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Contexte et enjeux

La pollution atmosphérique, engendrée notamment par les secteurs économiques
primaires et secondaires ainsi que par le secteur des transports, impacte fortement le
climat et la santé publique. Parmi ces polluants, les oxydes d’azote, communément
appelés « NOx » (formules chimiques : NO et NO2), sont des gaz rejetés lors d’une
combustion et sont nocifs pour la santé. Ils sont très irritants, surtout pour les yeux,
et pénètrent profondément dans les poumons. Ils peuvent altérer l’activité respira-
toire et provoquer des infections microbiennes. Au niveau environnemental, les NOx

provoquent l’acidification et l’eutrophisation des lacs. Ils sont également à l’origine
des pluies acides et d’une partie de l’ozone troposphérique.

En 2009 en France, 69 % des rejets de NOx provenaient du secteur des transports
[1]. Les moteurs Diesel, plus émetteurs de NOx que les moteurs essence, représen-
taient en 2006 plus de 70 % des ventes de véhicules neufs en France dont les citadines
représentaient plus de 40 % [1]. La figure 1 montre bien l’importance d’un traitement
efficace des émissions de NOx surtout en milieu urbain où le trafic routier est plus
dense.

Dans le but de limiter l’émission de polluants, des normes anti-pollution au ni-
veau européen, qui deviennent de plus en plus drastiques, ont été mises en place.
Dans le secteur des transports, les normes Euro visent à diminuer significativement
les rejets polluants des gaz d’échappement (cf. tableaux 2 et 3). La norme Euro 5 est
entrée en vigueur en septembre 2009. Le CO2 n’est pas pris en compte car il n’est
pas directement nocif pour la santé. Tous les constructeurs automobiles effectuent
actuellement des recherches en vue de respecter la future norme Euro 6 encore plus
contraignante, qui sera applicable au 1er septembre 2014. En effet, la norme Euro 5
a été satisfaite par la plupart des constructeurs en généralisant les filtres à particules
sur les véhicules Diesel. Les seuils de la norme Euro 6 sont sensiblement les mêmes
que la norme Euro 5 mis à part pour les moteurs Diesel qui devront réduire de 56 %
leurs émissions de NOx et verront un plafonnement des émissions combinées des HC
et des NOx à 170 mg/km.
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FIGURE 1: Comparaison des émissions polluantes en fonction du type de motorisation [2]

TABLEAU 2: Normes européennes des véhicules à moteur Diesel (en mg/km)

Norme Euro 1 Euro 2 Euro 3 Euro 4 Euro 5 Euro 6
Date de mise en application 1993 1996 2000 2005 09/2009 09/2014

Oxydes d’azote (NOx) - 700 500 250 180 80
Monoxyde de carbone (CO) 2720 1000 640 500 500 500
Hydrocarbures (HC + NOx) 970 900 560 300 230 170

Particules (PM) 140 100 50 25 5 5

TABLEAU 3: Normes européennes des véhicules à moteur essence, GPL ou GNV (en mg/km)

Norme Euro 1 Euro 2 Euro 3 Euro 4 Euro 5 Euro 6
Oxydes d’azote (NOx) 1000 500 150 80 60 60

Monoxyde de carbone (CO) 2800 2200 2200 1000 1000 1000
Hydrocarbures (HC + NOx) 1000 500 200 100 100 100

Particules (PM) - - - - 5 5

2



CONTEXTE ET ENJEUX

Pour réduire les émissions de NOx émis par les moteurs Diesel, une technologie
de piège à NOx (ou NOx trap) a été mise au point par les constructeurs automo-
biles. Dans les conditions normales de fonctionnement du moteur Diesel, le NOx

trap stocke les NOx émis par le moteur sous forme de nitrates. La capacité de sto-
ckage du NOx trap étant limitée, il est nécessaire de purger le piège périodiquement
afin d’éliminer ces nitrates. Cette purge consiste à élever la richesse de l’échappement
par contrôle moteur, ce qui permet d’apporter des réducteurs chimiques et ainsi de
convertir les nitrates en azote. La purge des pièges à NOx par contrôle moteur pré-
sente plusieurs inconvénients. D’une part, la purge entraîne une surconsommation
en gazole de 2 à 3 %, d’autre part elle conduit au passage de gazole dans l’huile mo-
teur (phénomène dit de«dilution d’huile»qui accentue les contraintes sur la vidange
de l’huile).

En alternative à la stratégie de purge par contrôle moteur, il est possible d’utiliser
un reformeur pour assister le piège à NOx. Un reformeur est un dispositif qui permet
de transformer un hydrocarbure en un mélange, appelé reformat, riche en hydrogène
(H2) et en monoxyde de carbone (CO). Grâce à ses propriétés réductrices, le reformat
permet de purger les NOx stockés dans le NOx trap. Par rapport à une stratégie par
contrôle moteur, l’utilisation d’un reformeur a les avantages :

– de supprimer l’impact du post-traitement des NOx sur le fonctionnement du
moteur

– d’obtenir une grande « souplesse » d’utilisation grâce à la possibilité de faire
la purge du NOx trap pratiquement dans toutes les conditions de roulage du
véhicule

– de s’affranchir du problème de la dilution d’huile

Ce système de purge par action d’un reformeur est étudié au sein de Renault par
voie catalytique. Pour éviter la mise en place d’une pompe à air additionnelle qui
augmenterait considérablement le coût de la ligne d’échappement, le reformage du
gazole est directement réalisé par les gaz d’échappement. Le Centre Energétique et
Procédés de MINES ParisTech, situé à Sophia Antipolis, dispose d’une technologie de
reformeur plasma. Ce procédé de reformage par voie plasma a été développé précé-
demment durant deux travaux de thèse : Etudes théorique et expérimentale du refor-
mage d’essence assisté par plasma hors-équilibre de J.-D. Rollier [3] et Étude du réfor-
mage d’hydrocarbures liquides assisté par plasma hors-équilibre pour la production de
gaz de synthèse de G. Petitpas [4]. Ce procédé est basé sur une technologie plasma
d’arc non-thermique, de type pointe-cylindre, à faible courant et haute tension. Bien
qu’il nécessite une consommation électrique et un pilotage particulier, un reformeur
plasma apporte un certain nombre d’avantages par rapport au reformage catalytique
par son coût, sa mise en température instantanée, sa compacité et son cycle d’allu-
mage et d’extinction rapide.

Objectifs de la thèse

Les objectifs de ces travaux de thèse sont d’étudier expérimentalement le refor-
mage du gazole par les gaz d’échappement pour la production de gaz de synthèse.
Ces conditions représentent une contrainte très sévère d’un point de vue énergétique.
Cette étude devra donc déterminer tout d’abord la faisabilité du reformage de gazole
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dans de telles conditions. Ensuite, l’étude déterminera les paramètres optimaux en
vue de l’application embarquée pour deux points de fonctionnement moteur fournis
par le constructeur. Enfin, la viabilité du reformeur plasma à bord d’un véhicule doit
être analysée.

Ce travail devra aussi permettre une meilleure compréhension des phénomènes
physico-chimiques dans ces conditions particulières de reformage par voie plasma,
ainsi qu’une meilleure compréhension des phénomènes physiques du plasma lui-
même. Pour cela, un important travail de modélisation hydrodynamique, cinétique
et MHD (MagnétoHydroDynamique) sera effectué en parallèle des expérimentations.

Ces travaux de recherche ont été financés par Renault S.A.S. (site du Technocentre
à Guyancourt) sous convention CIFRE (Conventions Industrielles de Formation par
la REcherche). En conséquence, une partie de la thèse a été réalisée chez l’industriel.

Présentation du manuscrit

Ce mémoire de thèse se décompose selon 5 chapitres :

Le chapitre 1 permet d’introduire le contexte scientifique et technique dans lequel
s’inscrivent ces travaux de thèse. Il permet également d’établir un état de l’art des
outils expérimentaux pour l’étude du reformage d’hydrocarbures par voie plasma.
Un état de l’art des outils numériques a également été réalisé en différenciant les
modèles MHD (pour l’étude des phénomènes plasmas), des modèles cinétiques et
CFD/cinétique couplés (pour l’étude du reformage d’hydrocarbures et des interac-
tions avec les phénomènes hydrodynamiques).

Le chapitre 2 détaille le banc expérimental qui a été adapté dans le but d’étudier
l’application de purge d’un NOx trap. Le système d’injection, le réacteur plasma, le
post-réacteur ainsi que les moyens d’analyse associés sont développés dans cette par-
tie.

Le chapitre 3 synthétise les résultats expérimentaux obtenus dans des conditions
réactives avec un gaz de complexité croissante. L’oxydation partielle du gazole, le re-
formage autotherme et le reformage du gazole par les gaz d’échappement ont été suc-
cessivement étudiés. Ce chapitre permet de trancher sur la faisabilité et la viabilité du
procédé plasma à bord d’un véhicule.

Le chapitre 4 s’intéresse à la mise en place d’un modèle 3D MHD instationnaire
pour l’étude de notre torche à arc non-transféré à faible courant et haute tension
dans des conditions de fonctionnement non-réactives. Ce modèle, développé sous
Code_Saturne®, est de complexité croissante. Dans un premier temps, l’injection des
gaz est considérée axiale puis vortex. Enfin, un modèle de reclaquage à la cathode a
été implémenté. Chacun de ses 3 modèles a subi une étude paramétrique sur le cou-
rant et le débit.

Enfin, le chapitre 5 s’attache à la modélisation cinétique et CFD pour comprendre
les écoulements réactionnels dans la torche. Un modèle 3D non-réactif a tout d’abord
permis d’étudier les pertes de charge en entrée de torche. Un modèle 1D réactif a
aussi permis de décrire avec précision les réactions intervenant dans le reformage
du n-heptane avec les gaz d’échappement. Enfin, un modèle couplant la CFD et un
mécanisme réactionnel réduit du n-heptane nous a donné les moyens de décomposer
avec précision les différentes phases réactionnelles du reformage.
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CHAPITRE 1

État de l’art

1.1 Émissions des oxydes d’azote

1.1.1 Généralités

Les oxydes d’azote sont : le monoxyde d’azote (NO), le dioxyde d’azote (NO2), le
péroxyde d’azote (N2O4, forme dimère du dioxyde d’azote), le trioxyde d’azote (N2O3),
le pentoxyde d’azote (N2O5) et enfin le protoxyde d’azote (N2O). Seuls NO et NO2 sont
communément appelés sous une forme abrégée «NOx ».

NO, aussi connu sous le nom d’oxyde nitrique, est un gaz inflammable et incolore
à température ambiante. Son odeur est perceptible à partir de 0,3 ppm et il est toxique
à partir de 13 ppm. NO est facilement oxydé par l’oxygène de l’air pour former NO2.
NO2 est un gaz oxydant très puissant de couleur brune rougeâtre, ininflammable, et
possédant une odeur âcre déplaisante.

La principale source d’émission des NOx provient de la combustion d’hydrocar-
bures. En France métropolitaine, en 2007, le secteur des transports était le plus im-
portant émetteur de NOx avec environ 60 % des émissions. L’industrie manufacturière
représentait 14 % des émissions de NOx, l’agriculture 11%, le secteur de la transfor-
mation d’énergie environ 9 % et enfin le secteur résidentiel et tertiaire avec 7 % (cf.
fig. 1.1).

Les effets sur la santé sont essentiellement provoqués par NO2 qui réagit instan-
tanément avec l’eau de la muqueuse des poumons pour former de l’acide nitrique
(HNO3). Il pénètre dans les plus fines ramifications respiratoires et entraine une dé-
gradation de la respiration, une hyperréactivité des bronches chez les asthmatiques
et une augmentation de la sensibilité des bronches aux infections microbiennes chez
les enfants. Les seuils de toxicité des oxydes d’azote définis par l’OMS recommande
de ne pas dépasser 400 µg/m3 de moyenne sur 1 heure et 150 µg/m3 de moyenne
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1.1 Émissions des oxydes d’azote

FIGURE 1.1: Évolution des émissions de NOx en kt par secteur en France métropolitaine [5].
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CHAPITRE 1 : État de l’art

sur 24 heures. De plus, la toxicité des NOx est exaltée en présence d’autres polluants
atmosphériques.

Au niveau environnemental, les oxydes d’azote interviennent dans le processus de
formation de l’ozone troposphérique par voie photochimique. En effet, le NO2 est dé-
composé en NO et O sous l’action d’un rayonnement ultraviolet. L’oxygène atomique
O se recombine ensuite avec l’oxygène pour former de l’ozone (O3) :

NO2 −→ NO + O (1.1)

O + O2 −→ O3 (1.2)

Cet ozone produit à basse atmosphère provoque également des difficultés respira-
toires, mais il ne doit pas être confondu avec l’ozone à haute atmosphère (stratosphé-
rique) qui nous protège des rayons UV. Les oxydes d’azote contribuent également aux
pluies acides et à l’acidification des lacs car l’ion nitrate NO3

− est très soluble dans
l’eau. Par apport de nitrates, ils provoquent aussi l’eutrophisation des lacs, c’est-à-dire
l’apport excessif de substances nutritives provoquant une forte production d’algues et
de plantes aquatiques. Cette biomasse créée conduit à un appauvrissement critique
des eaux en oxygène et à une asphyxie de l’écosystème.

La détection des NOx est essentiellement effectuée par chimiluminescence qui
constitue la méthode de référence en Europe. Tout d’abord, un premier échantillon
mélangé avec O3, produit par un générateur interne, provoque une réaction de chi-
miluminescence entre NO et O3 pour former NO2 à l’état excité (NO2

∗) (cf. eq. 1.3). La
désexcitation de NO2

∗ engendre l’émission d’un rayonnement détecté par un photo-
multiplicateur, proportionnel à la quantité de NO présent (cf. eq. 1.4). La deuxième
partie de l’échantillon passe dans une deuxième voie où NO2 est d’abord converti en
NO, par un convertisseur à molybdène par exemple, avant de subir les mêmes réac-
tions que précédemment. Par ces deux voies, on est capable de déterminer la concen-
tration en NO et en NOx dans l’échantillon. La concentration en NO2 est déduite par
le calcul de la différence.

NO + O3 −→ NO2
∗ + O2 (1.3)

NO2
∗ −→ NO2 + hν (1.4)

1.1.2 Mécanismes de formation des NOx

Les NOx issus de la combustion ont trois origines qui seront abordées dans cette
partie :

– Les NOx thermiques
– Les NOx rapides
– Les NOx carburants
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1.1 Émissions des oxydes d’azote

Les NOx thermiques

Le premier mécanisme de formation des NOx a été mis en évidence par Zel’dovich
en 1946 [6]. Il est basé sur une production thermique des NOx. Cette formation de
NOx est favorisée par les hautes températures, supérieures à 1800 K, que l’on retrouve
lors de la combustion. Le mécanisme de Zel’dovich est encore couramment utilisé
comme base des schémas réactionnels faisant intervenir les NOx. Les trois réactions
principales peuvent s’écrire comme suit [7] :

N2 + O∗ −→ NO + N∗ (1.5)

N∗ + O2 −→ NO + O∗ (1.6)

N∗ + OH∗ −→ NO + H∗ (1.7)

D’où la réaction globale :

N2 + O2 −→ 2NO (1.8)

La quantité de NO produit dépend donc de la quantité de N2 et de O2 présente,
mais ne dépend pas de la nature du combustible. La vitesse de production de NO va-
rie exponentiellement avec la température, et augmente avec la concentration d’oxy-
gène atomique et d’azote. Ainsi, la formation de NOx thermique est rapide dans les
zones de flamme où la température est élevée et où la concentration en hydrocar-
bures est faible. Le mécanisme radicalaire en chaîne de Zel’dovich est celui qui est
majoritairement à l’origine de la formation des NOx dans les conditions classiques de
fonctionnement des moteurs Diesel.

Les NOx rapides

Un second mécanisme régulièrement utilisé est celui de Fenimore, identifié en
1971. Il fait référence aux NOx créés spontanément dans la zone de flamme, appelés
aussi prompt NOx, avant que les mécanismes thermiques ne prennent place, c’est-
à-dire pour des températures inférieures à 1800 K. Les temps de réaction sont plus
faibles que dans le cas de Zel’dovich. Ce mécanisme se développe en présence de
zones riches en hydrocarbures et passe par des intermédiaires hydrocarbonés tel que
le HCN. Les réactions prépondérantes sont les suivantes [7] :

CH∗ + N2 −→ HCN + N∗ (1.9)

N∗ + O2 −→ NO + O∗ (1.10)

OH∗ + HCN −→ H2O + CN∗ (1.11)

CN∗ + O2 −→ NO + CO (1.12)
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CHAPITRE 1 : État de l’art

Les NOx carburants

Les Fuel NOx ou «NOx » carburants ont été constatés lors de certains procédés de
combustion comme étant prépondérants mais ils sont encore mal connus. Un com-
bustible peut contenir jusqu’à 2 % en masse d’azote. Cette source d’azote peut provo-
quer la formation de NOx lors de la combustion par oxydation avec l’oxygène de l’air.
La formation des Fuel NOx passe par la formation d’intermédiaires azotés comme
HCN et NH3, mais on peut également rencontrer des espèces radicalaires comme
CN∗, NH ou bien encore le radical N∗.

