.s
λ conductivité thermique, W/m/K
Ψ sphéricité, -
Indices

a alumine
amb ambiant
d décomposition des complexes
disp dispersion
eff effectif
g gaz
oc occupé
ox oxydation
p pore
pc point de croisement
s solide
S0 sites actifs (t=0)
S1 sites actifs dédiés à l’oxydation directe
S2 quantité des sites actifs dédiés à la chimisorption
T total
carbone−O2 complexe carbone-oxygène
DBO oxydation directe
∞ à t =∞
P complexes carbone-oxygène
P1 carboxyle
P2 carbonyle
ref référence
Exposants

i indice de position
n indice de temps
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Introduction générale

Le réchauffement climatique est l’un des sujets les plus préoccupants de l’époque. De-
puis la révolution industrielle, les émissions de gaz à effets de serre responsables de ce
dérèglement sont en continuelle croissance. Après la vapeur d’eau, le dioxyde de carbone
est le gaz le plus impactant. Principalement d’origine anthropique, la forte augmentation
des concentrations de CO2 rejetées résulte de la surexploitation des énergies fossiles. En
2017, les parts des énergies fossiles dans la production de l’électricité sont à 81.1% à
l’échelle mondiale et à 47.8% en France [1].

Le charbon demeure la première énergie pour la production d’électricité dans le monde.
Cependant, dans le contexte climatique actuel, le plan de sortie de l’ère du charbon a en-
traîné une baisse de son utilisation dans les centrales électriques européennes de 19% au
cours des six premiers mois de l’année 2019 [2]. De nombreux projets de reconversion à la
biomasse de ces centrales ont vu le jour.

En effet, la biomasse se présente comme un substitut prometteur du charbon. Diffé-
rentes filières de conversion de la biomasse sont exploitées : thermochimique, biologique
et l’extraction des huiles végétales pour la production de biocarburants. Le traitement
thermochimique regroupe les technologies suivantes : la combustion, la gazéification, et
la pyrolyse. Les produits issus de ces procédés peuvent être utilisés en tant que biocarbu-
rants ou en cogénération dans les centrales thermiques de production d’électricité et de
chaleur.

Néanmoins, la biomasse brute est caractérisée par une nature hygroscopique, des te-
neurs en eau et en oxygène élevées en plus de son faible pouvoir calorifique. Ces propriétés
affaiblissent sa densité énergétique et sont à l’origine de difficultés lors du broyage, du
stockage et du transport de la biomasse brute. A cet effet, de nombreuse recherches sont
conduites autour du prétraitement de la biomasse visant à améliorer à la fois le rendement
de la conversion en aval et les conditions de son stockage.

Dans le cas de la biomasse lignocellulosique, la torréfaction est l’une des voies de pré-
traitement les plus utilisées. Cette technique de prétraitement thermochimique permet
d’améliorer les propriétés, précédemment explicitées, du substrat brut. Toutefois, le pro-
duit torréfié, du fait de son fort pouvoir calorifique et de sa réactivité, il présente des
risques d’auto-échauffement susceptibles de se manifester au cours des opérations de re-
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froidissement, de transport ou de stockage.

L’auto-échauffement a lieu lorsque la matière concernée produit spontanément de la
chaleur qui tend à dépasser l’énergie évacuée. Ce phénomène concerne diverses matières
carbonées, notamment le charbon [3, 4] mais aussi la biomasse lignocellulosique [5, 6]
(déchets agricoles (paille, grignons d’olive), bois [7, 8]) et les déchets organiques (compost
[9], boues d’épuration [10]).

L’objet de ce travail est de caractériser les phénomènes d’auto-échauffement et d’em-
ballement thermique ayant lieu lors du refroidissement oxydant de la biomasse prétraitée.
Pour ce faire, des situations d’auto-échauffement de plaquettes de bois torréfié ont été
créés sous une atmosphère oxydante. Des expérimentations ont été menées dans un réac-
teur à lit fixe de 12 L. L’influence de deux paramètres environnants a été investiguée, il
s’agit du débit de ventilation et de la fraction d’oxygène dans le gaz injecté.

De nombreux travaux se sont intéressés à l’appréhension des mécanismes responsables
de la génération de chaleur lors de l’oxydation à basse température pour le charbon. Ce-
pendant, le contexte climatique actuel nous dirige vers une sortie du charbon. Le bois
torréfié étant un candidat encore récent pour remplacer le charbon, peu d’études se sont
intéressées aux mécanismes exothermiques intervenant à son contact avec l’oxygène. C’est
dans l’optique d’explorer cette voie que s’inscrit cette démarche. A cet effet, l’oxydation
à basse température (entre 140°C et 160°C) d’un échantillon de bois torréfié soumis à
un gaz oxydant a été analysée en ATG/ATD. Cet appareil assure le suivi de la variation
de masse et du flux de chaleur mis en jeu. La conception d’un modèle cinétique a per-
mis d’identifier et de quantifier les processus exothermiques intervenant. Les principaux
mécanismes d’auto-échauffement formulés sont : l’adsorption chimique de l’oxygène sur
la surface réactive du substrat formant des complexes carbonés, la décomposition ther-
miques de ces complexes en dioxyde de carbone et l’oxydation directe du substrat.

Ensuite, à l’échelle d’un lit fixe de plaquettes, les phénomènes de transfert de masse
et de chaleur ont été couplés à la cinétique de réaction dans un modèle macroscopique.
Ce modèle fournit une description plus complète par rapport à ceux proposés dans la lit-
térature concernant le bois. Généralement, ces modèles sont basés sur l’approche Basket
heating method, dans laquelle, la convection n’est pas considérée et le régime peut être
supposé stationnaire, limitant ainsi l’étude au phénomène de combustion spontanée. A
cet effet, le modèle proposé ici décrit à la fois la consommation d’oxygène et les transferts
conductif et convectifde la chaleur créée au sein du lit. Celui-ci prédit de manière raison-
nable le comportement thermique d’un lit de bois torréfié au cours de l’auto-échauffement.
Ce modèle a in fine été extrapolé à l’échelle industrielle en vue d’examiner la tendance à
l’auto-échauffement d’un silo de bois torréfié stocké.
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Ce manuscrit s’articule autour de 6 chapitres dans lesquels le travail mené est présenté.

Dans un premier chapitre, une étude bibliographique centrée sur la problématique de
l’auto-échauffement est synthétisée. Ce chapitre débute par une définition du phénomène.
Ensuite, nous introduisons le rapport des matériaux carbonés à l’auto-échauffement. L’in-
térêt ici est porté sur le substrat le plus sujet à cette situation, le charbon, mais égale-
ment, sur la biomasse brute et thermiquement traitée, substitut prometteur du charbon.
La partie suivante est dédiée aux mécanismes physico-chimiques à l’origine de l’auto-
échauffement pour le cas de la biomasse, du charbon et du char. L’influence des para-
mètres environnants et des propriétés physico-chimique de la matière est, par la suite,
explicitée. Enfin, les méthodes expérimentales et numériques proposées dans la littérature
pour caractériser l’auto-échauffement sont décrites.

Le chapitre 2 traite du procédé de torréfaction de la biomasse, en commençant par
quelques généralités associées suivies du principe de cette technique de prétraitement.
Ensuite, nous présentons les principaux constituants de la biomasse lingnocellulosique et
l’impact de la torréfaction sur ces derniers. L’étape suivante consiste à mettre en avant les
techniques d’analyse et d’évaluation de l’efficacité du procédé de torréfaction. Ce chapitre
est clôturé par le positionnement de ce travail de thèse en référence aux travaux existants.

Le chapitre 3 est axé sur l’approche expérimentale conduite afin de créer des situa-
tions d’auto-échauffement à l’échelle du lit fixe traversé. L’équipement utilisé ainsi que la
méthodologie adoptée y sont détaillés. Enfin, les résultats obtenus en termes d’analyses
thermique et de gaz sont présentés.

Dans le chapitre 4, il sera question des analyses ATG/ATD menées à petite échelle
dans le but d’identifier les processus ayant lieu au cours du refroidissement oxydant du
bois torréfié, qui sont à l’origine de la production spontanée de chaleur.

Le chapitre 5 est consacré à la modélisation de la cinétique d’auto-échauffement du
bois torréfié. Les équations formulées sont optimisées sur la base des données expérimen-
tales enregistrées. Trois modèles sont présentés : un modèle traitant de la masse seule, et
deux modèles décrivant simultanément la masse et la chaleur.

Finalement, le chapitre 6 propose un modèle alliant la cinétique chimique et les trans-
ferts de masse et de chaleur au cours de l’auto-échauffement d’un lit de bois torréfié. Tout
d’abord, l’outil de modélisation est présenté. Ensuite, la formulation de ce modèle est pré-
cisée sur la base des hypothèses retenues, dont une partie s’appuie sur le calcul de nombres
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adimensionnels. La résolution de ces équations s’appuie sur les conditions aux limites et les
conditions initiales établies. Les propriétés physiques et chimiques alimentant le modèle
sont également explicitées. Enfin, les résultats du modèle sont présentées puis confrontées
aux données expérimentales. Dans un premier temps, les températures du lit pendant
l’auto-échauffement sont prédites en utilisant la cinétique apparente estimée précédem-
ment. Celles-ci sont fortement dépendantes de la condition initiale de température et de
la cinétique apparente. L’étape suivante consiste donc à modéliser l’auto-échauffement à
plus fort débit, qui aura tendance à limiter la sensibilité à la condition initiale de tempé-
rature. Enfin, des simulations de la thermique d’un silo industriel ventilé de bois torréfié
sont proposées.

Pour finir, des conclusions et des perspectives viendront clore ce travail.

8



Table des matières

Nomenclature 2

Introduction générale 5

Table des matières 11

I État de l’art 13

1 Auto-échauffement des matières carbonées 15
1.1 Définition de l’auto-échauffement . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 15
1.2 Auto-échauffement du charbon . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 15

1.2.1 Phénomène d’adsorption . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 17
1.2.2 Oxydation directe (direct burn-off) . . . . . . . . . . . . . . . . . . 18

1.3 Auto-échauffement de la biomasse brute . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 18
1.4 Auto-échauffement de la biomasse lignocellulosique traitée thermiquement . 19

1.4.1 Auto-échauffement du char . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 19
1.4.2 Auto-échauffement du bois torréfié . . . . . . . . . . . . . . . . . . 20

1.5 Mécanismes responsables de l’auto-échauffement . . . . . . . . . . . . . . . 23
1.5.1 Cas de la biomasse . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 23
1.5.2 Cas du charbon et du bois thermiquement traité . . . . . . . . . . . 23

1.6 Paramètres influençant l’auto-échauffement . . . . . . . . . . . . . . . . . . 25
1.6.1 Propriétés de la matière . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 25
1.6.2 Conditions environnantes . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 28

1.7 Approche expérimentale . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 29
1.7.1 Analyse ATG/DSC . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 29
1.7.2 Analyse spectroscopique à infrarouge (FTIR et IR in situ) . . . . . 29
1.7.3 Calorimétrie adiabatique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 30
1.7.4 Analyse de gaz . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 31
1.7.5 Réacteurs . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 32
1.7.6 Basket heating method . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 33

1.8 Approche numérique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 35
1.8.1 Modélisation de la cinétique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 35
1.8.2 Modélisation des transferts masse/ chaleur . . . . . . . . . . . . . . 43

9



2 Procédé de torréfaction 49
2.1 Généralités sur la torréfaction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 49
2.2 Principe de la torréfaction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 51

2.2.1 Étapes de la torréfaction sèche . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 52
2.3 Composition de la biomasse lignocellulosique . . . . . . . . . . . . . . . . . 53
2.4 Caractérisation et méthodes d’étude . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 54

2.4.1 Analyses immédiate et élémentaire . . . . . . . . . . . . . . . . . . 54
2.4.2 Rendement massique de la torréfaction . . . . . . . . . . . . . . . . 55
2.4.3 Pouvoir calorifique supérieur et rendement énergétique . . . . . . . 56
2.4.4 Surface spécifique et réactivité . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 57
2.4.5 Cinétique réactionnelle au cours de la torréfaction . . . . . . . . . . 57
2.4.6 Chaleur de réaction de torréfaction . . . . . . . . . . . . . . . . . . 58

2.5 Positionnement de l’étude . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 59

II Approche expérimentale de l’auto-échauffement 61

3 L’auto-échauffement à l’échelle du lit fixe de particules 63
3.1 Matériels et méthodes . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 63

3.1.1 Matériels . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 63
3.1.2 Méthodologie . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 66

3.2 Résultats expérimentaux . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 73
3.2.1 Analyse thermique de l’auto-échauffement . . . . . . . . . . . . . . 73
3.2.2 Analyse des gaz produits pendant l’auto-échauffement . . . . . . . . 76
3.2.3 Caractérisation de l’auto-échauffement . . . . . . . . . . . . . . . . 77

3.3 Conclusion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 77

4 Identification des mécanismes responsables de l’exothermicité de l’auto-
échauffement à petite échelle 89
4.1 Matériels et méthodes . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 89

4.1.1 Matériels . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 89
4.1.2 Analyse ATG/ATD . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 89

4.2 Résultats expérimentaux . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 90
4.2.1 Analyse ATG/ATD . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 90

III Modélisation de l’auto-échauffement 95

5 Modélisation de la cinétique chimique à petite l’échelle 97
5.1 Modèle de la cinétique d’auto-échauffement : traitement de la masse . . . . 97

5.1.1 Formulation du modèle . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 98

10



5.1.2 Optimisation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 98
5.2 Résultats . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 99

5.2.1 Paramètres cinétiques . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 99
5.3 Conclusion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 102
5.4 Modèle de la cinétique d’auto-échauffement : traitement de la masse et de

la chaleur . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 102
5.4.1 Modèle cinétique à deux réactions simultanées et deux réactions

successives . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 102
5.4.2 Modèle cinétique à trois réactions parallèles . . . . . . . . . . . . . 111
5.4.3 Conclusion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 116

6 Modélisation couplée cinétique/ transferts masse et chaleur 119
6.1 OpenFOAM . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 119
6.2 Méthodologie . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 119

6.2.1 Nombres adimensionnels . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 120
6.2.2 Hypothèses . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 120
6.2.3 Formulation du modèle . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 121
6.2.4 Conditions aux limites . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 123
6.2.5 Propriétés physiques et chimiques . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 125

6.3 Résultats . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 126
6.3.1 Prédiction des températures du lit pendant l’auto-échauffement se-

lon la cinétique apparente déterminée . . . . . . . . . . . . . . . . . 126
6.3.2 Modélisation de l’auto-échauffement à plus fort débits . . . . . . . . 128

6.4 Simulation de l’auto-échauffement à l’échelle du silo industriel de stockage 132
6.5 Conclusion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 137

IV Conclusion générale 139

Abstract / Résumé

11





Première partie

État de l’art

13





Chapitre 1

Auto-échauffement des matières
carbonées

1.1 Définition de l’auto-échauffement

L’auto-échauffement est un phénomène qui se produit lorsqu’un système libère spon-
tanément de la chaleur qui aura tendance à dépasser la chaleur dissipée. Il en découle une
augmentation indésirée de la température du milieu [11] qui peut s’accompagner d’une
libération de gaz toxiques. Si, en conséquence, la production de chaleur augmente par
thermo-activation des réactions chimiques, il y a risque d’emballement thermique entraî-
nant la combustion du substrat.

A ce niveau, les réactions deviennent incontrôlées et entraînent une forte élévation de
la température causée par une production massive de chaleur qui excède la quantité de
chaleur évacuée. Par conséquent, un incendie peut se déclencher libérant des gaz inflam-
mables et toxiques pouvant causer une explosion. En effet, une forte pression résultant
de ce phénomène peut conduire à l’explosion du réacteur [12]. Cette situation est large-
ment rencontrée dans les secteurs du charbon et du bois. L’agro-alimentaire et le secteur
des déchets sont aussi confrontés à cette problématique. En France, parmi les accidents
rapportés par l’INERIS, l’accident le plus marquant est celui de Blaye en 1997 dans le
département de la Gironde qui a provoqué l’explosion et l’effondrement de 21 silos de blé
et l’incendie de stocks de granulés de luzerne dans la Marne en 1995 [13].

1.2 Auto-échauffement du charbon

Lorsque le charbon est exposé à l’oxygène à basses températures (entre 25 et 100°C),
il fait face à une situation communément dite, dans la littérature ; une oxydation à basse
température. Cette situation est à l’origine de l’auto-échauffement du charbon, qui est
responsable de nombreux incendies et explosions pouvant avoir lieu dans les mines de
charbon ou pendant le transport, le stockage et le traitement du charbon dans les cen-
trales thermiques. Du fait de son fort pouvoir calorifique et de sa réactivité, le charbon
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exposé à l’oxygène à basses températures est susceptible de s’auto-échauffer [14]. Ce phé-
nomène a tendance à évoluer vers une combustion spontanée libérant des gaz toxiques et
parfois explosifs. En effet, à partir d’une température de 77°C, le charbon stocké présente
un fort risque d’incendie [15].
L’auto-échauffement est d’autant plus favorisé en présence d’une importante quantité
de charbon que ce soit en stock, en silo ou dans le broyeur. De plus, les caractéristiques
physico-chimiques du charbon incluant sa composition élémentaire, son humidité, son pou-
voir calorique, sa porosité, sa surface spécifique ainsi que la taille des particules influencent
sa tendance à l’auto-échauffement. Les conditions environnantes jouent également un rôle
dans le risque d’auto-échauffement, à savoir, la température du milieu, la quantité d’oxy-
gène présente, la vitesse d’écoulement du gaz vecteur ainsi que la teneur en eau du gaz
de ventilation impactent le caractère exothermique de la matière réactive.

Le charbon est classé en 4 rangs selon son pouvoir calorifique et sa teneur en matières
volatiles ou les ratios atomiques O/C et H/C. Le rang inférieur désigne le type de char-
bon de faible teneur en carbone. Le lignite et le subbitumineux sont de rangs inférieurs.
L’anthracite et le bitumineux, de rangs supérieurs, ont une forte teneur en carbone et une
faible teneur en oxygène. Certains travaux montrent que le charbon de rang inférieur est
plus susceptibles de s’auto-échauffer que le charbon de rang supérieur [16]. Cette tendance
a été justifiée dans [17] par le fait que l’oxygène combiné libère des sites actifs pendant
l’oxydation en produisant du gaz carbonique et du monoxyde de carbone. Ainsi, le type
de charbon contenant une teneur élevée en oxygène est plus sujet à l’auto-échauffement.
Cependant, pour un rang donné, l’oxydation du charbon à basse température dépend de
ses propriétés physiques en termes de teneurs en eau et en matières minérales [18], de
porosité et de surface spécifique.

La caractérisation de l’auto-échauffement du charbon à l’échelle du laboratoire ou à
l’échelle industrielle est souvent basée sur le suivi de l’évolution de la chaleur libérée
et/ou la variation de masse, l’analyse des gaz émis et l’identification des groupements
fonctionnels mis en jeu. Pour ce faire, les techniques usuelles sont les suivantes : L’analyse
thermogravimétrique (ATG) mesure la variation de la masse au cours de l’oxydation. La
calorimétrie (DSC, ATD) est utilisée afin de quantifier les flux de chaleur mis en jeu.
L’analyse de gaz par chromatographie gazeuse ou en recourant à d’autres techniques per-
mettent de mesurer la consommation de l’oxygène et la concentration des volatiles émis.

Ces approches ont permis d’associer à l’exothermicité de l’auto-échauffement des pro-
cessus responsables de la génération spontanée de chaleur. Ces mécanismes peuvent être
répartis en deux classes : l’adsorption de l’oxygène et l’oxydation directe. En effet, les
analyses ATG/DSC réalisées sur du charbon ont pu montrer un gain de masse qui a été
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associé à l’adsorption de l’oxygène sur les sites actifs d’adsorption et la formation des
complexes oxygénés. Des essais FTIR ont appuyé l’existence de ces complexes en iden-
tifiant des groupements constituants les complexes stables et instables qui sont ensuite
décomposés en gaz carbonés. Néanmoins, la compréhension des mécanismes d’oxydation
du charbon à basse température est incomplète du fait de la complexité et la multitude
des mécanismes mis en jeu.

Ainsi, il sera utile de rappeler quelques notions qui gravitent autour de l’oxyda-
tion à basses températures du charbon, et qui sont sources d’exothermicité et d’auto-
échauffement. Il s’agit des mécanismes d’adsorption de l’oxygène et d’oxydation directe
(direct burn-off), introduits ci-dessous et résumés dans la figure 1.1.

Figure 1.1 – Processus d’oxydation du charbon à basse température

1.2.1 Phénomène d’adsorption

L’adsorption est un processus qui se manifeste lorsqu’un fluide est mis en contact avec
un solide. Les molécules du fluide (l’adsorbat) se fixent à la surface du solide (l’adsorbant).
Celle-ci comporte des surfaces externes et internes créées par le réseau de pores et cavités
à l’intérieur de l’adsorbant. En fonction de la nature des liaisons qui se forment lors
de l’adsorption, celle-ci est divisée en deux types : l’adsorption physique et l’adsorption
chimique.

Adsorption physique ou physisorption

L’adsorption est dite physique lorsque les molécules du fluide sont fixées à la surface
de l’adsorbant par des liaisons de Van Der Waals, de faible force d’attraction. Ainsi, l’ad-
sorption physique est réversible et ne modifie pas la structure moléculaire de l’adsorbant
[19, 20].

17



Chapitre 1 – Auto-échauffement des matières carbonées

Adsorption chimique ou chimisorption

Dans le cas d’une adsorption chimique, des liaisons chimiques de valence se forment
entre le fluide et le solide. L’énergie de liaison est largement supérieure à celle de l’ad-
sorption physique. La chimisorption modifie les propriétés chimiques de l’adsorbant et est
donc irréversible [19, 20].

Le processus d’adsorption est détaillé dans la section 1.5 pour le cas de l’oxydation à
basses température des matières carbonées.

1.2.2 Oxydation directe (direct burn-off)

L’oxydation directe est l’un des mécanismes associés à l’oxydation du charbon ou du
char à basse température. Ce processus est supposée similaire aux réactions de combustion.
Comme la combustion, l’oxydation directe est fortement dépendant de la température.
Néanmoins, aujourd’hui, en raison du manque de compréhension de cette réaction, elle
n’est pas décrite sous la forme d’une série d’étapes fondamentales. Il est admis qu’elle se
manifeste que dans certains sites actifs, qui interagissent rapidement avec les molécules
d’oxygène avant de les désorber sous forme de gaz. Cette hypothèse ressemble au méca-
nisme de réaction suggéré pour l’oxydation du carbone à des températures supérieures à
300°C [3].

Par ailleurs, en industrie, la taille des stocks et la durée des phénomènes exothermiques
sont importantes. Ceci rend l’investigation de l’auto-échauffement difficile. La prédiction
numérique de l’auto-échauffement permettrait de contourner ces obstacles en assurant
une rapidité et une flexibilité de la description du comportement du réactif face à l’auto-
échauffement.

1.3 Auto-échauffement de la biomasse brute

En dépit des nombreux incidents liés à l’auto-échauffement de la biomasse [21], cette
problématique reste peu étudiée comparée à l’échauffement du charbon. Néanmoins, le
secteur de la biomasse étant en plein essor, de plus en plus de recherches s’intéressent à ce
phénomène pouvant dégrader la biomasse pendant son transport, son stockage ou même
durant un traitement thermique comme la gazéification oxydative ou le prétraitement par
torréfaction [22, 23].
En effet, pour le cas de la biomasse stockée, les mécanismes exothermiques pointés peuvent
être d’origine physique, biologique et chimique. A température ambiante, la condensation
libère une faible quantité de chaleur qui a tendance à agir comme un catalyseur des ré-
actions exothermiques. Par ailleurs, la teneur en eau de la biomasse stockée (autour de
20%) offre des conditions propices au développement microbien par fermentation. De plus,
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l’hétérogénéité de la texture de la biomasse brute peut entraîner la formation de points
chauds et accentuer le risque d’auto-échauffement et d’auto-combustion notamment à
grande échelle.

Des études réalisées sur différents types de biomasse ont montré que l’auto-échauffement
de la biomasse peut se produire à basses températures (dès 30°C) [24, 25, 26] sous l’effet
de la fermentation, qui peut avoir lieu jusqu’à une température de 70°C [27]. Au delà de
cette température, l’activité microbienne cesse. Néanmoins, l’accumulation de la chaleur
produite par fermentation peut entraîner une élévation de la température qui déclenche
d’autres phénomènes plus exothermiques comme l’oxydation [26]. Dans de nombreux cas,
ce processus engendre une auto-combustion du substrat [28].

L’étude mené par Koseki et al. [25] met en avant le rôle de l’oxygène et de l’humidité
dans le développement de la fermentation dans un échantillon de plaquettes de bois hu-
mides soumis à une faible température d’environ 30°C. Même en absence d’oxygène une
faible chaleur est générée par les micro-organismes anaérobies.

Quelques travaux se sont intéressés à l’auto-échauffement pendant le stockage de la
biomasse, incluant principalement, les pellets et les sciures de bois. A l’échelle indus-
trielle, dans la majorité des cas traités, l’auto-échauffement de la biomasse fraîche peut
élever modérément la température du milieu, jusqu’à 60 à 70°C [27], par fermentation.
Plus la biomasse est fraîche, plus elle retient l’humidité et plus elle est sujette à l’auto-
échauffement. Dans d’autres scénarii rapportés, l’accumulation de la chaleur générée par
voie biologique déclenche des réactions d’oxydation à partir d’environ 130°C [26]. Celles-
ci, étant fortement exothermiques, provoquent une combustion spontanée marquée par
une augmentation drastique de la température. Généralement, comme pour le charbon,
la combustion spontanée non maîtrisée est suivie par un incendie et éventuellement une
explosion.

1.4 Auto-échauffement de la biomasse lignocellulo-
sique traitée thermiquement

1.4.1 Auto-échauffement du char

Le traitement du bois à hautes températures (> 300°C) en condition inerte par py-
rolyse produit entre autres du charbon de bois. Ce dernier peut avoir différents usages,
par exemple dans l’industrie de métallurgie comme réducteur et dans l’agriculture comme
amendement (biochar). De plus, ses propriétés adsorbantes font du char une matière
première pour produire du charbon actif. Néanmoins, le char est plus sujet à l’auto-
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échauffement que la biomasse brute, du fait de ses propriétés physico-chimiques plus
thermo-réactives.

Contrairement à la biomasse non-traitée, le char est hydrophobe et possède une hy-
groscopicité moins importante. Ces propriétés le rendent moins sujet à la fermentation.
Toutefois, d’autres mécanismes sont généralement mis en jeu lors de l’interaction entre le
char et l’oxygène. Il s’agit des mêmes processus que ceux connus pour le charbon à savoir :
l’adsorption chimique, la formation de complexes carbone-oxygène et l’oxydation directe
[29].

Parmi les premiers travaux de recherches s’intéressant aux mécanismes responsables
de l’auto-combustion du char à basses températures, Bradbury et Shafizadeh [30] se sont
intéressés à l’auto-échauffement du char de cellulose préalablement traité par pyrolyse à
550°C sous azote. L’exposition d’un échantillon de 2.5mg de char à l’oxygène sous 118°C
a montré un gain de masse provenant de l’adsorption chimique de l’oxygène. L’analyse
FTIR a montré l’augmentation de l’absorption à une longueur d’onde de 1700cm−1 corres-
pondant à la formation des groupement carbonyles. L’augmentation de la température de
traitement de 50°C, progressivement de 250°C à 400°C, fait diminuer l’absorption de cette
même longueur d’onde indiquant à la fois une décomposition du groupement carbonyle
et une perte de masse.

Par ailleurs, l’affinité du char à adsorber chimiquement de l’oxygène dépend fortement
de l’intensité du traitement thermique du bois. Pour le char de cellulose et le char de bois,
la température assurant une affinité optimale correspond à une pyrolyse incomplète (450-
500°C). Au delà de cette température, l’adsorption de l’oxygène par le char est réduite
[31, 29]. De nombreux travaux ont repris le protocole de Bradbury et Shafizadeh afin de
caractériser l’auto-échauffement du char de bois ou de charbon [29, 32].

La température d’ignition est définie comme étant la température transitoire à partir
de laquelle le taux d’oxydation augmente de façon drastique. Pour différents types de
char, la température d’ignition spontanée était estimée entre 150°C et 250 °C en fonction
de la température de pyrolyse du bois brute [33, 34]. En effet, dans [33], pour de l’épicéa
traité à 450°C, la température minimale d’ignition spontanée est de 150°C.

1.4.2 Auto-échauffement du bois torréfié

Quelques études se sont intéressées à l’auto-échauffement du bois pendant le prétrai-
tement de torréfaction, et en aval de ce même procédé. La torréfaction est un processus
de prétraitement de la biomasse lignocellulosique qui consiste à dégrader partiellement la

20



Chapitre 1 – Auto-échauffement des matières carbonées

biomasse à des températures allant de 200°C à 300°C sous gaz inerte. Le but de ce procédé
est de faciliter le stockage et le transport de la biomasse et d’optimiser le rendement éner-
gétique des procédés de gazéification [35] ou de co-combustion pour lesquels ce produit
torréfié est destiné. Néanmoins, ses propriétés en termes de porosité et de réactivité se
rapprochant de celles du charbon, ce produit présente des risques d’auto-échauffement lié
à l’exothermicité des réactions issues de son contact avec l’oxygène, aux caractéristiques
physico-chimiques du produit et aux conditions de traitement ou de stockage.

Auto-échauffement pendant la torréfaction

Lors d’une torréfaction sévère, les réactions exothermiques ont tendance à augmenter
la température du gaz alors qu’elle diminuait au cours du séchage en raison du besoin
en chaleur latente de vaporisation. Cette élévation de température entraîne des réactions
responsables de l’auto-échauffement [23].

A ce titre, quelques modèles ont été conçus afin de prédire le dépassement de tem-
pérature en torréfaction à petite et à grande échelle. Ces travaux ont investigué l’effet
des propriétés physiques de la biomasse telles que la teneur en eau et la taille de la
particules, ainsi que l’influence des conditions de traitement (température, durée) sur
l’auto-échauffement pendant la torréfaction.

L’effet de l’humidité de la biomasse brute sur le procédé de torréfaction a été mis en
avant dans plusieurs travaux. Une teneur en eau élevée nécessite un apport plus important
de chaleur latente afin d’éliminer l’eau contenue dans le bois. Ceci ralentit l’augmentation
de la température car la chaleur fournie est destinée à former la vapeur d’eau. L’élévation
de la température est donc retardée à la surface, et encore plus au centre de la particule.
Ensuite, la vaporisation a lieu de manière soudaine et massive. Ainsi, pour le cas d’une
particule de biomasse, une teneur en eau élevée peut provoquer un dépassement de tem-
pérature par rapport à la température imposée [36] plus accentué au centre. Néanmoins,
pour un empilement de particules, le traitement thermique est plus retardé à la sortie de
l’empilement (par rapport à la direction du gaz introduit) et le temps que les réactions
de dégradation se mettent en place le gaz est déjà refroidi [23].