1.2 Procédés de traitement des NOx dans l’automobile

Pour lutter contre l’émission des NOx, deux stratégies ont vu le jour. La première
concerne les méthodes dites primaires qui luttent à la source contre la formation des
NOx. La seconde se rapporte aux méthodes dites secondaires qui traiteront en aval les
NOx déjà formés (post-traitement). Cette partie s’intéresse à l’application de ces mé-
thodes de traitement des NOx dans l’industrie automobile qui sont des applications
mobiles requérant des procédés compacts et autonomes.

Le traitement des NOx, provenant en grande partie des moteurs Diesel, est de-
venu un enjeu majeur des constructeurs automobiles. Il est nécessaire de différencier
les moteurs essence, fonctionnant à mélange stœchiométrique, des moteurs Diesel,
fonctionnant en excès d’air.

1.2.1 Moteurs essence

Le catalyseur trois voies (traitement simultané des NOx, CO et HC) est la solution
de traitement des NOx la plus utilisée sur les moteurs essence et quasiment la seule.
Il utilise un substrat céramique ou métallique pourvu d’un revêtement actif composé
d’alumine, de cérine et d’autres oxydes en association avec des métaux précieux : pla-
tine, palladium et rhodium. Les moteurs à essence fonctionnent avec un rapport air
/ carburant stœchiométrique précis de 14,6/1 pour permettre une combustion opti-
male, et limiter la formation de polluants (cf. fig. 1.2). Les catalyseurs trois voies sont
extrêmement efficaces pour en traiter les gaz d’échappement si la stœchiométrie est
parfaitement respectée. Une sonde lambda, appelée aussi sonde à oxygène, reliée à
un calculateur électronique permet de gérer la bonne tenue de ce rapport. Le cataly-
seur peut ainsi oxyder simultanément le CO et les HC en CO2 et H2O tout en réduisant
les NOx en azote.

1.2.2 Moteurs Diesel

Méthodes primaires

Nous avons vu précédemment que les NOx sont formés, en majeure partie, par
simple effet d’augmentation de la température et que leurs émissions sont maximales
pour une richesse allant de 0,9 à 0,95. Par conséquent, les procédés de réduction de
ces émissions consistent à abaisser la température de flamme lors de la combustion
et à augmenter la richesse.
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1.2 Procédés de traitement des NOx dans l’automobile

FIGURE 1.2: Teneur en CO, HC et NOx des gaz d’échappement en fonction de la richesse du
mélange à l’admission.

Les motoristes travaillent sans cesse à l’amélioration des techniques d’injection
et de combustion de l’hydrocarbure pour créer un mélange plus homogène et ainsi
éviter les points chauds, plus favorables à la création des NOx thermiques. Pour cela,
ils développent des injecteurs multipoints, augmentent la pression de pulvérisation
et optimisent la géométrie de la chambre de combustion.

Nous allons ici plus spécifiquement détailler l’EGR et la combustion homogène de
type HCCI qui constituent respectivement une technique qui a fait ses preuves et une
technique d’avenir.

L’EGR : Recirculation des gaz d’échappement L’EGR (pour Exhaust Gas Recircula-
tion) a un double effet. Il réduit la concentration en oxygène du mélange et injecte
des espèces telles que le dioxyde de carbone et la vapeur d’eau qui vont absorber une
partie des calories de la combustion, d’où une diminution des températures mises en
jeu.

Le principe de fonctionnement de l’EGR est présenté sur la fig. 1.3. Dans l’EGR
classique (dit « haute pression »), une partie des gaz d’échappement est prélevée en
amont du turbocompresseur où la pression est élevée, puis directement redirigée vers
l’admission et mélangée avec l’air frais. Des forts taux d’EGR permettent d’obtenir des
réductions très importantes des émissions de NOx. Néanmoins, si le taux d’EGR est
très élevé, on observe un accroissement considérable des émissions de suies. Le filtre
à particule permet alors de ramener la production de suies sous le seuil réglementaire.

L’EGR basse pression, actuellement à l’étude, permet de récupérer les gaz d’échap-
pement plus en aval après le passage dans le turbocompresseur et dans le filtre à par-
ticules, où la pression est proche de la pression atmosphérique. Ils sont refroidis dans
un échangeur basse pression, ce qui permet de les faire recirculer dans le turbocom-
presseur en les mélangeant à l’air et donc d’augmenter la pression de suralimentation.
Ils sont ensuite refroidis avec l’air dans le radiateur de suralimentation et participent
une seconde fois à la combustion. Cette boucle froide permet d’augmenter le taux de
recirculation tout en maîtrisant la température et la pression d’admission. Les émis-
sions d’oxydes d’azote sont réduites plus efficacement qu’avec l’EGR haute pression
en conservant un meilleur rendement du moteur.
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CHAPITRE 1 : État de l’art

FIGURE 1.3: Schéma de principe de l’EGR basse pression et haute pression.

La combustion homogène de type HCCI La combustion HCCI (pour Homogeneous
Charged Compression Ignition) est un type de fonctionnement (et non pas un type de
moteur comme considéré souvent à tort) utilisé pour provoquer l’auto-inflammation
instantannée de l’ensemble du volume de mélange air-carburant de la chambre de
combustion (cf. fig. 1.4). Elle peut être utilisé sur des moteurs essences ou Diesel. L’air
et le carburant sont prémélangés comme sur un moteur essence pour éviter la forma-
tion de suies. Une fois le régime établi, le fonctionnement HCCI ne nécessite plus d’al-
lumage, l’auto-inflammation étant obtenue par la température et la pression, comme
sur les moteurs Diesel.

La combustion ne s’effectue plus par la propagation d’un front de flamme mais
par une combustion globale homogène. La combustion HCCI est considérée comme
froide, car les températures ne dépassent pas les 1300 °C, et empêche donc la forma-
tion de NOx et de suies. Un moteur fonctionnant en combustion HCCI permettrait à
terme de répondre aux contraintes réglementaires tout en allégeant la ligne de post-
traitement des gaz d’échappement.

Méthodes secondaires

La catalyse d’oxydation était à la base utilisée dans les moteurs essences avant
d’être remplacée dans les années 1970 par la catalyse 3 voies. Dans le cas du mo-
teur Diesel, une technologie qui a fait ses preuves est le catalyseur d’oxydation Die-
sel (DOC pour Diesel Oxidation Catalyst) qui permet d’oxyder simultanément le CO
et les HC. Un d’excès d’oxygène par rapport aux réducteurs est présent dans les gaz
d’échappement pour que leur fonction de réduction des NOx agisse, d’où la nécessité
de coupler un DOC avec un moyen de traiter les NOx.

Deux technologies sont particulièrement étudiées pour répondre à la probléma-
tique de réduction des NOx pour les moteurs Diesel : le catalyseur SCR et le piège à
NOx.
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1.2 Procédés de traitement des NOx dans l’automobile

FIGURE 1.4: Comparaison du fonctionnement d’un moteur Diesel, d’un moteur essence et d’un
moteur fonctionnant en combustion homogène de type HCCI [8].

La SCR Le procédé SCR (pour Selective Catalytic Reduction), ou réduction sélec-
tive catalytique, est déjà largement répandu à l’échelle industrielle pour le le post-
traitement des gaz d’échappement des poids lourds. Cette méthode consiste à injec-
ter de l’ammoniac (NH3) au contact du catalyseur. Ces espèces vont réduire les NOx

présents dans les gaz d’échappement pour former de l’azote sous sa forme gazeuse et
de la vapeur d’eau suivant l’équation de réaction standard :

4NH3 + 4NO + O2 −→ 4N2 + 6H2O (1.13)

Dans la pratique, on obtient un rendement de dénitrification d’environ 70 % en fonc-
tion du niveau d’usure du catalyseur, de sa désactivation par le soufre, et du temps
de séjour du gaz dans le catalyseur. L’ammoniac est un produit très corrosif et très
toxique. Il est généralement apporté par un précurseur liquide : l’urée (CO(NH2)2).
Cette technologie nécessite d’être adaptée pour l’application sur véhicules légers, qui
fonctionnent plus souvent en régime transitoire. La Mercedes Classe E Bluetec, com-
mercialisée par Daimler, bénéficie déjà d’un dispositif de traitement des NOx par
NH3-SCR. Mercedes utilise comme réducteurs une solution aqueuse d’urée, de dé-
nomination commerciale AdBlue, qui contient 32,5 % d’urée. La décomposition de
l’AdBlue en ammoniac s’effectue par 3 étapes successives : l’évaporation de l’eau, la
thermolyse de l’urée et l’hydrolyse de l’acide isocyanique créé. L’AdBlue reste un com-
posé très corrosif qui demande des matériaux appropriés pour son stockage. La diffi-
culté de cette application est de maintenir une activité importante du catalyseur sur
une large gamme de température, et plus particulièrement à basse température. De
plus, elle engendre un coût additionnel et un entretien spécifique.
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CHAPITRE 1 : État de l’art

Pièges à NOx

Principe Le principe a été décrit pour la première fois par Toyota au milieu des
années 90 [9]. En 1997, Toyota dresse un premier bilan de ses connaissances sur le
sujet [10] et travaille sur un catalyseur 3 voies permettant de stocker les NOx sous
atmosphère oxydante et de le régénérer sous atmosphère légèrement réductrice ou
stœchiométrique. On parle à l’époque de technologie NSR pour NOx Storage Reduc-
tion Technology. Les NOx traps ont d’abord été étudiés pour les moteurs essence à in-
jection directe avant d’être adaptés aux moteurs Diesel, qui fonctionnent à plus basse
température (cf. fig. 1.5).

FIGURE 1.5: Exemple de fenêtres de températures de fonctionnement d’un piège à NOx obtenu
par simulation pour une application essence et Diesel [11].

Le piège à base d’alumine convertit tout d’abord NO en NO2 par oxydation ca-
talytique sur un métal noble comme le platine (Pt). Le NO2 créé réagit ensuite avec
l’oxygène et le matériau de stockage, généralement un métal alcalino-terreux comme
le baryum (Ba), qui est ensuite adsorbé sur ce matériau de stockage sous forme de
nitrates. Cette première étape constitue la phase de stockage en régime pauvre.

Le NOx trap ayant un nombre de sites de stockage limité, l’efficacité du piège di-
minue au cours du temps. Une sonde à NOx en aval du piège permet d’estimer le
remplissage du piège et de déterminer lorsqu’une phase de purge est nécessaire. La
phase de purge consiste à passer, pendant un temps relativement court (au maximum
10 s par contrôle moteur), en atmosphère réductrice qui permet de désorber les ni-
trates et de réduire les NOx en azote comme sur un catalyseur 3 voies (cf. fig. 1.6). Les
réducteurs sont soit apportés par contrôle de la richesse moteur soit par injection de
réducteurs en amont du piège.

Ce procédé a l’avantage de fonctionner sur une plage de températures allant typi-
quement de 150 à 450 °C [11] et d’éviter la génération d’oxyde nitreux (N2O) qui est
un gaz à effet de serre. En dessous de 200 °C, la réaction d’oxydation de NO en NO2
devient trop lente et au dessus de 500 °C le baryum ne parvient plus à stocker les NOx.
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1.2 Procédés de traitement des NOx dans l’automobile

FIGURE 1.6: Principe de fonctionnement d’un piège à NOx.

En plus de la température, deux facteurs déterminants pour le bon fonctionnement
du piège à NOx sont la fréquence de purge et la concentration des gaz d’échappement
en NOx.

Purge par contrôle moteur La purge par contrôle moteur consiste à élever la ri-
chesse du moteur pendant quelques secondes, i.e. augmenter la quantité d’hydrocar-
bures dans le mélange carburant/air afin d’obtenir, en sortie de moteur, des espèces
réductrices très actives comme CO, H2 et les HC qui vont réduire les NOx. Ce passage
en mélange riche doit être imperceptible pour le conducteur.

Deux méthodes sont couplées pour passer en mélange riche : la réduction de la
quantité d’air injectée (taux d’EGR élevé) et l’augmentation de la quantité d’hydro-
carbures injectée (post-injection tardive dans le moteur). La post-injection tardive
dans un piston après son point mort haut enrichit les gaz d’échappement en espèces
réductrices (H2, CO et HC) mais provoque un passage du gazole dans l’huile moteur,
appelé dilution d’huile, à la redescente du piston. Les propriétés lubrifiantes de l’huile
moteur s’en trouvent diminuées. Pour maintenir un intervalle de vidange identique,
les qualités lubrifiantes de l’huile doivent être améliorées.

Le temps de purge se trouve être un élément très important. Yuejin Li et al. ont étu-
dié des temps de purge de 1,5 s [12],Takahashi et al. de 3 s [13], Choi et al. de 4 s [14]
et enfin Epling et al. de 5 s [15]. Pour J.P. Breen et al. [16], un temps minimum de 2,5 s
de purge pour 60 s de fonctionnement en mélange pauvre est nécessaire à une bonne
efficacité. Au dessus de 2,5 s, l’augmentation d’efficacité est faible. Avec des cycles de
45 s en mélange pauvre puis 1,5 s en mélange riche, Yuejin Li et al. [12] obtiennent des
résultats compris entre 80 et 100% de conversion. La réduction des NOx dépend for-
tement du temps passé en mélange pauvre et en mélange riche, dépendance d’autant
plus forte si la température est comprise entre 250 et 400 °C.

Il est également montré que le rôle du réducteur utilisé est important. Breen et
al. [16] concluent que H2 est l’espèce qui obtient les meilleurs résultats, suivi d’un
mélange de CO + H2 et enfin de CO seul pour des températures allant de 310 à 400 °C.
Ces résultats sont confirmés par les expériences de Takahashi et al. [13] qui concluent
que l’activité réductrice de H2 est supérieure à CO, elle-même supérieure à C3H6 en
dessous de 400 °C.
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Purge par action d’un reformeur Dès les années 90, Guth et al. [17] et Boegner
et al. [18] ont eu l’idée d’utiliser H2 comme gaz réducteur des NOx mais ils n’avaient
pas encore de sources convenables (pas compacte, inefficace, réponse lente. . .). L’uti-
lisation d’un reformeur remédia à ces problèmes.

L’utilisation d’un reformeur pour la purge des catalyseurs procure un certain
nombre d’avantages par rapport au contrôle moteur : la réduction des émissions d’hy-
drocarbures, la réduction des pertes globales due à une efficacité plus élevée et la ré-
duction du temps de purge due à des capacités réductrices plus importantes du gaz
enrichi en H2. Il augmente également la fenêtre des températures de fonctionnement
(150 - 500 °C). Il peut aussi être utilisé sur un filtre à particules (FAP) en modifiant la
richesse et sur une combinaison FAP - NOx trap [19].

On peut distinguer deux types de reformeurs : catalytique et plasma. Les refor-
meurs plasmas offrent en sus des reformeurs catalytiques une compacité élevée dans
le cadre des applications embarquées, un démarrage rapide et une bonne réponse
pendant les régimes transitoires. Ils permettent aussi le reformage de carburants
comme le gazole ou les biocarburants qui ont une viscosité plus élevée sans se sou-
cier de l’empoisonnement au soufre. En revanche, les reformeurs plasmas ne sont
pas autonomes énergétiquement. Ils ont donc besoin d’une énergie électrique non-
négligeable pour fonctionner.

Composition d’un NOx trap Pour obtenir l’efficacité maximale, le choix des ma-
tériaux constituant le NOx trap est très important. Ils sont généralement sous forme
de monolithe en forme de nid d’abeille et sont fait de cordiérite MgO/Al2O3/SiO2 sur
laquelle est déposée la phase active appelée washcoat.

Les métaux précieux assurent l’oxydation de NO en NO2 lors de la phase de sto-
ckage, et la réduction des NOx en milieu riche. Les matériaux les plus utilisés dans
la formulation du NOx trap sont le platine (Pt), le palladium (Pd) et le rhodium (Rh),
avec en général un chargement en métal de l’ordre de 0,5 à 2 % [20–22]. Les catalyseurs
de type Pt/BaO/Al2O3 ont fait l’objet de nombreuses recherches [9, 10, 16]. L’activité
du catalyseur est déterminée par le chargement en platine, la dispersion du métal sur
le catalyseur et la distribution des tailles des particules. L’ajout de rhodium permet
d’améliorer la réduction des NOx à basse température et les catalyseurs de type Pt-
Rh/BaO/Al2O3 [12] ont montré les meilleures performances sur toute la gamme de
température.

Le matériau de stockage est généralement un métal alcalin ou alcalino-terreux à
cause de leur forte basicité. Le baryum, sur un support d’alumine notamment, a fait
l’objet de nombreuses études. Toyota a étudié l’élément de stockage en fonction de
son électronégativité et de la température pour voir son influence sur ses capacités
de stockage en NOx [23] (cf. fig. 1.7). En 2004, Toyota étudiait des catalyseurs Pt/(Ba
+ K)/(Al2O3 + TiO2 + Rh/ZrO2) pour les motorisations Diesel [24]. Le chargement en
baryum est d’environ 10 à 20% en masse.