Pour un traitement court, une particule de petite taille est plus traitée qu’une grosse
particule. Sur des temps longs et selon les conditions de traitement, la particule de taille
importante ayant une plus faible capacité à dissiper la chaleur peut être sujette à une
exothermicité spontanée durant la torréfaction. La conversion de la biomasse diminue
avec la taille de la particule du fait que la conduction devient plus limitante, entraînant
une hétérogénéité du milieu. Ceci peut provoquer une forte augmentation de la tempéra-
ture, notamment au centre de la particule qui pourrait dépasser la température imposée
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[37, 23, 38].

Afin d’optimiser le prétraitement par torréfaction et d’éviter les situations d’auto-
échauffement pendant la torréfaction, il est recommandé d’opter pour une température
relativement basse, assurant une bonne homogénéité du traitement sur une durée plus
longue [23, 36].

Auto-échauffement après la torréfaction

Quelques études se sont intéressées à l’auto-échauffement du bois torréfié stocké à
basses température [7, 39]. L’étude de Candelier et al. [7] consacrée au comportement
thermochimique du bois torréfié et du char soumis à l’air à 40°C. Le prétraitement a été
réalisé à des températures comprises entre 210 et 280°C. L’exposition à l’air a montré la
tendance du bois torréfié à s’auto-échauffer, notamment sous l’effet de la température de
prétraitement. Rappelons-le, pour le cas du char, une température optimale correspondant
à une pyrolyse partielle assure une adsorption maximale de l’oxygène. Dans la gamme de
température de torréfaction, l’adsorption augmente avec la température de prétraitement.
Ainsi, plus le bois est thermiquement dégradé plus il est sujet aux mécanismes exother-
miques d’oxydation, qui sont à l’origine de sa forte réactivité. On notera que pour le bois
uniquement séché (à des températures en dessous de la température de torréfaction), ni
adsorption ni auto-échauffement ne sont détectés.

Le phénomène d’adsorption a également été observé pour le bois fraîchement torréfié
au contact de l’air dans une étude plus récente [39]. Lim et Chew ont investigué l’adsorp-
tion chimique de l’oxygène sur du bois prétraité à l’air et à l’azote. Pour ce faire, une
partie du bois a été prétraitée sous air (à deux températures différentes, 140 et 150°C
pendant 50 et 30 jours respectivement) et le reste a été sévèrement torréfié sous azote (à
300°C pendant 1.5 min). Pour le bois sévèrement torréfié et soumis à l’air à des tempé-
ratures inférieures à 140°C, un gain de masse a été relevé indiquant une chimisorption de
l’oxygène. Plus la température est basse, plus le temps requis pour la saturation des sites
de chimisorption est élevé, pouvant aller jusqu’à 24 h pour une température de 74°C. A
des températures supérieures à 140°C, la masse augmente moins puis diminue, probable-
ment du fait de la présences de réactions parallèles d’oxydation.

Par ailleurs, concernant les substrats prétraités sous air à 140 et 150°C, leur réexpo-
sition à l’air provoque un gain de masse au bout d’un temps long, de 5 à 20h. Ce retard
pourrait être lié au fait que la pré-exposition à l’air bloque des sites actifs occupés par
la présence des complexes formés. Le gain de masse est expliqué par la décomposition
des complexes et la libération des sites actifs. Ces sites actifs sont donc réexposés à la
chimisorption.
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1.5 Mécanismes responsables de l’auto-échauffement

L’auto-échauffement est créé lorsqu’une quantité de chaleur spontanément générée
par des mécanismes exothermiques dépasse la dissipation de cette même chaleur par les
transferts convectif conductif ou radiatif. Les phénomènes provoquant l’auto-échauffement
peuvent être d’origine physique, biologique et chimique.

1.5.1 Cas de la biomasse

Les mécanismes généralement observés pour le cas de la biomasse brute sont d’origine
biologique, physique et parfois chimique.

— la fermentation : l’auto-échauffement de la biomasse brute peut avoir lieu à une tem-
pérature aussi basse que 30°C, principalement par fermentation de micro-organismes.
La fermentation aérobie produit de la chaleur jusqu’à 70°C ; une température trop
élevée pour la survie des micro-organismes. Cependant, si transport de la chaleur
est limité, celle-ci s’accumule en élevant la température du milieu jusqu’à une tem-
pérature suffisante pour déclencher des réactions d’oxydation.

— l’oxydation : elle débute autour de 130°C [26] ; cette réaction est caractérisée par la
combustion directe de la matière et la production de gaz carbonés

— la condensation : elle contribue, à température ambiante, à la création de chaleur.
La quantité de chaleur est faible. Néanmoins, elle permet d’accélérer les réactions
exothermiques d’auto-échauffement.

1.5.2 Cas du charbon et du bois thermiquement traité

Le charbon, le char et le bois torréfié, de part leur hygroscopicité, ne sont pas concer-
nés par l’exothermicité de l’activité microbienne [40]. Néanmoins, d’autres phénomènes
plus exothermiques interviennent lorsqu’il y a interaction entre les pores du substrat et
l’oxygène à basse température. Ces mécanismes peuvent être répartis en deux classe :
l’adsorption de l’oxygène et l’oxydation directe.

— l’adsorption de l’oxygène : ayant lieu pendant la phase initiale de l’oxydation du
charbon [39, 41], le processus d’adsorption comprend les étapes suivantes :

1) l’adsorption physique réversible des molécules d’oxygène sur la surface du ré-
actif exerce une faible force d’attraction (liaisons de Van der Waals).

2) l’adsorption chimique irréversible retient par des liaisons de valence les molé-
cules d’oxygène sur la surface du charbon. Il en résulte la formation de com-
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plexes oxygène-charbon instables incluant des peroxydes, hydroperoxydes et
des hydroxyles.

3) la décomposition des complexes instables en gaz et en complexes stables com-
prenant des carboxyles et des carbonyles. La libération des gaz permet de
régénérer les sites actifs occupés.

4) la décomposition des complexes stables en gaz et en complexes non-réactifs.
Ces derniers ne réagissent qu’à hautes températures (T>150°C) [41]. Cette
phase étant plus lente, elle entraîne une accumulation des complexes stables et
donc un ralentissement du taux d’adsorption de l’oxygène

L’adsorption chimique est limitée à une monocouche de molécules d’oxygène. Alors
que l’adsorption physique peut comprendre une seule ou de plusieurs couches de
molécules d’oxygène [42]. Il a été démontré que l’adsorption physique de l’oxygène
sur le charbon joue un rôle important à température inférieure à 0°C. A plus hautes
température, c’est le processus d’adsorption chimique qui devient dominant [42].
L’adsorption physique est caractérisée par une faible chaleur de réaction, du même
ordre que la chaleur d’évaporation de l’eau. Celle-ci s’étend de 6.7 à 20.9 kJ/mol
d’oxygène. Quant à la chaleur d’adsorption chimique, elle est plus élevée, allant de
83.6 jusqu’à 418 kJ/mol, et dépend du type de charbon et de la quantité d’oxygène
consommée [3].

— La réaction d’oxydation directe : fortement dépendante de la température, cette
réaction a lieu sur la structure aromatique ou aliphatique du charbon, d’où elle
libère des composés gazeux comprenant le CO2, le CO et le H2O.

Sur le long terme, les réactions d’oxydation directe dominent car on observe une forma-
tions de complexes non-réactifs, qui entraîne une désactivation progressive d’une partie
des sites actifs dédiés à l’adsorption [3]. Le taux de consommation d’oxygène atteint un
régime permanent. A ce stade, Kaji et al. [43] estiment la chaleur d’oxydation entre 300
et 379 kJ/mol d’oxygène pour une gamme de température de 20 à 170°C.

Les phénomènes de génération de chaleur résultant du contact entre l’oxygène et le
bois thermiquement modifié sont très peu étudiés dans la littérature. Le mécanisme d’ad-
sorption chimique de l’oxygène sur le char a été démontré. Celui-ci est maximal pour le
charbon de bois préalablement traité à des température allant de 450 à 500°C et pour le
char de cellulose pyrolysée à 550°C.

Dans l’étude de Hshieh et Richards [29], l’adsorption chimique de l’oxygène sur le char
est détectée à une température de 140°C sous air. Au delà de 270°C l’oxydation directe
du char prend le relais. Concernant le bois torréfié, seuls Lim et Chew [39] se sont penchés
sur l’identification de la chimisorption de l’oxygène sur du bois sévèrement torréfié. Cette
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étude a montré que le bois thermiquement modifié peut contenir différents types de sites
actifs dédiés à l’adsorption chimique selon l’intensité du traitement qu’il subit.

1.6 Paramètres influençant l’auto-échauffement

L’auto-échauffement est sensible à plusieurs paramètres internes et externes. Les fac-
teurs internes comprennent les propriétés physico-chimique de la matière concernées (taille,
volume du stockage, teneur en eau ...). Les facteurs externes sont liés aux conditions im-
posées en termes de température, de vitesse de gaz oxydant de ventilation et de quantité
d’oxygène présente dans ce gaz.

1.6.1 Propriétés de la matière

Taille de la particule, surface spécifique et volume du stockage

Il a été démontré que la taille de particule de charbon peut avoir une forte influence sur
son taux d’oxydation à basses températures. De nombreux travaux réalisés sur le charbon,
montrent que pour des particules de tailles allant de la centaine de microns à quelques
centimètres, en diminuant le diamètre de la particule, la surface spécifique devient plus
importante et offre une meilleure accessibilité aux sites actifs présents sur la surface in-
terne du charbon [3].

Par ailleurs, une étude a démontré qu’une pile de plaquettes de saule est plus sujette
à l’auto-échauffement qu’une pile de morceaux de saule. Ce résultat a été expliqué par le
fait que les plaquettes de bois contiennent plus de particules fines (≤5 mm) dont la dis-
tribution granulométrique est plus uniforme. Ceci entraîne une tassement des plaquettes
plus important, limite la perméabilité ainsi que la dissipation de la chaleur produite [28].

De ce fait, la taille de la particule est un des paramètres qui déterminent le régime
d’oxydation à basses températures. Trois régimes de réaction sont identifiés pour le cas
du charbon (voir fig. 1.2) :

1) le régime à dominante cinétique : généralement les particules très poreuses avec une
grande surface de réaction suivent un régime principalement de réaction chimique
intrinsèque. Le gaz diffuse rapidement vers la surface interne du charbon, la où la
plupart des sites actifs sont situés.

2) le régime intermédiaire : pour des particules moins poreuses ayant des coefficient de
diffusion moléculaire d’oxygène plus élevé, la cinétique chimique est plus lente que
la diffusion permettant à l’oxygène de diffuser dans la matière avant de réagir. La
taille de la particule influence ce régime intermédiaire.
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Figure 1.2 – Schéma illustrant les régimes d’oxydation du charbon à basse température
[44]

3) le régime de transfert externe de masse : concerne des particules non poreuses ou de
forte résistance à la diffusion interne. Ce régime n’intervient qu’à hautes tempéra-
tures durant la combustion de la matière. Il est marqué par une réaction d’oxydation
ayant majoritairement lieu sur la surface externe du charbon qui ne présente aucune
résistance à la diffusion. Cette réaction chimique est ainsi rapide comparée au trans-
fert de masse et la concentration de l’oxygène à la surface externe est quasi-nulle.

Akgun et Arisoy [45] ont montré que pour des gammes de diamètres de particules
allant de 2-5 mm à 20-50 mm, le régime d’oxydation passe d’un régime cinétique à un
régime couplé diffusion et cinétique et finalement au régime de transfert de masse externe.
Cette étude a montré que le facteur préexponentiel de la loi d’Arrhénius diminue considé-
rablement avec l’augmentation du diamètre de la particule du fait de la diminution de la
surface spécifique. L’énergie d’activation est moins influencée par la taille de la particule.
Elle diminue avec l’augmentation de la taille de la particule car le taux de l’oxydation
devient moins sensible à la température en régime diffusif/chimique et transfert externe
de masse [46, 44].

Par ailleurs, à l’échelle pilote, l’augmentation de la taille de particules arrangées dans
un réacteur, d’une part, diminue l’oxydation, la hausse de température et le risque d’auto-
combustion du charbon, comme expliqué précédemment. D’autres parts, la perméabilité
du milieu étant réduite, des points chauds sont susceptibles de se former, se présentant
comme des zones de faibles perméabilités où le transport du gaz est limité et le risque de
combustion spontanée est accentué.

L’étude réalisée par Mahmoudi et al [22] a porté sur la caractérisation de l’auto-
échauffement d’un lit fixe de biomasse soumis à l’air préchauffé à 250°C. Les simulations
menées montrent que l’auto-combustion est retardée en augmentant la taille des parti-
cules. Néanmoins, l’influence de la taille de la particule sur la position de la combustion
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dans le lit est négligeable.

A plus basse température, sous une convection naturelle, Tengku [47] a examiné l’in-
fluence de la hauteur et du volume d’un lit de particule de bois torréfié disposé dans des
corbeilles cubiques (60 à 100 mm de coté). Les expérimentations menées montrent que
l’augmentation du volume du lit retarde le début d’auto-échauffement. Si la hauteur du
lit, dans les mêmes conditions, dépasse 10 mètres, l’auto-combustion peut se déclencher
à une température de 50°C [26].

Des simulations ont été réalisées pour une température de 60°C à des hauteurs allant
de 2 à 8 m pendant 187,5 jours. Les résultats ont montré un faible auto-échauffement d’en-
viron 5°C ; celui-ci est localisé à l’axe en haut du lit. Le compactage du substrat augmente
dans certains cas le risque d’auto-échauffement [48]. Ceci est contradictoire avec certaines
pratiques industrielles qui consistent à tasser le stock pour éviter l’auto-combustion de la
charge. Dans d’autres cas, compacter un gros volume de biomasse stocké limite l’accès de
l’oxygène à la surface du substrat et réduit ainsi le risque d’auto-échauffement.

Humidité

La teneur en eau du réactif peut jouer un rôle important dans le processus d’oxydation.
L’interaction entre le bois et la vapeur d’eau est exothermique ou endothermique selon s’il
y a condensation ou évaporation. La condensation génère une faible quantité de chaleur
qui a tendance à accélérer le taux d’oxydation par effet catalytique. Cependant, pour le
charbon, à une gamme d’humidité critique, propre à chaque type de charbon, la consom-
mation d’oxygène est maximale. Au delà de cette gamme, la vapeur d’eau se condense au
niveau des pores formant une structure multi-couches et bloque ainsi la diffusion de l’oxy-
gène vers les sites actifs d’adsorption. En deçà de l’humidité critique, seulement une partie
des sites actifs est accessible aux molécules d’eau arrangées en monocouches. Par consé-
quent, le processus de chimisorption de l’oxygène est ralenti [3] et l’auto-échauffement
est retardé. Le séchage au préalable du charbon débloque les pores situés sur la surface
externe et régénère un nombre de sites actifs d’adsorption de l’O2 incluant quelques sites
actifs se situant sur les surfaces externes du charbon.

Réactivité du substrat

Pour le cas du bois torréfié, l’auto-échauffement du substrat stocké sous air augmente
avec la sévérité de la torréfaction [16, 49]. Ceci est lié à l’augmentation de la teneur
en carbone de la matière torréfiée qui disposera d’un plus grand nombre de sites actifs
participant aux mécanismes d’oxydation à l’origine de l’auto-échauffement.

27



Chapitre 1 – Auto-échauffement des matières carbonées

Age de la biomasse

Dans la littérature, il a été démontré que pour des températures de stockage et de
traitement relativement faibles (23 à 50°C) le bois le plus frais est plus sujet aux réactions
d’oxydation [8]. Des mesures de calorimétrie isotherme à air ont été réalisées sur des
échantillons de pellets frais et des pellets stockés pendant quelque jours à un an. Les
résultats montrent que le taux de chaleur libérée par les réactions dépendante de l’oxygène
dépend de l’âge des granulés : les plus frais génèrent plus de chaleur et les granulés âgés
d’un an n’émettent presque pas de chaleur.

1.6.2 Conditions environnantes

Température du milieu

L’auto-échauffement du bois torréfié exposé à l’air dépend fortement de la température
environnante. A basses températures (< 200°C), l’oxydation augmente avec la tempéra-
ture. Les sites actifs dédiés à la chimisorption se saturent plus vite en augmentant la
température. Dans [39], à une température comprise entre 168 et 185°C, une chimisorp-
tion rapide est observée, suivie d’une phase de perte de masse indiquant un dégazage. En
effet, dans l’étude d’Evangelista et al. [49] réalisée sur un lit de hêtre torréfié soumis à
l’air à des températures allant de 110°C à 150°C, la production de gaz oxydés augmente
avec la température du milieu.

Vitesse d’air de ventilation

Nordon [50, 4] a testé l’effet de la vitesse de l’air sur l’auto-échauffement d’un lit
de charbon de 4.5 m de haut. Il a montré que le débit d’un gaz oxydant traversant
un lit de charbon peut avoir deux effets différents sur l’auto-échauffement en fonction
de l’importance du débit. Pour une plage de débits relativement faibles (vitesse d’air
allant de 10−5 à 2× 10−5 m/s), l’auto-échauffement augmente en élevant le débit. Ceci a
été expliqué par l’augmentation du transport de l’oxygène qui favorise la production de
chaleur.

Pour une plage de débits plus forts (vitesse d’air de 10−4 m/s, par exemple), en aug-
mentant le débit, on limite l’auto-échauffement. Ainsi, dans ce cas, un débit élevé assure
un transfert convectif plus important de la chaleur générée.

Présence d’oxygène

La présence d’oxygène est la principale cause du caractère exothermique de l’échauffe-
ment spontané. Classiquement, l’auto-échauffement est examiné en laboratoire en présence
d’air (21% d’O2) afin de reproduire l’exposition du substrat réactif stocké à l’air dans l’in-
dustrie. Cependant, afin d’éviter des situations de combustion spontanée, le système peut
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être appauvri en O2 par l’ajout de l’azote. L’effet de la présence d’oxygène sur l’oxydation
de plusieurs types de charbon à basses températures a été étudié [51, 52]. La vitesse de
consommation d’oxygène en fonction de la fraction d’oxygène dans le milieu a été investi-
guée. Entre 11 et 16% d’oxygène, l’évolution du taux de consommation d’O2 est quasiment
identique. Par contre, de 16 à 21% d’oxygène, le taux de consommation d’O2 augmente
de façon significative. De ce fait, la production de chaleur augmente ainsi que le risque
d’auto-échauffement. De plus, la durée de l’adsorption est réduite avec l’augmentation de
la concentration d’oxygène [52].

1.7 Approche expérimentale

Différentes techniques expérimentales sont adoptées dans le cadre de la caractérisation
et de la compréhension du phénomène d’auto-échauffement. Largement connues pour le
charbon et également appliquées sur la biomasse, ces méthodes sont décrites ci-dessous.

1.7.1 Analyse ATG/DSC

Cette méthode est largement employée ; elle permet de mesurer à la fois la variation
de la masse et la chaleur générée [31, 32, 3]. Pendant l’oxydation du charbon ou du bois
thermiquement modifié, le signal de masse analysé montre généralement un gain de masse
suivi d’une perte de masse indiquant la formation de complexes oxygène-carbone suivi
d’une décomposition de ces complexes. Des travaux se sont appuyés sur les mesures du
signal de masse de l’échantillon afin de construire un modèle cinétique décrivant l’évolution
du système pendant l’auto-échauffement [39]. Cette méthode est souvent associée à une
méthode analytique de spectroscopie infrarouge à transformée de Fourier (FTIR).

1.7.2 Analyse spectroscopique à infrarouge (FTIR et IR in situ)

L’analyse FTIR a pour objectif d’étayer les résultats de l’ATG en identifiant les grou-
pements fonctionnels formés sur le solide et à l’origine des variations de masse. Ces grou-
pements constituent les complexes formés suite à l’adsorption chimique de l’oxygène sur la
surface du réactif. Bradbury et Shafizadeh [30] ont mené des analyses couplant ATG/DSC
et FTIR sur du char de cellulose préalablement traité par pyrolyse à 550°C et exposé à
l’oxygène sous 118°C. Les résultats de l’ATG ont montré un gain de masse pouvant pro-
venir de l’adsorption chimique de l’oxygène. L’analyse FTIR a montré l’augmentation de
l’absorption à une longueur d’onde de 1700 cm−1, correspondant à la formation des grou-
pement carbonyles. L’augmentation de la température de 50°C fait diminuer l’absorption
de cette même longueur d’onde, indiquant à la fois une décomposition du groupement
carbonyle ainsi qu’une perte de masse.
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D’autres travaux basés sur des analyse ATG-FTIR ont montré que l’oxydation du char-
bon entraîne un gain de masse qui résulte de la formation des groupements carboxyles et
carbonyles. De même, l’absorbance des carboxyles et des carbonyles augmente pendant
la période du gain de masse. La formation de ces groupements contribue majoritairement
au gain de masse observé par analyse TG. Ainsi, pendant la phase de perte de masse ces
groupements diminuent indiquant que les groupement carboxyles contiennent des sites
générant du CO2 et que les groupes carbonyles contiennent des sites générant du CO [53].

Cette technique permet également d’analyser les gaz formés pendant l’oxydation.
Zhang et al [52], dans leur approche couplée ATG/DSC et FTIR sur un échantillon de
charbon, ont montré que la production de gaz (CO, CO2, H2O) commence dès la phase
d’adsorption de l’oxygène. Ainsi, à ce stade, la formation de complexes oxygène-carbone
dépasse la production de gaz. L’analyse de l’absorbance des espèces gazeuses (CO, CO2

et H2O) en fonction de la température (de 100 à 300°C) montre que la production des
gaz augmente avec la température. Une perte de masse accompagne cette libération de
gaz qui dominera progressivement la formation de complexes oxygénés [52, 53].

Par ailleurs, il a été démontré que la formation des carboxyles est accompagnée par une
baisse des carbones aliphatiques sur la surface du charbon à une température d’environ
140°C. Ceci pourrait être dû à la présence d’une liaison entre les carbones aliphatiques et
les carboxyles. Cette liaison est probablement un peroxyde qui est difficilement détectable
mais généralement rapporté dans la littérature. Ainsi, à basses température, l’oxygène
est capturé dans le carbone aliphatique en forme de peroxyde et la décomposition de
peroxydes forme des carboxyle et du H2O [54].

1.7.3 Calorimétrie adiabatique

D’autres techniques de mesure de chaleur plus précises que les analyses classiques
(DSC, ATD), sont appliquées dans l’étude du phénomène d’auto-échauffement. Le mi-
crocalorimètre C80 est appliquée pour la mesure de la chaleur libérée durant l’auto-
échauffement de la biomasse [26] et du charbon. En effet, cette méthode d’une haute
sensibilité détecte des chaleurs libérées de l’ordre de 20 µW. Dans le cas de biomasse,
des flux de chaleur compris entre 2 et 12 mW ont été détectés [26, 25]. Cette approche a
également permis de quantifier la chaleur libérée par le charbon exposé à une atmosphère
réduite en oxygène [55]. Une autre méthode d’analyse thermique isotherme de microcalo-
rimétrie TAM, encore plus sensible que le C80 (0.2 µW), a permis de mesurer de faibles
quantités de chaleur générée par fermentation anaérobie de la biomasse humide [25].

Afin de confirmer la hausse de la température et de repérer l’emballement thermique,
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un équipement a été conçu : le SIT (Spontaneous Ignition Tester), pour suivre l’évolu-
tion de la température d’un échantillon de biomasse en conditions adiabatiques [25]. Des
essais réalisés ont montré que le temps d’induction avant le début de l’auto-ignition dimi-
nue pour des températures de consigne allant de 28 à 64°C. Par contre, dans l’intervalle
de température compris entre 70 et 85°C, le temps d’induction augmente. Ceci pourrait
être dû à la diminution de fermentation des micro-organismes du fait de l’appauvrisse-
ment du milieu en humidité. A des température entre 90 et 130°C, la température reste
constante, indiquant l’absence de production de chaleur liée à l’absence d’activité micro-
bienne. Néanmoins, à plus hautes températures (130-250°C), une auto-combustion a lieu
rapidement après l’injection de l’oxygène. A ce stade, la combustion de l’échantillon est
liée uniquement aux réactions d’oxydation.

Une autre méthode adiabatique appliquée sur le charbon consiste à refroidir en mi-
lieu inerte un échantillon préalablement séché à 40°C, puis à le mettre dans un four
adiabatique. Une fois la température du charbon en équilibre à 40°C, l’oxygène est in-
troduit. Le temps que la température atteigne 70°C permet d’estimer le taux moyen
d’auto-échauffement dû à l’augmentation de la température suite aux réactions exother-
miques d’oxydation, connu sous le nom de l’indice R−70 (°C/h). Cet indicateur a permis
de montrer que le charbon de rang inférieur est plus sujet à l’auto-échauffement.

1.7.4 Analyse de gaz

L’auto-échauffement est accompagné d’une émission de gaz carbonés, principalement
le CO2 et le CO. Ces gaz sont analysés par chromatographie gazeuse (CG) ou par ana-
lyse IRND (infra-rouge non-dispersif). La consommation d’oxygène est également suivie
à l’aide d’un analyseur paramagnétique. Les gaz émis pendant le stockage de plaquettes
de bois brutes et de plaquettes de bois torréfiées ont été analysés par CG. Les mesures
montrent qu’à basses températures (20 et 40°C) le bois torréfié (à 250°C) émet moins de
CO et de CO2 que le bois brut, et n’émet pas de CH4 contrairement au bois brut. Ces
résultats indiquent que le bois torréfié, du fait de sa faible teneur en eau et son hydro-
phobicité, n’est pas sujet à la dégradation microbienne comme est le cas du bois brut.
L’émission de gaz dépend fortement de la température de stockage. Evangelista et al.
[56] se sont intéressés à l’analyse de gaz émis par le bois fraîchement torréfié à 285°C et
refroidi à des température allant de 110°C à 150°C. Ces essais ont été réalisés sur une
durée d’une heure dans un réacteur de 12 L raccordé à un analyseur IRND et un ana-
lyseur paramagnétique. Les concentrations du CO et du CO2 ont la même allure : une
forte production initialement suivie d’une stabilisation de la production de gaz ont été
relevées entre 110 et 140°C. A 150°C, la production de gaz ne se stabilise pas et continue
d’augmenter, indiquant une combustion spontanée de l’échantillon. Par ailleurs, l’ana-
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lyse paramagnétique assure le suivi de la concentration de l’oxygène. Elle montre que la
quantité d’oxygène consommée est supérieure aux quantités d’oxygène dans les gaz émis.
Ceci appuie l’existence du phénomène d’adsorption de l’oxygène sur la surface de bois
thermiquement prétraité.

1.7.5 Réacteurs

Pour assurer une description de l’auto-échauffement plus proche de la réalité observée
à l’échelle industrielle, ce phénomène peut être étudié à l’échelle pilote dans des réacteurs
à lit fixes. L’intérêt est de suivre l’évolution de la température au sein du lit et d’analyser
les gaz mis en jeu. Pour ce faire, ces réacteurs sont essentiellement munis de thermocouples
et d’analyseurs de gaz. Cette approche est généralement complétée par la conception d’un
modèle décrivant la cinétique d’oxydation de la matière couplée, dans le meilleur des cas,
à un modèle décrivant les phénomènes de transferts de masse et de la chaleur [15, 22].
De nombreux travaux dédiés à l’oxydation du charbon à basses températures à l’échelle
du réacteur proposent des modèles de prédictions de la consommation d’oxygène et de la
formation des gaz carbonés [57, 15].

D’autres études se sont intéressées à l’effet du débit d’air et de la hauteur du lit sur
l’auto-échauffement du char et du charbon a l’échelle d’un réacteur [58, 50]. Par exemple
Nordon et al. [50] ont mis en place un réacteur cylindrique de 25 L contenant environ 18
kg de matière. Comme expliqué précédemment, cette étude a mis en avant l’impact du
débit d’air sur l’auto-échauffement.

Par ailleurs, l’investigation de l’effet de la hauteur du lit indique que l’auto-échauffement
augmente avec la hauteur du lit ; il existe une hauteur critique (8 m) au delà de laquelle
l’auto-échauffement est prononcé.

L’étude d’Arisoy et al. [59] a permis de détecter un point chaud au sein d’un lit fixe de
charbon (40-70 kg) dans un réacteur de 62 L. Initialement stocké à température ambiante
en présence d’air, le suivi de la température du substrat indique la présence d’un point
chaud dès 3.5 jours de stockage. Au bout de 4.4 jours de stockage, le point chaud fini par
provoquer un emballement thermique.

Quelques travaux ont investigué l’auto-échauffement à l’échelle industrielle. Un dispo-
sitif expérimental munis d’un four d’une capacité de 15 tonnes a été mis en place afin
d’étudier la combustion spontanée du charbon en présence d’oxygène [60]. L’évolution de
la température a été suivie à l’aide de thermocouples positionnés à différents niveaux. La
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composition des gaz produits a été analysée par chromatographie. Le taux de consomma-
tion d’oxygène a été estimé à partir de l’équation de conservation de l’oxygène en régime
permanent. Le taux de consommation de l’oxygène augmente quasiment en exponentiel,
lentement au dessous de 70°C et fortement au delà de 100°C. Le terme source a été estimé
à partir de l’équation de la chaleur en prenant en compte l’accumulation, la diffusion et
la convection. Ce dernier suit une évolution exponentielle en fonction de la température,
lente puis rapide à partir de 100°C. A 150°C, le terme source calculé est d’environ 2000
W/m3.

1.7.6 Basket heating method

Cette méthode a été validée par confrontation à l’ATG/DSC pour un auto-échauffement
entre 100 et 150°C [16, 61]. Réalisée sur des échantillons de plus grande taille, cette mé-
thode est basée sur le critère de variation de la température dans l’échantillon pour évaluer
l’auto-échauffement. L’évolution de cette méthode s’articule comme décrit ci-dessous.

La méthode de Frank-Kamenetskii

La théorie de Frank-Kamenetskii (F-K) prédit la température d’auto-inflammation
d’un milieu réactionnel en fonction de sa taille pour des géométries simples. Elle repose
sur le bilan thermique du système supposé stationnaire avec une libération de chaleur et
évacuation par conduction [13] (éqt. 1.7.1). Cette méthode s’intéresse au phénomène de
combustion spontanée qui suit les cas supercritiques de l’auto-échauffement caractérisés
par une forte hausse continue de la température.

k∇2T = −∆HρsA exp(−E/RT ) (1.7.1)

q(T ) = ∆HρsA exp− E

RT
(1.7.2)

Où
∆H : chaleur de réaction (kJ/kg)
ρs : masse volumique du solide (kg/m3)
A : facteur préexponentiel (s−1)
E : énergie d’activation (J/mol)
R : constante des gaz parfaits (J/mol/K).
Après un changement de variable l’équation 1.7.1 devient :

∇2θ = −σ exp θ

1 + εθ
(1.7.3)
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Avec,
θ = Ea

RT 2
amb

(T − Tamb)

Tamb : température de surface (ambiante),
ε = RT/E,
z = x/r.