Les métaux précieux ainsi que le matériau de stockage sont dispersés à la sur-
face du support. Les propriétés de ce support joue un rôle important dans l’activité
des matériaux dispersés. L’alumine (Al2O3) est généralement utilisée. L’adjonction
d’autres oxydes comme CeO2, ZrO2 ou TiO2 permettrait de renforcer la résistance au
soufre du NOx trap [25–28].
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FIGURE 1.7: A gauche : NOx stockés par un catalyseur Pt/M/Al2O3 avec M = Mg, Ba, Sr, Na, K,
Cs. A droite : Taux de NOx stockés en fonction de la température pour Ba et K comme éléments
de stockage [23].

Le couplage NOx trap / NH3-SCR Il est également possible de coupler les deux tech-
nologies précédemment citées. Bosch a développé pour la Mercedes E320 la techno-
logie BlueTec qui réunit au sein d’un même système un catalyseur d’oxydation, un
NOx trap, un filtre à particule et un catalyseur SCR via une génération in-situ d’am-
moniac par le NOx trap (cf.fig. 1.8). Ce fût le premier véhicule Diesel commercialisé
en Californie après la mise en place de règles très strictes en matière de pollution
(normes Tier) il y’a une dizaine d’années. En effet, si la phase de purge continue après
la purge du NOx trap, il se forme alors du NH3. De nombreux constructeurs ont donc
proposé de placer le NOx trap en amont du catalyseur SCR qui permet d’alimenter ce
dernier en espèces réductrices [29–32].

1.3 Le reformage

Le reformage désigne l’opération qui consiste à produire un gaz de synthèse à par-
tir du craquage d’un hydrocarbure. Les réactions de reformage, qui se déroulent en
milieu oxydant, sont de 3 types : oxydation partielle, vaporeformage et reformage à
sec. Une composition des deux premières réactions de reformage amène au refor-
mage autotherme, étudiée dans deux thèses précédentes [3, 4]. Une composition des
trois réactions produit ce que l’on appellera le reformage d’hydrocarbure par les gaz
d’échappement qui sera étudié dans le cadre de cette thèse.

1.3.1 Réactions de reformage

Vaporeformage

Le vaporeformage est communément appelé SR pour Steam Reforming. Son équa-
tion-bilan est la suivante :

CnHm + nH2O −→ (n+ m

2 )H2 + nCO (1.14)
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FIGURE 1.8: Système de post-traitement Bluetec conçu par Bosch pour la Mercedes E320 com-
mercialisée aux Etats-Unis.

Le vaporeformage est le procédé le plus couramment utilisé dans l’industrie. La
plupart des installations sont maintenant alimentées en gaz naturel, composé ma-
joritairement de méthane (typiquement entre 83 et 97 %). Cette réaction est endo-
thermique car elle possède une enthalpie positive. Par exemple, l’enthalpie est de 206
kJ/mol pour le méthane et de 1780 kJ/mol pour le gazole. Les réacteurs de vapore-
formage sont donc des très énergivores et nécessitent un apport extérieur d’énergie.
Leur fonctionnement s’effectue donc dans un domaine de température compris entre
800 et 1000 ˚C et de pression compris entre 20 et 40 bars [33]. Comme une proportion
importante de l’hydrogène produit provient de l’eau, ce procédé est celui qui présente
les taux de production d’hydrogène les plus élevés.

Le vaporeformage est désormais réalisé à l’aide de catalyseurs, principalement à
base de nickel (Ni) sur un substrat d’Alumine (Al2O3) [34, 35] qui permettent d’abais-
ser la température de fonctionnement des réacteurs, d’accélérer la cinétique des ré-
actions mises en jeu et ainsi de réduire les coûts énergétiques.

Oxydation partielle

L’oxydation partielle est aussi connue sous le nom de POx pour Partial Oxidation.
Son équation-bilan est donnée ci-dessous :

CnHm + n

2 O2 −→
m

2 H2 + nCO (1.15)

L’oxydation partielle est une réaction exothermique. L’enthalpie est négative et
égale à -37 kJ/mol pour le méthane et -1195 kJ/mol pour le gazole. Les réactifs doivent
être préchauffés à environ 300 °C. Dans les réacteurs de reformage classiques (non-
catalytiques), pour assurer une conversion totale de l’hydrocarbure et éviter la forma-

17
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tion de suies, les réacteurs fonctionnent à des températures comprises entre 1300 et
1500 °C et des pressions comprises entre 30 et 100 bars [36]. Des hydrocarbures plus
lourds que dans les réacteurs de vaporeformage peuvent être utilisés. Les cinétiques
de réaction de l’oxydation partielle sont plus rapides que le vaporeformage.

L’utilisation de catalyseurs, là aussi à base de Ni / Al2O3 [37], permet d’éviter la
décomposition à haute température de l’hydrocarbure mais rencontre d’importants
problèmes de cokéfaction.

Reformage à sec

Le reformage à sec, aussi appelé Dry Reforming (DR) en anglais, a pour équation-
bilan :

CnHm + nCO2 −→ 2nCO + m

2 H2 (1.16)

Cette réaction, comme la réaction de vaporeformage, est une réaction fortement
endothermique (247 kJ/mol pour le méthane et 2887 kJ/mol pour le gazole). Cette
réaction prend de l’intérêt du fait de la valorisation possible du CO2. Elle permet aussi
de valoriser directement le CO2 présent dans le gaz naturel qui peut excéder 10 %.
Cette réaction présente comme inconvénient majeur un dépôt de suies qui désactive
les catalyseurs à base de nickel. Les études se tournent donc vers le développement
de catalyseurs, toujours à base de nickel, mais incorporant des éléments permettant
de d’éviter ce dépôt de coke (coke free nickel catalyst) [38, 39].

Reformage autotherme

Il est également possible de mélanger plusieurs réactifs des réactions précédentes
pour exploiter leurs points forts. C’est le cas du reformage autotherme (ATR pour Au-
toThermal Reforming ) que l’on peut écrire de la façon suivante :

CnHm + kH2O + (n− k2 )O2 −→ (m2 + k)H2 + nCO (1.17)

Elle utilise l’exothermicité de la réaction d’oxydation partielle pour fournir ensuite
une énergie suffisante à la réaction de vaporeformage qui possède de meilleurs rende-
ments. L’enthalpie de cette réaction peut être contrôlée en agissant sur le rapport H2O
/ O2. L’avantage principal de ce procédé est son allumage et son extinction rapide. La
cokéfaction est également réduite par la présence d’eau [40, 41]. Le reformage auto-
therme peut également être réalisé avec O2 et CO2 comme réactifs pour améliorer les
rendements du reformage à sec.

1.3.2 Reformage assisté par plasma

Cette partie a pour but de donner les récents développements des procédés plas-
mas destinés au reformage d’hydrocarbures depuis la publication de l’article de syn-
thèse de G. Petitpas et al. [42] en 2007. Des études récentes portent aussi sur le cou-
plage d’un réacteur plasma avec un catalyseur pour en accroître ses performances
[43–49]. Elles ne seront pas présentées ci-dessous. En 2011, Tao et al. ont pulié un
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article de synthèse sur les réacteurs de reformage développés pour l’étude du refor-
mage à sec du méthane [50], domaine de recherche qui prend de l’ampleur grâce à la
valorisation possible du CO2.

Arcs tournants

Le « Magnetic blow out Glidarc » du GREMI est basé sur la génération d’une dé-
charge entre une cathode en tungstène, reliée à la masse, et 3 électrodes en cuivre
disposées régulièrement autour de la cathode, soumises à une haute tension (15 kV,
50 Hz). Ces électrodes sont insérées dans un tube en quartz. La décharge est soufflée
par le gaz plasmagène. Un champ magnétique, créé par un aimant, met en rotation
la décharge. La décharge possède une forme hélicoïdale autour de l’électrode axiale
et son diamètre visible observé est inférieur à un millimètre. Les dernières études ont
concerné le vaporeformage du propane [51] et les auteurs obtiennent jusqu’à 50 % de
H2 et jusqu’à 20 % de CO dans le gaz en sortie pour une puissance injectée inférieure
à 2 kW à 420 K.

Le Centre Énergétique et Procédés de MINES ParisTech, situé sur le site de Sophia
Antipolis, a développé une torche plasma qui visait le reformage autotherme de l’es-
sence en collaboration avec Renault [3, 4]. Le réacteur est de type pointe - cylindre et
est alimenté par une source électrique délivrant une tension jusqu’à 15 kV et un cou-
rant compris entre 100 et 600 mA. L’arc électrique s’initie à la distance inter-électrode
la plus faible et est ensuite soufflé par le gaz plasmagène. Le gaz plasmagène est in-
jecté tangentiellement près de l’électrode pointe donnant un effet vortex au gaz. Ce
mouvement tangentiel stabilise l’arc, permet de couvrir un volume réactionnel plus
important par la rotation de l’arc et enfin permet de limiter l’érosion des électrodes.
Le réacteur est suivi d’une chambre de post-réaction où ont lieu la majorité des réac-
tions. Le procédé a prouvé son caractère versatile en produisant du gaz de synthèse
à partir de divers carburants : SP95, E85, éthanol et gazole. Les rendements énergé-
tiques sont compris entre 40 et 47 % pour l’essence, avec un taux de conversion de 80
à 95 % et une puissance électrique injectée de 1200 W.

L’équipe du Environmental System Research Center [52], en Corée, travaille sur une
torche similaire à celle développée au CEP. Après avoir démontré en 2007 que le coût
énergétique de leur système diminuait avec la longueur de l’arc, l’équipe s’est intéres-
sée en 2010 aux réactions cinétiques intervenant dans le réacteur [53].

Arcs glissants

Le Gliding Arc in Tornado (GAT) développé par A. Fridman à l’université de l’Illi-
nois à Chicago puis au Drexel Plasma Institute de Philadelphie, est basé sur la créa-
tion d’un vortex inverse comme ceux que l’on rencontre dans les tornades. Une partie
des réactifs est injectée axialement tandis que l’autre partie est injectée tangentielle-
ment. Ce réacteur, très compact, mesure 40 mm de diamètre intérieur et 50 mm de
hauteur [54]. Le GAT possède un post-réacteur permettant de récupérer une partie de
l’énergie thermique pour chauffer les réactifs. La dernière étude a porté sur l’oxyda-
tion partielle d’un hydrocarbure lourd : le n-tetradécane (C14H30) [55]. Son design a
été récemment repris par une équipe ukrainienne pour le reformage de l’éthanol [56].
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La société ECP - GlidArc Technologies est basée à la Ferté Saint-Aubin près d’Or-
léans depuis 1997 et est spécialisée dans la technologie plasma à arc glissant (Gliding
Arc ou encore Glidarc). Le réacteur est composé de deux électrodes divergentes. Un
champ électrique alternatif haute tension et faible courant (jusqu’à 30 kV, 0,05 - 5 A,
0 - 20 kHz) est appliqué entre les deux électrodes [57]. Le plasma est initié à la dis-
tance inter-électrodes la plus faible où le champ électrique est maximal. La décharge
est soufflée par un flux rapide de gaz, jusqu’à disparaître avant de se réamorcer. Ce
réacteur a été utilisé avec un large éventail d’hydrocarbures et plus récemment avec
du glycérol (C3H8O3), des déchets de graisses animales et d’huile d’os [58].

Bo et al. [59] ont adapté un réacteur Glidarc, utilisé pour la décomposition des
COV (Composés Organiques Volatils) et le traitement des déchets organiques présents
dans l’eau, pour étudier le reformage à sec du méthane. Ce réacteur a été développé
avec l’aide du CORIA. Les réactifs sont préchauffés à 450 K. Les réactions sont effec-
tuées à pression atmosphérique avec un débit de gaz d’environ 13 L/min et une ten-
sion comprise entre 6 et 10 kV. Le rapport CH4 / CO2 a été particulièrement étudié en
fonction de la puissance électrique injectée. Des teneurs de 10 % pour CO et pour H2
ont été obtenus pour une tension de 6kV.

Une équipe coréenne de l’université de Chosun utilise une décharge à arc glissant,
couplé à un catalyseur, pour l’étude des 3 réactions principales de reformage du mé-
thane (POx, SR, DR) [52]. Le réacteur Glidarc est composé de 3 électrodes disposées à
120 °à l’intérieur du réacteur. Un catalyseur a été ajouté par la suite [60]. Nous citerons
également les travaux de Rueangjitt et al. [61] qui ont porté sur le reformage à sec du
gaz naturel avec un réacteur Glidarc.

Décharges DBD

Le reformeur à décharge DBD (Dielectric Barrier Discharge) développé à Séville
par Sarmiento et al. [62] est constitué d’une électrode cylindrique en Inox, entourée
d’un tube en quartz recouvert d’une couche d’Inox constituant l’électrode externe.
Les tuyaux sont chauffés à 110 °C pour éviter tout recondensation de l’eau. L’alimen-
tation électrique fournit un courant alternatif à une fréquence comprise entre 1 et 6
kHz et une tension comprise entre 10 et 30 kV. Les principales applications de ce réac-
teur sont l’étude du reformage du méthane et d’alcools (méthanol, éthanol) avec H2O
et CO2 comme oxydants.

Wang et al. [63] ont réalisé un réacteur DBD comprenant une électrode centrale
en Inox, un tube en quartz comme diélectrique, et un fil, relié à la masse, enroulé
autour du tube comme électrode externe. L’électrode centrale est soumise à une ten-
sion pouvant atteindre 30 kV. Les études visent le reformage à sec du méthane. Pour
la même application, Lee et al. [64] ont développé également un réacteur DBD mais
avec une couche d’argent déposée sur le tube comme électrode externe. Deux sources
électriques sont utilisées : une source unipolaire délivrant jusqu’à 20 kV de tension à
4 kHz et une source bipolaire délivrant jusqu’à 15 kV à 20 kHz.

Nous pouvons également citer Futamura et al. [65, 66] au Japon qui ont développé
deux réacteurs DBD pour l’étude du reformage d’hydrocarbures et d’alcools légers
comme le méthane, le propane et le méthanol. Plus récemment, Wang et al. [67], de
l’université de Tianjin, ont spécialement développé un réacteur DBD fil-cylindre pour
l’étude du vaporeformage de l’éthanol avec une puissance électrique de 40 W.
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Décharges Corona

Le reformage à sec du méthane est également étudié avec des réacteurs de type
Corona. Li et al. [68] disposent d’un réacteur avec des électrodes de type pointe -
plan en Inox, séparées de 10 mm et enfermées dans un tube en quartz. Le plasma
est amorcé par une source haute tension AC à une fréquence de 20 kHz. Les résultats
montrent un meilleur taux de conversion du méthane pour les expériences précé-
demment réalisées avec une source DC négative.

Décharges luminescentes

Li et al. [69, 70] de l’université de Sichuan en Chine travaillent sur un design par-
ticulier d’une décharge lumineuse à pression atmosphérique dans le but d’étudier le
reformage à sec du méthane. Il est composé d’une électrode centrale de 8 mm de dia-
mètre en Inox et d’une électrode cylindrique de 30 mm de diamètre intérieur, reliée à
la terre, par laquelle sort le gaz. Les électrodes sont englobées dans un tube en quartz.
La distance inter-électrode est de 7 mm.

Décharges pulsées

Pour l’étude du reformage à sec, Yan et al. [71] ont développé un réacteur à dé-
charges pulsées à pression atmosphérique. La fréquence des impulsions (jusqu’à
250 Hz) et la puissance injectée (jusqu’à 220 W) ont été étudiées et montrent qu’à
puissance constante, les performances augmentent avec la fréquence des impul-
sions. Néanmoins, les auteurs concluent que le réacteur à courant continu procure
de meilleurs résultats.

Ghorbanzadeh et al. [72] étudient une décharge pulsée à faible énergie (< 40 W)
fonctionnant à une fréquence de 5 kHz. Les auteurs obtiennent jusqu’à 50 % d’effica-
cité énergétique pour un rapport CO2/CH4 = 1.

1.3.3 Reformage du gazole

Caractéristiques du gazole

Le gazole (ou gasoil ou encore gas-oil), comme la plupart des hydrocarbures
lourds est composé d’une multitude d’espèces hydrocarbonées comme les paraffines
(CnH2n+2 : classe des alcanes), les naphtènes (CnH2n : classe des alcènes), les aro-
matiques (mono-, di- et tri-aromatiques). . . Un moyen de représenter efficacement
la composition d’un hydrocarbure est le pourcentage massique de chaque espèce en
fonction de sa classe, c’est-à-dire le nombre d’atomes de carbone présents. On dif-
férencie ensuite le nombre d’atomes d’hydrogène par le nombre Z qui représente la
déficience en hydrogène par rapport à la formulation générale d’un hydrocarbure :
CnH2n+Z . Un exemple de représentation, obtenu par chromatographie en phase ga-
zeuse couplé à un spectromètre de masse, est montré sur la fig. 1.9. Le tableau 1.1
identifie le nom de chaque composé en fonction de son nombre Z.