La température initiale étant ambiante, l’énergie d’activation est élevée. Ainsi, on peut
supposer ε << 1, l’équation 1.7.3 devient :

∇2θ = −σ exp θ (1.7.4)

avec :

σ = Er2∆HρA
λRT 2

amb

exp−E/RT (1.7.5)

Les valeurs du paramètre de F-K (σ) pour lesquelles l’équation 1.7.3 admet une solution
caractérisent un état stationnaire. La valeur maximale de ce paramètre (σc) permet la
résolution de l’équation différentielle en régime critique. Plusieurs valeurs sont attribuées
à ce paramètre critique variant en fonction de la géométrie du système [13].

La méthode du point de croisement

Cette approche s’intéresse à l’auto-échauffement transitoire d’un échantillon se trou-
vant dans un panier. Expérimentalement, l’échantillon est tassé dans un panier placé à
l’intérieur d’un four préchauffé [62]. Deux à trois thermocouples permettent de mesurer
la température au centre et à quelques millimètres du centre sur le même plan horizontal.
Les thermocouples sur l’échantillon donnent la différence de température par rapport au
centre. Ainsi, lorsque la valeur donnée est nulle, la température du point de croisement
est atteinte ; au-delà de cette température le système est en auto-échauffement.

Le nombre de Biot est considéré fini et la géométrie simple. Cette méthode permet
d’estimer les paramètres cinétique d’un échantillon poreux réactif chauffé symétriquement.
Dans le cas d’une plaque la conservation de la température est exprimé comme suit :

(∂T
∂t

)T =Tpc = QA

Cp

exp(−E/RTpc) (1.7.6)

ln(∂T
∂t

)Tpc = ln(QA
Cp

)− E

RTpc

(1.7.7)

Au point de croisement, la température au sein du milieu est considérée homogène ; le
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terme de conduction est donc nul.

La méthode de la chaleur libérée

Cette méthode est similaire à la méthode du point de croisement, seulement, ici, la
conduction est négligeable et la température critique en question est atteinte lorsque la
différence de température entre le centre du système et la température du four est nulle
[62].

1.8 Approche numérique

1.8.1 Modélisation de la cinétique

Afin de prédire le taux de consommation d’oxygène, il est important de comprendre
les mécanismes ayant lieu pendant l’auto-échauffement du réactif. A cet effet, les modèles
développés pour décrire l’oxydation du charbon à basses températures ne permettent pas
de décrire finement la cinétique du fait de la complexité de la structure poreuse du charbon
et de sa composition chimique.

Modèle d’adsorption d’Elovich

Le modèle d’Elovich décrit la cinétique de décroissance exponentiel de l’adsorption avec
l’augmentation de la quantité d’oxygène adsorbée. Ce modèle est généralement associé à
l’adsorption des gaz sur des adsorbants hétérogènes [63, 64]. Il a été appliqué pour prédire
l’adsorption chimique de l’oxygène sur le charbon et le bois thermiquement modifié [44, 39]
à température constante. L’équation d’Elovich est exprimée dans l’équation 1.8.1 :

dq
dt = a exp(−bq) (1.8.1)

avec : q : quantité d’oxygène adsorbée. a, b, t0 : constantes.
il a été démontré que la constante a représente le taux de chimisorption initial qui

caractérise la réactivité intrinsèque du substrat vis-à-vis de l’oxygène. Néanmoins, le pa-
ramètre b n’a pas de sens physique défini. Il a une tendance décroissante en fonction de la
température à l’inverse du paramètre a, qui augmente avec la température du traitement
[39, 65].

La forme intégrée de l’équation d’Elovich 1.8.1 est formulée dans 1.8.2

q = 1/b ln(ab) + 1/b ln(t− t0) (1.8.2)
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La droite isotherme d’Elovich est précédée par une déviation au début de l’adsorption,
généralement appelée phase pré-Elovich. A ce stade, la formation des oxydes de carbone
est dominée par la décomposition thermique des complexes oxygénés. Ce mécanisme de
décomposition s’apparente à un processus de désorption chimique. Il est supposé que du-
rant la phase pré-Elovich, l’émission des oxydes de carbone dans le flux gazeux vient de
l’adsorption physique du CO et CO2 [64].

Si le processus d’adsorption chimique n’est pas précédé ou suivi d’un autre phénomène,
on a t0 =1/ab. Sinon, à t = tc, q =qc :

t0 = exp(bqc/ab)− tc

t0 peut être déterminé par extrapolation du tracé t=f(1/Rads).

Ce modèle a initialement été appliqué pour décrire la chimisorption de l’oxygène par
le char de cellulose, le char de bois et le char de charbon [31, 29, 32]. Cette approche
décrit correctement la cinétique de chimisorption de l’oxygène à basses températures. Le
modèle d’Elovich est cohérent avec le principe d’évolution de la chimisorption, expliqué
précédemment. La chimisorption du bois accroît avec la température de traitement ther-
mique jusqu’à 550°C ; au delà de cette température, la chimisorption décroît. Il est à
noter que dans l’étude de Hshieh et Richards [29] le char de bois a été soumis à l’air à
une température de 140°C.

Plus récemment, Lim et Chew ont appliqué le modèle d’Elovich sur du bois torréfié à
300°C et soumis à l’air pour des températures inférieures à 140°C afin de ne décrire que
l’adsorption chimique (sans prendre en compte la décomposition des complexes formés).
A l’aide des valeurs du taux initial de chimisorption à différentes températures (74, 109,
139°C), l’énergie d’activation apparente a été évaluée à 6.694 kJ/mol. Cette valeur est
cohérente avec les valeurs proposées dans la littérature pour le carbone (1.297 à 5,188
kJ/mol) et pour le char de cellulose, l’énergie d’activation minimale est de 5.272 kJ/mol.
Ceci montre que la nature des sites actifs de chimisorption est différente d’un substrat à
un autre. De plus, ces valeurs sont faibles que ce soit pour la cellulose fibreuse ou pour
le bois torréfié qui est plus compact. Ceci pourrait être justifié par la présence d’un réar-
rangement des molécules d’oxygène adsorbées [39, 31, 29].

Dans [66], la prise de masse estimée au bout de 24h de chimisorption augmente avec
la température de chimisorption. Ce résultat souligne que le nombre de sites actifs de
chimisorption n’est pas correctement défini, probablement, du fait qu’à des températures
aussi basses que 100°C à 200°C, les sites actifs ne se saturent pas au bout de 24h. Des
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temps encore plus longs pourraient assurer la saturation des sites actifs.

Afin de pallier ceci, une cinétique distribuée permet de définir des énergies d’activation
propres à chaque site actif pour décrire la chimisorption à différentes températures. Pour ce
faire, un modèle de distribution de l’énergie d’activation a été proposé dans la littérature.

Modèle de distribution de l’énergie d’activation (MDEA)

Teng et Hsieh [66] ont développé un modèle MDEA afin de décrire la distribution
des énergies d’activation au cours de la chimisorption de l’oxygène sur du carbone à
basses températures (100-200°C). La formulation de ce modèle est basée sur les hypothèses
suivantes :

— A chaque site actif de chimisorption est attribuée une énergie d’activation, et le
nombre total de sites actifs est constant

— Chaque site actif de chimisorption est occupé par une seule molécule de carbone
pour la formation des complexes oxygène-carbone

— La distribution de l’énergie d’activation de chimisorption est continue

— A basses températures (< 200°C), la décomposition des complexes oxygénés est
considérée comme négligeable

Plus précisément, ce modèle décrit uniquement la fixation irréversible des molécules
d’oxygène sur la surface du carbone. Le taux de formation des complexes C(O) est défini
dans l’équation 1.8.3

−dN
dt = k.N.PO2 = A exp(−E/RT ).N.PO2 = A′ exp(−E/RT ).N (1.8.3)

Avec N : nombre de sites actifs disponible de chimisorption à l’instant t caractérisé
par une énergie d’activation E, k est la constante de chimisorption, A, le facteur pré-
exponentiel et PO2 est la pression partielle de l’oxygène (A′ = k0 × PO2). En intégrant
l’équation 1.8.3, nous obtenons l’équation 1.8.4

N

N0
= exp[

∫ ∞
0
−A exp(−E/RT )dt] (1.8.4)

N0=N à t=0. Le nombre total de sites actifs disponibles restants (N ′) est obtenu en
intégrant sur les énergies d’activation :

N ′ =
∫ ∞

0
NdE (1.8.5)

N ′ est défini dans l’équation 1.8.5 comme étant le nombre des sites actifs disponibles
par unité d’énergie d’activation. L’équation 1.8.4 devient :
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N ′

N ′0
=
∫ ∞

0
exp[−At exp(−E/RT )]f(E)dE (1.8.6)

Finalement, la distribution de l’énergie d’activation est obtenue par les équations 1.8.7 et
1.8.8

E = RT [ln(At) + 0.693] (1.8.7)

f(E) = −dN ′
dt t/(N

′
0RT ) (1.8.8)

La distribution de l’énergie d’activation est illustrée dans la figure 1.3. Afin de tenir
compte du fait que les énergies d’activation des sites actifs de chimisorption sont indépen-
dantes de la température de chimisorption, le modèle MDEA a été appliqué à différentes
températures. Les résultats montrent que l’énergie d’activation est comprise entre 3 et
30 kJ/mol, proche de l’énergie d’activation du modèle d’Elovich (4.4 à 33 kJ/mol). Par
ailleurs, cette distribution n’est pas une gaussienne, mais s’apparente à un début de gaus-
sienne. Il en a été déduit qu’à basses températures, seulement une partie des sites actifs
dotée d’une énergie d’activation assez faible, contribue à la chimisorption de l’oxygène à
basses températures. D’autres parts, à plus hautes températures, le modèle MDEA déve-
loppé par de Du et al. [67] décrit la distribution des énergies d’activation de l’adsorption
de l’oxygène et de la désorption des complexes C-O par une gaussienne pendant la ga-
zéification du carbone. Ce même modèle appliqué à l’adsorption à basses températures
prédit une quantité d’oxygène adsorbée en désaccord avec les données expérimentales. La
conclusion tirée de ces résultats rejoint celle avancée par Lussow et al., qui répartissent les
sites actifs disponibles à l’adsorption en deux catégories. Les sites d’adsorption de type I
ont des énergies d’activation assez faibles pour réagir à des températures de chimisorp-
tion (< 250°C). Les sites de chimisorption de type II, de fortes énergies d’activation, ne
réagissent qu’à plus hautes températures (> 300°C). La distribution de l’énergie d’acti-
vation illustrée dans la figure 1.3 met l’accent sur le fait que de nombreux sites actifs de
chimisorption (type II) sont inactifs à faibles températures (< 250°C).

Modèles à réactions parallèles

D’autres modèles ont permis de prédire le taux de consommation d’oxygène et le taux
de production de CO, CO2 issus de l’oxydation du charbon à basses températures en se
basant, globalement, sur deux réactions parallèles : la réaction d’oxydation directe et la
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Figure 1.3 – Distribution de l’énergie d’activation de la chimisorption d’oxygène sur du
char (k0 = 20h−1kPa−1) [66]

réaction d’adsorption. A ce titre, plusieurs séries de schémas cinétique ont été proposés
dans la littérature (voir fig. 1.4).

L’adsorption physique de l’oxygène sur la surface du charbon est rarement prise en
compte dans les modèles cinétiques décrivant l’auto-échauffement du charbon à basses
températures. Karsner et al. [69] ont développé un modèle cinétique d’oxydation du char-
bon à l’échelle d’un réacteur à lit fixe comprenant les deux réactions parallèles commu-
nément abordées : la réaction d’oxydation directe et la réaction d’adsorption, incluant
l’adsorption physique et chimique et la décomposition des complexes carbone-oxygène.
La production d’eau a été considérée séparément des mécanismes cités précédemment.
Les sites actifs mis en jeu lors de l’oxydation du charbon à basses températures ont été
répartis comme suit : les sites intervenant lors de l’oxydation directe de constante de ré-
action k1, les sites responsables de l’adsorption physique réversible de l’oxygène (k2 et k3)
et de l’adsorption chimique (k4) et les sites formant du H2O.

Les équations régissant la cinétique de ces réactions sont basées sur le principe de
conservation des sites actifs :

dCs1

dt = −k1CS1C0 (1.8.9)

dCS2

dt = −k2CS2C0 + k3Xp (1.8.10)
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Figure 1.4 – Modèles cinétiques décrivant l’oxydation du charbon à des températures
inférieures à 250°C [41, 68, 69, 15]

dXp

dt = −k2CS2C0 − (k3 + k4)Xp (1.8.11)

Le taux de consommation total d’oxygène par unité de masse de charbon incluant tous
les mécanismes d’oxydation est défini dans l’équation 1.8.12.

RO2T = −k1CS1C0 − k2CS2C0 + k3Xp − k5 (1.8.12)

Krishnaswamy et al. [15] ont développé un modèle exprimé par un bilan de masse
qui tient compte de la diffusion de l’oxygène sur la surface externe du charbon et de la
consommation de l’oxygène. Le taux de consommation d’oxygène est proportionnel au
taux de consommation des sites actifs. La résistance au transfert de masse a été intro-
duite par un facteur effectif qui permet de prendre en compte la variation de la taille de la
particule. Les prédictions issues de ce modèle concordent avec les données expérimentales.

Dernièrement, Wang et al. [41] ont proposé un modèle qui décrit la cinétique de
consommation d’oxygène et la formation des oxydes de carbone pendant l’oxydation du
charbon à basse température (< 100°C). L’adsorption de l’oxygène est prise en compte
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en se basant sur le nombre de sites actifs indépendamment de la concentration d’oxygène
dans la phase gazeuse. La distribution des sites actifs est considérée comme uniforme sur
la surface interne des pores. Il est retenu qu’il n’y a pas d’interaction entre les sites actifs,
et que les sites occupés par une molécule d’oxygène n’influencent les sites voisins. Deux
types de sites actifs sont considérées responsables des réactions entre oxygène et charbon.
La réaction d’oxydation directe se manifeste sur des sites actifs de type 1 qui occupe une
fraction fa de la surface effective initiale, tandis que, sur la fraction restante (1-fa) les
réactions d’adsorption ont lieu parallèlement.

Le taux de consommation d’oxygène dans la réaction d’oxydation directe est supposé
suivre une relation linéaire avec le nombre de site actifs de type 1 dont la concentration
reste constante au long de l’oxydation. Le schéma retenu pour l’oxydation directe est
exprimé comme suit :

CS1 +O2
k1−→ u1CO2 + v1CO + w1 other species

La réaction d’adsorption est représentée par la formation de carboxyles et carbonyles
et de complexes non réactifs. Cette phase est suivie par la dégradation des carboxyles et
des carbonyles en CO2 et CO, respectivement, ainsi que la régénération des sites actifs
associés. Le schéma suivant a été proposé :

CS2 +O2
k2−→ u2XP 1 + v2XP 2 + w2CO2 +m unreactive species

avec : XP 1 : carboxyle , XP 2 : carbonyle.
La réaction (2) ne tient pas compte de la formation rapide d’intermédiaires (comme les

peroxydes ou les hydroperoxydes) ; ces réactions jouent un rôle important au tout début
de l’oxydation notamment pour le charbon d’une certaine teneur en eau.

Les réactions de décomposition thermique des complexes XP 1 et XP 2 sont décrites
comme suit :

XP 1
k3−→ CO2 + regenerated CS2

XP 2
k4−→ CO + regenerated CS2

Le taux de consommation total d’oxygène tiré des schémas définis précédemment est
exprimé dans l’équation 1.8.15.

RO2T = R
(1)
O2 +R

(2)
O2 = k1faCS0 + k2CS2 (1.8.13)

CS0 : nombre total initial des sites actifs (1 et 2), fa : fraction des sites actifs dédiés
à l’oxydation directe dans la surface effective totale initiale, (1-fa) fraction des sites actifs
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dédiés à l’adsorption dans la surface effective totale initiale, CS1 =CS0 × fa, CS2 =CS0

× (1-fa). Ainsi, la décomposition d’un groupement carboxyle, par exemple, forme une
molécule de CO2 et régénère un site actif.

Les taux de productions des gaz (CO2 et CO) et les taux de décomposition et de
formation des complexes carbone-oxygène sont définis ci-dessous :

RCO2 = R
(1)
CO2 +R

(2)
CO2 +R

(3)
CO2 = u1k1f(a)CS0 + w2k2CS2 + k3XP 1 (1.8.14)

RCO = R
(1)
CO +R

(4)
CO = v1k1f(a)CS0 + k4XP 2 (1.8.15)

dXP 1

dt = u2k2CS2 + k3XP 1 (1.8.16)

dXP 2

dt = u2k2CS2 + k4XP 2 (1.8.17)

La conservation des sites actifs de type (2) est considérée comme indépendante de la
fraction d’oxygène dans la phase gazeuse et décrite comme suit :

dCS2

dt = −k2CS2 + k3XP 1 + k4XP 2 (1.8.18)

d2XP 1

dt2 + (k2 + k3)dXP 1

dt + (1− u2)k2k3XP 1 = 0 (1.8.19)

A différentes températures, le taux de consommation d’oxygène prédit correspond aux
données expérimentales. Néanmoins, dans 40 minutes suivant le début de l’oxydation, le
taux de production de CO2 prédit sous-estime la quantité de gaz réellement observée.
Ce résultat a été expliqué par le phénomène de désorption qui se produit au début de
l’oxydation [64], qui n’est pas pris en compte dans le modèle.

Tous les modèles cités précédemment se basent sur une cinétique de réactions paral-
lèles des sites actifs. La caractérisation des sites actifs diffère d’un modèle à un autre.
Karsner et Perlmutter [69] considèrent que le nombre total de sites actifs est conservé au
long de l’oxydation. Wang et al. [41] , eux, proposent une désactivation des sites actifs en
fonction du temps, liée à la formation des complexes non-réactifs.

42



Chapitre 1 – Auto-échauffement des matières carbonées

Ces modèles ont permis de prédire les constantes de réaction associées à chaque phase
de l’oxydation du charbon à basses températures. Par la loi d’Arrhénius, les énergie d’acti-
vation associées ont été estimées. Celles-ci varient entre 30.4 × 10−3 kJ/mol et 139 kJ/mol
[3, 46] en fonction du type de charbon, de la température et des conditions imposées.

Cependant, la loi d’Arrhénius ne convient pas toujours à la description de la cinétique
d’oxydation à basses températures comme il a été démontré dans [70, 71]. L’étude d’Ari-
soy et al. [70] réalisée sur du charbon bitumineux d’Australie a montré qu’une Arrhénius
décrit bien la réaction d’oxydation au delà de 70°C de température en ajustant ln(dT/dt)
en fonction de 1/T par une droite. En dessous de cette valeur, la tendance Arrhénius ne
correspond pas à la cinétique observée. Ces deux tendances ont été réunies dans l’équation
1.8.20. Avec : s∞ le ratio des sites actifs libres à t =∞, kd la constante de décomposition
des complexes sur sites actifs occupés.

dρoc

dt = −A exp
(
− E

RT

) [
s∞ + (1 + s∞) exp

(
− kd

s∞
t

)
× ρO2

]
(1.8.20)

Une autre approche a permis d’exprimer la cinétique d’auto-échauffement du char à
des températures comprises entre 50 et 100°C, en combinant l’équation d’Elovich avec
une Arrhénius [14] comme le montre l’équation 1.8.21.

dq
dt = r0A[exp(−(E +Bq)/RT ](h−1) (1.8.21)

1.8.2 Modélisation des transferts masse/ chaleur

La description thermochimique de l’auto-échauffement seule ne permet pas de pré-
dire l’auto-échauffement d’une particule de taille significative. En effet, une modélisation
couplant les transferts de masse et de chaleur ainsi que la cinétique réactionnelle de
l’auto-échauffement est nécessaire pour quantifier à la fois la production de chaleur et les
mécanismes la dissipant.

Initialement, l’auto-échauffement supercritique a été décrit par un modèle simplifié
proposé par Frank-Kamenetskii [4]. Ce modèle décrit uniquement la production de chaleur
et sa dissipation par conduction en régime permanent, sans tenir compte de la consom-
mation d’oxygène.

Des modèles plus complets ont été développés en formulant la création de chaleur au
sein du réactif et sa dissipation par transferts convectif et conductif. Le transport convectif
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et diffusif, de l’oxygène et des produits d’oxydation, ainsi que la consommation de l’oxy-
gène sont également intégrés dans le modèle [58, 72, 14]. Dans un milieu poreux considéré
comme homogène, les bilans de masse, de chaleur et de la quantités de mouvement sont
classiquement formulés ci-dessous. La conservation des espèces gazeuses est exprimé dans
l’équation 1.8.22.

∂ρi,g

∂t
+∇.(ρi,g ~vg) = D∇2(ρi,g) + ṙ (1.8.22)

Avec : ρi,g : la masse volumique des espèces gazeuses, ṙ : la vitesse de réaction, D : le
coefficient de diffusion et vg : la vitesse de gaz.

(εcpgρg + (1− ε)cpsρs)
∂T

∂t
+ ρgcpg∇.(Tg ~vg) = λeff∇2T + ṙ∆H (1.8.23)

Avec : T la température du substrat considérée égale à la température de gaz, cpg et
cps sont les pouvoirs calorifiques du gaz et du solide, ρs la masse volumique du solide, λeff

la conductivité thermique effective et ∆H la chaleur de réaction.
Le premier terme est celui de l’accumulation de l’énergie thermique. Celle-ci est dissi-

pée par le transfert advectif (terme 2) et le transfert conductif (premier terme à droite).
La chaleur produite est représentée par le dernier terme de l’équation.

L’équation de chaleur figurée dans l’équation 1.8.23 suppose que le milieu est en équi-
libre thermique local (ETL) : le gradient de température entre la phase gazeuse et la
phase solide est négligeable. Cette hypothèse peut être contraignante dans le cas d’une
différence de température entre ces phases.

Afin de confirmer la validité de l’ETL, le calcul des nombre adimensionnels de Reynolds
(Re) et de Darcy (Da) est déterminant. En effet, si les nombres Re et Da sont élevés,
l’hypothèse d’un équilibre thermique local est inadéquate. Dans [73], en diminuant le
nombre de Darcy, la différence de température entre la phase solide et phase de vapeur
diminue. Cette baisse est liée à la diminution de la taille de la particule qui entraîne
une augmentation de l’aire spécifique du lit fixe et améliore ainsi l’échange de chaleur
entre les deux phases solide et gazeuse. Ainsi, l’ETL n’est applicable qu’à faible nombre
de Darcy. Le nombre de Reynolds influence également l’équilibre thermique du système.
La diminution de celui-ci entraîne une baisse de la différence de température entre les
deux phases. Cette baisse résulte de la réduction de la vitesse, qui augmente le temps
d’interaction entre les deux phases et procure un meilleur échange de chaleur entre les
deux phases. Ainsi, à faible Re, l’ETL peut être appliqué.

Dans le cadre de la modélisation de l’auto-échauffement du charbon à l’échelle d’un
lit fixe traversé, Edwards et Arisoy et al. [58, 59] ont développés des modèles à deux
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températures. Les bilans de chaleur des deux phases suivent les équations 1.8.24 et 1.8.25.

∂(1− ε)cpsρsTs

∂t
= λeff∇2Ts − (1− ε)rm∆Hm + (1− ε)ṙ∆H + hsfαsf (Tg − Ts) (1.8.24)

∂ερgcpgTg

∂t
+∇.(ρgcpgTg ~vg) = λg∇2Tg − hsfαsf (Tg − Ts) (1.8.25)

Avec hsf : coefficient d’échange convectif entre les deux phases et αsf est la surface
d’échange entre les deux phases. Dans la littérature [74], ces paramètres sont communé-
ment exprimés selon les équations 1.8.26 et 6.2.15.

αsf = 6(1− ε)
dp

(1.8.26)

hsf = λgNu/dp = λg(2 + 1.1 Pr1/3 Re0.6)/dp (1.8.27)

La vitesse d’un fluide en transferts thermique et massique en milieux poreux est géné-
ralement représentée par une forme linéaire de l’équation de la quantité de mouvement,
appelée la loi de Darcy. Cette loi stipule que la vitesse superficielle moyenne d’un fluide
est proportionnelle au gradient de pression. La forme simplifiée de cette loi, en négligeant
la force de gravité, est exprimée comme suit [75, 76].

vg = K

µ
∇P (1.8.28)

Par ailleurs, le transfert conductif tel qu’il est défini par la loi de Fourier est propor-
tionnel au produit du gradient thermique par la conductivité thermique effective en milieu
poreux. De nombreux modèles ont permis d’estimer la conductivité thermique effective de
façon rigoureuse en se basant sur la structure du pore [77]. Une autre approche consiste à
exprimer la conductivité thermique effective en fonction de la température, de la densité
ou de la teneur en eau du bois.

Néanmoins, en présence de la convection forcée en milieu poreux, la conduction ther-
mique peut être à l’origine d’une dispersion thermique. Ce phénomène se manifeste par
une déformation locale du champ de température causée par l’écoulement du fluide, qui
augmente le gradient de température et accroît le transfert conductif [76, 78].

La dispersion thermique dépend du nombre de Reynolds et de la porosité du milieu.
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Elle intervient en tant que terme diffusif additionnel à la conductivité thermique du fluide
stagnant. De nombreux travaux se sont penchés sur la détermination de la dispersion
effective radiale et axiale dans un lit fixe de particules poreuses [79, 80, 81]. Il a été dé-
montré que pour des nombres de Reynolds élevés, la dispersion axiale influence faiblement
le transport de l’énergie car celle-ci est dominée par le transfert convectif. Dans ce cas, la
dispersion axiale peut être négligée. Cependant à faible Re, la dispersion contribue sur les
deux dimensions. D’autres travaux négligent l’effet de la dispersion axiale quel que soit
le régime de l’écoulement. La dispersion effective est considérée radiale, variant selon le
nombre de Reynolds comme défini dans les équations qui suivent [78]. A Re > > 10, le
coefficient de dispersion est exprimé par la formule 1.8.29.

kfdisp = 0.04kf
1− ε
ε

Pe (1.8.29)

A Re< < 10, le coefficient de dispersion suit l’équation 1.8.30.

λdisp = Cλf
1− ε
ε2

Pe2 (1.8.30)

Wakao et Kaguei [82] ont développé les corrélations 1.8.31, 1.8.32 qui permettent
d’estimer le coefficient de dispersion effectif axial et radial pour une large gamme de
nombre de Re.

(λdisp)x = ελg + 0.5 Pr Re λg (1.8.31)

(λdisp)r = ελg + 0.1 Pr Re λg (1.8.32)

Travaux connexes

Parmi les premiers travaux réalisés sur la modélisation de l’auto-échauffement, Nordon
et al. [14] ont conçu un modèle couplant transferts de masse et de chaleur et cinétique de
réaction en unidimensionnel. Leur approche considérait la conservation de l’oxygène et de
la vapeur d’eau et décrivait le taux d’oxydation en combinant l’effet accélérateur de la loi
d’Arrhénius et l’effet décélérateur de la loi d’Elovich. L’objet de ce modèle était de prédire
l’effet de la taille du lit de char et de la vitesse de l’air ventilé sur l’auto-échauffement du
lit de char. La tendance relevée est cohérente : la température prédite augmente avec la
taille du lit et la diminution du débit de ventilation.

Edwards [58] a conçu un modèle décrivant l’auto-échauffement dans un lit de charbon
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de 15 tonnes soumis à un une ventilation forcée d’air. Une source de chaleur a été intégré
dans ce lit, et contrôlée de l’extérieur de sorte à stimuler l’auto-échauffement. Le modèle
mis en place couple les transferts de masse et de chaleur avec une cinétique de réaction.
Une géométrie cylindrique bidimensionnelle a été retenue. La cinétique de consommation
d’oxygène a été formulée de façon simplifiée, du type premier ordre selon la loi d’Arrhénius.

Le modèle prédit la température du gaz sur la surface de la source de chaleur en fonc-
tion du temps en variant la vitesse de ventilation et la puissance de la source de chaleur.
Les résultats du modèle d’auto-échauffement ont été confrontés aux mesures de tempé-
ratures réalisées sur 40 jours dans le lit de charbon. Seulement en une position située à
15 cm de la source de chaleur, la température prédite correspond bien à la température
mesurée.

Arisoy et al. ont développé un modèle unidimensionnel afin de simuler l’auto-échauffement
dans un lit de charbon de 2 mètres de longueur et de 0.19 mètres de diamètre. Ce modèle
prédit la formation d’un point chaud à la même position observée expérimentalement avec
une surestimation de 20°C. La quantité d’oxygène prédite montre un appauvrissement du
milieu en oxygène indiquant sa réaction avec le substrat. Le débit d’air injecté étant faible,
l’oxygène n’atteint pas le haut du lit car il est complètement consommé dans la partie
basse du lit, là où la température augmente. Ceci appuie l’origine de l’auto-échauffement
qui découle de l’exothermicité des réactions d’oxydation.

Yuan et Smith [72] ont conçu un modèle 3D pour prédire la distribution de la tempé-
rature et de la concentration des gaz dans un lit de charbon de géométrie cubique d’un
volume de 14 m3. Le bilan de chaleur défini tient compte des transferts par convection et
conduction, ainsi que du terme de chaleur générée par oxydation. La conservation de la
masse est formulée par le transfert convectif et diffusif de l’oxygène et des espèces issues
de l’oxydation. Sur la première phase de l’auto-échauffement, l’augmentation de la tem-
pérature est lente. Sur cette phase, le modèle conçu sous-évalue la température du lit de
charbon en comparaison avec les résultats expérimentaux. Ceci est justifié par le fait que
l’effet de l’humidité n’est pas pris en compte. Par contre, ce modèle surestime la concen-
tration de l’oxygène en sortie du lit, du fait que l’adsorption de l’oxygène n’est pas prise en
compte dans la formulation du modèle. Néanmoins, le temps d’induction correspondant
au début de l’emballement thermique est conforme aux observations expérimentales.

Mahmoudi et al. [22] se sont intéressés à la prédiction de l’auto-échauffement au sein
d’un réacteur à lit fixe de biomasse par un modèle Eulérien-Lagrangien. Cette approche
consiste à considérer la continuité de la phase gazeuse par un modèle eulérien. Ce der-
nier est couplé à un modèle lagrangien qui décrit les transferts de masse et de chaleur,
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et les quantités de mouvement mises en jeu pour chaque particule. A l’échelle du lit, les
particules interagissent entre elles par conduction et rayonnement. Parallèlement, il y a
des interactions entre les particules de solide et la phase gazeuse. Le lit de particule est
donc modélisé par la somme des mécanismes de transfert de chaque particule et la CFD
[22]. Les simulations réalisées montrent que l’auto-combustion est retardée en augmentant
l’humidité et la taille des particules. En revanche, à vitesse de gaz et à température plus
élevées, l’auto-combustion est plus rapide. Les prédictions du modèle ont été validées par
les données expérimentales.