A partir de ces résultats, il est possible de remonter à une formule moyenne du
gazole (C15.4H28.9 pour le cas précédent). Les propriétés du gazole sont fortement ré-
glementées par des normes européennes (EN 590) et internationales. Les propriétés
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FIGURE 1.9: Pourcentage massique en fonction du nombre de carbone et du nombre Z pour un
gazole commercial américain en 2008 [73].

TABLEAU 1.1: Récapitulatif de la composition d’un gazole en fonction de son nombre Z [73].

Nombre Z Série % massique Classe organique % massique

+2n n-Paraffines 14.74 Paraffines 31.29
+2i iso-Paraffines 16.55
+0 Mono-naphthènes 30.23 Naphthènes 48.40
-2 Di-naphthènes 13.62
-4 Tri-naphthènes 4.54
-6 Benzènes 5.44 Monoaromatiques 13.13
-8 Tétralines 5.46

-10 Di-naphthènobenzènes 2.22
-12 Naphthalènes 2.47 Diaromatiques 6.68
-14 Acénaphthènes, Biphényles 3.55

-16db Dibenzothiophènes 0.01
-16 Fluorènes 0.66
-18 Anthracènes, Phénanthrènes 0.47 Triaromatiques 0.50
-20 Naphthènophénanthrènes 0.02

-22bn Benzonaphthothiophènes 0.00
-22 Pyrènes, Fluoranthènes 0.01

Total 100 100
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du gazole peuvent toutefois légèrement changer en fonction des saisons, du fabricant,
du lieu. . . Le tableau 1.2 montre les principales caractéristiques d’un gazole commer-
cial français en 2007.

TABLEAU 1.2: Caractéristiques d’un gazole commercial français.

Indice de Cétane 54
Point Eclair 60 °C

Point de trouble -19 °C
Masse volumique à 15 °C 833 kg/m3

Viscosité à 40 °C 2,5 cSt
PCI 43.7 MJ/kg

Distillation : 50 % en vol. 272 °C
Distillation : 95 % en vol. 348 °C

Soufre 7 mg/km
Teneur en cendres < 0.01 % en masse

Teneur en HAP 4 % en masse
Teneur en eau 136 mg/kg

Teneur en EMAG 5.1 % en masse
Teneur en sédiments 23 mg/km
Teneur en péroxydes < 10 ppm

Pouvoir lubrifiant à 60 °C 280 µm
Corrosion à la lame de cuivre (3 h à 50 °C) Classe 1

Reformage plasma du gazole

D’après la littérature, le reformage du gazole assisté par plasma a été étudié prin-
cipalement par l’équipe de L. Bromberg du MIT jusqu’en 2005, A. Czernichowski et
al. du ECP avec la torche à arc glissant et le CEP avec la torche à arc non-thermique
dans le cadre de travaux de thèses. Plus récemment, Lee et al. ont également étudié le
reformage plasma du gazole avec leur torche à arc glissant.

En 1999, L. Bromberg et al. s’intéressaient déjà au reformage du gazole assisté par
plasma thermique [74]. Le plasmatron GEN 1 utilisé pour le reformage du gaz naturel
a été adapté pour le reformage d’hydrocarbures liquides plus lourds. En 2003, des
tests concluants ont visé la purge de deux NOx trap montés en parallèle sur un bus
fonctionnant avec un moteur Diesel pour ArvinMeritor (équipementier automobile
américain) [75, 76]. Le débit de gazole était de 0,8 g/s, avec un rapport O/C égal à
1,1 et une puissance électrique de 250W. Le reformat était composé de 7,6 % de H2,
correspondant à un débit de 20 L/min, et 13 % de CO pour une efficacité énergétique
de 70 %. En 2004, des tests ont été effectués avec un débit de gazole de 2 g/s [76, 77]
et ont permis d’atteindre un débit de H2 de 90 L/min pour faciliter la purge d’un seul
NOx trap. Les auteurs annoncent un cycle d’allumage et d’extinction de 3 à 5 secondes
toute les 30 s ce qui montre le comportement très dynamique du procédé. Les auteurs
n’observent pas de formation de suies.

Les études menées par A. Czernichowski sur le reformage du gazole [78, 79] ont
montré des résultats satisfaisants. Le gazole était préchauffé entre 140 et 200 °C et
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1.3 Le reformage

injecté avec un débit compris entre 11 et 30 g/min, un débit d’air compris entre 48
et 146 L/min et une puissance électrique de 300 à 400 W [80]. Ils atteignent des taux
de H2 et de CO proches de 20 % chacun. Ici non plus, les auteurs n’observent pas de
présence de suies.

Petitpas et al. [4] ont étudié le reformage du gazole avec une torche à arc non-
thermique. Le gaz plasmagène était préchauffé et le gazole évaporé jusqu’à 400 °C à
l’aide de fours à colliers chauffants avant l’injection dans la torche. Les tests ont révélé
une production importante de suies et une recondensation du gazole avant l’entrée
dans la torche. Des résultats intéressants ont néanmoins été obtenus et serviront de
base à cette étude.

Lee et al. [81] ont étudié en 2010 l’excès d’oxygène pour l’oxydation partielle du ga-
zole avec une torche à arc tournant. Le gazole est atomisé sous forme liquide à l’aide
d’une buse d’injection qui est ensuite rapidement vaporisé grâce aux fortes tempé-
ratures de la zone de décharge. Les auteurs obtiennent un rendement énergétique
d’environ 20 % pour une puissance électrique comprise entre 140 et 215 W.

Reformage d’hydrocarbures par les gaz d’échappement

Le reformage d’un hydrocarbure par les gaz d’échappement ou exhaust gas fuel
reforming peut être interprété comme une combinaison des 3 réactions principales
de reformage que l’on peut écrire qualitativement :

CnHm + H2O + O2 + N2 + CO2 −→ H2 + CO + . . . (1.18)

Une présence importante d’oxygène dans les gaz d’échappement Diesel (jusqu’à
20 % au ralenti) devrait permettre de limiter l’apport d’énergie nécessaire au déroule-
ment des réactions de vaporeformage et de reformage à sec. L’apport d’énergie est un
point essentiel de l’application embarquée car il est directement lié à la consomma-
tion en carburant et en électricité.

Les températures des gaz d’échappement ne permettent pas toujours, en fonction
du régime moteur ou en fonctionnement à froid, d’atteindre les températures néces-
saires pour obtenir une bonne efficacité du catalyseur de reformage. Dans ce cas, par
exemple, il est nécessaire d’effectuer une oxydation partielle ou totale de l’hydrocar-
bure en amont pour monter le catalyseur en température.

Exemple du reformage catalytique en ligne Bien que l’EGR entraine une diminu-
tion significative des NOx (cf. chap. 1.2.2), il entraine également une augmentation
du nombre de particules rejeté. Afin de diminuer simultanément les taux de NOx et
de particules, Megaritis et al. [82–86] étudient pour Shell le REGR (pour « Reformed
EGR ») consistant en un dispositif de reformage catalytique incorporé dans le circuit
EGR qui permet, à l’injection, d’obtenir un gaz composé d’air frais, de gaz d’échappe-
ment et de gaz de synthèse (cf. fig. 1.10). La présence de H2 et CO à l’injection permet
d’améliorer la combustion tandis que le gaz d’échappement aura le même effet que
dans un système EGR classique, c’est-à-dire abaisser la température de combustion
et diluer le mélange.

Le reformeur est un catalyseur prototype sans nickel, contenant une faible charge
en métaux précieux sur un oxyde métallique destiné à promouvoir toutes les réactions
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CHAPITRE 1 : État de l’art

FIGURE 1.10: Principaux composants d’un circuit REGR [87].

souhaitées : l’oxydation, le vaporeformage, le reformage à sec et la réaction de gaz à
l’eau, tout en évitant la cokéfaction [83].

Les auteurs ont étudié le reformage du gazole à faible teneur en soufre (ULSD :
Ultra Low Sulfur Diesel fuel) de type B0 [83, 88], B20 [89], B50 [90] et B100 [85, 91],
c’est-à-dire respectivement 0, 20, 50 et 100 % de biogazole en volume mélangé à du
pétrogazole. Le biogazole est fabriqué à partir d’huile de colza (RME : Rapeesed Methyl
Ester). Des tests ont aussi été réalisés avec du gazole synthétique de type GTL (Gas-
To-Liquid) [83, 92].

Les réactions prépondérantes prenant place dans ce type de systèmes sont au
nombre de 7 pour un gazole typique de formule moyenne C12.31H22.17 [88] :

Vaporeformage : C12.31H22.17 + 12.31H2O −→ 23.4H2 + 12.31CO (1.19)

Water Gas Shift : CO + H2O −→ CO2 + H2 (1.20)

Oxydation Partielle : C12.31H22.17 + 6.15O2 −→ 11.08H2 + 12.31CO (1.21)

Oxydation totale : C12.31H22.17 + 17.85O2 −→ 11.08H2O + 12.31CO2 (1.22)

Reformage à sec : C12.31H22.17 + 12.31CO2 −→ 11.08H2 + 24.62CO (1.23)

Reformage autotherme : C12.31H22.17 + 5.65O2 + H2O −→ 12.08H2 + 12.31CO (1.24)

Décomposition thermique : C12.31H22.17 −→ 12.31C + 11.09H2 (1.25)
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1.4 La modélisation MHD des arcs plasmas

Le vaporeformage prend place lorsque de fortes températures sont atteintes dans
le réacteur (eq. 1.19). La présence d’eau en excès et de CO est favorable à la réaction
de gaz à l’eau, ou Water Gas Shift (eq. 1.20), qui produit H2 pour un coût énergétique
quasiment nul en dessous de 750 ° C. En fonction du taux d’oxygène dans l’EGR, il
peut se produire localement une oxydation complète du carburant, défavorable à la
production de gaz de synthèse (eq. 1.22). Au contraire, au dessus de 800 ° C, il peut
apparaître le reformage à sec du gazole (eq. 1.23) favorable à la production de H2. Si
localement la température devient trop importante, il peut se produire une décom-
position thermique du combustible produisant également de l’hydrogène (eq. 1.25).

Les auteurs ont concentré leurs études sur la réduction des NOx et des particules,
l’amélioration des performances du moteur et sur la consommation en carburant
[84, 86, 91]. Certaines expériences ont été réalisées pour une unité de post-traitement,
contenant un catalyseur HC-SCR [84, 93, 94]. Les études ont concernées essentielle-
ment le taux d’EGR, les températures d’entrée du réacteur, la configuration du refor-
meur, le rapport O/C et la richesse moteur. Les performances du système de post-
traitement ont été améliorées par la présence de H2, mais inhibée par CO. La réf. [93]
contient une composition de gaz d’échappement très similaire à un des points de
fonctionnement étudié dans cette thèse. Les auteurs ont atteint une fraction molaire
humide de gaz de synthèse de 18 %. Ils ont tenté de promouvoir la production d’H2
par SR et WGS pour cette application. Une forte teneur en CO2 a été produite.

1.4 La modélisation MHD des arcs plasmas

1.4.1 La modélisation des arcs de forts courants

Depuis de nombreuses années, la modélisation numérique est devenue un outil
puissant pour le développement et l’optimisation des procédés plasma. Avec l’aug-
mentation des capacités de calcul, les modèles deviennent de plus en plus sophisti-
qués et plus proches des conditions réelles ce qui permet, aujourd’hui, la simulation
de systèmes en 3D instationnaire avec une description détaillée de la géométrie. La
modélisation MHD des arcs est très complexe à cause des forts gradients régnant au
sein du plasma et de la variété des échelles spatio-temporelles.

De nombreux modèles MHD ont été rapportés dans la littérature principalement
concernant les décharges d’arc à courant continu (DC) pour des courants supérieurs
à 100 A [95, 96] qui sont de trois types : arcs libres (Free burning arc) [97, 98], arcs trans-
férés [99–101] et arcs non-transférés [102–105]. Dans les torches à arc non-transféré,
l’anode sert à étriquer l’arc (cf. fig. 1.11) et possède un diamètre généralement com-
pris entre 6 et 10 mm. Dans les torches à arc transféré, l’anode constitue le matériau à
traiter (cf. fig. 1.12).

Les modèles MHD ont été développés pour des applications très différentes [106]
telles que : la découpe [107], le soudage [108], le dépôt et la pulvérisation [68, 102–105,
109, 110], la sidérurgie [101], l’élimination de déchets [111] ou encore la production de
particules ultra-fines [112]. Ces plasmas thermiques fonctionnent généralement sous
faible tension comprise entre 30 et 500 V, mais développent des puissances comprises
entre 10 et 100 kW.

Les premiers modèles développés étaient en 2D ou en 2D axisymétrique ainsi l’in-
jection vortex et le déplacement du pied d’arc ne pouvaient pas être parfaitement re-
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CHAPITRE 1 : État de l’art

FIGURE 1.11: Schéma du plasma à l’intérieur d’une torche à arc non-transféré et à courant
continu et photographie du dard plasma par caméra rapide [96].

FIGURE 1.12: Schéma d’un arc électrique formé par une torche à arc transféré et photographie
typique [96].
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1.4 La modélisation MHD des arcs plasmas

produits [101, 113, 114]. Avec l’augmentation de la puissance de calcul, les équipes de
recherche se sont tournées vers des modèles en 3D qui sont plus proches des confi-
gurations réelles [98]. Les calculs sont souvent réalisés dans un gaz simple, principa-
lement l’argon [68, 98, 112, 114], mais aussi dans l’azote [99], l’oxygène pur [107], ou
un mélange de gaz : air [111], Ar / H2 [102], Ar / N2 [103–105]. Les débits de gaz utilisés
sont généralement compris entre 20 et 150 L/min.

Bien que le régime d’écoulement laminaire soit couramment utilisé pour la modé-
lisation des torches à plasma [100, 102, 104, 111, 115], la littérature rapporte quelques
études utilisant des modèles de turbulence de type k-ε [68, 112], Rij-ε et k-ε bas-
Reynolds [116], ou comparant plusieurs modèles : laminaire et standard k-ε [117] ; ou
encore la comparaison de plusieurs modèles de turbulence : standard k-ε, RNG k-ε et
realizable k-ε [107]. Néanmoins, la comparaison du comportement de l’arc dans dif-
férentes conditions de fermeture des équations de Navier-Stokes ne serait pertinente
qu’avec une confirmation expérimentale bien établie pour les régimes d’écoulement
concernés. Ce point implique des opérations très complexes et constitue une pers-
pective à terme.

Les principaux axes de recherche actuels concernant la modélisation MHD des
torches à plasma d’arc sont le déplacement et l’attachement du pied d’arc [109, 111],
et l’évaporation des électrodes métalliques [108, 109]. En 2005, Gleizes et al. [95], puis
en 2009, Trelles et al. [96] ont publié des articles de synthèse sur la modélisation des
arcs thermiques qui font état des principaux modèles développés (équations, proprié-
tés des gaz, turbulences, conditions aux limites, hypothèses, . . .).

Nous nous intéressons plus spécifiquement dans la suite de cet état de l’art des
modèles MHD de torches à courant continu aux modèles de reclaquage, qui seront
utilisés dans le cadre de ces travaux de thèse, et aux modèles à deux températures qui
en constituent une perspective.

Les modèles de reclaquage

Dans les torches à arc non-transféré, le comportement de l’arc peut généralement
être classé selon trois modes de fonctionnement : steady, takeover et restrike mode
[96]. Le mode steady correspond à une position fixe du pied d’arc, généralement non
désirée à cause de l’érosion importante de l’électrode, tandis que le mode takeover
correspond à une fluctuation quasi-périodique de la tension, donc du mouvement du
pied d’arc qui est voulu. Le reclaquage ou restrike mode est caractérisé par un mou-
vement très instable, voire imprévisible, de l’arc où le phénomène de rattachement
joue un rôle important. Le passage du mode steady, au mode takeover puis au mode
restrike s’effectue en augmentant le débit et/ou diminuant le courant.

Même si le phénomène de rattachement du pied d’arc n’est pas encore complète-
ment connu, la présence d’un fort champ électrique, couplée avec la présence d’es-
pèces excités (par UV), et d’une échelle de temps très réduite du processus rappelle
le phénomène de claquage rencontré avec les streamers [96]. Ce streamer connecte-
rait l’arc à l’anode et provoquerait l’extinction de l’arc présent en aval car il est ther-
modynamiquement plus favorable grâce à sa chute de potentiel inférieure. Une re-
présentation du processus de reclaquage, et les photographies correspondantes, sont
montrées sur la fig. 1.13.
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CHAPITRE 1 : État de l’art

FIGURE 1.13: Représentation du processus de rattachement (à gauche) et photographies prises
par caméra rapide (à droite) [96].

Pour simuler le restrike mode dans les torches à arc non-transféré, c’est-à-dire le
reclaquage à l’anode, il est nécessaire d’implémenter un modèle de rattachement du
pied d’arc. Il en existe deux types : le rattachement par canal conducteur ou par canal
chaud.

Dans le premier modèle, développé par Trelles et al. [118], le claquage intervient
lorsque le champ électrique local dans la direction normale à l’anode ( ~E ·~na) dépasse
une valeur seuil (Eb). Ensuite, un canal de forte conductivité électrique est artificielle-
ment créé pour connecter l’arc à l’anode.

Dans le deuxième modèle de rattachement, basé sur les travaux de C. Baudry
[109, 110] et C. Chazelas [102, 119], le claquage intervient dans la couche limite froide
de l’arc lorsque la tension de claquage sur la distance à la paroi dépasse une valeur
seuil du champ électrique (Eb). Ensuite, un canal de forte température est imposé ar-
tificiellement pour connecter l’arc à l’anode.

Les modèles hors-équilibre à 2 températures

L’hypothèse de l’ETL est souvent erronée à l’interface entre le plasma et le gaz
froid environnant ou les murs, proche des électrodes et lors de l’injection de parti-
cules liquides ou solides dans le plasma. Ces zones en fort déséquilibre nécessitent
des modèles fluides plus poussés dans lesquels la température des particules lourdes
(Th) n’est plus identique à la température des électrons (Te), mais inférieure. La figure
1.14 illustre bien ce phénomène.

Bien que la plupart des modèles développés supposent l’équilibre thermodyna-
mique local (ETL), quelques modèles ont vu le jour pour l’étude de la région d’ionisa-
tion à la cathode [121, 122]. Plus récemment, Trelles et al. [120] et Park et al. [123] ont
développé des modèles non-ETL (NETL) dans l’argon. Le modèle est cohérent dans
le sens où, lorsque Te = Th, les équations du modèle NETL sont identiques à celles du
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FIGURE 1.14: Comparaison des profils de température et de vitesse en sortie de torche entre un
modèle ETL et NETL [120].

modèle ETL. La fig. 1.15 présente les distributions de températures pour un modèle
ETL et NETL. Ce modèle hors-équilibre a montré qu’en fonctionnement steady et ta-
keover, un modèle de rattachement du pied d’arc n’était pas nécessaire mais il le sera
néanmoins dans un régime de type restrike mode.

FIGURE 1.15: Comparaison de Th (à gauche) et Te (au centre) du modèle NETL avec T du mo-
dèle ETL (à droite). I = 400 A [120].
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Une des caractéristiques principales de fonctionnement d’une torche à arc est la
chute de potentiel entre les électrodes. Le modèle de Trelles et al. a aussi permis de
démontrer que cette chute de potentiel, pour un modèle NETL, pouvait être 50 % in-
férieure à celle d’un modèle ETL. Le modèle NETL se rapproche ainsi des mesures
expérimentales (cf. fig. 1.16). La différence restante entre le modèle NETL et les ré-
sultats expérimentaux est probablement due aux vapeurs métalliques près des élec-
trodes qui provoquent une forte augmentation de la conductivité électrique et des
pertes radiatives dans cette zone [124].

FIGURE 1.16: Différence de potentiel expérimentale et numérique (modèle NETL et ETL) en
fonction du temps. I = 800 A [120].

1.4.2 La modélisation des arcs de faibles courants

Depuis plusieurs années, les recherches effectuées au CEP dans le domaine du re-
formage d’hydrocarbures ont conduit au développement d’une technologie de torche
plasma DC très particulière de type faible courant et haute tension : typiquement
dans la gamme 400 mA et 2 kV respectivement. La modélisation MHD des torches
à arc de faible courant est un domaine qui reste peu exploré. En effet, à faible cou-
rant, le champ magnétique auto-induit devient négligeable et les effets de convection
induisent un mouvement très irrégulier de la colonne d’arc. Ces instabilités du mou-
vement de l’arc impliquent des phénomènes physiques très instables. Ainsi, l’une des
difficultés majeures est d’être capable de simuler un arc à très faible courant en raison
des importantes instabilités numériques découlant de ces instabilités physiques.

Le régime de fonctionnement de la torche à arc tournant du CEP que l’on nomme
quasi-continu rappelle le fonctionnement des arcs à fort courant en régime takeover.
Dans certaines conditions de courant et de débit d’air, un régime d’arc glissant, carac-
téristique de ce type de torche, apparaît. La mise en place d’un modèle de reclaquage
permet de simuler le régime de fonctionnement glidarc de ce type de torche.

1.5 La modélisation du reformage

Avec le développement des moteurs HCCI, un nombre important d’études s’inté-
ressent désormais à la CFD pour modéliser la formation de polluants notamment les
suies et les NOx [125–127], les phénomènes chimiques en présence de turbulences ou
encore la modélisation des chambres de combustion.

Cette section sera composée de trois parties. La première concernera les schémas
cinétiques utilisés pour représenter le gazole ainsi que les méthodes de réduction de
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schémas. La deuxième partie se rapporte à la modélisation des écoulements fluides
et enfin la dernière partie s’intéressera aux limites actuelles du couplage entre la dy-
namique des fluides et la cinétique chimique ainsi que les solutions mises en œuvre
pour les surmonter.

1.5.1 Modélisation cinétique

Schémas cinétiques

La modélisation cinétique est basée sur le logiciel CHEMKIN-II [128], référence
dans son domaine. Il est très utilisé dans la combustion pour résoudre des équations
contenant un nombre important d’espèces et de réactions. Chaque réaction est défi-
nie à l’aide des coefficients d’Arrhenius. La constante de réaction k s’exprime en fonc-
tion des coefficients A, B et Ea qui sont respectivement le facteur pré-exponentiel, le
facteur exponentiel et l’énergie d’activation, suivant la loi d’Arrhenius :

k = A.TB.exp(−Ea/RT ) (1.26)

où T représente la température en Kelvins et R la constante des gaz parfaits. Les réac-
tions sont supposées d’ordre 1, c’est-à-dire que pour une équation de type :

X + Y −→ Z (1.27)

les exposants a et b sont égaux à 1 :

− d[X]
dt

= k[X]a[Y ]b (1.28)

Pour pleinement définir un schéma cinétique, il faut donc disposer d’une matrice
N × 4 où N est le nombre de réactions du schéma. La première colonne contient
la réaction chimique et les 3 suivantes les coefficients d’Arrhenius. Un schéma ci-
nétique contient toutes les espèces intermédiaires (molécules, atomes, radicaux. . .)
nécessaires au passage des réactifs aux produits finaux.

Les coefficients d’Arrhenius peuvent être déterminés expérimentalement ou par
calcul. Ils sont ensuite disponibles dans la littérature ou dans des bases de données.
Expérimentalement, les coefficients peuvent être déterminés de manière directe, par
exemple, dans des tubes à chocs ou des réacteurs à écoulements. Par calcul, la dé-
termination des constantes de vitesse peut passer par des analogies, des estimations,
des lois d’additivité. . .

Le logiciel Exgas, développé au INPL à Nancy, est un générateur automatique de
schémas cinétiques [129]. Celui-ci fonctionne pour l’oxydation des alcanes, alcènes,
éthers, cyclanes et des mélanges d’hydrocarbures. Cette génération automatique se
produit en trois parties. D’abord, les réactions comprenant des espèces C0, C1 et C2
sont extraites de la littérature et incorporées dans le logiciel. Ensuite, celui-ci gé-
nère un mécanisme primaire à partir de mécanismes d’initiation, de décomposition,
d’oxydation, d’isomérisation, de métathèse. . . ; qui est ensuite partiellement réduit.
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Enfin, seulement certains produits (pour limiter la taille du schéma) du mécanisme
primaire serviront à créer un mécanisme secondaire.

Méthodes de réduction de schémas

Les méthodes de réduction de schémas cinétiques complexes peuvent être classi-
fiées en 4 catégories que sont : le lumping, l’élimination des espèces et réactions non
prépondérantes, la réduction par l’état quasi-stationnaire (QSSA : Quasi Steady State
Assumption) et la tabulation [130]. Le lumping et l’élimination d’espèces et de réac-
tions diminuent la complexité du schéma, à la suite desquels les méthodes QSSA et la
tabulation peuvent être employées.

Le lumping consiste à regrouper plusieurs espèces en une seule. Par exemple, des
hydrocarbures de même formule moyenne mais avec des ramifications différentes ou
encore des hydrocarbures de différentes tailles mais possédant des groupes fonction-
nels identiques (carboxyl, carbonyl, hydroxyl. . .) peuvent être regroupés. Cette mé-
thode peut être purement mathématique ou basée sur des résultats expérimentaux.

La réduction du nombre d’espèces et de réactions passe par la recherche des es-
pèces et réactions redondantes [131]. Les espèces redondantes sont identifiées en ob-
servant si l’élimination des réactions consommatrices de l’espèce, ou le changement
de sa concentration, influe sur les espèces importantes. Ensuite, on s’intéresse aux ré-
actions redondantes. Une réaction est considérée redondante lorsque son influence
sur le taux de production des espèces prépondérantes est faible.

Le principe d’utilisation du QSSA repose sur la séparation temporelle des va-
riables. Il implique que les concentrations des espèces à faible durée de vie atteignent
rapidement un état stationnaire et peuvent être exprimées en fonction des autres es-
pèces [132]. Un critère d’application de la méthode QSSA a été défini par David A.
Frank-Kamenetskii dans [133].

Le but de la tabulation est de donner une approximation précise d’une fonction
d’ordre élevée, très coûteuse à résoudre en temps de calcul [134]. La tabulation est
le plus souvent basée sur un algorithme ISAT pour In Situ Adaptive Tabulation dans
les problèmes de combustion. Ce qui différencie l’algorithme ISAT de la tabulation
classique est qu’au début du calcul, la table est vide. Elle se construit au fur et à mesure
en fonction de la zone de l’espace traitée.

Choix d’une molécule représentative du gazole

Le gazole est constitué d’environ un millier d’espèces hydrocarbonées différentes.
Il est donc impossible de le représenter numériquement par l’ensemble de ces mo-
lécules considérées individuellement. Pour représenter au mieux l’ensemble des ca-
ractéristiques du gazole, un certain nombre de molécules et de schémas cinétiques
sont à l’étude. Ils peuvent être composés d’une seule molécule de base ou d’une as-
sociation de molécules. Elles sont appelées surrogate molecule en anglais. Dans les
schémas cinétiques, cette, ou ces molécules, sont souvent oxydées ou pyrolysées en
un certain nombre de molécules hydrocarbonées plus petites.

Pour représenter le gazole, on trouve des molécules telles que le n-décane (C10H22)
[135], le n-hexadécane [136], l’iso-octane (C8H18), le α-méthylnaphtalène. . . Mais la
molécule la plus petite et la plus répandue est le n-heptane (C7H16). Le n-heptane est
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un hydrocarbure saturé de la famille des alcanes linéaires. Le fait d’avoir une petite
molécule de base permet d’avoir des schémas cinétiques plus petits, car sa décompo-
sition possèdera moins d’étapes.

Le n-heptane représente bien le gazole du point de vue des critères de combus-
tion. On entend par critères de combustion : le délai d’auto-inflammation, la vitesse
de combustion et les émissions de polluants. De plus, ses propriétés d’évaporation et
sa température d’ébullition sont proches du gazole [137]. Son indice de cétane, dé-
terminant la capacité d’auto-inflammation du carburant, est de 54 [138] et donc si-
milaire à celui du gazole. Le rapport H/C du n-heptane (2,1) est proche de celui d’un
gazole commercial (env. 1,84). Ce rapport est déterminant car, dans notre étude, le
rapport H/C affectera directement le rapport H2/CO en sortie. Les défauts qui sont re-
prochés à cette molécule (avance à l’allumage, mauvaise estimation des polluants. . .)
n’impactent en rien notre étude. Elle constitue également la chaîne hydrocarbonée
pour laquelle les schémas détaillés sont les plus nombreux et précis [139]. Ceux-ci
servent donc généralement de bases à la réduction de schémas.

Schémas réduits représentatifs du gazole

Dans l’optique de coupler la CFD à la cinétique chimique (cf chap. 1.5.3), cette
partie ne s’intéressera qu’aux schémas réduits. Dans le cadre de la CFD appliquée à
la combustion, une multitude de schémas réduits sont apparus. Les schémas réduits
sont généralement valables sur une faible plage de conditions opératoires (tempéra-
ture, pression, concentration. . .) [140].

On peut citer pour le n-heptane le schéma de Liu et al. [141] à 18 réactions globales
et celui de Tanaka et al. [142], contenant 22 espèces et 42 réactions, développé pour
les moteurs HCCI. Zheng et al. [143] travaillent sur la modélisation de la combustion
HCCI avec un schéma réduit du n-heptane (42 espèces et 58 réactions), en incluant
les NOx. Ce schéma a été adapté à partir d’un schéma détaillé provenant du Lawrence
Livermore National Laboratory (LLNL) (544 espèces et 2446 réactions) [144].

Katsourinis et al. [139] modélisent une flamme froide stabilisée (SCF : Stabilized
Cool Flame) à l’aide de modèles très réduits du n-heptane appelés S5 et S7 compre-
nant respectivement 5 et 7 espèces « lumpées » ainsi que 5 et 7 réactions. Le modèle
S5 contient 3 réactions globales traduisant les phénomènes à basse température et
2 à haute température. Ces schémas sont, en revanche, très sensibles aux conditions
initiales à basse température et basse pression.

Une autre molécule à l’étude est le n-décane [135, 145], plus proche du point de
vue des critères de combustion, et permettant d’affiner les propriétés d’évaporation.
Des études de flamme prémélangée dans des tubes à choc ont mis en évidence une
vitesse de combustion légèrement trop rapide. Les études se portent donc mainte-
nant sur un mélange de n-décane et de α-méthylnaphtalène dans des proportions
permettant de ralentir l’inflammation.

Cas reformage

La majorité des mécanismes cinétiques sont développés pour des applications de
combustion, i.e. pour un rapport O/C > 2, où de fortes températures et pressions
sont mises en jeu. Les réactions de reformage possèdent un rapport O/C proche de
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1. Il faut donc être prudent dans l’utilisation des schémas, surtout des schémas ré-
duits. Il est nécessaire de les tester dans le cas reformage en comparant, par exemple,
les résultats thermodynamiques aux résultats cinétiques à l’équilibre. Par exemple, le
schéma de l’iso-octane développé à l’ENSIC (353 espèces, 1480 réactions) [146], qui
répond correctement dans le cas de la combustion pour lequel il a été développé, ne
converge pas, en revanche, vers la thermodynamique dans le cas du reformage par les
gaz d’échappement, comme montré sur la figure 1.17.
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FIGURE 1.17: Exemple du schéma cinétique de l’iso-octane de l’ENSIC ne pouvant être utilisé
dans le cadre du reformage par les gaz d’échappement. (—) Modèle cinétique 1D. (�) Base de
données T&TWinner.

Les mécanismes cinétiques destinés au reformage ont été principalement déve-
loppés pour le cas du méthane. Nous en retiendrons 4 : le schéma de Smooke conte-
nant 17 espèces et 48 réactions, de Pederson et Brown avec 31 espèces (dont certaines
ionisées) et 86 réactions, de Leeds avec 37 espèces et 175 réactions (validé par Benilov
et Naidis pour le reformage assisté par plasma), de Whitehead avec 37 espèces et 142
réactions adapté du schéma de Leeds.

En revanche, les schémas validés pour des hydrocarbures plus lourds que le mé-
thane dans le cas reformage sont extrêmement rares. Le schéma du n-octane (C8H18)
de l’ENSIC [147] qui contient 146 espèces et 899 réactions a été validé pour le re-
formage autotherme [148]. H. Ramirez-Lancheros et al. [149] utilisent un schéma de
combustion du n-heptane de 246 espèces couplé à un schéma de 29 espèces pour
décrire la formation des NOx, dédié à l’étude cinétique du reformage.

1.5.2 Modélisation CFD de l’écoulement

La modélisation numérique d’un écoulement permet en théorie d’acquérir des
informations à un coût réduit comme les champs de température, de pression, de
densité d’espèces ou encore de vitesse. Dans notre cas, la CFD permet en plus d’aider
à l’interprétation des résultats expérimentaux.

Les équations de Navier-Stokes sont régulièrement résolues sous leurs formes
moyennées (RANS : Reynolds Average Navier-Stokes) [127, 140, 150]. Le modèle de tur-
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bulence le plus employé reste le modèle k-ε, que l’on trouve souvent sous sa forme
standard [139, 140, 151, 152] ou RNG (ReNormalization Group) [127, 153].

Application à la modélisation non-réactive des torches plasmas de reformage

La littérature est relativement pauvre sur la modélisation CFD de torches à plasma
de faible courant et haute tension en conditions réactives [42] alors que le reformage
assisté par plasma a été largement étudié expérimentalement [51, 55, 74, 154].

Les modèles CFD développés pour étudier les procédés de reformage assistés par
plasma ont été principalement consacrés à la circulation des gaz à l’intérieur de la
torche. Les réactions chimiques n’ont pas été prises en compte. Bromberg et al. [155]
n’ont pas considéré le plasma dans leur modèle et l’étude a été axée sur le mélange
méthane / air à l’endroit où le plasma se forme. Chirokov et al. [156] ont considéré le
plasma comme un terme source de puissance et l’influence du reverse-vortex flow sur
le plasma a été étudiée.