Dans le cadre de ce travail, le choix du matériau est porté sur le bois torréfié. L’objectif
global est de mieux comprendre les phénomènes associés à l’auto-échauffement dont il peut
peut être la cible. Pour cela, il est important de présenter le procédé de torréfaction, ses
applications industrielles et le rôle qu’il joue dans l’auto-échauffement. Il en sera question
dans le chapitre qui suit.
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Chapitre 2

Procédé de torréfaction

2.1 Généralités sur la torréfaction

La torréfaction est un procédé thermique traditionnellement appliqué au cacao et au
café afin de libérer leurs essences aromatiques et d’affiner leur arôme. La torréfaction
peut aussi bien concerner la biomasse ; il s’agit dans ce cas d’un processus de prétraite-
ment thermique de la biomasse brute à des températures allant de 200°C à 300°C. Cette
opération a généralement lieu sous conditions inertes (en présence d’azote) ou à faible
concentration d’oxygène [37]. Elle est également appelée pyrolyse douce du fait que les
conditions de ce prétraitement sont similaires à celles de la pyrolyse, qui opère, elle, à des
températures entre 350°C et 650°C [83].

Le procédé de torréfaction permet d’améliorer la qualité de la biomasse brute en termes
de densité énergétique, de broyabilité et d’hydrophibicité en vue de son utilisation dans
les procédés thermochimiques de cogénération ou de gazéification. De plus, cette voie de
prétraitement permet de faciliter le stockage et le transport de la biomasse [84, 22].

Dans certains procédés thermochimiques, la biomasse brute peut être substituée par
des pellets de biomasse. Ces derniers possèdent une densité plus importante et des tailles
plus petites que la biomasse brute. Ces caractéristiques sont en faveur du procédé de
cogénération. Néanmoins, bien que l’humidité des pellets soit affaiblie, leur hygroscopicité
reste élevée et leur teneur en énergie relativement faible (voir tableau 2.1).

D’autres parts, la torréfaction du bois, par exemple, produit un substrat hydrophobe
et de densité énergétique plus importante et de propriétés physico-chimiques proches de
celles du charbon [85]. Par conséquent, le produit torréfié constitue une matière première,
de meilleure qualité que la biomasse non-traitée brute et le produit pelletisé pour les
techniques de valorisation de la biomasse par cogénération et par gazéification [85] ou de
co-combustion.

Récemment, de nombreux laboratoires et industries s’intéressent à la performance de
la torréfaction de la biomasse pour des applications de type co-combustion. A l’échelle
industrielle, une co-combustion de 2300 tonnes de pellets torréfiés a été réalisée avec suc-

49



Chapitre 2 – Procédé de torréfaction

Table 2.1 – Différentes propriétés des combustibles : bois, pellets de bois, pellets torréfiés,
char et charbon [85]

Wood Wood pellets Torrefied pellets Charcoal Coal
Moisture content (% wt) 30-45 7-10 1-5 1-5 10-15
Caloric value (Mj/kg) 9-12 15-16 20-24 30-32 23-28
Volatiles (% db) 70-75 70-75 55-65 10-12 15-30
Fixed carbon (% db) 20-25 20-25 28-35 85-87 50-55
Bulk density (kg/l) 0.2-0.25 0.55-0.75 0.75-0.85 ∼0.2 0.8-0.85
Volumetric energy density (GJ/m3) 2.0-3.0 7.5-10.4 15.0-18.7 6.0-6.4 18.4-23.8
Dust Average Limited Limited High Limited
Hygroscopic properties Hydrophillic Hydrophillic Hydrophobic Hydrophobic Hydrophobic
Biological degradation Yes Yes No No No
Milling requirement Special Special Classic Classic Classic
Handling requirement Special Easy Easy Easy Easy
Product consistency Limited High High High High
Transport cost High Average Low Average Low

cès aux Pays-Bas. De plus, l’utilisation de la biomasse torréfiée en co-combustion décroît
les émissions de CO2 et NOx. La biomasse torréfiée est également une matière première
intéressante pour le procédé de gazéification. De nombreuses études approuvent l’intérêt
de sa substitution au substrat brut dans la production d’un syngaz de meilleure qualité
contenant moins de goudrons. De plus, cette opération de prétraitement permet de di-
minuer la production de char. Par exemple, la gazéification de sciures de bois torréfiées
a produit un syngaz de meilleure qualité qu’avec la même matière première brute [83].
Les meilleurs résultats ont été obtenus pour une température de torréfaction de 250°C.
En général, le rendement et la qualité du syngaz sont améliorés avec l’élévation de la
température de torréfaction.

D’autres applications sont également attribuées à la biomasse torréfiée dans l’industrie
de métallurgie et l’industrie du papier. Plusieurs études démontrent qu’il est possible de
remplacer le charbon pulvérisé par du bois torréfiés à hauteur de 150 à 200 kg/t de métal
pour la production de fer et d’acier. L’application de la biomasse torréfiée attire également
le secteur du papier. Dans l’une des plus grandes compagnies de production de papier,
des essais de co-combustion ont été conduits en mélangeant des pellets torréfiés à 25%
(massique) au charbon pulvérisé. L’utilisation de la biomasse torréfiée a également fait
ses preuves en production de céramique et de ciment. En effet, une compagnie canadienne
projette de produire 25 000 tonnes de biomasse torréfiée par dans le but de remplacer le
charbon dans les cimenteries [86].

Aujourd’hui, l’introduction de la biomasse torréfiée dans le secteur énergétique est
principalement en phase de test. Les quantités de biomasse torréfiée ne sont pas repré-
sentatives face aux quantités de charbon mises en jeu. Les centrales de co-génération né-
cessitent d’importantes quantités de biomasse torréfiée, bien plus importantes que celles
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produites dans l’industrie actuellement [86].

Par ailleurs, le caractère hydrophobe du bois torréfié réduit le risque d’auto-échauffement
par voie biologique ou par condensation. En effet, des analyses de gaz réalisées sur des
plaquettes de bois brutes et torréfiées montrent qu’une très faible quantité de gaz est émise
pendant le stockage des plaquettes de bois torréfiées à 20°C, soit 1/3 des gaz produits
pendant le stockage du bois brut [85]. Néanmoins, les propriétés de la biomasse torréfiée
en termes de réactivité et de porosité l’exposent aux mécanismes exothermiques à l’origine
de l’auto-échauffement ayant lieu à plus hautes températures.

2.2 Principe de la torréfaction

La torréfaction consiste à libérer des produits volatiles issus des matières fibreuses
contenues dans la biomasse brute. Pour cela, une succession de réactions de dégradation
des constituants des parois cellulaires du bois permettent de produire une biomasse riche
en carbone [87], moins fibreuse, avec une hydrophobicité et une broyablilité plus élevées.
Lors de la pyrolyse, la température s’étend de 400 à 700°C et provoque des réactions de
dévolatilisation partielle à totale (entre 70% et 90% de perte de masse). La torréfaction
étant réalisée à des températures moins élevées [200-300°C], la dévolatilisation est partielle
avec des pertes de masses de 10 à 60 % [83].

Selon [84], il existe trois principaux types de torréfaction
1) Torréfaction sèche : réalisée dans un environnement inerte à température comprise

entre 200 et 300°C, ce prétraitement, en entraînant des modifications structurales,
physiques et chimiques de la biomasse brute, produit une biomasse possédant une
densité énergétique plus élevée. Ainsi, à travers différentes réactions chimiques de
décomposition des constituants des parois cellulaires de la biomasse lignocellulosique
[87], les propriétés suivantes sont améliorées : (i) le pouvoir calorifique et la densité
énergétique sont accrus (ii) les ratios O/C et H/C sont réduits (iii) l’hydrophibicité
est plus élevée (iv) la broyabilité est supérieure (v) l’uniformité des propriétés est
augmentée [83].

2) Torréfaction humide ou prétraitement hydrothermal : ce procédé s’intéresse au trai-
tement de la biomasse humide dans une eau surpressée, comme par exemple les
boues d’épuration, le fumier et les microalgues [87]. Contrairement à la torréfaction
sèche, ce prétraitement est suivi d’une filtration et d’un séchage, sauf dans le cas
du prétraitement avant attaque enzymatique. Les travaux de [84, 88, 89] montrent
que la densité énergétique est plus élevée après torréfaction humide qu’après tor-
réfaction sèche dans des conditions de température à hauteur de 260°C dans une
eau surpressée à 5MPa. Néanmoins, la torréfaction humide exige une importante
pression du milieu. Ceci entraîne un coût d’équipement plus élevé.
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3) Torréfaction ionique : elle consiste à imprégner la biomasse avec un liquide ionique.
Cette technique améliore la torréfaction de la cellulose à des températures inférieures
à 300°C. Cependant, la torréfaction ionique produit une biomasse de faible pouvoir
calorifique comparée à la torréfaction sèche. Aussi, le recours aux liquides ioniques
implique des dépenses supplémentaires [84]

Dans ce document, l’intérêt est porté sur la torréfaction sèche de la biomasse lignocellu-
losique. Les étapes qui la constitue sont décrit ci-après.

2.2.1 Étapes de la torréfaction sèche

Le processus de torréfaction comprend plusieurs étapes (fig. 2.1) ; chaque étape est
associée à une plage de température et à des temps de séjour [35].

— Le chauffage : avant le séchage, le flux de chaleur introduit fait augmenter la tempé-
rature de la biomasse jusqu’à ce que l’humidité de l’échantillon commence à s’éva-
porer à la fin de cette étape.

— Le pré-séchage : lorsque la température est comprise entre la température ambiante
et 100°C, l’eau libre s’évapore sans réagir.

— L’après-séchage : à plus hautes températures (150-200°C) l’eau liée est libérée en-
traînant une certaine perte de masse.

— La torréfaction : au cours de ce processus, les constituants lignocellulosiques de la
biomasse subissent différentes réactions partielles de dépolymérisation, dévolatili-
sation et de carbonisation. La torréfaction transforme les polymères complexes en
monomères qui se transforment en gaz volatiles condensables et non-condensables.
La dévolatilisation se produit à température supérieure à 200°C, et se caractérise
par la libération de l’oxygène et des matières volatiles contenues dans la biomasse.

— Le refroidissement : Une fois la charge torréfiée et stabilisée, le milieu est refroidi à
la température ambiante.

Figure 2.1 – Etapes du procédé de prétraitement de la biomasse par torréfaction [87]
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Par ailleurs, il est important de connaître la composition cellulaire des parois de la
biomasse, afin de mieux comprendre le comportement de ses constituants vis-à-vis du
procédé de torréfaction [87].

2.3 Composition de la biomasse lignocellulosique

La nature fibreuse de la biomasse lignocellulosique vient de la structure complexe des
polymères qui constituent la paroi cellulaire [90]. Les principaux constituants de la bio-
masse lignocellulosique sont : l’hémicellulose (40-20%), la cellulose (25-35%) et la lignine
(16-33%). La figure 2.2 montre la structure de la paroi cellulaire du bois et de ses princi-
paux constituants.

L’hémicellulose : essentiellement composée d’hétéropolysaccharides comme les hexoses
et les pentoses. L’hémicellulose a une structure amorphe aléatoire qui la rend thermique-
ment instable. L’hémicellulose est un constituant très réactif, sujet à des réactions de
dégradation (par décomposition et dévolatilisation). C’est le composant qui contribue le
plus à la perte de masse au cours de la torréfaction, et qui peut également améliorer la
dégradation de la cellulose grâce à la vapeur d’eau et aux acides qu’il produit lors de sa
dégradation [87]. Toutefois, l’hémicellulose permet de préserver la structure géométrique
du bois, en liant les fibres de la cellulose entre elles. De ce fait, sa dégradation ébranle la
géométrie du bois qui devient très friable, assurant une meilleure broyabilité [91].

La cellulose : la cellulose est un polymère constitué d’une longue chaîne de molécules
de glucose (C6H10O5)n. Les chaînes de cellulose sont liées entre elles par des liaisons d’hy-
drogène entre groupements hydroxyles, formant des faisceaux appelés microfibrille. La
microfibrille comprend deux parties : cristalline et amorphe. La région cristalline est ca-
ractérisée par des chaînes ordonnées et périodiques liées par des liaisons hydrogène. Alors
que la partie amorphe de la cellulose est constituée de chaînes de celluloses désordonnées
qui peuvent établir des liaisons avec l’eau ou d’autres molécules. La cellulose possède, de
par sa nature semi-cristalline, une structure plus résistante que l’hémicellulose.

La lignine : est un polymère tridimensionnel, principalement constitué de liaisons
C-O-C et C-C. La lignine est plus stable thermiquement que les autres constituants de
la biomasse lignocellulosique. Elle se dégrade plus lentement sur une plus large plage de
température (200-500°C) [92]. Durant la pyrolyse de la lignine à 10°C/min, en dessous de
700°C, la lignine se décompose très lentement induisant une perte de masse de seulement
40 wt% par rapport à sa masse initiale [92]. La torréfaction ne permet donc pas sa dégra-
dation. Sa forte teneur en carbone fait que la lignine apporte de la rigidité à la biomasse,
une imperméabilité à l’eau et une résistance à la dégradation. De ce fait, la biomasse

53



Chapitre 2 – Procédé de torréfaction

torréfiée reste relativement riche en carbone, ce qui augmente sa densité énergétique.

Figure 2.2 – Structure de la paroi cellulaire du bois et de ses principaux constituants
[93]

.

2.4 Caractérisation et méthodes d’étude

Différentes approches sont adoptées dans le but de caractériser et d’optimiser le pro-
cédé de torréfaction. Des analyses immédiate et élémentaire aux modèles décrivant la
cinétique de torréfaction en passant par l’évaluation du rendement énergétique, ces ap-
proches sont introduites ci-dessous.

2.4.1 Analyses immédiate et élémentaire

Au cours du procédé de torréfaction, la structure complexe polymérique de la bio-
masse est dégradée en monomères, qui sont à leur tour dégradés en produits volatiles
condensables et non condensables. Les analyses immédiate et élémentaire permettent de
caractériser la composition physico-chimique du produit torréfié.

Humidité

La torréfaction réduit l’humidité de la biomasse à hauteur d’environ 50 à 70 % [83]. De
plus, du fait de la rupture des liaisons d’hydrogène pendant la phase de séchage réactif, le
produit torréfié devient hydrophobe. Ainsi, la faible teneur en eau de la biomasse torréfiée
améliore l’efficacité des procédés thermochimiques de conversion de la biomasse. De plus,
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Table 2.2 – Propriétés de la biomasse brute, de la biomasse torréfiée et du charbon [83]

Material Volatile Matter
(wt%)

Fixed Carbon
(wt%)

Higher heating Value
(MJ kg−1)

Raw biomass 67-88 0.5-20 15-20
Torrefied biomass 34-85 13-45 16-29
Coal 0.5-50 46-92 25-35

la réduction de la teneur en eau assure une meilleure stabilité de la matière pendant son
stockage tout en limitant les risque de dégradation biologique.

Matière volatiles, carbone fixe et ratios atomiques (O/C, O/H)

L’analyse immédiate renseigne sur la variation de la teneur en matière volatiles, du
carbone fixe, des ratios atomique O/C et O/H et du pouvoir calorifique supérieur. La dé-
volatilisation partielle caractérisant la torréfaction diminue la teneur en matières volatiles
au profit du carbone fixe (voir tableau 2.2). En effet, les teneurs en matières volatiles et
en carbone fixe varient entre 34 à 85% et 13 à 45%, respectivement. En intensifiant la
torréfaction, les matières volatiles décroissent linéairement en fonction du carbone fixe.

Les matières volatiles libérées pendant la torréfaction incluent principalement l’oxy-
gène et l’hydrogène. Par conséquent, les ratios atomiques O/C et H/C diminuent de
0.4-0.8 à 0.1-0.7 pour O/C et entre 1.2-2 et 0.7-1.6 pour H/C. Il en découle une hausse
de la densité énergétique. Le diagramme de Van Krevelen illustré dans la figure 2.3 met
en avant la tendance décroissante quasi-linéaire du ratio H/C en fonction de O/C de la
biomasse non-traitée au charbon en passant par la biomasse torréfiée.

2.4.2 Rendement massique de la torréfaction

Le rendement massique du produit solide est défini comme étant le ratio de la masse de
la biomasse torréfiée et de la masse initiale de la biomasse non-traitée, sur base sèche, ou
sur base sèche ne contenant pas de cendre. Le rendement du produit torréfié diminue suite
à la libération des matières volatiles contenues dans la biomasse. Cette baisse s’accentue
avec la température de torréfaction et la durée de ce prétraitement.

Les produits générés sont constitués de matières condensables et non-condensables.
Les matières volatiles condensables contiennent majoritairement de l’acide acétique et de
l’eau. Celles-ci dérivent de la décomposition de l’hémicellulose [35]. Les matières non-
condensables sont quant à elles composées principalement de CO2 et de CO. Il a été
démontré que le rendement massique de production de substrat torréfié dépend de sa
teneur en hémicellulose. Pour une biomasse de teneur en hémicellulose plus importante,
le rendement massique du produit torréfié est plus faible [87].
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Figure 2.3 – Diagramme de Van Krevelen [35]
.

2.4.3 Pouvoir calorifique supérieur et rendement énergétique

L’objectif principal de la torréfaction est d’intensifier le potentiel énergétique de la
biomasse en termes de pouvoir calorifique et de densité énergétique. Comme le montre le
tableau 2.2, la hausse du carbone fixe s’accompagne d’une élévation du PCS de la matière
prétraitée qui se rapproche de celui du charbon. Le facteur dit d’amélioration énergétique
est un indicateur de la densité énergétique du produit torréfié. Il est défini sur la base
du ratio du PCS de la biomasse torréfiée et celui de la biomasse avant torréfaction. Ce
facteur est logiquement supérieur à 1, et peut aller jusqu’à 1.4 [83].

Le PCS est classiquement mesuré à l’aide d’une bombe calorimétrique. Seulement,
l’incertitude de mesure associée est estimée à ±240 kJ/kg−1, ce qui équivaut à une incer-
titude de ±1.5%, et le pourcentage d’incertitude du rendement énergétique est de ±3%
[94]. Afin de limiter ces incertitudes, d’autres approches sont adoptées en définissant des
corrélations exprimées en fonction des fractions massiques des éléments constituant le bois
(H, O, S, N, cendre), ou en fonction de la teneur en MV et en CF, ou bien encore en se
basant sur la teneur en lignine (tableau 2.3).

Le modèle de la thermochimie de la torréfaction du saule conçu par Bates et Ghoniem
est basé sur des corrélations de PCS développées pour le charbon, et une corrélation basée
sur le traitement de 122 échantillons de biomasse [99, 94].

Le rendement énergétique de la torréfaction est défini comme étant le ratio de la te-
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Table 2.3 – Différentes corrélations proposées pour le calcul du PCS de la biomasse

Correlation(HHV,MJ kg−1) Reference
HHV = 0.3536FC+0.1559VM-0.0078Ash Parikh et al. [95]
HHV=0.3491C+1.1783H+0.1005S-0.1034O-0.0151N-0.0211Ash Channiwala and Parikh [96]
HHV=0.0893Lignin+16.9742(for wood biomass) Dermibas [97]
HHV = 0.0877Lignin+16.4951(for non-wood biomass) Dermibas [97]
HHV=0.2949C+0.8250H Yin [98]
HHV=0.2521FC+0.1905SVM Yin [98]

neur en énergie de la matière torréfiée et de la matière brute. Autrement dit, ce critère
de torréfaction est le résultat de la multiplication du rendement massique de la torré-
faction par le facteur d’amélioration du PCS précédemment abordé. L’intensification des
conditions de torréfaction, qu’elle soit basée sur la température ou sur la durée de pré-
traitement, affaiblie le rendement énergétique linéairement avec la baisse du rendement
massique, bien que parallèlement la densité énergétique augmente [83, 87]. Le rendement
énergétique dépend également du type de la biomasse. La torréfaction d’une biomasse de
teneur élevée en lignine produit un substrat plus énergétiquement dense, et de rendement
massique et énergétique supérieurs.

2.4.4 Surface spécifique et réactivité

D’une part, par l’évaporation de l’humidité et la libération des matières volatiles,
la torréfaction réduit l’hétérogénéité de la biomasse, et facilite ainsi le stockage de la
matière. D’autres parts, ce prétraitement augmente sa porosité et sa surface spécifique,
et amoindri par conséquent sa densité. La surface spécifique de la biomasse torréfiée peut
être influencée soit par la température ou la durée du prétraitement. En effet, dans [16], la
surface spécifique de l’écorce de bois résineux augmente à une température de torréfaction
minimale et à une durée maximale. Pour le cas de sciure de bois résineux, il faudrait
imposer une température maximale, indépendamment de la durée du prétraitement, pour
étendre la surface spécifique. Parallèlement, la réactivité de la biomasse est intensifiée.
Ce critère serait le principal responsable des réactions exothermiques spontanées pouvant
affecter le substrat torréfié stocké.

2.4.5 Cinétique réactionnelle au cours de la torréfaction

La description cinétique des mécanismes caractérisant la torréfaction consiste à pré-
dire la décomposition des composantes de la biomasse par trois méthodes distinctes : par
la modélisation de la décomposition des pseudo-composantes [100, 101, 102, 103, 104] ou
des principales composantes lignocellulosiques (hémicellulose, cellulose, lignine) consti-
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tuant la biomasse au cours de la torréfaction [105, 106, 38, 107, 108] ou plus récemment
par l’approche de modélisation des énergies d’activation [109, 110, 111, 112, 113].

La dégradation des pseudo-composantes de la biomasse au cours du processus de tor-
réfaction est généralement représentée par deux étapes de réactions compétitives [103,
90, 94]. La première étape correspond à des réactions rapides et exothermiques de dé-
gradation de l’hémicellulose. La seconde étape correspond, quant à elle, à des réactions
lentes endothermiques ou/et exothermiques du reste des constituants lignocellulosiques
les moins instables thermiquement. Des matières volatiles sont générées à l’issue de la
dégradation de la biomasse dans chacune des deux étapes.

2.4.6 Chaleur de réaction de torréfaction

Endothermiques, exothermiques ou les deux combinées, les chaleurs de réaction déter-
minées expérimentalement présentent de grandes incertitudes. Celles-ci ont pour origines
la taille de l’échantillon, les impuretés et la nature de l’atmosphère [105]. Les enthalpies
de réaction retenues dans la littérature sont les suivantes : pour le bois -2300 à 418 kJ/kg,
pour la cellulose de -510 à 322 kJ/kg, lignine -455 à 79 kJ/kg et pour l’hémicellulose de
-700 à 42 kJ/kg [114]. Les différentes méthodes utilisées pour évaluer les enthalpies de
réactions sont résumées dans la tableau 2.4.
Dans le modèle de Turner et al [105], à taux de chauffe fixé à 5°C/min jusqu’à 370°C,
les valeurs d’enthalpie attribuées à la dégradation des composantes lignocellulosiques du
bois sont de 150 kJ/kg et -233 kJ/kg pour la cellulose et la lignine, respectivement, et
l’enthalpie de réaction de l’hémicellulose a été ajustée à -850 kJ/kg.

Une autre approche de détermination des chaleurs de réactions de la pyrolyse [94]
est fondée sur l’estimation du pouvoir calorifique supérieur sur la base des corrélations
précédemment abordées.

−PCS =
∑

produits

νiH
ř
f,i −

∑
reactifs

νiH
ř
f,i (2.4.1)

Avec : Hř
f,i est l’enthalpie standard de formation des produits et des réactifs, νi est le

nombre de moles de produits ou de réactifs par moles de matière première réactive.

Le modèle basé sur le bilan énérgétique conçu par Bates et Ghoniem [94] estime une
chaleur de réaction comprise entre 40 et 280 kJ/kg pendant la première étape. Cependant,
pour la seconde étape l’exothermicité de la réaction dépend de la température et de la
corrélation retenue.
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Table 2.4 – Méthodes de détermination du PCS du bois lors de la pyrolyse et de la
torréfaction [94]

Enthalpy of reaction Temperature (°C) Feedback Method Source
87 ± 449 kJ/kgbiomass 250 Willow ASTM bomb calorimetry Prins [103]

150 ± 1350 kJ/kgbiomass 230-280 Beech Estimated through analysis
of products and reactant van der Stelt [35]

0 to -200 kJ/kgbiomass 200-280 Beech Deduced from experimental data
with simplified single particle model van der Stelt [35]

-199 to 148 kJ/kgbiomass 270-300 Beech Deduced from experimental data
with continuous screw reactor Ohliger et al. [115]

-293 to 1673 kJ/kgmass loss 275-470 Beech Deduced from experimental data
with single particle model Roberts and Clough [116]

200.8 kJ/kgmass loss 470 Beech Deduced from experimental data
with single particle model Kung and Kalekar [117]

255 to -20 kJ/kgmass loss 300-600 Wood sawdust Deduced from experimental data
with single particle model Koufopanos et al. [118]

255 kJ/kg 200-850 (Various) Deduced from experimental data
with single particle model Haseli et al. [119]

25 kJ/kgchar,tar,gas

-55.3 to -176 kJ/kgbiomass
100-600 Pine, oak, sawdust

Deduced from experimental
data with model of packed
sawdust reactor

Strezov et al. [120]

2.5 Positionnement de l’étude

Bien qu’un bon nombre de travaux se soient penchés sur l’étude de l’auto-échauffement
du charbon, les mécanismes gouvernant son oxydation à basse température ne sont tou-
jours pas complètement compris.

Se présentant comme le charbon du futur, le bois torréfié fait l’objet de peu de tra-
vaux de recherche dédiés aux mécanismes intervenant à son contact avec l’oxygène. Dans
le présent travail, il est question de caractériser les situations d’auto-échauffement pou-
vant intervenir pendant le refroidissement oxydant du bois torréfié.

La plupart des travaux traitant de l’auto-échauffement sont réalisés à petite échelle
par exemple, par analyse thermogravimétrique, calorimétrie. Cette échelle ne permet pas
de tenir compte de la réalité des transferts intervenant en industrie, par exemple dans
un silo subissant un auto-échauffement. Dans le but de représenter de façon plus réaliste
cette problématique, des scenarii d’auto-échauffement sont créés dans un réacteur à lit
fixe de 12 L.

Dans la littérature, uniquement le processus de chimisorption a été associé au gain de
masse observé au début de l’oxydation à basse température du bois sévèrement torréfié
sans quantifier la chaleur de réaction associée [39]. Ainsi, nous nous sommes penchés sur
l’investigation des mécanismes impliqués dans la production spontanée de chaleur pen-
dant l’oxydation du hêtre torréfié à basse température.

59



Chapitre 2 – Procédé de torréfaction

Par ailleurs, peu de modèles numériques sont proposés dans le but de décrire, à l’échelle
du réacteur, la cinétique chimique aux transferts de masse et de chaleur au cours de l’auto-
échauffement du bois prétraité. Ainsi, nous avons conçu un modèle qui décrit à la fois la
cinétique de consommation d’oxygène et les transferts conductif et convectif. Finalement,
ce modèle a été extrapolé à l’échelle industrielle afin de simuler le comportement thermique
d’un silo de stockage au cours de l’auto-échauffement.
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Chapitre 3

L’auto-échauffement à l’échelle du lit
fixe de particules

Publié dans : A. Bouzarour, V. Pozzobon, P. Perré, and S. Salvador, “Experimental
study of torrefied wood fixed bed : Thermal analysis and source term identification,” Fuel,
2018, vol. 234, pp. 247–255. https ://doi.org/10.1016/j.fuel.2018.06.115"

Ce chapitre porte sur l’étude de la problématique d’auto-échauffement à l’échelle pi-
lote d’un réacteur à lit fixe de particules de bois. L’objectif est de créer des situations
d’échauffement spontané semblables à celles observées à l’échelle industrielle dans des
silos de matières carbonées.

3.1 Matériels et méthodes

3.1.1 Matériels

Substrat étudié

Le choix de la matière étudiée s’est porté sur des plaquettes de hêtre fournies par
l’entreprise Sowood localisée à Argenteuil en France. Ces plaquettes sont de forme régulière
et parallélépipédique et de taille relativement petite. Leur diamètre équivalent est de
3.04 mm ± 0.92 mm. Ce dernier a été mesuré à l’aide d’un pied à coulisse pour un
échantillon représentatif de 536 plaquettes de bois dans les trois dimensions [121]. Par
ailleurs, l’analyse immédiate et élémentaire des plaquettes de hêtre brutes sont présentées
dans le tableau 3.1.

Table 3.1 – Analyse immédiate et élémentaire des plaquettes de hêtre brutes

Analyse immédiate (% m, base sèche) Analyse élémentaire (% m, base sèche)
Matière volatile Carbone fixe Cendre C H O N S

15.2 84.3 0.5 48.76 5.98 43.93 0.35 0.96
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Présentation du dispositif

L’approche expérimentale consiste à étudier la tendance à l’auto-échauffement des
plaquettes de hêtre arrangées dans un réacteur à lit fixe de 12 L. A cette échelle, des
phénomènes d’origines chimiques et physiques interviennent, à la fois, sous forme de réac-
tions chimiques exothermiques ainsi que par des mécanismes de transferts de masse et de
chaleur. A petite échelle, les mécanismes d’auto-échauffement sont généralement restreints
aux réactions chimiques, ce qui ne correspond pas à la réalité industrielle.

Différents scenarii d’auto-échauffement ont été investigués en variant certaines condi-
tions opératoires critiques. Durant ces essais, un suivi de l’évolution de la température en
différents points au sein du lit est assuré à l’aide de thermocouples. De plus, les gaz émis
pendant l’auto-échauffement sont analysés en sortie du réacteur.

Le dispositif expérimental est constitué des équipements schématisés dans la figure 3.1
et décrits dans ce qui suit. Une photographie du dispositif est représentée dans la figure
3.2.

1) Four : équipé de résistances électriques latérales qui chauffent le lit de bois par rayon-
nement. Un joint d’étanchéité force le passage du gaz d’atmosphère dans la cellule.
La température maximale d’utilisation du four est de 800°C. Si cette température
est dépassée, le réacteur, la sole et les thermocouples risquent d’être endommagés.

2) Réacteur : le réacteur contenant les plaquettes de hêtre est cylindrique, d’un dia-
mètre interne de 19.6 cm et d’une hauteur de 40 cm. Celui-ci est raccordé au four à
l’aide d’un joint résistant aux hautes températures. Le fond du réacteur est consti-
tué d’une grille percée de trous de 3 mm de diamètre. L’entraxe entre chaque trou
et son voisin est de 4 mm dans toutes les directions. Pour assurer les mesures de
température dans le système étudié, des thermocouples ont été introduits dans le
lit et dans le four (en bas et en haut du réacteur).

3) Débitmètres : le débit du gaz introduit dans le lit a été régulé via deux contrô-
leurs de débits massiques (Brooks SLA5851S) d’air et d’azote. Ces débitmètres sont
connectés à un ordinateur doté d’un logiciel sur lequel les débits souhaités sont
renseignés.

4) Préchauffeur : le gaz d’atmosphère injecté dans le réacteur passe préalablement dans
un préchauffeur muni de résistances électriques. La température de ce dernier est
contrôlée à l’aide d’un régulateur de température relié à un thermocouple positionné
dans le préchauffeur. Sa température maximale d’utilisation est de 500°C. Au-delà,
il y a risque de surchauffe des résistances et des joints.

5) Condenseur et filtre à charbon actif : les produits volatiles sortant du four sont
envoyés vers un condenseur à contre courant où une fraction de ces gaz, les goudrons,
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Figure 3.1 – Schéma du dispositif expérimental doté de : points noirs : thermocouples,
1) débitmètres massiques, 2) préchauffeur, 3) four, 4) matériau isolant, 5) réacteur à lit
fixe (zone hachurée : lit de bois), 6) condenseur, 7) filtre à charbon actif, 8) analyseur de
gaz

est condensée. La partie des gaz qui quitte le condenseur et épurée sur un filtre à
charbon actif avant d’être rejetée dans l’atmosphère.

6) Analyseur de gaz : les réactions d’auto-échauffement produisent principalement du
CO2 et du CO. L’analyse de ces gaz est assurée par un analyseur Non-Dispersif par
adsorption dans l’InfraRouge (NDIR) à différentes longueurs d’ondes. L’évolution
de la concentration d’oxygène à la sortie du réacteur est également suivie par un
analyseur paramagnétique.
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Figure 3.2 – Photographie du dispositif expérimental doté de : 1) préchauffeur, 2) four,
3) réacteur, 4) condenseur, 5) thermocouples, 6) filtre à charbon actif, 7) cryostat, 8) ré-
gulateur des résistances du préchauffeur, 9) système d’acquisition, 10) régulateur des
résistances latérales du four, 11) enregistreur de données (MolyView), 12) analyseur de
gaz, 13) commande pompe de prélèvement de gaz

3.1.2 Méthodologie

Protocole expérimental

L’approche expérimentale peut être divisée en deux étapes. La première étape vise à
préparer le bois brut avant de le soumettre à l’auto-échauffement. L’échantillon est torréfié
puis refroidi à une température avoisinant 150°C. La seconde étape consiste à créer une
situation d’auto-échauffement par l’injection d’un gaz oxydant. Il est important de noter
que l’auto-échauffement est crée et étudié pour un bois fraîchement torréfié n’ayant pas
été en contact avec l’oxygène auparavant. En effet, en pratique, le bois torréfié est refroidi
à l’air dès sa production bien avant son stockage [122].

Préparation du substrat

— Séchage : A chaque essai, 3,5 kg de plaquettes de hêtre sont séchées à 103,5°C dans
une étuve ventilée pendant la nuit. Une masse de plaquettes sèches autour de 3,1
kg est enfournée dans le réacteur. Le lit de substrat occupe une hauteur d’environ
35 cm.

— Torréfaction : Une fois les plaquettes introduites dans le réacteur, celui-ci est fermé.
La charge est chauffé à 5°C/min jusqu’à une température de 250°C. Cette tempéra-
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ture est maintenue pendant 2h sous atmosphère inerte (N2). Après plusieurs tests,
une rampe de température du préchauffeur a été fixée à 7,7°C/min pour une tem-
pérature de pallier de Tpréchauffeur= 385°C. Le lit de plaquettes est traversé par un
flux d’azote préchauffé de débit commun pour toute les manipulations : 30 NL/min.
A l’issue du prétraitement, une perte de masse d’environ 8.14 % indique que la
torréfaction réalisée est douce [123].

— Refroidissement : Ensuite, le lit est refroidi sous N2 à une température avoisinant
150°C au sein du lit. Pour ce faire, nous baissons la température du four à 150°C. Le
préchauffeur est éteint pendant 40 min puis rallumé et fixé à 220°C pendant 3h, soit
le temps requis pour atteindre une certaine homogénéité de la température autour
de 150°C à différentes position du lit.

Création d’un auto-échauffement contrôlé Après stabilisation de la température
du lit, un flux de gaz oxydant est injecté à l’entrée du réacteur. Ce gaz est composé soit
d’air soit d’un mélange d’air et d’azote. Le gaz oxydant soumis ainsi que les gaz sortant
du réacteur durant l’auto-échauffement sont analysés par l’analyseur IRND et l’analyseur
paramagnétique, respectivement.

Durant cette phase, la présence d’oxygène peut entraîner deux situations : soit on a un
léger auto-échauffement maîtrisé qui parvient à se dissiper ou alors ce phénomène exacerbé
engendre une auto-combustion du lit de bois. Dans le but d’examiner ces situations d’auto-
échauffement, l’intérêt est porté sur le suivi de l’évolution de la température et l’analyse
de gaz.

Conditions opératoires

L’auto-échauffement a été étudié à une température avoisinant 150°C dans le lit de
plaquettes de hêtre. Cette température représente la condition thermique initiale de la
phase d’auto-échauffement. La présente approche vise à investiguer l’influence de la frac-
tion d’oxygène et du débit de gaz oxydant sur l’auto-échauffement du lit de bois torréfié.
D’autres paramètres ont été examinés dans la littérature à l’exemple de la taille des par-
ticules [57], la température de torréfaction [16], le type de biomasse [7, 124] et le temps
de séjour [7].

Pour l’essai de référence, ces paramètres ont été sélectionnés de façon à créer un auto-
échauffement initialement léger qui s’intensifie et donne lieu à une combustion spontanée.
Pour le reste des essais, l’effet de chaque paramètre a été investigué séparément en variant
à chaque fois l’un des paramètres précédemment mentionnés. Les conditions opératoires
sont présentées dans le tableau 3.2.
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Table 3.2 – Conditions expérimentales retenues pour chaque expérience

Essais O2
(% vol)

Qair

(NL/min)
QN2

(NL/min)
Q gaz oxydant

(NL/min)
Réf 20,95 20 0 20

O2 −− 7 6,7 13,3 20
O2− 14 13,4 6,6 20
Qgaz− 20,95 10 0 10
Qgaz+ 20,95 30 0 30

Analyse théorique

Afin de déterminer le terme source correspondant à l’auto-échauffement du lit de bois,
une analyse théorique des données thermiques a été menée. Cette approche repose sur le
bilan local de chaleur (éqt 3.1.1) en calculant, à partir du champs de température, chacun
des termes qu’il comporte hormis le terme source qui est déduit de cette équation (éqt
3.1.2).

(ερgcpg + (1− ε)ρscps)
∂T

∂t︸ ︷︷ ︸
T erme d′accumulation

+ ∇.(ρgcpgT~v)︸ ︷︷ ︸
T erme d′advection

= λeff∇2T︸ ︷︷ ︸
T erme de diffusion

+ Π︸︷︷︸
T erme source

(3.1.1)

Π = (ερgcpg + (1− ε)ρscps)
∂T

∂t
+∇.(ρgcpgT~v)− λeff∇2T (3.1.2)

Pour ce faire, les données thermiques expérimentales ont été lissées dans le temps en
utilisant le filtre linéaire passe-bas de Butterworth d’ordre 1, de fréquence 30 Hz et de
fréquence de coupure de 0.5 Hz. Cette étape est importante car le champs de température
est par la suite dérivé dans l’espace et le temps. Cette méthode présente un avantage qui
est celui d’utiliser uniquement le bilan énergétique local : ceci permet de déterminer le
terme source sans recourir à une résolution de l’équation dans le domaine défini.

De plus, le fait que le bilan local de la chaleur repose sur des quantités évaluées dans
le réacteur, il n’est pas nécessaire de renseigner les conditions aux limites dans le sys-
tème étudié. Ceci est avantageux notamment pour les situations complexes comme dans
le cas présent, étant donné que les conditions aux limites sont difficiles à obtenir avec
précision. Une fois les termes sources déterminés, ceux qui suivent une tendance stable
ont été extraits et ont servi de données d’entrée dans l’algorithme d’optimisation PSO
(Particle Swarm Optimization) afin de proposer une expression régissant le terme source
en fonction de la température et de la fraction d’oxygène. En effet, ces deux paramètres
influencent généralement le terme source. Le débit de gaz oxydant ne devrait pas avoir
d’influence dans le cas où la variation de la fraction d’oxygène dans le gaz oxydant est

68



Chapitre 3 – L’auto-échauffement à l’échelle du lit fixe de particules

négligeable dans la gamme de débit utilisé ici.

Cette méthode d’optimisation est inspirée de l’observation du comportement social
d’espèces animales [125]. Chaque particule a tendance à explorer l’espace de recherche de
façon balistique en interagissant et en apprenant des autres particules. Chaque particule
mémorise sa meilleure expérience et celle de l’essaim. Cet algorithme est défini comme
étant la somme des poids relatifs de trois mécanismes caractérisants les particules : inertie,
mémoire et socialisation. Dans le cas présent, les poids de ces paramètres ont été fixés
à 0.6, 1 et 1 respectivement, en se référant aux travaux de Shi et Eberhart [126] dans
lesquels un terme d’inertie de 0.6 produit la plus rapide convergence en moyenne. Par
ailleurs, le nombre de particules retenu est de 8000 particules pour un espace de recherche
des paramètres (A, Ea et n) : 10−20 à 1010, 30 000 à 300 000 et de -1 à 2 respectivement.

Le lit de plaquettes est considéré comme un milieu poreux soumis à un flux convec-
tif forcé constant. Selon le système étudié ici, le bilan énergétique local défini la dérivée
temporelle de l’énergie comme étant la somme des trois termes suivants : les transferts de
chaleur convectif et diffusif et la production/ consommation de la chaleur par le milieu
(éqt. 3.1.4).

En supposant que le flux gazeux est homogène sur toute la section, tous les termes du
coté droit de l’équation (3.1.2) peuvent être quantifiés sur la base de l’évolution spatiale
et temporelle de la température (∂T

∂t
, ∇T and ∇2T ).

Bien entendu, la méthode proposée peut être appliquée sur des positions du lit dont le
champs de température est connu, étant expérimentalement mesuré. Néanmoins, pour les
positions où le champs de température est inconnu, l’estimation du terme source requiert
un traitement mathématique plus abouti.

En tenant compte de la géométrie cylindrique bidimensionnelle 1 du lit de bois, l’équa-
tion 3.1.2 peut être reformulée ainsi (éqt 3.1.3)

Π = (ερgcpg + (1− ε)ρscps)
∂T

∂t
+ ρgcpgvg

∂T

∂z
− keff

(
∂2T

∂z2 + 1
r

∂T

∂r
+ ∂2T

∂r2

)
(3.1.3)

L’équation précédente peut être résolue à chaque position (i) pour chaque instant (n) :

1. Dans un premier temps, une configuration unidimensionnelle a été utilisée afin de d’estimer le
terme source. Néanmoins, une déviation a été observée. Une approche 2D a été requise, démontrant que
le diamètre du réacteur étant grand, la diffusion thermique radiale doit être prise en compte
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Πn
i = (εcpgρg + (1− ε)cpsρs)

∂T

∂t

∣∣∣∣n
i

+ ρgcpg‖~v‖
∂T

∂z

∣∣∣∣n
i
− keff

(
∂2T

∂z2

∣∣∣∣n
i

+ 1
r

∂T

∂r

∣∣∣∣n
i

+ ∂2T

∂r2

∣∣∣∣n
i

)
(3.1.4)

Afin d’évaluer le gradient et le laplacien dans l’équation 3.1.4, le champs de tempéra-
ture a été reconstruit localement en utilisant un polynôme du second degré. Nous avons
choisi ce polynôme car il permet de calculer le laplacien tout en filtrant le bruit des déri-
vées spatiales de température.
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Pour ce faire, nous avons d’abord reconstruit le profil axial par interpolation des tem-
pératures mesurées à l’aide de polynômes locaux du second degré dans chaque dz (Eq.
3.1.5).

T (r = 0, z) = aiz
2 + biz + ci (3.1.5)

Avec ai, bi et ci, les coefficients des polynômes calculées entre chaque température mesurée
à z = 0, 10, 15, 20, 25 et 30 cm.

Le profil axial a ensuite été moyenné avec les températures mesurées à mi-rayon et
à la paroi pour reconstruire les profils selon z. Enfin, pour reconstruire le profil radial,
nous utilisons un polynôme du second degré (T(r)=a′r2+b′r+c′ , où a′, b′ et c′ sont les
coefficients du polynôme). Ces coefficients sont estimés à partir des profils longitudinaux,
en posant les conditions aux limites suivantes (Eq. 3.1.6).


dT
dr

= 0 (à r=0, condition axisymétrique)

T (r, z) = T (R/2, z) à r=R/2

T (r, z) = T (R, z) à r=R

(3.1.6)

La figure 3.3 illustre le champs de température reconstruit sur une carte en 2D avec
des isothermes représentées par des isolignes. Le champs de température résultant de cette
reconstruction possède les caractéristiques attendues en présence d’un terme source dans
un système de géométrie cylindrique. Les plus significatives sont le gradient thermique
radial dû à la dissipation de chaleur aux parois du réacteur et la hausse de température
le long de l’axe de bas en haut du fait de la convection.

L’étape suivante a été de dériver le champs de température afin de calculer les déri-
vées spatiales. Les propriétés physiques variant avec la température, keff et ρg ont été
évaluées localement (Eq. 3.1.7 and 3.1.8). Les valeurs des propriétés physiques restantes
sont présentées dans le tableau 3.3.

kn
eff i = εkg + (1− ε)(ks + 16/3σdpT

n 3
i ) (3.1.7)

ρn
g i

= PMg

RT n
i

(3.1.8)
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Figure 3.3 – Champs de température reconstruit pour l’essai de référence 20 min après
l’injection d’air . Points blancs : thermocouples

Validation de l’analyse théorique

Afin de tester la pertinence de cette approche, une procédure de validation a été réa-
lisée. Les particules de biomasse ont été remplacées par un matériau inerte : des billes
d’alumine dont les propriétés physiques sont mentionnées dans le tableau 3.3. Le lit de
billes d’alumine a été exposé aux mêmes conditions de température et de débits de gaz
oxydants que pour les plaquettes de bois.

Ces billes d’alumine étant inertes, la pertinence de la méthode d’évaluation du terme
source sera démontrée si un terme source constant avoisinant 0 W/m3 est obtenu.
Ainsi, le même algorithme a été alimenté des données thermiques correspondantes. Les
résultats de la méthode de validation sont illustrés dans la figure 3.4. Cette figure rapporte
les quatre termes source du bilan de chaleur, comme exprimé dans l’éqt 3.1.4 à quatre
hauteurs dans le réacteur. On remarque que les termes d’accumulation, de convection et
de diffusion se compensent l’un l’autre et génèrent un terme source quasi-nul partout dans
le lit. Par conséquent, le fait que cette méthode de traitement produise un terme source
quasi-nul au sein d’un matériau inerte révèle la qualité de la méthode d’analyse proposée
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Symbole Propriété Valeur Dimension Note
ρscps Capacité thermique du bois torréfié 133,35 × 104 J/K Mesurée par DSC modulée
ρacpa Capacité thermique des billes d’alumine 181,30 × 104 J/K Mesurée dans [127]
εs Porosité du lit de bois 0,637 - Mesurée par saturation
εa Porosité du lit d’alumine 0,452 - Mesurée dans [127]
ks Conductivité thermique du bois 0,1046 W/m/K Estimée dans [128]
ka Conductivité thermique de l’alumine 0,447 W/m/K Mesurée dans [127]
kair Conductivité thermique de l’air 33,5 × 10−3 W/m/K Mesurée dans [129]
kN2 Conductivité thermique de l’azote 33,6 × 10−3 W/m/K Mesurée dans [130]
cp(air) Chaleur spécifique de l’air 1,018 × 103 J/kg/K Mesurée dans [131]
cp(N2) Chaleur spécifique de l’azote 1,047 × 103 J/kg/K Mesurée dans [132]
dp Diamètre moyen de la sphere 3,04 × 10−3 m Mesuré
σ Constante de Stefan-Boltzmann 5,67 × 10−8 W/m2/K4 -

Table 3.3 – Propriétés physiques du bois et de l’alumine

qui peut être appliquée pour le cas étudié d’un le lit de bois.

3.2 Résultats expérimentaux

3.2.1 Analyse thermique de l’auto-échauffement

Essai de référence

L’évolution de la température durant l’essai de référence est tracée à différentes hau-
teurs (10, 20 et 30 cm) au niveau de l’axe du réacteur (voir fig. 3.5). Nous avons choisi
ces points afin de décrire la réponse thermique du système à des positions représentatives
des parties basse, moyenne et haute du lit. Au premier abord, on remarque que la tempé-
rature du lit suit celle du four avec un délai de réponse. La température augmente après
une phase de séchage autour de 70°C jusqu’au palier de torréfaction où la température
plafonne autour de 250°C.

Initialement, l’élévation de la température est plus rapide dans les parties basses du
lit (à 10 et 20 m de hauteur). A l’approche de la fin de la torréfaction, la température
dans les parties hautes du lit dépasse celle en bas du lit. Ensuite, le système est refroidi
à une température stable avoisinant 150°C. La phase d’auto-échauffement débute à l’in-
jection du gaz oxydant. Dans le cas présent, de l’air est introduit dans le réacteur. La
température augmente progressivement, de plus en plus avec la hauteur du lit. A basse et
moyenne hauteurs (10 et 20 cm), les températures relevées augmentent légèrement, de 3
à 10°C, respectivement. En haut du lit (30 cm), la température augmente linéairement et
plus rapidement jusqu’à atteindre l’auto-combustion au bout de 2 h d’auto-échauffement
intense comme le montre la figure 3.6.
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Cette expérimentation a été reproduite dans les mêmes conditions. Les résultats rap-
portés dans la figure 3.7 indiquent, qu’en maintenant les mêmes conditions opératoires,
le comportement thermique du lit est similaire à celui observé à l’essai précédent.

L’exposition au gaz oxydant provoque des réactions exothermiques qui sont à l’origine
de la hausse de température au sein du lit de bois. La chaleur générée est transférée,
par le gaz, à travers le lit de particules de bas en haut et s’accumule en haut où un
emballement thermique est entraîné. Il est à noter que tout au long des expérimentations,
la composition du gaz peut être considérée comme constante dans le lit avec une déplétion
de l’oxygène inférieure à 0.2% selon la mesure relevée sur l’analyseur de gaz. Ainsi, aux
débits utilisés ici, la fraction d’oxygène peut être considérée uniforme dans le lit et égale
à celle d’entrée.

Influence du débit de gaz de ventilation sur l’auto-échauffement

La figure 3.8 montre l’effet de l’augmentation du débit du gaz oxydant de 20 à 30
NL/min. La température augmente moins qu’à l’essai de référence. Seulement 5°C, 10°C
et 15°C de hausse de température sont observés à l’axe du lit à 10, 20 et 30 cm, respective-
ment. En revanche, la diminution du débit de gaz à 10 NL/min cause un auto-échauffement
rapide en haut du lit. Ce phénomène s’accentue pendant 1 h, après quoi un stade d’embal-
lement thermique est atteint (fig. 3.9). Simultanément, à 20 cm de haut, la température
augmente de 20°C. Dans la même logique, la partie basse du lit est faiblement sujette à
l’auto-échauffement.

Ces résultats peuvent être expliqués comme suit. Un débit de gaz oxydant élevé favo-
rise le transfert de chaleur convectif. Si on se rapporte à la fraction d’oxygène, les analyses
de gaz en sortie montrent que celle-ci reste uniforme dans le lit et très proche de celle
de l’air. Le débit ventilé n’impacte donc pas la consommation d’oxygène mais plutôt la
dissipation de la chaleur. En effet, à fort débit, la chaleur produite est aisément évacuée
à travers le lit de particules assurant un refroidissement rapide.

D’autre part, la diminution du débit de gaz limite les transferts convectifs en induisant
une faible évacuation de la chaleur produite. De ce fait, l’accumulation de la chaleur
conduit à une auto-combustion en haut du lit.

Influence de la présence d’oxygène sur l’auto-échauffement

Les résultats associés à l’essai réalisé à 14% d’oxygène sont présentés dans la figure
3.10. La température de lit augmente légèrement suite à l’injection de l’oxygène. Seule-
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ment 10°C et 5°C d’auto-échauffement ont été observés en haut et à mi-hauteur du lit.
De la même manière, à 7% d’O2, la température augmente plus faiblement, de seulement
5°C en haut du lit (fig. 3.11).

Nous pouvons en déduire que le phénomène d’auto-échauffement est étroitement lié à la
fraction d’oxygène dans le milieu. Ceci est dû à l’exothermicité des mécanismes résultant
de l’interaction entre l’oxygène et le bois. De ce fait, il est important de quantifier la
chaleur générée pendant l’auto-échauffement. C’est en ce sens que s’inscrit l’approche
suivante.

Résultats de l’analyse théorique

Estimation de la production de chaleur pendant l’auto-échauffement Pour
l’essai de référence, chaque terme du bilan de chaleur est tracé à trois hauteurs sur l’axe
du réacteur (fig. 3.12). Une fois le gaz oxydant injecté, la production de la chaleur est
détectée à différents niveaux du lit. Celle-ci peut soit décroître soit s’intensifier. A 15 cm,
la chaleur libérée augmente modérément jusqu’à 2000 W/m3, puis diminue légèrement
et converge vers une valeur stable. La production de la chaleur à 20 cm augmente plus
intensément et se stabilise après une faible baisse. Plus haut dans le lit, à 25 cm, la
chaleur générée marque une continuelle hausse et dépasse 4000 W/m3. Ces résultats sont
en accord avec la logique de l’évolution des températures enregistrées. De plus, dans [60],
le terme source calculé sur la base du bilan de chaleur pour un stock de charbon de 15
tonnes soumis à l’air est d’environ 2000 W/m3, soit du même ordre de grandeur que les
terme source estimés ici. Néanmoins, la position à laquelle ce terme source a été estimé
n’a pas été renseignée dans cette étude.

Optimisation des paramètres cinétiques et de la chaleur de réaction L’évo-
lution du terme source étant marquée par une tendance stable dans un intervalle de
temps allant de 5 à 15 min après introduction de l’oxygène, il est possible d’extraire une
valeur représentative du terme source d’auto-échauffement du bois fraîchement torréfié
pour chaque essai. Par la suite, ce terme a été corrélé aux conditions de température et
de fraction d’oxygène.

En supposant que la chaleur générée est principalement régie par une réaction d’oxy-
dation, le terme source peut être formulé selon une loi d’Arrhénius (éq. 3.2.1).

Π = ∆H × ε× A exp
(
− Ea

RT

)
× ρO2

n (3.2.1)

Alimenté par les données thermiques expérimentales, l’algorithme PSO a été appliqué afin
de déterminer les paramètres optimaux de l’équation 3.2.1. Ces paramètres sont obtenus
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avec une erreur moyenne de 7.2% recouvrant toutes les valeurs de température et de frac-
tion d’oxygène (fig. 3.13) : Ea = 99.8 kJ/mol, A = 2.50 × 109 s−1 ( kg

m3 )(1−n), n = 0.734,
∆H = 14.1 MJ/kgO2 [133].

La chaleur de réaction retenue ici est tirée d’une étude qui estime ce paramètre pour un
échantillon de charbon soumis à une atmosphère oxydante à basse température (25-140°C)
dans un réacteur adiabatique [133]. Basée sur une forme simplifiée du bilan énergétique,
cette estimation correspond aux valeurs de chaleur de chimisorption suggérées dans la
littérature, allant de 2.6 à 13 MJ/kgO2 , comme rapportées dans [3]. En se basant sur une
analyse calorimétrique, Kaji et al. [43] ont évalué la chaleur mise en jeu pendant l’oxyda-
tion du charbon allant de 9.8 à 11.8 MJ/kgO2 .

La valeur de l’énergie d’activation optimisée, de 99.8 kJ/mol, est proche de celles pro-
posées dans la littérature comprises entre 60 et 190 kJ/mol [124, 134] pour le charbon, le
char et la biomasse. Afin d’appuyer la pertinence de l’énergie d’activation optimisée, nous
avons évalué le ratio du taux de consommation d’oxygène à deux différentes températures
(150 et 160°C) comme présenté dans l’équation 3.2.2.

r1

r2
= exp

(
−Ea

R

( 1
T2
− 1
T1

))
(3.2.2)

Où r est le taux de consommation d’oxygène et i= 1, 2 désigne la température du
système fixée à 160°C et 150°C respectivement. Cette approche montre que le taux de
réaction double presque (r1/r2 = 1.92) en élevant la température de seulement 10°C. Cette
forte sensibilité à la température est en accord avec les résultats expérimentaux observés
ici aussi bien qu’avec les observations d’autres auteurs [49].

Par ailleurs, le fait que les valeurs du terme source ne dépendent pas du débit du gaz
oxydant suggère que les paramètres cinétiques proposés sont intrinsèques au phénomène
étudié. Ainsi, les paramètres cinétiques proposés formulent une équation d’utilisation ra-
pide décrivant la chaleur générée par des plaquettes de hêtre torréfiées.

3.2.2 Analyse des gaz produits pendant l’auto-échauffement

Durant la phase d’auto-échauffement, les gaz principalement émis (CO2, CO) sont
analysés en sortie du réacteur (voir fig. 3.14). A l’essai de référence, suite à l’injection
d’oxygène, une production de CO2 et de CO est détectée. La fraction de ces gaz augmente
faiblement jusqu’au bout d’environ 1h40min d’auto-échauffement. La fraction volumique
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du dioxyde de carbone atteint 0,2% vol, qui présente le double de la quantité de CO.

Au-delà de ce point, la hausse s’accentue fortement, notamment pour le dioxyde de
carbone. La même allure est observée pour l’essai à faible débit marquée d’une émission
plus importante de gaz carbonés. Pour les essais réalisés à faible fraction d’oxygène et
à fort débit, les fractions des gaz émis (CO2 et CO) sont plus faibles et constantes. La
fraction de CO2 est autour de 0.04% et 0.06% pour les essais réalisés à 30 NL/min et à
14% d’O2, respectivement. Le pourcentage massique volumique du CO avoisine 0.25% et
0.35% pour les essais menés à 30 NL/min et à 14% d’O2, respectivement.

Ainsi, une forte production de gaz d’auto-échauffement a été relevée lors des expéri-
mentations subissant un emballement thermique. En situation d’auto-échauffement, seule-
ment, une faible et constante quantité de gaz est produite. Par ailleurs, comme nous l’avons
signifié précédemment, l’analyse de l’oxygène en sortie du réacteur indique qu’à chaque
essai, le taux d’oxygène consommée par le lit de plaquettes torréfiées est inférieure à 0.2%.

3.2.3 Caractérisation de l’auto-échauffement

Indicateur CO/CO2

Parmi les indicateurs d’incendie les plus connus, le ratio CO/CO2. Ici, ce ratio est
estimé pour les différents scenarii obtenus (fig. 3.15). On remarque que pour les situations
d’auto-échauffement modéré, ce ratio est constant (autour d’une valeur comprise entre 1,6
et 2). En revanche, lorsqu’un emballement thermique a lieu ce ratio augmente rapidement
dépassant 2 et 7 pour l’essai de référence et l’essai à faible débit, respectivement.

Il suffit que la vitesse de montée du ratio soit aussi faible que 0.005 min−1 sur une
durée de 20 min pour prédire un emballement thermique. Néanmoins, cet indicateur ne
permet pas de détecter l’auto-échauffement étant donné qu’il reste constant tout le long.

3.3 Conclusion

Cette partie a été consacrée à la création de situations d’auto-échauffement à basse
température à l’échelle d’un réacteur à lit fixe de particules de bois fraîchement torréfiées.
L’impact de la fraction d’oxygène dans le milieu a été investigué ainsi que celui du débit
de gaz. Les résultats démontrent que l’échauffement spontané est étroitement lié à ces
conditions. En effet, ce phénomène est susceptible d’engendrer une situation de combus-
tion spontanée d’un substrat soumis à une exposition croissante à l’oxygène et à un faible
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débit de gaz contenant de l’oxygène. Ainsi, un apport élevé en oxygène dans le lit de bois
accentue les mécanismes exothermiques ayant lieu suite à l’interaction de l’oxygène sur la
surface du bois. D’autre part, l’introduction d’un faible débit de gaz oxydant induit une
auto-combustion issue d’un faible transport convectif de chaleur. A l’opposé, une faible
fraction d’oxygène et un débit croissant de gaz oxydant limitent la tendance à l’auto-
échauffement.

Un modèle simplifié a été proposé décrivant le terme source pendant l’auto-échauffement
en le reliant aux conditions de température et de fraction d’oxygène. Ce dernier présente
l’avantage d’une formulation affranchie de conditions aux limites du problème. Un jeu de
paramètres cinétiques optimisés a été proposé en adoptant que la réaction d’oxydation
comme source d’exothermicité.

Par ailleurs, l’analyse des gaz montre une production de gaz d’auto-échauffement (CO2,
CO) qui reste constante pendant un auto-échauffement modéré. Néanmoins, elle augmente
en cas d’emballement thermique. Ainsi, la production de chaleur est accompagnée par
l’émission de ces gaz carbonés. Le ratio CO2/CO a également été estimé. Il montre une
tendance stable pendant l’auto-échauffement et une évolution croissante rapide dès l’em-
ballement des réactions. Cet indicateur témoigne donc de la survenance d’un emballement
thermique. Cependant, il ne permet pas de détecter une situation d’auto-échauffement mo-
déré.