La modélisation 3D non-réactive de l’écoulement de la torche du CEP [3, 4] a mon-
tré l’établissement rapide d’un écoulement à symétrie axiale et d’un mélange homo-
gène dans le réacteur, lié à la présence de forts phénomènes de cisaillement et de
turbulence dans la zone d’injection. Ces résultats ont permis par la suite de pour-
suivre l’étude avec un modèle 2D axisymétrique couplé à la cinétique chimique pour
modéliser le réacteur.

1.5.3 Couplage CFD / cinétique chimique

Le couplage CFD / cinétique chimique nécessite des temps de calcul importants,
et d’autant plus importants que le schéma cinétique contient un nombre important
d’espèces. Le temps de calcul est la principale limite actuelle. En effet, il varie gros-
sièrement avec le nombre d’espèces au carré [152]. La diminution du temps de calcul
passe souvent par l’utilisation de schémas squelettiques, voire réduits, par la formu-
lation d’hypothèses comme l’équilibre chimique ou le mixed-is-burned [157], et par
l’utilisation d’un modèle 2D axisymétrique plutôt que 3D lorsque cela est possible.
Cette partie tâchera de donner un aperçu des méthodes mises en œuvre pour réduire
les ressources CPU.

Le modèle de couplage EDC (Eddy Dissipation Concept) [127, 139, 150, 157] est
généralement employé pour les interactions entre la cinétique chimique et la turbu-
lence. Ce modèle, qui est une extension du Eddy dissipation model développé par
Gran et Magnussen [158, 159], suppose que les interactions se situent au niveau
des structures fines du maillage. Il revient à considérer que les réactions chimiques
mettent en jeu des interactions et mécanismes se déroulant à des échelles en deçà de
la limite de dissipation. Le régime peut donc y être considéré laminaire et la turbu-
lence négligée.

L’approche employée par certaines équipes [143, 160, 161] est de type multizones,
introduite par Aceves et al. en 2000 [162–164]. A l’instant t, le logiciel de CFD KIVA-3V
donne pour chaque cellule un état thermodynamique (de température, pression et
composition). Ces cellules sont ensuite regroupées en zones (entre 10 et 100) suivant
un algorithme. Une moyenne des températures, pressions et compositions des cel-
lules de la zone permet d’en extraire un état thermodynamique. Cet état est ensuite
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injecté dans CHEMKIN-II [128] qui renvoie les espèces créées et les nouvelles don-
nées à KIVA-3V. Chaque zone est considérée adiabatique et à volume constant entre
t et δt. L’algorithme de regroupement par zone donne un gain de 90 % (30h à 3,5h)
avec une très bonne concordance des résultats [160] pour des calculs réalisés avec un
PC, cadencé à 2,8 GHz, fonctionnant sous Linux. Avec cette méthode et la paralléli-
sation des processeurs, les chercheurs du LLNL ont réussi à faire tourner un modèle
intégrant un schéma cinétique de l’iso-octane de 857 espèces et plusieurs milliers de
réactions [161].

Kong et al. [153, 165, 166] ont développé un modèle 2D axisymétrique couplant
aussi CHEMKIN-II et KIVA-3V. Chaque cellule est considérée comme parfaitement
mélangée et la turbulence est négligée sur les vitesses de réactions. Le schéma ciné-
tique du n-heptane est faiblement détaillé (30 espèces, 65 réactions) et le domaine de
calcul (1900 cellules) est réduit.

Toujours dans le but de diminuer les ressources informatiques nécessaires, Liang
et al. [167] investiguent une stratégie de réduction dynamique adaptative de schémas
cinétiques (DAC : Dynamic Adaptive Chemistry). La réduction adaptative consiste en
des sous-mécanismes réactionnels stockés dans une librairie et valables dans une cer-
taine gamme de conditions. Le sous-mécanisme le plus adapté est utilisé par le logi-
ciel de CFD pour résoudre les équations différentielles. Wang et al. [152], en plus du
rezonage et de l’utilisation d’un schéma simplifié, séparent un cycle moteur en 3 par-
ties. Seule la partie combustion du cycle est couplée avec la cinétique, l’admission et
l’écahppement sont traitées uniquement à l’aide d’un modèle mécanique.

Application au reformage

De nombreux modèles avancés couplant CFD et cinétique chimique ont été dé-
veloppés, principalement pour des applications de combustion. Pour l’application
reformage, des modèles couplant CFD et cinétique ont été développés récemment
pour étudier l’oxydation partielle, le vaporeformage et le reformage autothermique
du méthane [168–171], le reformage autothermique du biogaz [172] ou de l’hexadé-
cane [173] avec des mécanismes cinétiques très simples. Des modèles CFD / cinétique
ont également été développés pour différents réacteurs de reformage de type : pile à
combustible à oxyde solide [174], reformeur à membrane [175], réacteur à lit fluidisé
[176] ou microréacteur [169, 171]. Une étude récente de Serbin et al. a mis l’accent sur
un modèle CFD / cinétique de gazéification du charbon par plasma [177].

Dans le cadre des travaux de thèse de J.-D. Rollier et G. Petitpas [3, 4], le CEP a
couplé le schéma d’oxydation du méthane de Smooke avec un modèle 2D axisymé-
trique, un modèle de fermeture RNG k-ε et un modèle EDC pour l’interaction entre la
turbulence et la cinétique chimique. Le plasma est modélisé par un terme source de
chaleur de 1 mm de rayon. Le modèle permet de mieux comprendre les effets liés à
la diffusion et à la turbulence. Le rôle de chaque espèce a pu être cartographié avec
précision. Les résultats ont montré que la réaction de reformage s’amorçait environ 6
mm en aval de l’entrée des réactifs à une température voisine de 2000 K. Ce modèle a
aussi mis en évidence le double rôle thermique et radicalaire du plasma.
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1.6 Conclusion du chapitre

Ce chapitre permet de montrer l’avancement des diverses études se rapprochant
du sujet et ainsi d’établir les principales problématiques et enjeux dans lesquels s’ins-
crivent ces travaux de thèse. La première partie de cet état de l’art procure un aperçu
des dangers, des mécanismes de formation et des enjeux du traitement des oxydes
d’azote.

La deuxième partie donne une première vue d’ensemble des procédés mis en
œuvre pour le traitement des NOx dans l’industrie automobile. Ce chapitre fait état
des problèmes liés au traitement des NOx émis par les moteurs fonctionnant en mé-
lange pauvre (de type Diesel) dont les gaz d’échappements sont plus riches en oxy-
gène que ceux des moteurs essence. Les technologies conventionnelles des moteurs
essence ne peuvent donc pas être appliquées. La technologie des pièges à NOx repré-
sente une alternative intéressante de post-traitement des NOx. Néanmoins, l’apport
de réducteurs nécessaires à la purge du NOx trap représente une des problématiques
de cette technologie. Le reformage du gazole par les gaz d’échappement est une des
méthodes étudiées pour fournir rapidement suffisamment d’espèces réductrices afin
de purger le piège, sans avoir besoin d’une pompe à air additionnelle.

L’état de l’art des procédés de reformage plasma met en évidence un nouvel at-
trait pour le reformage à sec du méthane. Une diversification des procédés plasma
est également notable avec un accroissement des travaux sur les décharges DBD et
Glidarc. De récents travaux font aussi état de la mise en place d’un catalyseur en aval
du plasma pour en améliorer les performances. Les procédés plasma attirent l’atten-
tion par la compacité des réacteurs, l’insensibilité au soufre, la compatibilité avec
divers types de carburants et les temps de réponse courts. Cet état de l’art nous in-
forme aussi que l’étude expérimentale qui sera menée n’a jamais été étudiée aupara-
vant. L’apport de cette thèse sera l’étude du reformage assisté par plasma du gazole
par des gaz d’échappement Diesel qui constitue des conditions très sévères. Dans le
cadre du reformage de gaz d’échappement en ligne, le reformage du gazole par les gaz
d’échappement a été étudié par un procédé catalytique. Le reformage du gazole par
voie plasma a seulement été étudié dans les cas POx, SR et ATR.

La quatrième partie rapporte les principaux développements réalisés concernant
la modélisation MHD des torches plasma. La plupart des modèles ont été développés
pour l’étude de torches à fort courant qui possèdent déjà de nombreuses applications
industrielles. A faible courant, les instabilités engendrées par le champ magnétique
extrêmement faible compliquent la modélisation de telles torches. Cette partie ré-
vèle également que des modèles de reclaquage à la cathode ont été implémentés afin
d’étudier le restrike mode. De plus, quelques modèles à 2 températures ont permis
d’étudier les effets des zones hors-équilibre, en périphérie de l’arc.

Le couplage CFD / cinétique chimique montre des limites matérielles car il né-
cessite des ressources CPU importantes. Les schémas cinétiques squelettiques voire
réduits ont donc fait leur apparition pour remédier à ce problème. La plupart des
schémas ont été développés pour les besoins de la combustion avec des molécules
telles que le n-heptane ou l’isooctane. Les schémas développés dans le cadre du re-
formage l’ont été principalement pour le méthane. Les schémas de la combustion
ne peuvent pas être utilisés directement pour le reformage sans prendre de précau-
tions car les conditions opératoires sont très différentes, surtout en ce qui concerne
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les schémas réduits. Tout l’enjeu de la modélisation de cette thèse repose donc sur le
choix d’un schéma cinétique approprié pour l’étude du reformage plasma, ainsi que
sur l’implémentation du couplage avec la CFD.
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CHAPITRE 2

Banc expérimental et moyens
d’analyse

Ce chapitre présente le dispositif expérimental, et les moyens d’analyse associés,
développés dans le cadre de ces travaux de thèse. Le procédé plasma utilisé est ali-
menté par une source de type haute tension et faible courant. La torche plasma est
composée de deux électrodes de géométrie pointe-cylindre. Ce banc expérimental
permet d’étudier le reformage du gazole par les gaz d’échappement. Ces gaz d’échap-
pement sont reconstitués de manière synthétique à l’aide de bouteilles de gaz, et de
l’eau déminéralisée. Les moyens d’analyse permettent de réaliser une caractérisation
électrique et optique du plasma et une caractérisation chimique du reformat.

La première partie de ce chapitre décrit une vue d’ensemble du dispositif expéri-
mental. Les 3 parties suivantes décrivent les sous-parties du système global à savoir :
le système d’alimentation, le réacteur plasma et les moyens d’analyse.

2.1 Dispositif global

Un diagramme global du dispositif et une photographie du banc expérimental
sont présentés respectivement sur les figures 2.1 et 2.2.

La géométrie pointe-cylindre, la source électrique et les outils d’analyse ont été
développés dans le cadre de deux thèses précédentes destinées à l’étude de l’alimen-
tation en hydrogène d’une pile à combustible [3, 4]. Le système d’alimentation en gaz
et la zone de post-décharge ont été profondément modifiés pour répondre à l’appli-
cation de purge d’un NOx trap.
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FIGURE 2.2: Photographie du banc expérimental modifié pour l’application de purge d’un NOx

trap.

2.2 Système d’alimentation

2.2.1 Alimentation en réactifs

Dans nos conditions de fonctionnement, le gaz plasmagène est constitué d’un
mélange de 5 gaz : vapeur d’eau, vapeur de gazole, air, azote et dioxyde de carbone.
Le tableau de contrôle de l’alimentation est présenté sur la fig. 2.3.

Le gazole utilisé est un gazole commercial de type Total Premier acheté en station.
Du gazole « été » et « hiver » a été acheté indifféremment entre 2009 et 2011, corres-
pondant à du gazole de type B7 (7 % en volume de biodiesel). L’eau injectée est de
l’eau déminéralisée pour éviter le dépôt de calcaire lors de l’évaporation. Les débits
liquides de gazole et d’eau sont contrôlés par deux pompes doseuses de type KNF
Stepdos FEM03 TT.18/RC. Cette pompe à membrane possède un débit nominal com-
pris entre 0,03 et 30 ml/min avec une précision de +/- 2 %. La tête de pompe en PVDF
est résistante au gazole et la membrane est recouverte de Téflon®.

L’air provient du réseau d’air comprimé du laboratoire. Une bouteille d’azote Air
Liquide de qualité U sert à ajuster le ratio O2 / N2. Une voie d’inertage du réacteur
par l’azote a également été prévue. Enfin, le CO2, contenu dans une bouteille Air Li-
quide de qualité industrielle, est présent pour reconstituer de manière synthétique les

43



2.2 Système d’alimentation

FIGURE 2.3: Photographie du tableau de contrôle de l’alimentation en réactifs.

principaux composants d’un gaz d’échappement issu d’un moteur Diesel.
Les débits de chacun de ces trois gaz sont mesurés à l’aide de débitmètres mas-

siques thermiques (DMT) autorégulés. Le DMT mesure la conductivité thermique de
l’écoulement qui est proportionnelle au débit. Ce principe de fonctionnement néces-
site l’étalonnage de l’appareil en fonction du gaz injecté. La précision de la mesure est
de +/- 1 %. Les spécifications des trois débitmètres sont récapitulées dans le tableau
2.1.

TABLEAU 2.1: Liste descriptive des débitmètres utilisés pour chaque gaz.

Type Marque Désignation Fluide Gamme
DMT Brooks 5831 ES Air 0,3 - 6 Nm3/h
DMT Air Liquide EL-FLOW N2 0,05 - 15 kg/h
DMT Bronkhorst F-201-CV-20K-AAD-33-Z CO2 0,2 - 10 ln/min

2.2.2 Evaporation et préchauffage des réactifs

Les liquides sont évaporés par des résistances chauffantes identiques aux bougies
de préchauffage des moteurs Diesel. Ces résistances chauffantes sont au nombre de
3 pour chaque liquide. Elles sont alimentées par une source électrique Microlab po-
wer supply MIS-185 pouvant délivrer jusqu’à 25 V et 600 A. La tension d’alimentation
des bougies est fixée à 11 V. Elles développent chacune, en régime permanent pour
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une tension de 11 V, une puissance d’environ 100 W. Il est nécessaire d’évaporer indé-
pendamment le gazole de l’eau pour éviter des phénomènes de vapocraquage avant
l’entrée dans le réacteur. Le vapocraquage du gazole résulterait en une molécule plus
légère avec des propriétés différentes et donc moins représentative des conditions
réelles.

Les trois gaz sont mélangés puis sont chauffés dans un four à colliers chauffants
contrôlé par un PID (Proportionnel Intégral Dérivé) qui limite la puissance fournie
par des thyristors. Ce four possède un volume de 1,76 litre pour une puissance maxi-
male de 1680 W. Une mesure de la température en sortie est réalisée à l’aide d’un ther-
mocouple de type K. Les conduites et raccords sont en acier inoxydable 316/316L.

2.2.3 Source électrique

La décharge électrique est alimentée par une source de courant de la société
TECHNIX de modèle SR-15-R-10000 (cf. fig. 2.4). Le courant est contrôlé sur une plage
allant de 100 mA à 660 mA avec une tension pouvant atteindre 15 kV. Deux résistances
de ballast en série de 1 kΩ ont été insérées entre la sortie de la source et l’électrode
pointe afin de protéger la source d’éventuelles variations importantes du courant. La
source électrique est basée sur la technologie des convertisseurs à résonance série
(LLC-SRC) et est constituée de 5 blocs principaux comme présentés sur la figure 2.5.

FIGURE 2.4: Photographie de la source électrique haute tension / faible courant.

L’étage de redresseur primaire permet de redresser le signal du réseau afin de four-
nir une tension continue à l’onduleur. Celui-ci se compose d’un pont de transistors
de type IGBT commandé par l’électronique du système. Il produit un signal créneau
haute fréquence qui alimente l’étage résonnant constitué d’un filtre LLC caractérisé
par deux fréquences propres. La puissance fournie par le transformateur est limitée
par l’impédance du filtre. Cette impédance est fonction de la fréquence du signal four-
nie par l’onduleur. Le signal haute tension fournit par le secondaire du transformateur
HT est redressé au niveau de l’étage de redresseur HT. Le système de contrôle adapte
la fréquence du signal de l’onduleur pour que le courant moyen mesuré au secondaire
soit égal au courant de consigne. La fréquence de régulation varie linéairement avec
le courant de consigne comme le montre la fig. 2.6
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2.2 Système d’alimentation

FIGURE 2.5: Schéma électrique simplifié du convertisseur à résonance.

FIGURE 2.6: Fréquence de régulation de la source en fonction du courant de consigne, me-
surée sur notre banc d’essai (Pression atmosphérique, Qair = 2 Nm3/h) [4].
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Le convertisseur à résonance série se comporte comme une source de courant,
ce qui signifie que le courant moyen de sortie reste constant quelle que soit la valeur
de la charge et de la tension de sortie (dans les limites de l’alimentation). Cette pro-
priété très importante persiste lorsque le convertisseur fonctionne dans des condi-
tions sévères telles que des courts-circuits ou des arcs électriques. La polarité étant
flottante, il est possible de la commuter à l’arrêt. Contrairement à la plupart des dis-
positifs pointe-cylindre de torches à plasma thermique, la source sera toujours utili-
sée en polarité dite « inversée » c’est-à-dire en configuration anode-pointe. Ce mode
évite la dégradation de l’électrode pointe par bombardement ionique et s’est avéré le
plus approprié pour les décharges à faible courant [4, 178].