La prochaine étape est dédiée à l’un des objectifs principaux de ce travail, à savoir,
l’identification des mécanismes intrinsèques responsables de la production de chaleur.
Pour ce faire, des essais ATG/ATD ont été conduits à petite échelle. Cette approche est
détaillée dans le chapitre suivant.
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Figure 3.4 – Termes du bilan de chaleur à différentes hauteurs (10, 20, 30 cm) associés
au test de validation sur un lit d’alumine. Flèche verte : changement du débit de gaz (de
30 à 20 NL/min)
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Figure 3.5 – Évolution de la température à différentes hauteurs (10, 20, 30 cm) durant
les différentes phases expérimentées (torréfaction, refroidissement et auto-échauffement)
à l’essai de référence. Flèche rouge : injection du gaz oxydant, Flèche bleue : injection de
l’azote de refroidissement
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Figure 3.6 – Évolution de la température à différentes hauteurs (10, 20, 30 cm) pendant
l’auto-échauffement à l’essai de référence. Flèche rouge : injection du gaz oxydant, Flèche
bleue : injection de l’azote pur
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Figure 3.7 – Évolution de la température à différentes hauteurs (10, 20, 30 cm) pendant
l’auto-échauffement pour un test de répétabilité de l’essai de référence. Flèche rouge :
injection du gaz oxydant, Flèche bleue : injection de l’azote
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Figure 3.8 – Évolution de la température à différentes hauteurs (10, 20, 30 cm) pendant
l’auto-échauffement à l’essai Qgas+. Flèche rouge : injection du gaz oxydant, Flèche bleue :
injection de l’azote
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Figure 3.9 – Évolution de la température à différentes hauteurs (10, 20, 30 cm) pendant
l’auto-échauffement à l’essai Qgas−. Flèche rouge : injection du gaz oxydant, Flèche bleue :
injection de l’azote
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Figure 3.10 – Évolution de la température à différentes hauteurs (10, 20, 30 cm) pendant
l’auto-échauffement à l’essai O2−. Flèche rouge : injection du gaz oxydant, Flèche bleue :
injection de l’azote

0 20 40 60 80 100 120 140

Temps (min)

120

130

140

150

160

T
em

p
ér
a
tu
re

 (
◦
C

)

10cm 20cm 30cm

Figure 3.11 – Évolution de la température à différentes hauteurs (10, 20, 30 cm) pendant
l’auto-échauffement à l’essai O2−−. Flèche rouge : injection du gaz oxydant, Flèche bleue :
injection de l’azote
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Figure 3.12 – Termes du bilan de chaleur à différentes hauteurs (15, 20, 25 cm) pendant
l’auto-échauffement à l’essai de référence. Flèche rouge : injection du gaz oxydant
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Figure 3.13 – Corrélation du terme source avec la température et la fraction d’oxygène
dans le gaz oxydant
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Figure 3.14 – Analyse des gaz émis lors de l’auto-échauffement créé pendant les essais :
de référence, Qgaz−, O2−, Qgaz+, respectivement
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Figure 3.15 – Ratio CO2/CO lors de l’auto-échauffement créé pendant les essais : de
référence, Qgaz−, O2−, Qgaz+, O2 −−, respectivement
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Chapitre 4

Identification des mécanismes
responsables de l’exothermicité de
l’auto-échauffement à petite échelle

4.1 Matériels et méthodes

4.1.1 Matériels

Des tests d’oxydation à basse température ont été réalisés sur un échantillon de poudre
de plaquettes de hêtre fraîchement torréfié. Ces expérimentations sont conduites dans un
appareil mixte couplant l’analyse thermogravimétrique à l’analyse thermodifférentielle
(ATG/ATD). Au préalable, les plaquettes de hêtre sont broyées et tamisées. Pour cela,
nous avons utilisé un broyeur universel M20 fourni par l’entreprise IKA et des tamis
(Afnor produit par Prolabo en France, Paris).

Préparation du substrat

Avant de procéder à l’oxydation des plaquettes de bois, celles-ci sont d’abord broyées
puis tamisées de sorte à avoir une granulométrie inférieure à 0.25 mm. Le but est d’aug-
menter la porosité de l’échantillon en réduisant sa taille afin de se rapprocher d’un régime
de réaction chimique intrinsèque. Ensuite, la poudre obtenue est séchée à l’étuve à 105°C
pendant une heure avant de l’introduire dans l’appareil d’analyse ATG/ATD.

4.1.2 Analyse ATG/ATD

Un échantillon d’environ 30 mg est pesé puis introduit dans l’appareil. Le choix de
cette masse est motivé par le fait que celle-ci soit, d’une part, assez faible pour éviter
les limitations par les transferts de matière et de chaleur. D’autre part, cette masse doit
être assez élevée pour détecter proprement les signaux associés. Tout d’abord, comme
pour le LFT, le substrat est soumis aux phases de torréfaction et de refroidissement avant
d’injecter le gaz oxydant. Ainsi, un flux d’azote est envoyé à 2 NL/h en maintenant la
température à 30°C pendant 10 min. Ensuite, une rampe de 4.5K/min est fixée pour
une température de torréfaction de 250°C. Un palier est maintenu pendant 2 h à cette
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température. L’échantillon est par la suite refroidie à 30 K/min jusqu’aux températures
suivantes : 140°C, 145°C, 150°C, et 160°C, variant à chaque essai. Ces températures sont
maintenues constantes jusqu’à la fin de chaque essai. Après 20 h sous atmosphère inerte,
un flux de gaz oxydant est injecté (2 NL/h) et maintenu pendant 40 h. L’intérêt est porté
sur la variation de la masse et sur le flux de chaleur relevé durant cette phase.

4.2 Résultats expérimentaux

4.2.1 Analyse ATG/ATD

Suivi de la masse au cours des phases de traitement

L’évolution du signal de masse est présentée pour l’essai de référence réalisé à 150°C, au
cours des différentes phases de traitement comprenant la torréfaction, le refroidissement
inerte et l’injection d’air (fig. 4.1). La torréfaction de l’échantillon entraîne une perte
de masse dont la valeur moyenne sur l’ensemble des essais réalisés est de 10%, soit, du
même ordre de grandeur que la perte de masse correspondant à la torréfaction du lit de
plaquettes de bois (8.14%). Au cours du refroidissement inerte suivant la torréfaction, la
masse de l’échantillon reste constante jusqu’à l’injection de l’air. A ce stade, un léger gain
de masse (0.1%) est observé suivi d’une perte de masse (0.7% par rapport à la masse
initiale de l’échantillon torréfié). Ce résultat est détaillé dans ce qui suit.
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Figure 4.1 – Variation de la masse relevée sur la thermobalance à l’essai de référence
(150°C) au cours des phases de torréfaction (1), de refroidissement inerte (2) et d’injection
d’air (3) de l’échantillon
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Variation de la masse durant l’auto-échauffement

Le suivi de la variation de la masse de l’échantillon de bois torréfié soumis à une at-
mosphère oxydante à basses températures (140-160°C) est illustré dans la figure 4.2. Il
est à noter que ces expérimentations ont été corrigées par des tests à blanc.

Tous les tracés correspondant à chaque température testée partagent deux tendances
distinctes : une légère hausse suivie d’une diminution de la masse.

L’échantillon soumis à l’air à 140°C montre un gain de masse de 0,052 mg (1.01%)
au bout de 10 h qui se stabilise autour de cette valeur pendant 10 h. Ensuite, une faible
perte de masse de 0,042 mg est observée. En élevant la température de 5°C (essai à
145°C), le même gain de masse que celui de l’essai précédent est atteint au bout de 10
h. Cette phase est suivie d’une étape intermédiaire de stabilisation d’une durée d’environ
5h avant la phase de perte de masse. Celle-ci est plus élevée (0,092 mg) et plus rapide.
Pour les essais conduits à 150°C et 160°C, le gain de masse augmente plus vite avec la
température, et atteint son maximum 3 h après l’introduction de l’air (0,035 et 0,04 mg,
respectivement). Ensuite, la masse du substrat baisse. La perte de masse augmente avec la
température (0,145 et 0,395 mg, respectivement). De même, la vitesse de perte de masse
est plus importante à plus haute température.

Le gain de masse observé peut être justifié par l’adsorption des molécules d’oxygène
sur la surface réactive de la poudre de bois torréfiée, qui résulte de la formation de com-
plexes oxygénés. Un processus de décomposition des complexes formés accompagne ce
phénomène. Lorsque la masse de la matière diminue, la décomposition des ce complexes
est le mécanisme dominant. Pour les essais menés entre 145°C et 160°C, la masse perdue
dépasse le gain de masse indiquant qu’il y aurait d’autres mécanismes que la décomposi-
tion des complexes carbone-oxygènes. Potentiellement, une réaction d’oxydation directe
est à l’origine de cette forte et rapide baisse de masse.

Analyse du flux de chaleur durant l’auto-échauffement

La figure 4.3 montre le signal de flux de chaleur mesuré par l’ATD pendant l’oxydation
du bois torréfié aux différentes températures testées allant de 140 à 160°C. A chaque
essai, l’injection d’air provoque instantanément un pic exothermique de flux de chaleur
suivi d’une baisse progressive jusqu’à stabilisation. On peut remarquer qu’aux plus basses
températures (140 et 145°C), les signaux de chaleur sont quasiment identiques (avec un
pic de 0.166 mW). Au delà de ces températures, le pic du flux de chaleur augmente
systématiquement avec la température de 0.263 à 0.432 mW entre 150°C et 160°C.

Il est à noter que le flux de chaleur relevé initialement à l’essai réalisé à 160°C montrait
un signal négatif atteint au cours du refroidissement inerte suivant l’injection d’air. Ce
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Figure 4.2 – Variation de la masse relevée sur la thermobalance pendant l’oxydation à
basses températures (140-160°C) de l’échantillon torréfié

dernier serait lié à la limite de détection de l’appareil. Nous avons donc corrigé le flux
de chaleur en soustrayant ce dépassement, néanmoins, ceci implique un signal non nul
(autour de 0.06 mW) au cours du refroidissement inerte précédant l’injection d’air.

Les pics exothermiques de flux de chaleur témoignent d’une production de chaleur
issue des mécanismes ayant lieu pendant l’oxydation du bois torréfié. Ces pics étant relevés
au début de la phase où le processus dominant est l’adsorption, ceci démontre la forte
exothermicité de l’adsorption par rapport aux autres mécanismes d’oxydation à basse
température. Par ailleurs, dans l’étude de Koseki et al. [25], le flux de chaleur de plaquettes
de bois brute humide sous air a été mesuré. A une température de 30°C, celui-ci est
d’environ 0.3 mW, soit, du même ordre de grandeur que le flux de chaleur mesuré pour
nos plaquettes de bois torréfié sous une température de 150°C. Ceci appuie le fait que
la bois brute à température ambiante est plus sujet à l’auto-échauffement de fait de
son humidité propice au développement microbien. Ceci met en évidence l’intérêt de la
torréfaction.

Le flux de chaleur mesuré à cette échelle peut être comparé au terme source calculé à
l’échelle du LFT sur la même durée d’exposition au gaz oxydant. Si on agrandit le flux
de chaleur de l’essai réalisé à 150°C sur les 80 premières minutes, nous obtenons le signal
illustré dans la figure 4.4. Celui-ci augmente pendant les 30 premières minutes puis se
stabilise en diminuant légèrement. Ce signal est converti en puissance volumique (W/m3)
dans la figure 4.5), en prenant en compte la masse volumique de l’échantillon torréfié et
sa masse initiale avant l’injection du gaz oxydant. Le terme source à petite échelle est
d’environ 3000 W/m3. Cette valeur est du même ordre de grandeur que celle évaluée à
l’essai de référence en LFT pour une hauteur inférieure à 25 cm (autour de 2000 W/m3 fig.
3.12). De même, le terme source mesuré à petite échelle correspond à la valeur estimée
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Figure 4.3 – Flux de chaleur mesuré par ATG/ATD pendant l’oxydation à basses tem-
pératures (140-160°C) de l’échantillon torréfié

à l’essai réalisé à 30 NL/min dans le LFT qui est comprise entre 2000 et 4000 W/m3.
Ces résultats révèlent que le comportement thermique des plaquettes de bois torréfié est
intrinsèque.
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Figure 4.4 – Flux de chaleur mesuré par ATG/ATD pendant l’oxydation de l’échantillon
torréfié à 150°C sur les 80 premières minutes (mW)

Dans le chapitre suivant, nous exploitons les résultats obtenus à petite échelle afin
d’identifier finement et de quantifier les processus exothermiques associés à l’auto-échauffement.
Les résultats issus des expérimentations réalisées à l’échelle du LFT serviront à alimenter
le modèle conçu, présenté dans ce qui suit, et seront confrontés aux prédictions de celui-ci.
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Figure 4.5 – Flux de chaleur mesuré par ATG/ATD pendant l’oxydation de l’échantillon
torréfié à 150°C sur les 80 premières minutes (W/m3)
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Modélisation de l’auto-échauffement
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Chapitre 5

Modélisation de la cinétique
chimique à petite l’échelle

En vue d’appréhender les mécanismes responsables de la génération de chaleur, un
modèle décrivant la cinétique chimique de l’oxydation à basse température a été déve-
loppé. Dans un premier temps, ce modèle est consacré à l’aspect massique comme il est
généralement proposé dans la littérature. En effet, les modèles cinétiques décrivant fine-
ment l’oxydation des matières carbonées à basse température sont, à notre connaissance,
axés uniquement sur le signal de masse.

A partir des analyses ATG/ATD, nous pouvons également tirer le flux de chaleur émis
pendant l’auto-échauffement. De ce fait, nous proposons un second modèle qui décrit à la
fois les deux signaux massique et thermique.

5.1 Modèle de la cinétique d’auto-échauffement : trai-
tement de la masse

Le modèle développé ici traite uniquement de la cinétique massique de l’échantillon
torréfié à l’échelle de l’ATG/ATD. Deux mécanismes réactionnels sont pris en compte : le
processus d’adsorption chimique et la décomposition des complexes oxygénés en produits
gazeux (CO2), en série selon le schéma suivant :

Csad
+O2

R1−→ (Carbone−O2) R2−→ CO2 + Csad
(régénéré) (5.1.1)

Avec : Csad
: sites actifs dédiés à l’adsorption chimique et Carbone-O2 complexe oxy-

géné formé suite à l’adsorption chimique.

Il est à noter que le seul modèle cinétique de la littérature portant sur l’oxydation
du bois torréfié à basses températures traite uniquement de l’adsorption chimique de
l’oxygène selon la loi d’Elovich et ce sur une durée comprise entre 2h et 24h en fonction
de la température d’oxydation.

D’autre part, l’approche adoptée ici apporte une description plus complète en décrivant
les mécanismes justifiant le gain et la perte de masse qui s’en suit sur une durée de 40 h
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pour chaque expérimentation.

5.1.1 Formulation du modèle

Le processus d’adsorption de l’oxygène sur la surface réactive du bois torréfié est décrit
selon l’équation d’Elovich 5.1.2.

R1 = k1exp(−b× q′carbone−O2) (5.1.2)

Avec R1 : vitesse d’adsorption (mol.mg−1.s−1), k1 et b : constantes d’Elovich, q’carbone−O2 :
fraction de complexes carbone-oxygène (mol.mg−1 (d’échantillon initial torréfié)).

La décomposition des complexes formés est exprimée par une réaction du premier
ordre par rapport au complexe formé 5.1.3.

R2 = −k2 × q′carbone−O2 (5.1.3)

Où R2 : vitesse de décomposition, k2 : constante de réaction.

5.1.2 Optimisation

Une routine d’optimisation a été mise en place afin de déterminer les paramètres
cinétiques au cours de l’auto-échauffement pour les différents essais réalisés. Le but est
de minimiser la fonction objectif fobjq1

qui est exprimée dans le cas présent par l’écart
quadratique moyen entre la fraction de masse mesurée q1exp(ti) (mg.mg−1) et celle calculée
q1num(ti) (mg.mg−1) dans l’éqt. 5.1.4.

fobjq1
=

n∑
i=1

(q1exp(ti)− q1num(ti))2

n
(5.1.4)

La fraction de masse est estimée à partir de l’équation 5.1.5 dans l’équation 5.1.6.

dq1num

dt
= R1MO2 +R2MCO2 (5.1.5)

En intégrant l’équation 5.1.5, nous obtenons Eq 5.1.6 :

q1num(t) =
∫ t

t0
(R1MO2 +R2MCO2)dt (5.1.6)

L’approche d’optimisation est basée sur l’utilisation d’un Algorithme à Évolution Diffé-
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rentielle (AED) dont l’intérêt est de trouver un minimum global d’une fonction à plusieurs
variables. Il s’agit d’un algorithme d’optimisation stochastique basé sur des opérations de
recombinaison et de mutation d’une population de paramètres. La meilleure solution est
sélectionnée à chaque itération.

Dans notre travail, nous avons utilisé la fonction differential_evolution de la librairie
de calcul scientifique Scipy. Cette implémentation est basée sur la méthode de Storn et
Price [135].

Elle nécessite plusieurs paramètres, notamment, la fonction objectif, les bornes, la
taille de la population, la tolérance, les constantes de mutation et de recombinaison.

La fonction objectif (Eq. 5.1.4) est exprimée en fonction des paramètres à optimiser
à l’échelle logarithmique décimale (10k1 , 10b et 10k2 qu’on notera k′1, b′ et k′2, respective-
ment). Cette échelle est retenue de sorte à balayer un plus grand intervalle de solutions
possibles. Les bornes correspondant à ces paramètres sont présentées dans le tableau 5.1.
Hormis les bornes aucune contrainte n’a été appliquée.

Par ailleurs, nous avons augmenté la taille de population par rapport à la valeur
proposée par défaut (de 15 à 50) afin d’accroître les chances de trouver un optimum
global. Quant au reste des paramètres, à savoir, la tolérance, les constantes de mutation
et de recombinaison, nous avons retenu les valeurs proposées par défaut.

Paramètres de l’algorithme
Bornes Taille de la population Tolérance Mutation Recombinaisonk′1 b′ k′2

[-15, 0] [-2, 0] [-15, 0] 50 0.01 [0.5, 1] 0.7

Table 5.1 – Paramètres de l’algorithme d’optimisation AED utilisés dans le modèle
cinétique traitant de la masse seule

.

5.2 Résultats

L’évolution de la fraction de masse du réactif torréfié par rapport à sa masse initiale
pendant l’oxydation à basses températures est illustrée pour chaque essai dans la figure
(5.1). Les résultats du modèle y sont confrontés aux données expérimentales. Une bonne
concordance est observée pour chaque essai, captant la tendance croissante de la masse
traduite par l’équation d’adsorption d’Elovich ainsi que la perte de masse décrite par une
cinétique du premier ordre par rapport au complexe formé.

5.2.1 Paramètres cinétiques

Les paramètres cinétiques optimisés pour chaque température d’oxydation testée fi-
gurent dans le tableau 5.2. On remarque que les constantes d’adsorption et de décompo-
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Figure 5.1 – Fraction de masse mesurée et calculée de l’échantillon torréfié durant l’oxy-
dation à 140°C, 145°C, 150°C et 160°C. Courbe bleue : résultats expérimentaux, courbe
verte : résultats numériques

sition sont croissantes en fonction de la température, tandis que, la constante d’Elovich b
est, elle, décroissante avec la température. Ceci est en accord avec la littérature [39, 66, 32].

140°C 145°C 150°C 160°C
k1 (mg.mg−1.s−1) 3.474e-12 3.772e-12 5.683e-12 1.048e-11
b (mg.mg−1) 6.862e-02 3.688e-02 2.480e-02 2.244e-02
k2 (s−1) 2.500e-05 3.303e-05 5.250e-05 1.097e-04

Table 5.2 – Paramètres cinétique issus du modèle cinétique traitant de la masse seule

On suppose que les constantes de réaction k1 et k2 suivent une loi d’Arrhénius
(Eq. 5.2.1).

ki = A exp(− E

RTi

) (5.2.1)

Ainsi, ln ki est tracé en fonction de 1/Ti (figures 5.2 et 5.3). La linéarité des courbes
résultantes conforte l’hypothèse retenue. De ce fait, les énergies d’activation correspondant
aux mécanismes réactionnels d’auto-échauffement sont déterminées. L’énergie d’activation
associée à l’adsorption chimique est estimée de 86.53 kJ/mol. Celle-ci est du même ordre
de grandeur que l’énergie d’activation déterminée à l’échelle du LFT (99.8 kJ/mol). De

100



Chapitre 5 – Modélisation de la cinétique chimique à petite l’échelle

même, cette énergie d’activation est du même ordre de grandeur que les valeurs proposées
dans la littérature et mentionnées dans le chapitre 1, allant de 13 à 67 kJ/mol. La borne
supérieure est attribuée au bois prétraité à 300°C et soumis à l’air à de basses températures
(74, 109 et 139°C). L’énergie d’activation estimée ici est légèrement supérieure en raison de
la différence des conditions opératoires et de la réactivité du substrat entre le cas présent et
les travaux publiés. Quant à l’énergie d’activation du processus de décomposition, elle est
estimée à 1.5 × 10−2 kJ/mol. Elle est donc trop faible pour dépendre de la température.

2.30 2.32 2.34 2.36 2.38 2.40 2.42 2.44

1/T (K−1) 1e 3

26.6

26.4

26.2

26.0

25.8

25.6

25.4

25.2

ln
k

1

Figure 5.2 – Tracé de l’Arrhénius (ln k en fonction de 1/T) du processus d’adsorption
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Figure 5.3 – Tracé de l’Arrhénius (ln k en fonction de 1/T) du processus de décomposition
thermique des complexes C-O
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5.3 Conclusion

Le modèle mis en place permet de décrire la cinétique réactionnelle de l’auto-échauffement
du hêtre torréfié pendant son oxydation à basse température. En effet, deux principales
réactions ont été relevées : l’adsorption chimique de l’oxygène sur la surface réactive du
substrat et la décomposition des complexes issus de cette adsorption. En vue d’assu-
rer une description plus complète des phénomènes qui interviennent, un modèle cinétique
basé sur les données massiques et thermiques produits par l’ATG/ATD est proposé. Cette
approche est présentée dans le chapitre qui suit.

5.4 Modèle de la cinétique d’auto-échauffement : trai-
tement de la masse et de la chaleur

Dans cette approche, le modèle cinétique massique proposé tient compte du processus
d’oxydation directe en plus des mécanismes d’adsorption chimique et de décomposition
des complexes oxygénés décrits dans le modèle précédent. En effet, suite à des essais pré-
liminaires, nous avons observé que la prise en compte de la réaction d’oxydation directe
est nécessaire pour la modélisation de la cinétique massique et thermique de l’oxydation
du bois torréfié.

Deux modèles sont construits en ce sens, en se basant sur des schémas cinétiques diffé-
rents. L’objectif est de produire des résultats numériques correspondant aux observations
expérimentales tout en ayant un sens physique.

5.4.1 Modèle cinétique à deux réactions simultanées et deux
réactions successives

Le premier modèle conçu est basé sur le schéma réactionnel suivant.

Cs1 +O2
R3−→ CO2 (5.4.1)

Cs2 +O2
R1−→ (Carbon−O2) R2−→ CO2 + Cs2 (régénéré) (5.4.2)

Avec Cs1 : quantité de sites actifs dédiée à la réaction d’oxydation directe, Cs2 : quan-
tité de sites actifs dédiée à l’adsorption chimique de l’oxygène, Ri (i= 1, 2, 3) réaction
d’adsorption chimique, de décomposition thermique et d’oxydation directe, respective-
ment.
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Formulation du modèle

L’adsorption de l’oxygène et la décomposition des complexes C-O sont formulées
comme dans le modèle cinétique précédent selon les équations 5.1.2 et 5.1.3. La réac-
tion d’oxydation directe est exprimée par une réaction d’ordre 1 par rapport à la fraction
du substrat réagissant durant cette réaction (Eq. 5.4.3)

R3 = −k3 × q′DBO (5.4.3)

Où R3 : vitesse de réaction d’oxydation directe, k3 : constante de réaction et qDBO

fraction du substrat dédiée à la réaction d’oxydation directe (Direct Burn-Off).

Optimisation

Cette approche consiste à optimiser deux fonctions objectifs pour les signaux de masse
et de chaleur comme formulé dans les équations 5.4.4 et 5.4.5, respectivement. Ces fonc-
tions sont exprimées par l’écart quadratique moyen entre les valeurs mesurées et les valeurs
théoriques. La fraction de masse et le flux de chaleur sont estimés dans les éqt. 5.4.7 et
5.4.8.

fobjq2
=

n∑
i=1

(q2exp(ti)− q2num(ti))2

n
(5.4.4)

fobjΠ1
=

n∑
i=1

(Π1exp(ti)− Π1num(ti))2

n
(5.4.5)

dq2num

dt
= R1MO2 +R2MCO2 +R3(MCO2 −MO2) (5.4.6)

En intégrant l’équation 5.1.5, nous obtenons Eq 5.1.6 :

q2num(t) =
∫ t

t0
(R1MO2 −R2MCO2 −R3(MCO2 −MO2))dt (5.4.7)

Où q2num est la fraction de masse retenue (mg.mg−1).

Π1num = R1∆H1 +R2∆H2 +R3∆H3 (5.4.8)

Avec, Π1exp et Π1num : terme source mesurée et théorique, ∆H1 chaleur d’adsorption
chimique, ∆H2 chaleur de décomposition thermique et ∆H3 chaleur d’oxydation directe.

Afin de résoudre ce problème, on pose q0 : fraction de masse initiale dédiée à la réaction
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d’oxydation directe.
Les fonctions objectifs fobjq2

et fobjΠ1
(Eq. 5.4.4 et 5.4.5) sont exprimées en fonction

des paramètres à optimiser à l’échelle logarithmique décimale (10q0 , 10k1 , 10b, 10k2 , 10k3 ,
10∆H1 ,10∆H2 et 10∆H3 et qu’on notera q′0, k′1, b′, k′2, k′3, ∆ H′1, ∆ H′2 et ∆ H′3, respective-
ment).

La même fonction differential_evolution de l’algorithme d’optimisation AED a été
utilisée et associée aux mêmes paramètres en termes de taille de population, tolérance, de
constantes de mutation et de recombinaison que dans les modèles précédents (voir tableau
5.1).

Par ailleurs, en termes de bornes, nous avons retenu les valeurs figurant dans le tableau
5.3. Un large intervalle a été initialement proposé pour toute les paramètres à chaque essai.
Néanmoins, nous avons observé que pour déterminer les paramètres cinétiques selon la loi
d’Arrhénius au cours du post-traitement des paramètres optimisés, il a fallu restreindre
l’intervalle des bornes de certains paramètres.

140°C 145°C 150°C 160°C
q′0 (mg.mg−1) [-10, -5] [-8, -5] [-7, -5] [-7, 0]
k′1 (mg.mg−1.s−1) [ -15, -5] [ -11, -10.53] [ -10.39, -10] [ -15, 0]
b′ (mg.mg−1) [6, 10] [0, 10] [0, 10] [5, 7]
k′2 (s−1) [-10, -5] [-7, -4] [-7, -4] [-7, -4]
k′3 (s−1) [ -10, -4.9] [ -10, 0] [ -5, -3] [ -6, -3]
∆H ′1 (kJ/mol) [8.5, 8.9] [8.5, 8.9] [8.5, 8.9] [8.5, 8.9]
∆H ′2 (kJ/mol) [3, 6] [3, 6] [3, 6] [3, 6]
∆H ′3 (kJ/mol) [8.477, 8.57] [8.477, 8.57] [8.477, 8.57] [8.477, 8.57]

Table 5.3 – Bornes retenues pour les paramètres cinétique issus du modèle cinétique à
deux réactions simultanées et deux réactions successives

Résultats

Le signal de masse mis en jeu pendant l’auto-échauffement à petite échelle est confronté
aux résultats du modèle proposé. On remarque que les résultats du modèle correspondent
bien aux données expérimentales pour le cas des essais conduits à 140°C, 145°C et 160°C
avec des erreurs moyennes de 8.4 × 10−5, 9.6 × 10−5 et 15.5 × 10−5 mg.mg−1, respecti-
vement. Quant à l’essai réalisé à 150°C, le modèle surestime le gain de masse résultant
de l’adsorption d’oxygène avec une erreur moyenne de 45 × 10−5 mg.mg−1. Il est à noter
que la fonction d’erreur moyenne pour le signal de masse et pour le flux de chaleur est
exprimée selon l’équation 5.4.9.

Erreur = 1
n

n∑
i=0
|xe(ti)− xth(ti)| (5.4.9)
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Avec, N : nombres de données sur l’échelle de temps, xe(ti) valeur expérimentale du
signal de masse ou du flux de chaleur mesurée à l’instant ti, xth(ti) valeur théorique du
signal de masse ou du flux de chaleur estimée à l’instant ti.

Par ailleurs, concernant le flux de chaleur, de légers écarts entre les valeurs mesurées et
celles estimées sont observés pour les tests conduits à 140°C et à 145°C. A 150°C, l’écart
est très important : le pic est estimé à plus du double de la valeur mesurée ; l’erreur
moyenne est estimée à 3.8 × 10−2 mW. Néanmoins, pour le cas de l’essai mené à 160°C,
les données mesurées et les estimations du modèle concordent bien (erreur moyenne = 1.3
× 10−2 mW).

On peut constater que le modèle proposé décrit de manière correcte la cinétique de
la masse et le flux de chaleur du substrat pour tous les essais réalisés sauf pour celui à
150°C. Ce résultat peut être expliqué par la perturbation du signal brut relevé lié à la
sensibilité de l’appareil.
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Figure 5.4 – Fraction de masse mesurée et calculée de l’échantillon torréfié durant l’oxy-
dation à 140°C, 145°C, 150°C et 160°C. Courbe bleue : résultats expérimentaux, courbe
verte : résultats numériques
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Figure 5.5 – Flux de chaleur mesuré et calculé durant l’oxydation à 140°C, 145°C, 150°C
et 160°C. Courbe bleue : résultats expérimentaux, courbe verte : résultats numériques

Paramètres cinétiques

Les paramètres cinétiques correspondant aux températures expérimentées sont pré-
sentés dans le tableau 5.4. On remarque que, comme le montre les résultats du modèle
précédent traitant de la masse, les constantes d’adsorption et de décomposition des com-
plexes carbone-oxygène augmentent avec l’élévation de la température. Néanmoins, la
constante de réaction d’oxydation directe montre une évolution irrégulière en fonction de
la température.

140°C 145°C 150°C 160°C
k1 (mg.mg−1.s−1) 7.647e-12 2.951e-11 4.074e-11 8.248e-11
b (mg.mg−1) 1.328e+07 1.078e+07 7.925e+06 1.442e+06
k2 (s−1) 1.640e-06 1.241e-05 2.027e-05 2.654e-05
k3 (s−1) 3.248e-07 1.970e-07 1.010e-04 3.082e-05
∆H1 (kJ/mol) 794.328 794.328 316.228 363.988
∆H2 (kJ/mol) 3.887e-2 1.245e-2 6.733e-02 2.335e-02
∆H3 (kJ/mol) 371.535 367.906 299.916 299.916

Table 5.4 – Paramètres cinétique issus du modèle cinétique à deux réactions simultanées
et deux réactions successives

En supposant que les constantes de réaction k1 et k2 suivent une loi d’Arrhénius, ln ki

est tracé en fonction de 1/T (figures 5.6, 5.7 et 5.8). Les énergies d’activation correspon-
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dantes sont extraites : 162.7 kJ/mol et 184.6 kJ/mol, respectivement. Ces valeurs sont 3
à 4 fois supérieures aux valeurs publiées dans le cadre de l’oxydation du charbon à basses
températures. La différence des conditions opératoires de réalisation des essais d’oxyda-
tion peut justifier cet écart. Ceci pourrait également être expliqué par le fait qu’on ait un
substrat moins réactif que le charbon. Par conséquent l’énergie d’activation requise serait
plus importante.

La non-linéarité des points représentant le processus d’oxydation directe prouve que
la loi d’Arrhénius n’est pas valide (Ea =412.6 kJ/mol). La constante d’Elovich b révèle
une tendance linéaire décroissante en fonction de la température.
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Figure 5.6 – Tracé de l’Arrhénius (ln k en fonction de 1/T) du processus d’adsorption
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Figure 5.7 – Tracé de l’Arrhénius (ln k en fonction de 1/T) du processus de décomposition
thermique des complexes C-O
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Figure 5.8 – Tracé de l’Arrhénius (ln k en fonction de 1/T) du processus d’oxydation
directe
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Figure 5.9 – Évolution de la constante d’Elovich b en fonction de la température

Les chaleurs de réactions estimées varient en fonction de la température. En effet, la
chaleur d’adsorption est comprise entre 316 et 794 kJ/mol, pouvant dépasser la valeur
maximale proposée dans la littérature de l’oxydation du charbon à basses températures
(418 kJ/mol).

La chaleur de décomposition des complexes carbone-oxygène évaluée est plus faible
et variable avec la température (entre 1.245 × 10−2 et 6.733 × 10−2). Néanmoins, pour
l’oxydation directe, la chaleur de réaction est estimée entre 300 et 370 kJ/mol correspon-
dant aux valeurs proposées par Kaji et al. [43] (entre 300 et 379 kJ/mol d’oxygène).

Le modèle cinétique présenté ici assure une description plus complète que le modèle
précédent en estimant à la fois le signal de masse et le flux de chaleur. Néanmoins, un
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paramètres à optimiser
q′0 A′1 Ea′1 b′ A′2 Ea′2 A′3 Ea′3

[-10, 0] [ 5, 9.7] [ 0, 5.3] [ 5, 8] [ 15, 18] [ 0, 5.3] [ 10, 46] [0, 5.6]

Table 5.5 – Bornes retenues pour les paramètres cinétiques (uniques pour toutes les
températures testées) issus du modèle cinétique à deux réactions simultanées et deux
réactions successives

écart considérable est relevé pour l’essai réalisé à 150°C entre les données expérimentale et
les estimations du modèle. Cet écart pourrait être lié à la perturbation du signal de masse
du fait la sensibilité de l’appareil d’ATG/ATD. Par ailleurs, l’exploitation des paramètres
cinétiques optimisés montre que les chaleurs de réaction d’adsorption et de décomposition
sont très variables à différentes températures. De plus, la chaleur d’adsorption est supé-
rieure aux valeurs présentées dans la littérature du charbon.

C’est pourquoi, nous proposons d’unifier les paramètres cinétiques et les chaleurs de ré-
action pour toutes les températures. Pour ce faire, le même jeu d’équations est implémenté
en supposant que les constantes de réaction associées aux trois mécanismes d’oxydation
suivent une loi d’Arréhnius.

Les fonctions objectifs fobjq3
et fobjΠ2

(Eq. 5.4.10, 5.4.11) sont retenues et exprimées
en fonction des paramètres à optimiser à l’échelle logarithmique décimale (10q0 , 10A1 ,
10Ea1 , 10b, 10A2 , 10Ea2 , 10A3 et 10Ea3 qu’on notera q′0, A′1, Ea′1, b′, A′2, Ea′2, A′3 et Ea′3,
respectivement).

fobjq3
=

n∑
i=1

(q3exp(ti)− q3num(ti))2

n
(5.4.10)

fobjΠ2
=

n∑
i=1

(Π2exp(ti)− Π2num(ti))2

n
(5.4.11)

La même fonction differential_evolution de l’algorithme d’optimisation AED a été
utilisée et associée aux mêmes paramètres en termes de taille de population, tolérance, de
constantes de mutation et de recombinaison que dans les modèles précédents (voir tableau
5.1). Concernant les bornes, nous avons retenus les valeurs présentées dans le tableau 5.5.

Les paramètres cinétiques sont optimisés et les chaleurs de réaction sont fixées ma-
nuellement de sorte à minimiser l’écart entre les résultats expérimentaux et numériques.
Nous avons retenu des chaleurs de réactions d’adsorption et d’oxydation directe du même
ordre de grandeur que les valeurs proposées dans la littérature (550 kJ/mol et 263 kJ/mol,
respectivement). La chaleur de décomposition des complexes carbone-oxygène est fixée à
4 × 10−2 kJ/mol. Cette valeur est contenue dans l’intervalle des valeurs optimisées à
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différentes température dans le modèle précédent.
En termes de quantité de substrat mise en jeu, les résultats numériques confrontés aux

données expérimentales sont présentés, pour chaque température, dans la figure 5.10. On
remarque que le modèle capte bien les tendances de gain et de perte de masse avec un
écart notamment pour les essais réalisés à 140°C et 160°C.
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Figure 5.10 – Fraction de masse mesurée et calculée de l’échantillon torréfié durant
l’oxydation à 140°C, 145°C, 150°C et 160°C. Courbe bleue : résultats expérimentaux,
courbe verte : résultats numériques issus du modèle optimisant des paramètres cinétiques
communs pour tous les essais réalisés à différentes températures

Les résultats du flux de chaleur (fig 5.11) montrent un léger écart entre les valeurs
mesurées et optimisées. Ce dernier est plus prononcé pour l’essai conduit à 160°C.

Les valeurs optimales des énergies d’activation associées aux processus d’adsorption et
de décomposition sont 128.2 kJ/mol et 184.1 kJ/mol, respectivement. Ces valeurs sont en
accord avec celles extraites de la linéarisation des constantes de réaction optimisées dans
le modèle précédent. L’énergie d’activation de l’oxydation directe est trois fois inférieur à
la valeur extraite précédemment (118.8 kJ/mol contre 418 kJ/mol). Ceci est expliqué par
la non validité de la loi d’Arrhénius quant à la description de la constante de réaction de
l’oxydation directe.

Dans le but de mieux appréhender la cinétique réactionnelle de l’auto-échauffement
du bois torréfié à basses températures, il serait intéressant d’adopter une autre approche
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Figure 5.11 – Flux de chaleur mesuré et calculé durant l’oxydation à 140°C, 145°C, 150°C
et 160°C. Courbe bleue : résultats expérimentaux, courbe verte : résultats numériques issus
du modèle optimisant des paramètres cinétiques communs pour tous les essais réalisés à
différentes températures

de modélisation. Pour ce faire, un modèle cinétique inspiré des travaux de Wang et al.
[41] a été développé.

5.4.2 Modèle cinétique à trois réactions parallèles

Le modèle développé ici traite de la cinétique chimique et du flux thermique, com-
prend trois réactions parallèles : deux réactions de consommation d’oxygène (adsorption
chimique et oxydation directe) et une réaction de décomposition thermique des produits
carbone-oxygène.

Simultanément, la réaction d’adsorption est principalement constituée par la formation
de carboxyles. En effet, des expérience de thermolyse de complexes oxygénés soumis à
l’azote pur ont démontré que la production de CO2 est 10 fois supérieure à celle du CO.
Étant donné que le CO2 est majoritairement issu de la décomposition thermique des
carboxyles, nous prendrons en compte uniquement les carboxyles. En même temps, des
composés non-réactifs sont formés. De plus, une réaction impliquant l’émission de CO2 est
incluse dans le processus de chimisorption. En simplifiant ces mécanismes, nous obtenons
le schéma ci-dessous :
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CS2 +O2
R1−→ u2XP 1 + w2CO2 +m composés non réactifs

avec : XP 1 : carboxyle, u2, w2, m : coefficients stœchiométriques associés à la réaction
de chimisorption.

Les processus d’adsorption chimique et d’oxydation directe sont accompagnés par la
dégradation des carboxyles en CO2 et la régénération des sites actifs associés selon le
schéma suivant :

XP 1
R2−→ CO2 + CS2 (régénéré)

Le schéma réactionnel du processus d’oxydation directe est présenté dans ce qui suit :

CS1 +O2
R3−→ u1CO2

La cinétique chimique peut être formulée par trois équations correspondant à l’ad-
sorption chimique de l’oxygène R1, la décomposition de ces complexes R2 et l’oxydation
directe R3.

En supposant que le taux de consommation de sites actifs impliqués dans la chimisorp-
tion ne dépend pas de la concentration d’oxygène présente dans le milieu, la conservation
des ces sites actifs s’écrit comme suit :

R1 = −k1CS2 + k2XP 1 − k2w2CS2 (5.4.12)

Le taux de décomposition thermique des complexes carbonés formés est exprimé dans
l’équation 5.4.13.

R2 = u2k1CS2 − k2XP 1 (5.4.13)

Une réaction d’ordre 0 est retenue pour l’oxydation directe 5.4.14.

R3 = k3 (5.4.14)

Optimisation

Deux fonctions objectifs sont optimisées pour les signaux de masse et de chaleur comme
exprimé dans les équations 5.4.15 et 5.4.16, respectivement.

fobjq4
=

n∑
i=1

(q4exp(ti)− q4num(ti))2

n
(5.4.15)
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fobjΠ3
=

n∑
i=1

(Π3exp(ti)− Π3num(ti))2

n
(5.4.16)

La fraction de masse et le flux de chaleur estimés sont formulés dans les éqt. 5.4.17 et
5.4.18.

q4num(t) =
∫ t

t0
(k2CS2(1− w2)MO2 − k2CS2w2(MCO2 −MO2)−R3(MCO2 −MO2))dt

(5.4.17)

Concernant le flux de chaleur, nous prenons en compte les mécanismes les plus exo-
thermiques, à savoir, l’adsorption chimique de l’oxygène et la décomposition des produits
carbonés (éqt 5.4.18).

Π3num(t) = R1∆H1 +R2∆H2 (5.4.18)

Les fonction objectifs fobjq4
et fobjΠ3

sont exprimées en fonction des paramètres à
optimiser à l’échelle logarithmique décimale (10k1 , 10k2 et 10k3 et qu’on notera k′1, k′2 et
k′3, respectivement).

La même fonction differential_evolution de l’algorithme d’optimisation AED a été
utilisée et associée aux mêmes paramètres en termes de taille de population, tolérance,
mutation et de recombinaison que dans les modèles précédents (voir tableau 5.1).

Par ailleurs, en termes de bornes, nous avons retenu les mêmes bornes pour tous les
essais et pour tous les paramètres : [-20, 0] pour k′1, k′2 et k′3, respectivement.

Résultats

L’évaluation de la quantité de réactif consommée est illustrée dans la figure 5.12. Elle
est conforme aux observations à chaque essai réalisé. D’autre part, en termes de flux de
chaleur (fig 5.13), les résultats du 2ème modèle montrent un léger écart entre les valeurs
mesurées et estimées correspondant à des erreurs moyennes acceptables à hauteur de 7.6
× 10−3, 6.6 × 10−3, 22.3 × 10−3 et 31.5 × 10−3 pour les essais à 140°C, 145°C, 150°C et
160°C, respectivement.

Par ailleurs, pour chacun des mécanismes retenus, des valeurs des coefficients stœ-
chiométriques et des enthalpies de réaction communes pour les différentes températures
testées, ont été fixées. A l’issue d’un paramétrage manuel, les valeurs associées obtenues
sont u2 = 0.16, w2 = 0.1, ∆ H1 = 848 kJ/mol, ∆ H3= 263 kJ/mol. L’enthalpie de l’oxyda-
tion directe retenue est conforme aux valeurs publiées. Néanmoins, la chaleur d’adsorption
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Figure 5.12 – Quantité de substrat mesurée et calculée durant l’oxydation à 140°C,
145°C, 150°C et 160°C. Courbe bleue : résultats expérimentaux, courbe verte : résultats
numériques

proposée ici présente le double des valeurs publiées dans la littérature.

Le tableau 5.6 regroupe les constantes de réaction déterminées. Les énergies d’activa-
tions correspondants sont tirées en supposant que ces réactions suivent une loi d’Arrhénius
(fig 5.14, 5.15 et 5.16). Les tracés ln k en fonction de 1/T sont bien linéaires pour la chi-
misorption et l’oxydation directe, produisant des énergies d’activation de 55.3 kJ/mol et
49.58 kJ/mol, respectivement. Celles-ci sont du même ordre de grandeur que les valeur
déterminées par Wang et al. [3] (30.4 kJ/mol et 69.3 kJ/mol, respectivement). L’écart
observé pourrait résulter de la différence du substrat, de la température et des conditions
imposées. D’autres travaux confortent les valeurs des énergies d’activation de chimisorp-
tion évaluées (51.5-59.4 kJ/mol dans [43]).

Par ailleurs, pour le mécanisme de décomposition thermique, la faible linéarité de la
courbe (fig 5.15) suggère que la loi d’Arrhénius ne convient pas à la description de cette
réaction (Ea2 = 99.66 kJ/mol).
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Figure 5.13 – Flux de chaleur mesuré et calculé durant l’oxydation à 140°C, 145°C, 150°C
et 160°C. Courbe bleue : résultats expérimentaux, courbe verte : résultats numériques

140°C 145°C 150°C 160°C
k1 (s−1) 8.329e-05 8.321e-05 2.174e-04 1.53e-04
k2 (s−1) 2.722e-05 3.361e-05 4.624e-05 5.247e-05
k3 (mg.s−1) 8.218e-11 1.018e-10 1.342e-10 3.079e-10

Table 5.6 – Paramètres cinétique issus du modèle cinétique à trois réactions parallèles
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Figure 5.14 – Tracé de l’Arrhénius (ln k en fonction de 1/T) du processus d’adsorption
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Figure 5.15 – Tracé de l’Arrhénius (ln k en fonction de 1/T) du processus de décompo-
sition thermique des complexes C-O
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Figure 5.16 – Tracé de l’Arrhénius (ln k en fonction de 1/T) du processus d’oxydation
directe

5.4.3 Conclusion

Les modèles cinétique construits apportent une description des phénomènes exother-
miques à l’origine de l’auto-échauffement du bois torréfié, en traitant à la fois des données
massiques et thermiques. Trois principaux mécanismes d’auto-échauffement ont été for-
mulés : l’adsorption chimique de l’oxygène sur la surface réactive du substrat formant des
complexes carbonés, la décomposition thermiques de ces complexes en dioxyde de carbone
et l’oxydation directe du réactif.

Néanmoins, ces modèles montrent quelques limites dans l’estimation du flux de chaleur
et de la quantité de substrat consommée. En effet, les flux de chaleurs calculés peuvent
montrer un écart avec les données mesurées. De plus, cette estimation nécessite une cha-

116



Chapitre 5 – Modélisation de la cinétique chimique à petite l’échelle

leur d’adsorption chimique deux fois supérieure aux valeurs proposées dans la littérature.
Ces résultats peuvent être expliqués par la limite de détection de l’appareil à cette échelle.

La modélisation de la cinétique réactionnelle à petite échelle a principalement permis
d’identifier les mécanismes responsables de la génération de chaleur lors de l’oxydation
à basse température du bois torréfié. Afin d’apporter une description plus réaliste de
l’auto-échauffement, un modèle combinant les différents aspects de transferts de masse et
de chaleur et la cinétique chimique de l’auto-échauffement est développé à l’échelle pilote
du lit fixe traversé. Cette approche est détaillé dans le chapitre suivant.
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Chapitre 6

Modélisation couplée cinétique/
transferts masse et chaleur

Un modèle alliant cinétique chimique et transfert de masse et de chaleur a été conçu
afin de prédire l’auto-échauffement à l’échelle d’un lit fixe de particules de bois torréfiées
traversé par un flux gazeux oxydant. Pour ce faire, le logiciel multiphysique OpenFOAM
est utilisé. L’approche adoptée ainsi que les résultats obtenus sont explicités dans ce
chapitre.

6.1 OpenFOAM

OpenFOAM (Open Field Operation And Manipulation) est une boite à outils de mo-
délisation / simulation multiphysique centré sur la dynamique des fluides. Ce logiciel open
source est codé en C++. Il a la capacité de résoudre des équations aux dérivées partielles
par la méthode des volumes finis. OpenFOAM traite des problèmes multiphysiques à
travers plusieurs solveurs (écoulements compressibles et incompressibles, transferts ther-
miques, combustion ...). Il est équipé d’un mailleur permettant la construction de la
géométrie du système étudié.
Le post-traitement des résultats est effectué à l’aide d’un outil de visualisation appelé
ParaView. Celui-ci, produit des visuels et des graphiques permettant le traitement les ré-
sultats obtenus. Les principaux avantages d’OpenFOAM sont sa gratuité, sa performance,
le fait qu’il offre la possibilité d’accéder aux sources avec une facilité de programmer les
équations.

6.2 Méthodologie

Un modèle bidimensionnel d’auto-échauffement du lit de biomasse a été développé. Ce
modèle couple la cinétique de création de la chaleur et son transfert conductif et convectif.

Les hypothèses retenues et les équations régissant ces phénomènes sont présentées dans
ce qui suit.
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6.2.1 Nombres adimensionnels

Le nombre de Biot est un nombre adimensionnel qui décrit la contribution des ré-
sistances aux transferts interne (conduction) et externe (convection) à la particule. Ce
nombre est calculé selon l’équation 6.2.1 (Bi = 0.11).

Bi = hfsLc/λs = 0.11 (6.2.1)

Où hfs est le coefficient d’échange convectif entre la particule solide et la phase gazeuse
formulé selon la corrélation empirique de Wakao et al [136] dans l’équation 6.2.15 et dont
la valeur figure dans le tableau 6.1. La conductivité thermique du bois torréfié λs est tirée
des travaux de Lee et al [137] sur le charbon d’érable dans la direction parallèle au flux
de chaleur (tableau 3.3).

Si Bi < 0.1, la résistance interne conductive est faible. Ainsi, les gradient thermiques
intra-particulaires sont négligeables. Étant à la limite, nous pouvons considérer que la
particule est thermiquement homogène.

Le nombre de Péclet thermique correspond au rapport du transfert thermique par
convection (ρg cpg vg ∆ T ) sur le transfert thermique conductif (λg ∆ T/Lc). L’estimation
du nombre de Péclet thermique permet de savoir s’il convient de modéliser le transfert
dispersif [138]. Dans notre cas, nous obtenons une valeur légèrement inférieure à 1. De ce
fait, dans une première approche, nous considérons que la dispersion est négligeable.

Pep = −ερgcpgvgdp/λg = 0.85 (6.2.2)

Le nombre de Reynolds est un nombre sans dimension exprimant le lien entre les forces
d’inertie et les forces de viscosité. Il correspond au rapport de la quantité de mouvement
transférée par inertie sur celles transférée par viscosité. Le nombre de Reynolds à l’échelle
du pore est évalué à 2.7 selon l’équation 6.2.3.

Rep = ρgvgdp/µg = 2.7 (6.2.3)

6.2.2 Hypothèses

Les hypothèses suivantes ont été retenues :

— Le lit est considéré comme un milieu poreux homogène (faible Biot).

— Une géométrie cylindrique axisymétrique en 2D du lit est retenue.
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— Le régime est transitoire et l’écoulement compressible.

— Le transport du solide est négligeable (vs = 0).

— La perméabilité et la conductivité thermique du milieu sont isotropes et constantes
dans le temps.

— La vitesse du gaz suit la loi de Darcy étant donné que Re < 10. En effet, selon Bear
[139], en régime laminaire, la loi de Darcy est applicable lorsque Re < 1. Cependant,
la borne supérieure peut être étendue jusqu’à 10.

6.2.3 Formulation du modèle

Les équations régissant l’auto-échauffement du système étudié sont implémentées dans
le solveur de l’outil OpenFOAM dans lequel elles sont résolues selon une méthode ségrégée
des volumes finis.

Bilans de matière

Les bilans de conservation de la phase gazeuse et de l’oxygène sont exprimés dans
les équations 6.2.4 et 6.2.5. Nous considérons le transport de la phase gazeuse incluant
l’oxygène et la diffusion de l’oxygène en régime transitoire. La cinétique chimique de
l’auto-échauffement est associée à la consommation de l’oxygène exprimée dans les derniers
termes des équations 6.2.4 et 6.2.5.

∂ερg

∂t
+∇.(ρg~v) = −εyn

O2ρgkox (6.2.4)

∂εyO2ρg

∂t
+∇.(yO2ρg~v) = ∇.Dερg

τ
∇yO2 − εyn

O2ρg kox (6.2.5)

La constante de vitesse kox suit une loi d’Arrhénius (kox = A exp(-Ea/RTs) ) selon les
paramètres cinétiques déterminés dans le chapitre 3.

En supposant que l’écoulement est compressible, la masse volumique de la phase ga-
zeuse est exprimée selon la loi des gaz parfaits (éqt. 6.2.6)

ρg = PM

RTg

(6.2.6)

Bilan de quantité de mouvement

L’écoulement d’un fluide visqueux et incompressible est décrit par les équations de
Navier-Stokes (Eq. 6.2.7)
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ρ(∂~v
∂t

+ ~v.∇~v) = µ∆~v −∇p+ ~f

∇.~v = 0 (fluide incompressible)
(6.2.7)

L’accélération du fluide est décrite par le terme ρ(∂~v
∂t

+~v.∇~v). Le terme ~f représentant les
forces extérieures agissant sur le fluide, si celui-ci est indépendant du temps, l’équilibre
suivant les équations de Stockes peut être retenu (Eq. 6.2.8).

−µ∆~v = −∇p+ ~f

∇.~v = 0
(6.2.8)

En supposant que les forces visqueuses sont linéaires suivant la vitesse et que les forces
extérieures se limitent à la force de gravité, nous obtenons l’équation 6.2.9.

−K
−1
µε~v + ρ~g −∇p = 0 (6.2.9)

Où ε est la porosité et K est le tenseur de la perméabilité. Ceci aboutit à la loi de
Darcy exprimée dans l’Eq 6.2.10.

~v = −K
µε

(∇p− ρ~g) (6.2.10)

Compte tenu de la valeur du Re du pore (< 10), nous pouvons appliquer la forme
linéaire de l’équation de quantité de mouvement sans tenir compte des effets d’inertie. Par
ailleurs, nous négligeons la force de gravité par rapport au gradient de pression et nous
considérons le milieu traversé par le fluide comme isotrope. Ainsi, la vitesse superficielle
du gaz est exprimée comme dans l’équation 6.2.11.

vg = K

µ
∇P (6.2.11)

Bilans de chaleur

En termes de conservation de la chaleur, il existe deux méthodes de modélisation des
transferts thermiques en milieu poreux à l’échelle macroscopique : soit en équilibre ther-
mique local (ETL) soit en non-équilibre thermique local (NETL). L’équilibre thermique
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local est caractérisé par l’uniformité de la température entre la phase solide et la phase
gazeuse. A l’opposé, en non-équilibre thermique local, deux températures différentes sont
affectées à chacune de ces phases. Comme mentionné dans le chapitre 1, l’ETL est ap-
plicable lorsque les nombres Re et Da sont faibles. D’autres travaux ont démontré que
l’ETL n’est pas valide en régime transitoire et dans quelques cas en régime permanent
[140, 141]. De ce fait, dans notre cas, il serait plus adéquat de considérer que le système
est en non-équilibre local en admettant un gradient de température entre les phases solide
et gaz.

∂εcpgρgTg

∂t
+∇.(ρgCpgTg~v) = λgeff∇2Tg + hfsafs(Ts − Tf ) (6.2.12)

∂((1− ε)cpsρs)Ts

∂t
= kseff∇2Ts + ∆H × ε× kox × ρO2

n + hfsafs(Tg − Ts) (6.2.13)

La surface spécifique dans un lit fixe est classiquement définie par le ratio de la porosité
et du diamètre de la particule [73, 74] (éqt. 6.2.14). Dans un lit fixe, le coefficient d’échange
convectif entre les deux phases a été formulé par Wakao et al. [142] selon une corrélation
empirique en fonction des nombres Re de pore et Pr (éqt. 6.2.15).

asf = 6(1− ε)
dp

(6.2.14)

hsf = λf/dp

(
2 + 1.1Pr1/3Re0.6

p

)
(6.2.15)

6.2.4 Conditions aux limites

Les conditions aux limites ainsi que les conditions initiales retenues sont présentées
dans la figure 6.1. La condition convecto-radiative admise aux parois du réacteur nécessite
de déterminer le coefficient de transfert convectif dans l’espace annulaire entre la paroi du
réacteur et celle du four. Dans notre cas, la paroi du réacteur est uniforme en température
et celle du four est isolante, correspondant à la 3ème condition aux limites pour un écou-
lement laminaire entièrement développé dans une conduite annulaire concentrique [143].
De plus, le nombre de Nusselt dépend du ratio de diamètre.
Sachant que Di/De = 0.95 ' 1, le coefficient de transfert convectif est déduit de l’équation
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z

r

Ts(z, r) = Ts(z, r)t=0

∇Tg.~n = 0

p = 101325 Pa

v =
−K
µg
∇p

ρs = 272 kg/m3

yO2
= 10−5 ' 0

Conditions initiales

−λ∇Ts.~n = h(Tparoi − T∞)
+ σε(T 4

paroi − T 4
∞)

∇Tg.~n = 0

∇p.~n = 0

∇yO2
.~n = 0

Paroi

∇T.~n = 0

∇p.~n = 0

∇yO2
.~n = 0

Axe

∇T.~n = 0

p = 101325 Pa

∇yO2
.~n = 0

Sortie

Tg = 417K

T (∗)
s = Ts(r)h=0

∇p.~n = −µg
K
× Q

S
yO2

= 0.21

Entrée

Figure 6.1 – Conditions aux limites et conditions initiales implémentées
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6.2.16 [143].

Nui = hiDh

λg

= 4.86 (6.2.16)

Où, Dh = De - Di (Dh : diamètre hydraulique, De : diamètre du four (paroi interne
isolante), Di : diamètre du réacteur).

A l’entrée du lit, le champs de température est défini à partir des données expéri-
mentales enregistrée au cours du temps. Quant à la condition initiale de température, le
champs de température reconstruit sur la base des données mesurées a été implémenté.

6.2.5 Propriétés physiques et chimiques

Conductivité thermique et perméabilité effectives du substrat

Le lit de plaquettes de hêtre torréfié est supposé isotrope et homogène. La conductivité
thermique effective comprend deux composantes : conductive et radiative (éqt. 6.2.17)
[144]. Le milieu poreux étant traversé par un flux de gaz, nous retenons une conduction
parallèle entre la phase gazeuse et solide [128]. La conductivité thermique effective est
exprimée dans l’équation 6.2.18.

λeff = λcond + λrad (6.2.17)

λeff = ελg + (1− ε)(λs + 16
3 εradσdpT

3
s ) (6.2.18)

La perméabilité d’un lit fixe de particules sphériques est tirée des résultats expérimen-
taux de Ergun [73, 145] (éqt. 6.2.19). Dans notre cas, les plaquette de bois ne peuvent pas
être considérées comme étant de géométrie sphérique. En effet, le ratio moyen de la plus
grande dimension sur la plus est de estimé à 5.4. De ce fait, un facteur de correction Ψ
appelé sphéricité (éqt. 6.2.20), est inclus dans l’équation. La sphéricité a été calculée dans
[121] pour chacune des 365 plaquettes mesurées constituant l’échantillon représentatif et
la moyenne arithmétique de ces valeurs a été estimée à 0.64.

K =
d2

pΨ2ε3

150(1− ε)2 (6.2.19)

Ψ = π1/3(6V )2/3

S
(6.2.20)
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Coefficient de diffusion de l’oxygène

Lorsqu’un fluide traverse un lit de particules inertes avec une vitesse élevée (Re >
10), le phénomène de diffusion massique s’amplifie pour donner lieu à une dispersion
hydrodynamique. Ce phénomène comprend à la fois la diffusion moléculaire et la diffusion
mécanique (convective) [146]. Le coefficient de dispersion longitudinal est classiquement
5 fois supérieur au coefficient de dispersion radial. D’autre part, à faible Reynolds (Re <
1), la diffusion massique est représentée par le coefficient de diffusion moléculaire. Dans le
cas présent, à faible Re (1 < Re < 10) nous considérons que la dispersion de l’oxygène est
limitée à la diffusion moléculaire selon le coefficient de diffusion moléculaire de l’oxygène
(tableau 6.1).

La viscosité dynamique du gaz est décrite selon la loi de Sutherland en fonction de la
température (éqt. 6.2.21)

µ = µ0

(
Tg

T0

)3/2 T0 + S ′

Tg + S ′
(6.2.21)

Où, µ0 est la viscosité de référence, Tg, la température du gaz, T0, la température de
référence et S ′, la température effective appelée la constante de Sutherland. Pour le cas
de l’air à température et pression modérées, les valeurs des constantes sont : µ0 = 1.7894×
10−5 kg/m/s, T0 = 273.11 K et S ′ = 110.56 K [147].

Symbole Propriété Valeur Dimension Note
D Coefficient de diffusion de l’oxygène 2 × 10−5 m2/s Mesurée [148]
K Perméabilité du lit poreux 1.208 × 10−7 m2 Estimée [145]
hi Coefficient de transfert convectif 16.28 W.m−2.K−1 Estimée [143]

(parois réacteur/ four)

Table 6.1 – Propriétés physiques complémentaires du bois et du gaz

6.3 Résultats

6.3.1 Prédiction des températures du lit pendant l’auto-échauffement
selon la cinétique apparente déterminée

Dans un premier temps, nous avons retenus les paramètres cinétiques issus de l’analyse
théorique présentée dans le chapitre 3. La simulation diverge au bout d’une heure.

A ce stade, les températures prédites à différentes hauteurs à l’axe du lit sont com-
parées aux observations expérimentales dans la figure 6.2. On remarque que les tempé-
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ratures prédites dépassent largement les résultats expérimentaux. A 5 cm de hauteur, un
auto-échauffement modéré de 13°C est prédit, alors que l’expérience ne montre pas d’auto-
échauffement. Au delà, un fort auto-échauffement est prédit entrainant un emballement
thermique maximal à 15 cm de hauteur.
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Figure 6.2 – Évolution de la température à différentes hauteurs (5, 15, 25, 30 cm) pendant
l’auto-échauffement à l’essai de référence. Tracé vert : températures expérimentales, tracé
bleu : températures prédites

Des simulations ont été réalisées afin d’identifier les limites du modèle conçu. Nous
en avons déduit à la fois une forte sensibilité des prédictions aux paramètres cinétiques
imposées ainsi qu’aux conditions initiales de température.

Une étude paramétrique faisant varier la cinétique d’auto-échauffement a montré que
l’écart entre les résultats expérimentaux et numériques subsiste. Ainsi, cet écart pour-
rait résulter d’une description biaisée du champs initial de température. En effet, des
simulations spécifiques réalisées confirment cette hypothèse : les températures prédites
dépendent fortement des conditions initiales de températures.

Afin de pallier ce manque de données, deux solutions sont envisageable : soit rajouter
un grand nombre de thermocouple au sein du lit, soit tester expérimentalement des débits
plus élevés. La première approche permet de décrire finement le champs de température
initial, quoiqu’elle exige plus de moyens. Il est donc plus intéressant de tester des débits
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plus élevés afin de limiter la dépendance à la condition initiale.