2.3 Réacteur plasma

Le réacteur plasma présenté figure 2.7 est composé du système de décharge (A),
d’une zone post-plasma (B) et d’une douche de refroidissement (C). Une photogra-
phie du réacteur plasma est fournie sur la fig. 2.8.

FIGURE 2.7: Plan du dispositif expérimental. A : Vaporisateur d’eau + Réacteur. B : Zone post-
plasma. C : Douche de refroidissement. Dimensions en mm.
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2.3 Réacteur plasma

FIGURE 2.8: Photographie du banc expérimental modifié pour l’application de purge d’un NOx

trap.
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2.3.1 Système de décharge

Description du dispositif de décharge

Le système de décharge est schématisé sur la figure 2.9. Au sein d’une même pièce
en acier inoxydable, le système de décharge est couplé au vaporisateur d’eau pour
éviter la recondensation à l’entrée du réacteur. Cette pièce métallique est isolée et
maintenue en température par les résistances chauffantes pour éviter également la
recondensation du gazole. Le gaz plasmagène est mélangé en amont du réacteur et
injecté tangentiellement par 2 tuyaux symétriques. Seule l’eau est injectée juste avant
la décharge pour éviter le vapocraquage du gazole.

La décharge est amorcée par claquage entre l’électrode pointe (à laquelle est appli-
quée la haute tension) et l’électrode cylindrique (tuyère) à la distance inter-électrode
la plus courte. Elle est ensuite soufflée par le gaz plasmagène le long de l’électrode
cylindrique afin d’obtenir un volume réactionnel plus important. Le gaz plasmagène,
injecté en vortex près de l’électrode pointe, permet d’allonger et de stabiliser l’arc
par paroi. Un revêtement en céramique est présent autour de l’électrode pointe afin
d’isoler les deux électrodes en amont de l’électrode pointe.

La cathode est constituée d’acier inoxydable 316L, matériau facilement usinage et
bon marché. Elle possède une collerette afin de la maintenir mécaniquement plaquée
dans le réacteur. Un cône de sortie de 10° est usiné en sortie de tuyère afin de diminuer
les pertes de charge par onde de choc. La longueur de la tuyère ne tient pas compte
de ce cône de sortie. Son diamètre intérieur est de 8 mm. Elle est reliée à la terre dans
toutes les expérimentations.

L’anode est une bougie d’allumage de moteur essence de type NGK BP7EFS de
2,5 mm de diamètre. L’électrode de masse est retirée afin de pouvoir laisser l’arc se
développer. Elle est principalement composée de nickel (cf. tableau 2.2). Elle est reliée
au pôle négatif de la source électrique. En effet, ce mode de fonctionnement permet
notamment d’étendre la plage d’existence du régime quasi-continu qui avait montré
les meilleures performances lors du reformage d’hydrocarbures [4, 178].

TABLEAU 2.2: Composition chimique de l’électrode pointe.

Eléments % massique % atomique

Si 1,39 2,85
Cr 1,33 1,47

Mn 5,72 5,99
Ni 91,56 89,69

Les domaines d’existence sont donnés sur la fig. 2.10. L’arc passe successivement
par les régimes filamentaire, glidarc puis quasi-continu. En régime filamentaire, le
plasma est très confiné près de l’anode et caractérisé par des fréquences élevées (env.
2kHz) [178]. Lorsque l’on augmente le courant ou que l’on diminue le débit, l’arc re-
çoit plus de puissance, il est moins refroidit par le gaz environnant et il peut donc
s’étirer [4]. En régime glidarc, l’arc s’amorce à la distance inter-électrode la plus faible,
où le champ électrique est le plus élevé, puis le pied d’arc cathodique, soufflé par le
débit de gaz, glisse le long de la cathode. Lorsque l’arc atteint une certaine longueur
pour laquelle il ne peut plus se maintenir, un court-circuit qui reconnecte l’arc à la

49



2.3 Réacteur plasma

FIGURE 2.9: Description du dispositif de décharge (en haut) et dimensions (mm) du système
(en bas).
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cathode apparait en amont et provoque l’extinction du premier arc. Il est ensuite à
nouveau soufflé par le gaz plasmagène. Ce régime est caractérisé par des fréquences
caractéristiques de l’ordre de la centaine de Hz et de fortes variations de tensions.
Pour des courants plus élevés, on atteint le régime quasi-continu défini par des fluc-
tuations quasi-périodiques du mouvement du pied d’arc et de la chute de potentiel.
L’arc reste accroché au bout de la tuyère.
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FIGURE 2.10: Domaines d’existence des trois régimes en configuration anode-pointe dans l’air.
Ltuyere = 75 mm.

Classification de la décharge

La figure 2.11 montre que les décharges électriques peuvent être classer en 3 caté-
gories suivant leur caractéristique courant-tension. VB représente la tension de cla-
quage. A très faible courant (I < 10−5 A), on trouve les décharges sombres ou dark
discharge. Lorsque l’on fait croître le courant de la décharge de Townsend au delà
de 10−5 A, on passe dans le régime de décharge luminescente (glow discharge) ca-
ractérisée par l’apparition de plusieurs zone luminescentes diffuses et une différence
de potentiel constante aux électrodes [179]. A partir d’environ 10−1 A, on passe par
un régime de transition décharge luminescente - décharge d’arc (Glow-to-Arc tran-
sition). Le courant devient intense et l’émission provient d’une zone très localisée et
mobile appelée spot cathodique, où la température y est localement très élevée. En
augmentant encore le courant, on passe successivement par les arcs non-thermiques,
caractérisés par leur caractéristique courant-tension négative, et les arcs thermiques
à caractéristique de pente positive.

La caractéristique typique courant-tension de la décharge électrique est tracée sur
la figure 2.12. Compte tenu des ordres de grandeur des valeurs du courant et de la
pente négative observée, nous pouvons classer notre décharge dans la catégorie d’arc
non-thermique (non-thermal arc), plus précisément dans la zone Glow-to-Arc transi-
tion.
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2.3 Réacteur plasma

FIGURE 2.11: Caractéristique courant-tension des décharges à courant continu et régimes
associés [180].

FIGURE 2.12: Caractéristique courant-tension typique de la décharge électrique (Pression
atmosphérique, Qair = 2 Nm3/h) [4].
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2.3.2 Zone post-plasma

La zone post-plasma est a volume réactionnel caractérisé par un diamètre inté-
rieur de 22 mm et une longueur de 500 mm (soit environ 200 cm3) composé de Mul-
lite C530. Ce matériau céramique est composé à 82 % d’alumine (Al2O3) et à 15,8 %
de SiO2. Il résiste à une température de 1500 ˚C avec une très bonne tenue aux chocs
thermiques. Cette céramique permet d’isoler thermiquement le post-réacteur. Le dia-
mètre extérieur mesure 30 mm par-dessus lequel un tube en acier inoxydable 316L
d’un diamètre extérieur de 33 mm est placé afin de garantir l’étanchéité aux extrémi-
tés. Ce réacteur est adaptable à différentes longueurs de tuyère. Le volume du réacteur
est similaire au volume de la ligne entre la sortie du catalyseur de reformage et l’entrée
du NOx trap dans le procédé développé par Renault.

La figure 2.13 montre les cinq thermocouples disposés le long du post-réacteur.
L’écart entre les thermocouples augmente de façon polynomiale afin de décrire au
mieux la courbe de température le long du réacteur (cf. fig. 2.7). Les deux premiers
thermocouples sont excentrés afin d’éviter leur dégradation thermique par les fortes
températures régnant près de l’arc. Le thermocouple T1 est placé à fleur de la céra-
mique, le thermocouple T2 à 5,5 mm de la céramique. T3, T4 et T5 sont sur l’axe c’est-
à-dire à 11 mm de la céramique. Deux prélèvements de gaz ont été prévus à 1/3 et 2/3
de la longueur du réacteur afin de pouvoir suivre l’évolution de la formation du gaz
de synthèse en fonction du temps.

FIGURE 2.13: Positionnement des thermocouples le long du réacteur. Distances en mm.

2.3.3 Douche de refroidissement

Les gaz sont dirigés vers une douche de refroidissement qui évacue les condensats
liquides par gravité et effectue une première trempe du reformat. Une partie des gaz
est ensuite dirigée vers un cryostat puis un filtre avant d’être analysée. L’autre partie
des gaz part à l’extraction où elle est traitée par des filtres à charbon actif. Un ther-
mocouple de type K est présent en amont de la douche et un autre en aval au niveau
de l’extraction de gaz. Un troisième thermocouple mesure la température de la partie
des gaz déviée vers l’analyse, avant le cryostat. Une soupape de sécurité est présente
pour prévenir toute surpression supérieure à 7 bars dans le réacteur.
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2.3 Réacteur plasma

2.3.4 Système d’extraction et de traitement des gaz

Un système d’extraction des gaz répondant à la norme de sécurité ATEX a été mis
en place (cf. fig. 2.14). La réglementation ATEX, pour ATmosphères EXplosibles, oblige
les établissements industriels à maitriser les risques liés aux atmosphères explosives.
Dans notre cas, en effet, les gaz produits peuvent former un mélange explosif pouvant
comporter jusqu’à 40 % d’espèces explosives (H2, CO et CH4). Pour éviter tout risque
d’explosion, un extracteur ATEX aspirant jusqu’à 1000 m3/h a été installé. Celui-ci est
composé d’une gaine en acier inoxydable relié par des joints étanches en silicone.
Chaque partie de la gaine est raccordée à la précédente par une tresse en acier reliée à
la terre pour éviter des étincelles électrostatiques. La zone ATEX est dans un rayon de
50 cm autour du point de captation où les rejets sont dilués une première fois. Cette
zone peut être déplacée par un bras de captation conducteur au dessus du réservoir
de gazole au moment du remplissage pour aspirer les vapeurs d’hydrocarbures.

FIGURE 2.14: Gaine et zone de captation des rejets gazeux.

Le banc expérimental est asservi électriquement par un pressostat ATEX 2G qui
mesure une différence de pression dans la gaine. Si la dépression est suffisante dans
la gaine alors le banc expérimental peut être alimenté en électricité.

Une fois aspirés, les rejets sont dilués une deuxième fois avant le passage dans un
caisson de filtres sur le toit du bâtiment. Le caisson de filtres comprend un préfiltre
et 16 cellules cylindriques de filtre à charbon actif. Un manomètre à colonne liquide
permet le contrôle de l’encrassement des filtres. Les filtres sont changés tous les 6
mois. Les rejets sont ensuite évacués 3m au dessus du toit pour éviter tout risque avec
des personnes travaillant sur cette zone.
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2.4 Moyens d’analyse

Les équipements utilisés permettent d’effectuer 3 types d’analyse : chimique, élec-
trique et spectroscopique.

2.4.1 Analyse chimique des gaz

L’analyse de la composition des gaz de reformat s’effectue à l’aide de deux ap-
pareils disponibles au laboratoire : une baie d’analyse en continu NDIR-TCD et un
chromatographe en phase gazeuse (CPG).

Baie d’analyse NDIR-TCD

La baie d’analyse Rosemount NGA 2000 - MLT 4 (cf. fig. 2.15) permet d’analyser
en continu les fractions molaires des espèces majoritaires du gaz de reformat. Elle
mesure la fraction de H2 entre 0 et 40 %, CO entre 0 et 24 %, CO2 entre 0 et 16 % et CH4
entre 0 et 8 %, en présence de N2. Les deux systèmes qui permettent ces mesures sont
NDIR pour Non-Dispersive InfraRed et TCD pour Thermal Conductivity Detector.

FIGURE 2.15: Photographie de la baie d’analyse en continu NDIR-TCD.

Le capteur NDIR est un dispositif infrarouge de type Binos 100 qui mesure le coef-
ficient d’absorption k de la loi de Beer-Lambert à partir de l’intensité du rayonnement
infrarouge de l’échantillon. Le faisceau infrarouge est divisé en deux faisceaux par un
système de miroirs. L’intensité, provenant de la cellule contenant l’échantillon, est
comparée à une cellule de référence, remplie de gaz non-absorbant. Il donne en sor-
tie les pourcentages (molaires ou volumiques) de CO et CO2 sur une voie et de CH4
sur une autre voie.

Le capteur TCD effectue une mesure de la conductivité thermique du reformat en
supposant que celui-ci est uniquement composé de N2 et des espèces précédentes
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(CO, CO2, CH4) mesurées par le capteur NDIR. Cette hypothèse est vérifiée par les
mesures CPG. Il est donc important de travailler en présence de N2 pour obtenir des
mesures fiables.

Cet appareil d’analyse est très sensible à la présence d’eau. La baie d’analyse pos-
sède donc un refroidisseur de gaz électrique de type ECP 1000, ajusté électronique-
ment à 5 ˚C, en plus du cryostat externe situé en amont de la baie afin de condenser
au maximum la vapeur d’eau. Une pompe péristaltique M&C permet de prélever un
échantillon de gaz en sortie du réacteur avec un débit compris entre 0,5 et 2 L/min.
L’étalonnage de l’appareil est effectué tous les mois à l’aide de mélanges (espèce étu-
diée diluée dans N2).

Chromatographe en phase gazeuse

L’analyse par Chromatographie en Phase Gazeuse (CPG) permet de déterminer
la composition du reformat à un instant t avec une grande précision (de l’ordre du
ppm). La prise de l’échantillon s’effectue en sortie de la baie d’analyse. Le CPG peut
déterminer différentes espèces, chacune calibrée au préalable : CO, CO2, CH4, C2H2,
C2H4, C2H6, C3H6, C3H8, C4H10, n-C4H10,O2, N2 et H2.

Le schéma de principe du CPG est fourni sur la fig. 2.16. Le gaz à analyser passe
en continu par 2 vannes 10 voies permettant l’analyse simultanée du gaz échantillon
dans une boucle He et une boucle N2 (gaz vecteurs). Dans notre cas, pour l’analyse
de H2, le gaz vecteur est N2 (boucle 1), et pour toutes les autres, le gaz vecteur est
He (boucle 2). Les molécules les plus lourdes sont retenues dans une colonne back-
flush de type PORAPAK T, qui sont ensuite évacuées vers l’extérieur. Le gaz vecteur uti-
lisé doit posséder la plus grande différence de conductivité thermique possible avec
l’échantillon pour obtenir la meilleure résolution : N2 pour mesurer H2 et He pour
toutes les autres espèces dans notre cas.
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L’appareil utilisé au laboratoire est un chromatographe Perichrom PR2100 (cf. fig.
2.17) équipé de 1 colonne Porapak Q et de 2 tamis moléculaires. Les différentes es-
pèces de l’échantillon sont séparées en fonction de leurs propriétés physico-chimiques.
Les molécules parcourent la colonne suivant un temps qui leur est caractéristique ap-
pelé temps de rétention.

FIGURE 2.17: Vue d’ensemble du chromatographe.

Dans la boucle N2, l’échantillon passe par un tamis moléculaire avant d’être ana-
lysé par un détecteur TCD lors des 2 premières minutes d’analyse. Dans la boucle
He, l’ensemble de l’échantillon passe par une colonne Porapak Q ce qui permet une
première séparation des composés, puis il passe par un tamis moléculaire pendant
2 minutes. Le tamis permet de séparer les espèces les plus légères. Les plus lourdes,
qui présentent généralement un temps de rétention plus important, sont séparées
après 2 minutes avec l’ouverture de la vanne 3 qui les dirigent directement vers les
détecteurs TCD et FID pendant que les espèces légères restent bloquées dans le tamis
moléculaire. Après 7 minutes, une fois que toutes les espèces lourdes sont sorties, la
vanne 3 est refermée et toutes les espèces qui étaient bloquées dans le tamis sont à
leur tour dirigées vers les 2 détecteurs. Le temps d’analyse total est de 10 minutes et
10 secondes.

Le détecteur FID (Flame Ionization Detector) est couplé à un four de methanation
qui transforme les espèces organiques en CH4 et permet ainsi l’analyse de CO et CO2.
Le FID détecte ensuite le débit d’électrons (mesure du courant) émis par la combus-
tion du méthane, apportée par le gaz vecteur, dans une flamme hydrogène/air. Il est
plus sensible qu’un capteur TCD mais ne donne pas de réponse aux composés inor-
ganiques.

A la sortie des colonnes, deux détecteurs TCD et un détecteur FID émettent un
signal électrique. Chaque pic de tension émis par les détecteurs correspond à une es-
pèce dont l’aire sous la courbe permet de remonter à une valeur précise de sa concen-
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tration. Les temps de rétention et les coefficients de calibration utilisés pour l’étude
quantitative sont donnés dans le tableau 2.3. Les conditions opératoires sont réperto-
riées dans le tableau 2.4.

TABLEAU 2.3: Temps de rétention et coefficient de calibration des espèces analysées

Espèces Temps de rétention (min) Coefficients de calibration (% / u.a.)