Pour ce faire, l’objectif est de limiter le temps nécessaire pour évacuer la condition
initiale de la température en augmentant suffisamment le débit de ventilation. En effet, si
le débit est très important, le terme convectif dominera la génération de la chaleur qui sera
dissipée par ce dernier. Dans ce cas, l’auto-échauffement est empêché. Ceci ne va pas dans
le sens de notre approche dont le but est de créer et de caractériser l’auto-échauffement
du bois. Par conséquent, nous retiendrons un débit assez faible pour pouvoir observer un
auto-échauffement et assez élevé pour dissiper le plus tôt possible la condition initiale de
la température.

Ainsi, il convient d’évaluer le temps nécessaire pour évacuer le champs initial de tem-
pérature. Pour ce faire, la vitesse d’avancée du champs initial de température est calculée
sur la base de l’ETL selon l’équation 6.3.2. Nous pouvons en déduire le temps nécessaire
pour évacuer le champs initial de la température qui dépend fortement du débit ventilé :
environ 5 h pour un débit de ventilation de 30 NL/min et 3h30min pour un débit de 40
NL/min.

ρlitcps(Tg − Ts)Sdz = vgSρgcpg(Tg − Ts)dt (6.3.1)

L’équation 6.3.1 exprime l’équilibre entre la quantité de chaleur amenant le volume S ×
dz de la température du solide à celle du gaz entrant (coté droit de l’éqt. 6.3.1) et l’énergie
transporté dans ce volume pendant dt (coté gauche de l’éqt. 6.3.1).

dz

dt
= vg

ρgcpg

ρlitcps

(6.3.2)

6.3.2 Modélisation de l’auto-échauffement à plus fort débits

Ajustement de la cinétique

Cette étape a consisté à identifier des paramètres cinétiques permettant de prédire,
en fin d’auto-échauffement au plus haut débit expérimenté (Qgaz+ en régime permanent),
des gradients de température longitudinaux proches de ceux mesurés. Pour ce faire, nous
avons testé (à la main) plusieurs jeux de paramètres cinétiques.

Le nouveau jeu de paramètres cinétique est : Ea = 100.7 kJ/mol et A = 8.33 × 108

s−1 ( kg
m3 )(1−n).
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Figure 6.3 – Températures prédites par le modèle alimenté des paramètres cinétiques
réajustés
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Figure 6.4 – Évolution de la température à différentes hauteurs pendant l’auto-
échauffement à l’essai Qgas+

Choix des débits d’air adéquats

La cinétique retenue a été appliquée à des débits plus élevés, de façon à créer un
auto-échauffement subcritique et dissiper plus vite la condition initiale de la température.
L’objectif est de tester expérimentalement ces débits pour ensuite valider une cinétique
d’auto-échauffement du lit. Les simulations réalisées montrent qu’à des débit de 40 et
50 NL/min nous obtenons un auto-échauffement de 15 et 10°C en haut du lit, et des
gradients croissants de température suivant la hauteur. De plus, comme il a été démontré
précédemment, les temps mis en jeu pour évacuer la condition initiale de température
diminuent avec le débit d’air (environ 3h30min et 3h pour des débits d’air de 40 et 50
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NL/min, respectivement). Néanmoins, sous un débit de 60 NL/min, l’auto-échauffement
est réduit à 8°C, avec un faible gradient longitudinal de la température. De ce fait, il
convient de tester expérimentalement des débits de 40 et 50 NL/min.

Nouvelle approche expérimentale

Nous avons procédé à la même approche expérimentale selon les trois étapes précédem-
ment explicitées (torréfaction, refroidissement inerte, injection d’air), en ventilant cette
fois-ci un débit plus élevé. Cependant, des problèmes techniques au niveau de la régulation
de la température du préchauffeur et du four nous ont empêché de reproduire l’étape de
torréfaction.

Nous présentons dans ce qui suit les prédictions de température correspondant à l’essai
où l’étape de torréfaction se rapproche le plus à celle réalisée à plus faibles débits. Le
lit est torréfié autour de 230°C au lieu de 250°C (fig. 6.5). Ensuite, après la phase de
refroidissement, un débit d’air de 40 NL/min est introduit dans le réacteur (essai Qgas++).
Étant donné que la torréfaction est plus légère, nous avons réajusté la cinétique d’auto-
échauffement en diminuant d’un facteur 5 le facteur pré-exponentiel (Ea = 100.7 kJ/mol,
A = 1.67 × 108 s−1 ( kg

m3 )(1−n)). En effet, la baisse de l’intensité de torréfaction diminuerait
la surface spécifique de la matière et réduirait, par conséquent, le facteur pré-exponentiel
A.
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Figure 6.5 – Évolution de la température à différentes hauteurs (10, 20, 30 cm) durant
les différentes phases expérimentées (torréfaction, refroidissement et auto-échauffement)
à l’essai Qgas + +.

Par ailleurs, nous avons retenu les mêmes propriétés physico-chimiques du substrat
torréfié que celles mesurées sur l’échantillon torréfié à 250°C. Cette hypothèse est contrai-
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gnante dans le sens où les propriétés physico-chimiques du matériau carboné sont dépen-
dant de l’intensité du traitement thermochimique qu’il subit.

Résultats numériques

Les résultats numériques associés sont présentés dans la figure 6.6.
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Figure 6.6 – Comparaison des températures expérimentales (tracé vert) et prédites (tracé
bleu) à différentes hauteurs (5, 15, 25, 30 cm) pendant l’auto-échauffement à l’essai Qgas +
+.

En bas du lit (à 5 cm), la température s’élève de 10°C suite à l’introduction de l’air
dans le milieu. A ce niveau, la température prédite correspond à celle mesurée avec un
faible écart allant jusqu’à 3°C. A 10 cm, le modèle surévalue la température du substrat
notamment au niveau de la courbure de la montée de température où l’écart atteint 10°C.
Ensuite, comme dans l’expérience, la température tend à se stabiliser et l’écart est réduit
à 4°C. A 15 cm, initialement, le modèle prédit une légère baisse de température pendant
les 10 premières minutes précédant l’auto-échauffement. Néanmoins, l’essai réalisé montre
une température quasiment constante pendant les 20 premières minutes précédant l’auto-
échauffement. La même allure est observée entre résultats expérimentaux et prédictifs
pendant l’auto-échauffement avec une surestimation d’environ 5°C. A partir de 20 cm de
hauteur, l’auto-échauffement est précédé par une diminution de la température. Le modèle
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prédit correctement cette allure quoiqu’il surestime les deux phases d’auto-échauffement
et notamment la baisse de température. En haut du lit (20 cm ≤ z ≤ 30 cm), les résultats
numériques pendant l’auto-échauffement correspondent bien aux températures enregis-
trées avec un écart maximal de 5°C à la fin de l’auto-échauffement.

En conclusion, le modèle conçu décrit qualitativement l’auto-échauffement d’un lit fixe
de bois torréfié soumis à un flux convectif d’air.
Dans la suite, nous nous proposons d’extrapoler ce modèle à l’échelle industrielle afin
d’étudier l’auto-échauffement des matériaux carbonés stockés. Nous nous y intéressons
dans ce qui suit.

6.4 Simulation de l’auto-échauffement à l’échelle du
silo industriel de stockage

Le modèle numérique construit a été adapté à un cas d’auto-échauffement au sein
d’un silo industriel de plaquettes de bois torréfiées. L’objectif étant de se rapprocher de
la réalité industrielle de la problématique d’auto-échauffement, nous simulons l’évaluation
de la température du lit dans un silo de 15 tonnes, comme étudié pour le cas du charbon
dans [60].

La configuration du silo choisie correspond tout aussi bien aux deux types de silos
largement utilisés dans l’industrie : le silo à fond plat et le silo à fond conique. Pour le
deuxième cas, nous pouvons considérer que la partie conique est de volume négligeable par
rapport à la partie cylindrique. Les géométries de ces deux types de silos sont représentées
dans la figure 6.7. Un système de ventilation assurerait l’aération du silo par le bas.

Nous considérons que le bois fraîchement torréfié est conduit du réacteur au silo dans
lequel il est refroidi par convection forcée d’air à 20°C. On suppose que la température
initiale du lit est homogène et égale à 150°C.

L’approche adoptée ici consiste à évaluer l’impact des paramètres suivants : le ratio
entre la hauteur et le diamètre (h/d) du silo (à volume fixé) et le débit d’air ventilé.

Pour ce faire, nous nous somme référés au design d’un fournisseur de silos dédiés au
stockage de plaquettes de bois. Pour un même volume de 55 m3 de lit de plaquette, trois
configurations sont proposées, de diamètres variables (D = 3, 4 et 4.5 m) [149].

Concernant le choix des débits de ventilation, Arvasis, institut du végétal, recommande
un débit d’air de ventilation compris entre 4 et 16 m3/(h. m3 de matériau) est recommandé
pour refroidir le silo de stockage des céréales [150]. Nous avons testé un débit correspon-
dant à la borne supérieure de la plage de débits recommandés (20 Nm3/min, soit 15 m3/(h.
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(a) (b)

Figure 6.7 – Schémas de coupes transversales de silo à fond plat (a) et à fond conique
(b)

m3). Les résultats ont montré une intensification de l’auto-échauffement pouvant conduire
à une auto-combustion pour les silos de 3 et 4 mètres de diamètres. Les résultats associés
sont discutées ici. En considérant que ce débit n’est pas suffisamment fort pour refroidir le
silo, du fait que la réactivité du substrat étudié est plus importante, nous avons retenu des
débits légèrement supérieurs (allant de 19, 20 à 23 m3/(h. m3), soit 25, 27 et 30 Nm3/min).

Des simulations des températures au sein du lit de plaquettes torréfiées sont réalisés
pour chacun de ces diamètres et aux différents débit d’air retenus, sur une durée de 24h.

Pour chaque simulation réalisée à des débits allant de 25 à 30 Nm3/min, les tempéra-
tures prédites montrent un auto-échauffement plus prononcé en haut du lit, notamment
au niveau de l’axe. A plus faible débit débit (20 Nm3/min), pour les diamètres d = 3 m
et d = 4 m, un emballement thermique se produit. Il se manifeste par la formation d’un
point chaud plus bas dans le lit et plus proche de la paroi.

Dans ce qui suit, on s’intéressera aux prédictions temporelles de la température cor-
respondant à la région la plus chaude, soit, en haut à l’axe du lit de bois pour la plage de
débits 25-30 Nm3/min et au niveau des points chauds au plus bas débit (20 Nm3/min) et
diamètres d = 3 m et d = 4 m.

Pour d = 3 m, les températures prédites en fonction du temps sont illustrées pour
chaque débit dans la figure 6.8. Sous le débit le plus élevé (30 Nm3/min), la tempé-
rature augmente lentement jusqu’à 180°C au bout d’environ 21 h de ventilation, puis,
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Figure 6.8 – Températures prédites dans la zone chaude du lit de silo de diamètre d = 3
m à chaque débit testé : 20 Nm3/min (tracé bleu), 25 Nm3/min (tracé vert), 27 Nm3/min
(tracé rouge), 30 m3/min (tracé cyan)

elle diminue rapidement pour atteindre la température ambiante de l’air introduit. Un
faible auto-échauffement de 20°C est prédit dans ces conditions. En diminuant le débit
d’air, l’auto-échauffement est accentué : 50°C d’élévation de température pour un débit
d’air de 27 Nm3/min, au dessous de ces débits (25 et 20 Nm3/min), l’intensification de
l’auto-échauffement entraîne un emballement thermique qui débute après environ 22 h
de ventilation sous Qair = 20 Nm3/min, 30 min après, l’emballement thermique débute
sous Qair = 25 Nm3/min. La dépendance du comportement thermique du lit de bois en
fonction du débit de ventilation est également observée en variant le rapport h/d.

En effet, pour d = 4 m, en ventilant aux débits suivant : 25, 27 et 30 Nm3/min, le
modèle prédit une élévation de la température qui atteint 200°C, 184°C et 174°C, respec-
tivement, suivi d’une baisse de température (voir fig 6.9). Néanmoins au plus faible débit
testé (20 Nm3/min), la température ne cesse d’augmenter donnant lieu à un emballement
thermique.

Par contre, dans le cas du plus large silo, pour tout débit testé, la température simu-
lée révèle un auto-échauffement subcritique plus faible que celui observé précédemment.
Les hausses de températures maximales sont estimées à 14, 17, 20 et 40 °C pour les dé-
bits Qair = 20, 25, 27, 30 Nm3/min, respectivement (fig. 6.10). En effet, un débit fort
permet d’évacuer l’énergie thermique créée en limitant, de ce fait, l’intensification de
l’auto-échauffement.

Par ailleurs, ces résultats dévoilent une sensibilité de l’auto-échauffement au rapport
h/d : sous le même débit de ventilation, l’auto-échauffement décroît en élargissant le silo
de 3 à 4,5 m. Pour un débit d’air de 25 Nm3/min, à d = 4.5 m, le lit de bois torréfié
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Figure 6.9 – Températures prédites dans la zone chaude du lit de silo de diamètre d = 4
m à chaque débit testé : 20 Nm3/min (tracé bleu), 25 Nm3/min (tracé vert), 27 Nm3/min
(tracé rouge), 30 m3/min (tracé cyan)
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Figure 6.10 – Températures prédites dans la zone chaude du lit de silo de diamètre d
= 4.5 m à chaque débit testé : 20 Nm3/min (tracé bleu), 25 Nm3/min (tracé vert), 27
Nm3/min (tracé rouge), 30 m3/min (tracé cyan)

s’auto-échauffe légèrement et atteint une température de 170°C, soit, 30°C en moins qu’à
d = 4 m et 80°C en moins en comparaison avec le silo de 3 m de diamètre dans lequel un
emballement thermique a lieu. En élevant le débit d’air, cet écart baisse mais persiste. En
effet, en se référant au silo de d = 4.5 m, le modèle prédit, pour Qair = 27 Nm3/min, un
échauffement plus important de 16°C et de 33°C lorsque le silo est de 4 et 3 m de diamètre,
respectivement. Pour le cas du débit le plus élevé, le lit s’auto-échauffe de 12°C en plus à 4
m de diamètre et de 18°C en plus à 3 m de diamètre en comparant à l’auto-échauffement
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prédit dans le silo de d = 4.5 m.
L’écart observé peut être lié aux pertes de chaleur aux parois. Afin de tester la validité

de cette hypothèse, nous avons comparé la thermique des lits de largeurs d = 3 m et d
= 4 m, en négligeant les pertes de chaleur aux parois. Les prédictions illustrées dans la
figure 6.11 montrent que l’écart de température est réduit à 3°C entre les deux silos. Ainsi,
l’évolution de la température en fonction du ratio h/d est principalement liée aux pertes
de chaleur. Néanmoins, en augmentant le diamètre du silo, pour un volume constant, la
surface latérale du silo devrait diminuer, ce qui baisserait le flux de chaleur en parois,
puisque le coefficient d’échange est constant et le potentiel de transfert similaire. Ceci est
en contradiction avec les résultats observés qui montrent que l’auto-échauffement est moins
important dans les silo les plus larges. On a donc pas d’explication pour ce comportement.
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Figure 6.11 – Températures prédites dans la zone chaude du lit de silo de d = 3 m (tracé
bleu) et d = 4 m (tracé vert) sous un débit d’air de 27 Nm3/min en négligeant les pertes
thermiques aux parois

Ainsi, la configuration optimale pour réduire l’auto-échauffement dans les conditions
présentes correspond au plus grands débit (30 Nm3/min) et diamètre (4.5 m) pour un vo-
lume de lit de 55 m3 correspondant à un ratio h/d de 0.77. Néanmoins, pour un diamètre
de 4.5 m, il est plus prudent, pour des questions d’économie, de retenir le plus bas débit
(20 Nm3/min). Dans ce cas, il est intéressant de déterminer une température critique à
partir de laquelle l’industriel peut basculer d’un refroidissement inerte à un refroidisse-
ment sous air, plus économique. Nous avons testé des températures initiales du matériau
légèrement supérieures (155°C et 160°C) pour garder les mêmes paramètres cinétiques.

Les résultats montrent que l’échauffement spontané s’accentue et donne lieu à une
auto-combustion du lit de bois torréfié au bout de 16h et 12h de refroidissement sous
air pour des températures initiales du solide de 155°C et 160°C, respectivement (fig.
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6.12). Ainsi, en augmentant la température initiale du solide, le délai de combustion
spontanée diminue en raison de l’accélération des réactions exothermiques. En somme,
pour la configuration présenté ici, dès que le lit de bois atteint la température critique
de 150°C, le silo peut être refroidi sous air au lieu de l’azote. Néanmoins, le suivi de la
distribution de la température et de la concentration des gaz demeure préconisé.
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Figure 6.12 – Températures prédites dans la zone chaude du lit de silo de d = 4.5 m sous
un débit d’air de 20 Nm3/min (cas optimale) pour les températures initiales du solide de
155°C(tracé bleu) et de 160°C (tracé vert)

6.5 Conclusion

Dans ce chapitre, un modèle numérique a été construit afin de décrire l’auto-échauffement
susceptible de se produire dans un lit de biomasse prétraitée. A cette échelle, nous avons
constaté une forte dépendance à la cinétique des réactions exothermiques et aux conditions
initiales de température. La cinétique de la consommation d’oxygène issue de l’analyse
théorique (chapitre 3) a été réajustée dans le but de se rapprocher des observations expé-
rimentales. Afin de s’affranchir de la dépendance aux conditions initiales de température,
nous avons opté pour des débits d’air plus forts qui l’évacueraient plus vite avant de créer
un auto-échauffement. Ces débits ont été testés expérimentalement après la torréfaction et
le refroidissement partiel du lit de plaquettes. Néanmoins, nous n’avons pas pu réaliser la
torréfaction telle qu’elle a été réalisée dans les essais précédents pour cause de problèmes
de régulation de la température du préchauffeur et du four.

Cependant, après réajustement du modèle, la simulation réalisée à fort débit a été
confrontée à l’approche expérimentale. Elle prédit correctement la situation d’auto-échauffement
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au sein d’un lit fixe de bois torréfié ventilé.

Ce modèle a finalement été extrapolé à l’échelle industrielle afin d’étudier la tendance
à l’auto-échauffement au sein d’un silo de plaquettes de hêtre pendant le stockage. Nous
nous sommes intéressés aux paramètres suivant : le ratio de dimensionnement h/d, le dé-
bit d’air ventilé et la température critique pour basculer sur un refroidissement sous air.

A l’issue de cette analyse, nous pouvons retenir, parmi les ratios h/d proposés par
le fabricant de silos, un rapport critique (h/d = 0.77) permettant de minimiser l’auto-
échauffement des plaquettes de bois torréfiées stockées dans le silo étudié. La variation
du comportement thermique en fonction du diamètre est principalement due aux pertes
thermiques en parois. Quoique, la contribution des pertes aux parois devrait produire la
tendance inverse que celle attendue.

Par ailleurs, un débit d’air de refroidissement compris entre 20 et 30 Nm3/min suffit
pour éviter une situation d’emballement thermique et limiter l’auto-échauffement.

La température du substrat stocké ne doit pas excéder 150°C au delà de laquelle un
emballement thermique est prédit (dans le cas optimal à Qair = 20 Nm3/min et h/d =
0.77).
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Quatrième partie

Conclusion générale
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L’objectif de cette thèse est de comprendre les situations d’auto-échauffement que peut
rencontrer la biomasse torréfiée pendant un refroidissement oxydant. Dans un premier
temps, des situations d’auto-échauffement ont été créées de façon contrôlée dans un lit
fixe de plaquettes de bois torréfié de 12 L traversé par un flux de gaz oxydant. Au cours des
essais réalisés, l’investigation de l’influence de paramètres critiques sur l’auto-échauffement
nous amène à conclure que l’auto-échauffement du lit de bois torréfié s’accentue :

— en augmentant la fraction d’oxygène dans le milieu. En effet, une fraction d’oxygène
élevée intensifie les mécanismes exothermiques issus du contact entre l’oxygène et
la surface réactive du bois torréfié.

— en baissant le débit de gaz oxydant imposé. Un faible débit du gaz oxydant entraîne
un combustion spontanée car l’évacuation de la chaleur générée par convection est
réduite.

Par ailleurs, le terme source généré pendant l’auto-échauffement du lit de bois a été
estimé sur la base du bilan de chaleur et des données thermiques. Ce modèle simplifié
fournit les paramètres cinétiques apparents et la chaleur de réaction associés à l’auto-
échauffement.

D’autre part, le but était d’appréhender les phénomènes exothermiques liés à l’auto-
échauffement. Pour ce faire, des tests d’oxydation à basse température ont été effectués à
petite échelle, en ATG/ATD. Les conclusions tirées de cette approche sont les suivantes :

— Le signal de masse montre que l’injection du gaz oxydant engendre un gain puis
une perte de masse. Ceci suppose que l’adsorption chimique de l’oxygène domine
la première phase. Ensuite, les mécanismes justifiant la perte de masse sont : la
décomposition des complexes carbone-oxygène formés, et éventuellement l’oxydation
directe étant donné que la perte de masse dépasse le gain de masse ;

— Le flux de chaleur mesuré révèle un pic exothermique dans les 30 premières minutes
suivant l’introduction du gaz oxydant, et donc, parallèlement à la phase d’adsorp-
tion. Ce résultat suggère que le processus d’adsorption est le plus exothermique des
processus d’oxydation du bois torréfié à basse température ;

— Le flux de chaleur mesuré à petite échelle est du même ordre de grandeur que le
terme source estimé à l’échelle du lit de plaquettes dans les mêmes conditions de
température et de fraction d’oxygène. Ceci met en avant le caractère intrinsèque de
la réactivité des plaquette de bois torréfié.

Afin d’étayer l’existence des mécanismes abordés précédemment, des modèles décrivant
la cinétique intrinsèque du substrat pendant l’auto-échauffement à l’échelle ATG/ATD ont
été mis en œuvre. Dans un premier temps, un modèle cinétique a été conçu pour traiter
uniquement les données massiques. Celui-ci identifie et décrit deux principaux mécanismes

141



réactionnels d’oxydation à basse température : l’adsorption chimique de l’oxygène et dé-
composition des complexes issus de cette adsorption. Ensuite, la modélisation cinétique à
la fois des données massiques et thermiques a permis de formuler un troisième processus
qui est l’oxydation directe. La principale limite de ces modèles concerne l’optimisation du
flux de chaleur, notamment l’enthalpie d’adsorption.

Dans le but de décrire de façon réaliste la problématique d’auto-échauffement, un mo-
dèle numérique alliant la cinétique chimique aux transferts de masse et de chaleur a été
développé à l’échelle pilote du lit fixe de plaquettes de bois. Ce modèle a permis de prédire
de façon raisonnable la thermique du lit de bois torréfié à fort débit. Il a été ensuite extra-
polé à l’échelle industrielle pour simuler le comportement thermique d’un silo de stockage
subissant un auto-échauffement.

L’exploration des paramètres critiques de ratio h/d pour le volume choisi et de débit
d’air de ventilation a conduit aux conclusions suivantes :

— Un ratio critique (h/d = 0.77) permet de limiter l’auto-échauffement du substrat
stocké dans le silo. La thermique de la charge varie en fonction du diamètre (à volume
constant), en raison des pertes thermiques en parois. Néanmoins, la contribution des
pertes aux parois devrait produire la tendance inverse ;

— Un débit d’air de refroidissement compris entre 20 et 30 Nm3/min suffit pour éviter
une situation d’emballement thermique et limiter l’auto-échauffement ;

— La température du substrat stocké ne doit pas excéder 150°C. Au delà, un embal-
lement thermique est prédit (dans le cas optimal à Qair = 20 Nm3/min et h/d =
0.77).

Perspectives

Les prédictions de température issues du modèle d’auto-échauffement à l’échelle pi-
lote conçu initialement dépendent fortement des conditions initiales de température. Un
modèle a donc été conçu à des débits plus élevés, réduisant la dépendance aux conditions
initiales de température. Néanmoins, au cours des essais expérimentaux, des problèmes
techniques nous ont empêchés de reproduire le même substrat torréfié que celui dont les
propriétés physico-chimiques alimentent le modèle. De ce fait, il serait intéressant de re-
produire ces essais de façon à assurer une bonne répétabilité de la torréfaction et fournir
un support expérimental fiable pour valider les résultats du modèle. En effet, vu les pro-
blèmes rencontrés, nous n’avons testé qu’un seul débit élevé (40 NL/min) de gaz oxydant.
Il convient de tester expérimentalement et de modéliser un autre débit plus fort encore
(50 NL/min). Par ailleurs, l’influence de la fraction d’oxygène sur l’auto-échauffement à
fort débit pourrait être examinée numériquement.
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Dans le chapitre 4, nous avions relevé le caractère thermique intrinsèque des plaquettes
de hêtre torréfiées. En effet, les termes sources qu’elles génèrent sont du même ordre de
grandeur que ce soit à petite échelle en ATG/ATD ou à l’échelle pilote dans le LFT. De ce
fait, l’intégration des phénomènes exothermiques observés à petite échelle dans le modèle
couplé conçu pour le LFT serait envisageable. L’adsorption chimique de l’oxygène sur la
surface réactive du substrat à basse température pourrait être formulée dans le modèle
MDEA. Ce modèle permettrait de définir des énergies d’activation propres à chaque site
actif pour décrire la chimisorption à différentes températures.

Il serait intéressant d’analyser le flux de chaleur dans un appareil de haute sensibilité,
par exemple par microcalorimétrie C80. Cet appareil pourrait détecter des flux de chaleur
en limite de détection en ATG/ATD et éventuellement, permettre d’identifier l’adsorption
physique.

Par ailleurs, on pourrait explorer l’impact d’un arrangement local singulier des par-
ticules, créant par exemple une zone de forte masse volumique et de faible perméabilité.
Pour ce faire, le modèle couplant cinétique et transferts pourrait être enrichi par une des-
cription de l’écoulement à travers l’espace interstitiel selon les équations de Navier-stokes.
Il serait envisageable d’opter pour une modélisation plus fine de l’auto-échauffement en
couplant un modèle CFD continu pour la phase gazeuse à un modèle discret qui décrit
les transferts de masse de chaleur et les quantités de mouvement pour chaque particule.
Ensuite, il serait intéressant d’extrapoler à l’échelle industrielle, d’abord, le modèle cou-
plant la cinétique et les transferts à l’échelle pilote, puis, tester une approche plus robuste
intégrant la CFD.
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Abstract / Résumé

Self-heating of a ventilated bed of carbonaceous materials : the case of torrefied
wood

Abstract :

Torrefaction is one of the thermo-chemical pretreatment processes of lignocellulosic
biomass that facilitates both the storage and transport of the material and increases the
energy value of the product. However, as the torrefied substrate is more reactive, it is
more prone to spontaneous exothermic mechanisms that can lead to self-heating of the
material. This issue is not well investigated in the case of torrefied wood since its industrial
application is mainly in the test phase.

For this reason, this topic is further studied throughout this thesis. Indeed, the aim
was to understand the phenomena responsible for the self-heating of a bed of biomass
ventilated with oxidizing gas at low temperature. To do this, self-heating scenarios of
torrefied wood chips were created under an oxidizing atmosphere. Pilot-scale experiments
were conducted in a 12 L fixed-bed reactor. During these tests, we demonstrated that
self-heating is intensified when the oxidizing gas flow rate is low and under a high oxygen
fraction. In addition, the heat produced during the self-heating of the wooden bed was
estimated on the basis of a heat balance and thermal data. Then, the source term was
correlated to the oxygen fraction and temperature in a simplified model. The apparent
kinetic parameters and heat of reaction associated with self-heating were derived from
this.

On the other hand, in order to understand the exothermic phenomena characterizing
self-heating, low temperature oxidation tests are carried out on a small scale (ATG/ATD).
On the basis of these analyses, kinetic models were developed to distinguish and quantify
the mechanisms identified experimentally. These two approaches have made it possible
to highlight three main mechanisms involved in low-temperature oxidation : chemical
adsorption of oxygen on the reagent, decomposition of the oxygen complexes formed
during adsorption and a direct oxidation reaction.

In a more problem-oriented approach to industrial-scale self-heating, a numerical mo-
del coupling chemical kinetics and mass and heat transfers was designed at the scale of
the particle bed. This model provided a reasonable prediction of the thermal performance
of the torrefied wood bed under high ventilation flow. It was then extrapolated to an in-
dustrial scale to simulate the thermal behaviour of a storage silo undergoing self-heating.

Keywords : Self-heating, Torredied wood, Source term, Heat and mass transfers,
Chemical kinetics.



Résumé / Abstract

Auto-échauffement d’un lit ventilé de matériaux carbonés : cas du bois torréfié

Résumé :

La torréfaction est l’un des procédés de prétraitement thermochimique de la biomasse
lignocellulosique qui permet de faciliter le stockage et le transport du matériau, mais aussi
d’augmenter la densité énergétique du produit. Néanmoins, le substrat torréfié étant plus
réactif, il est plus sujet à des mécanismes exothermiques spontanés pouvant entraîner un
auto-échauffement de la matière.

Dans le cadre de cette thèse, cette problématique a été étudiée pour le cas du bois
torréfié. En effet, il a été question de comprendre les phénomènes responsables de l’auto-
échauffement d’un lit de biomasse ventilé par un gaz oxydant à basse température. Pour
ce faire, des scenarii d’auto-échauffement de plaquettes de bois torréfié ont été créés sous
une atmosphère oxydante. Des expérimentations ont été conduites à l’échelle pilote dans
un réacteur à lit fixe de 12 L. Au cours de ces essais, nous avons démontré que l’auto-
échauffement est intensifié lorsque le débit du gaz oxydant est faible et sous une fraction
d’oxygène élevée. Par ailleurs, la chaleur produite au cours de l’auto-échauffement du lit
de bois a été estimée sur la base d’un bilan de chaleur et des données thermiques. Des
paramètres cinétiques apparents et une chaleur de réaction associés à l’auto-échauffement
ont été déduits.

D’autre part, dans le but d’appréhender les phénomènes exothermiques caractérisant
l’auto-échauffement, des essais d’oxydation à basse température sont réalisés à petite
échelle (en ATG/ATD). Des modèles cinétiques ont ensuite été mis en œuvre pour dis-
tinguer et quantifier les mécanismes repérés expérimentalement. Ces deux approches ont
permis de mettre en avant trois principaux mécanismes intervenant lors de l’oxydation
à basse température : l’adsorption chimique de l’oxygène sur le réactif, la décomposition
des complexes oxygénés formés à l’adsorption et une réaction d’oxydation directe.

Dans une approche plus orientée vers des problématiques à l’échelle industrielle de
l’auto-échauffement, un modèle numérique couplant cinétique chimique et transferts de
matière et de chaleur a été conçu, à l’échelle du lit de particules. Ce modèle a permis de
prédire de façon raisonnable la thermique du lit de bois torréfié à fort débit de ventilation.
Il a été ensuite extrapolé à l’échelle industrielle pour simuler le comportement thermique
d’un silo de stockage subissant un auto-échauffement.

Mots-clés : Auto-échauffement, Bois torréfié, Terme source, Transferts de chaleur et
de matière, Cinétique chimique.
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