H2 1,67 0,0082
CO2 2,39 0,0044
CH4 7,21 0,1310
N2 7,37 0,0096
CO 8,64 0,0107

2.4.2 Analyse électrique

Les caractéristiques électriques de la décharge sont recueillies sur un oscilloscope
digital HP-54615B possédant une bande passante de 500 MHz. La tension est mesu-
rée à l’aide d’une sonde haute tension Elditest GE3830 1:1000 allant jusqu’à 30 kV.
Une pince ampèremétrique à effet Hall Chauvin Arnoux E3N, qui possède une bande
passante de 100 kHz en régime continu, mesure le courant injecté.

2.4.3 Analyse par caméra rapide

L’appareil photographique numérique utilisé est de type CASIO EX-F1. Il possède
un mode « High Speed » permettant d’acquérir des séquences vidéo ultrarapides à
1200 images par seconde. Son capteur est de type CMOS CCD 1/1,8” et possède 6
millions de pixels. L’objectif utilisé possède une ouverture comprise entre 2,7 et 4,6 et
une distance focale comprise entre 36 et 432 mm.

2.4.4 Acquisition des données

Une boite d’acquisition HP 34970A permet de récolter toutes les données de tem-
pérature, de débit et d’analyse chimique en temps réel. Une interface d’acquisition
des données développée sous Agilent Vee Pro 7.5 permet d’enregistrer toutes les se-
condes les valeurs de 16 données :

– 4 fractions molaires d’espèces dans le reformat (CO, CO2, CH4, H2)
– 3 débits : Air, N2, CO2
– 5 températures le long du réacteur
– 1 température en sortie du four
– 3 températures en sortie du réacteur

La boite d’acquisition permet également de recueillir des oscillogrammes au for-
mat numérique pouvant être traités par la suite.
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CHAPITRE 2 : Banc expérimental et moyens d’analyse

2.5 Conclusion du chapitre

Suite aux travaux de thèse de G. Petitpas [4], le banc expérimental a été profon-
dément modifié pour, d’une part, l’adapter à l’application de purge d’un NOx trap et,
d’autre part, l’optimiser d’un point de vue thermique avec la conception d’un nou-
veau réacteur plasma. Ces modifications vont dans le sens de la maximisation des
performances dans le but de concevoir un prototype. En revanche, celui-ci ne nous
donne plus d’informations qualitatives sur le comportement du plasma. Ce dispositif
expérimental reste néanmoins très modulaire (géométrie de l’électrode cylindrique,
débits, mélange, pression, nature du carburant, polarité) et proche des conditions
embarquées en ce qui concerne le volume réactionnel. Les moyens d’analyse chi-
mique comme le CPG et la baie d’analyse NDIR-TCD en continu permettent d’esti-
mer efficacement les performances du reformage de gazole assisté par torche plasma
haute tension et faible courant. Les propriétés des principaux appareils d’alimenta-
tion et d’analyse sont récapitulées dans le tableau 2.5.
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CHAPITRE 3

Etude expérimentale du reformage
du gazole assisté par plasma

Ce chapitre traite du reformage du gazole assisté par plasma non-thermique avec
un gaz d’échappement reconstitué comme gaz plasmagène. Cette étude expérimen-
tale, effectuée dans des conditions réactives, a pour but d’évaluer les performances
de la technologie plasma pour l’application envisagée.

Les paramètres utilisés pour l’évaluation de ces performances sont d’abord pré-
sentés. L’étude expérimentale a été réalisée avec un gaz plasmagène de complexité
croissante afin de faire le lien avec les études précédentes [3, 4] qui ont concerné l’oxy-
dation partielle et le reformage autotherme de différents hydrocarbures (SP95, E100,
E85 et gazole). L’étude de l’oxydation partielle, du reformage autotherme puis du re-
formage du gazole par les gaz d’échappement sont successivement abordées. Une
étude de sensibilité des paramètres électriques (courant injecté), chimiques (O/C, dé-
bit) et géométriques (longueur de la tuyère) est réalisée pour chacun des cas d’étude.

3.1 Paramètres d’estimation des performances du système

Le carburant est considéré comme une espèce de formule CxHy. La formule chi-
mique moyenne considérée dans cette étude pour le gazole est C12.31H22.49.

Le rapport O/C est un paramètre largement utilisé dans l’étude du reformage. Il
est défini par le nombre d’atomes d’oxygène (sous forme O2) injecté sur le nombre
d’atomes de carbone (provenant de l’hydrocarbure). C’est un paramètre adimen-
sionnel. Il est ainsi défini dans notre cas par un rapport des débits molaires :

O/C = 2×QO2

12, 31×QC12,31H22,49
(3.1)
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3.1 Paramètres d’estimation des performances du système

De la même façon, le rapport H2O/C est défini par :

H2O/C = QH2O

12, 31×QC12,31H22,49
(3.2)

Pour pouvoir définir la richesse moteur, la notion de PCO ou Pouvoir Comburivore
doit être définie. Le PCO correspond au ratio air/carburant nécessaire à la combustion
complète du carburant c’est-à-dire à la stœchiométrie :

PCO = Mair

0, 2095 ×
x+ y

4
12x+ y

= ṁmot
air

ṁmot
fuel

|stoech. (3.3)

avec Mair la masse molaire de l’air égale à 29 g/mol, ṁmot
air et ṁmot

fuel les débits massiques
d’air et de carburant en entrée de moteur. Le PCO est de 14,58 pour le gazole.

La richesse moteur (φ) est définie comme le ratio carburant/air que multiplie le
PCO :

φ =
ṁmot
fuel

ṁmot
air

× ṁmot
air

ṁmot
fuel

|stoech. =
ṁmot
fuel

ṁmot
air

× PCO (3.4)

Le rapport O/C est équivalent à la richesse moteur dans le domaine de la com-
bustion avec lequel il varie inversement. A titre d’exemple, à la stœchiométrie de POx,
O/C est égal à 1 et la richesse moteur à 2,37. Nous sommes donc en présence d’un mi-
lieu très riche et éloigné de la combustion (φ >> 1). Ce paramètre est essentiel pour
orienter les réactions vers la production de gaz de synthèse (CO et H2) plutôt que vers
des espèces oxydées, tels que CO2 et H2O, en appauvrissant le milieu en oxygène.

Les performances du reformeur seront évaluées au travers du rendement énergé-
tique η, du taux de conversion τ , de la sélectivité en H2 SH2 et de l’énergie spécifique
ν définis par les équations 3.5 à 3.8.

Le rendement énergétique du reformat représente la puissance thermique qui se-
rait obtenue par la combustion complète de de H2 et CO, par rapport à la puissance
thermique apportée par le carburant plus la puissance électrique nette apportée par
le plasma.

η = QH2 × PCIH2 +QCO × PCICO
QCxHy × PCICxHy + Pplasma

(3.5)

Qi représente le débit molaire de l’espèce i, PCIi son pouvoir calorifique inférieur
et Pplasma la puissance électrique injectée. Elle est estimée en faisant la moyenne de
tous les points d’au moins 5 oscillogrammes en prenant la base de temps la plus ap-
propriée (généralement 5 ms / division). Le PCI du gazole est pris égal à 43,7 MJ/kg.

Cependant, ce rendement énergétique, défini par J.-D. Rollier dans sa thèse [3]
pour l’application d’alimentation d’une pile à combustible, ne prend pas en compte
les pertes liées aux rendements internes du moteur lors de l’application embarquée.
Le rendement typique d’un moteur Diesel sur cycle NEDC est de 30 %, et celui d’un
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CHAPITRE 3 : Etude expérimentale du reformage du gazole assisté par plasma

alternateur d’environ 80 %. Il faut donc appliquer à la puissance plasma nette un fac-
teur 4 pour obtenir un rendement global et donc prendre en compte les pertes de
conversion entre l’énergie chimique du carburant et l’énergie électrique de la batte-
rie. Le rendement énergétique sera tout de même utilisé en grande partie dans notre
étude car il est couramment utilisé dans la littérature pour comparer les différents
procédés [42]. Nous ferons également appel au rendement global ponctuellement.

Le taux de conversion correspond à un bilan sur le carbone entre l’entrée et la
sortie du reformeur. Il permet d’évaluer la décomposition de l’hydrocarbure en des
espèces plus légères. Dans les conditions de purge d’un NOx trap, le CO2 injecté en
entrée COi2 est différencié de celui récupéré en sortie COf2 .

τ =
QCO +Q

COf2
+QCH4

x×QCxHy +QCOi2
(3.6)

Equivalente au taux de conversion pour le carbone, la sélectivité en H2 permet de
faire un bilan sur l’hydrogène.

SH2 = Nombre d’atomes d’hydrogène dans H2 formé
Nombre d’atomes d’hydrogène dans le carburant injecté

(3.7)

Enfin, l’énergie spécifique permet d’estimer le coût énergétique nécessaire à la
production d’une mole de gaz de synthèse :

ν = Pplasma
QCO +QH2

(3.8)

Une attention particulière est portée sur le débit molaire de gaz de synthèse qui
conditionne le temps de purge du piège à NOx. On estime que pour purger 1 mole
de NOx stockée sur le piège, 5 moles de gaz de synthèse sont nécessaires (données
internes Renault). De plus, le pouvoir réducteur de l’hydrogène étant plus important
que celui du monoxyde de carbone [16], une attention particulière sera donnée à sa
maximisation.

3.2 Oxydation partielle du gazole

L’oxydation partielle du gazole (mélange Air + Gazole) est une réaction fortement
exothermique (-1195 kJ/mol) qui entraine donc des températures importantes en
post-décharge. Pour cette étude expérimentale, qui permet de faire le lien avec les
thèses précédentes, 2 paramètres ont été étudiés : le rapport O/C et le courant élec-
trique injecté. Les valeurs des paramètres utilisés sont reportées dans le tableau 3.1.
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3.2 Oxydation partielle du gazole

TABLEAU 3.1: Valeurs des paramètres utilisés pour l’étude de l’oxydation partielle du gazole.

Paramètres Valeurs

Ltuyère 75 mm
Rtuyère 4 mm
O/C 0,89 à 1,55
Débit gazole 0,13 g/s
Débit air 1,8 à 2,8 Nm3/h
Courant électrique 400 mA

3.2.1 Influence du rapport O/C

Les résultats présentés sur la figure 3.1 ont été obtenus en faisant varier le débit
d’air à débit de gazole constant pour un courant électrique injecté de 400 mA. La puis-
sance dissipée est comprise entre 570 et 780 W. Les données sont issues de 3 séries de
mesures distinctes afin d’affiner les résultats autour de l’optimum. On peut noter que
les résultats présentent une très bonne reproductibilité.
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FIGURE 3.1: Influence de O/C en POx gazole sur le rendement énergétique et le taux de conver-
sion. I = 400 mA. Qgazole = 0,13 g/s.

Tout d’abord, on constate que l’allure générale du rendement énergétique est pa-
rabolique avec un maximum pour O/C proche de 1,2. Ce maximum est relativement
proche de la stœchiométrie (O/C = 1) où la thermodynamique donne le rendement
maximal. Le rendement énergétique atteint 58 % pour O/C = 1,2. Pour O/C > 1,2, le
taux de conversion est supérieur à 88 % ce qui montre une bonne oxydation du ga-
zole. Le taux de conversion tend vers 100 % lorsqu’on se rapproche des conditions de
combustion complète, réaction encore plus exothermique que l’oxydation partielle.
La puissance plasma variant relativement peu avec le ratio O/C, on observe la même
tendance que le rendement énergétique avec des valeurs légèrement plus faibles.

Sur la figure 3.2, la température croît avec le rapport O/C. En effet, en augmentant
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CHAPITRE 3 : Etude expérimentale du reformage du gazole assisté par plasma

le rapport O/C, on augmente l’énergie apportée au système, au moyen de l’oxygène.
L’enthalpie du système augmente grâce à l’exothermicité des réactions. Le confine-
ment de la post-décharge entraine des températures très élevées en bout de réacteur
(jusqu’à 1000 K pour O/C = 1,2). Les thermocouples T1 et T2 ne se situent pas au centre
du flux des réactifs, contrairement à T3, T4 et T5, d’où leurs températures plus faibles.
Ils ont été excentrés afin de ne pas dépasser leur température limite de fonctionne-
ment (1600 K) car ces deux thermocouples sont les plus proches de la décharge, où
les températures sont les plus élevées (cf. fig. 2.13).
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FIGURE 3.2: Températures le long du réacteur (thermocouples 1 à 5). I = 400 mA. POx. Qgazole =
0,13 g/s.

Ces fortes températures en post-décharge sont favorables à la production de gaz
de synthèse, et en particulier de H2, très sensible à la température en post-décharge.
La figure 3.3 montre que l’on atteint une fraction molaire sèche de gaz de synthèse
de 32,8 % pour O/C = 1,2, ce qui correspond à un débit d’environ 11 mmol/s. En re-
vanche, on s’aperçoit sur cette même figure que la fraction molaire de CH4 est com-
prise entre 0,7 et 1,6 %. Le méthane est comptabilisé dans les hydrocarbures imbrûlés
des réglementations européennes. Cette espèce est difficile à traiter par catalyse et il
faut donc porter une attention particulière afin de limiter sa formation. La concentra-
tion en CH4 diminue lorsque O/C augmente car le milieu est plus oxydant par l’oxy-
gène et les hautes températures mises en jeu. Dans le même temps, on observe aussi
une augmentation de la fraction molaire de CO2 car on se rapproche des conditions
de combustion.

En 2010, Lee et al. ont étudié l’effet de l’excès d’oxygène dans l’oxydation partielle
du gazole assisté par plasma [81], avec une géométrie de torche similaire à celle du
CEP. Bien que l’augmentation de O/C, pour des valeurs supérieures à 1, ait entrainé
une forte augmentation de la sélectivité en CO2, les auteurs n’ont pas constaté de va-
riations significatives sur H2 et CO contrairement à ce qu’annonce leur modèle ther-
modynamique. Le plasma amorcerait donc des chemins réactionnels différents de
ceux prévu par la thermodynamique. Les auteurs concluent que le plasma utilise pré-
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Qgazole = 0,13 g/s.

férentiellement l’excès d’oxygène présent pour le craquage et l’oxydation des espèces
hydrocarbonées C5 et supérieures qui sont en plus grande partie responsables de la
forte production de CO2 à richesse faible. Les résultats que nous obtenons sont donc
similaires en ce qui concerne la production de CO2. En revanche, nous observons une
décroissance de H2 et CO au dessus de O/C = 1,2, indiquant que, dans notre cas, le
plasma aurait un effet privilégiant la thermodynamique plutôt qu’une activation des
réactions par les radicaux et espèces ionisées. L’énergie spécifique que nous injectons
(entre 4 et 6 kJ/L), par rapport à celle de Lee et al. qui est plus faible (1,1 kJ/L), peut
probablement expliquer cette différence.

Pour un courant de 400 mA, nous nous situons dans le régime glidarc de la dé-
charge comme le montre la figure 3.4. Quelques instabilités sont observées sur la fré-
quence d’amorçage du glidarc car nous sommes dans un milieu fortement réactif régi
par différents phénomènes dont la cinétique chimique. La tension moyenne est d’en-
viron 1,9 kV. Néanmoins, le régime glidarc entraine de fortes chutes de potentiel de 4
kV à quelques volts. Dans ce cas réactif, la fréquence d’apparition du glidarc est d’en-
viron 500 Hz.

Nous cherchons à atteindre le régime quasi-continu afin d’augmenter les perfor-
mances du système. Ce régime montrait les performances optimales en termes de
rendement énergétique et de taux de conversion pour l’oxydation partielle de l’es-
sence [4]. L’atteinte de ces régimes de fonctionnement dépend essentiellement du
courant injecté et du débit de gaz. Néanmoins G. Petitpas et al. soulevait la difficulté
de l’atteinte du régime quasi-continu lors du reformage du gazole. En effet, il ne nous
a jamais été possible d’atteindre ce régime de fonctionnement lors des essais effec-
tués. A noter également que, contrairement au réacteur utilisé par G. Petitpas. Aucune
recondensation du gazole en entrée de réacteur n’a été observée avec le nouveau ré-
acteur.
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FIGURE 3.4: Oscillogramme type de la décharge pour O/C = 1,38. I = 400 mA. POx. Qgazole = 0,13
g/s. Pplasma = 750 W.

3.2.2 Influence du courant électrique

A partir des considérations précédentes, nous nous plaçons désormais à un ratio
O/C de 1,2 qui fournit les meilleurs résultats en termes de performances. Les para-
mètres sont rappelés dans le tableau 3.2.

TABLEAU 3.2: Valeurs des paramètres utilisés pour l’étude de l’influence du courant.

Paramètres Valeurs

Ltuyère 75 mm
Rtuyère 4 mm
O/C 1,2
Débit gazole 0,13 g/s
Débit air 2,2 Nm3/h
Courant électrique 200 à 600 mA

La figure 3.5 montre que le taux de conversion et le rendement énergétique aug-
mentent avec le courant. En revanche, au delà de 400 mA, l’augmentation du courant
n’a que peu d’influence. Pourtant, la puissance dissipée dans le système, montrée
fig. 3.6, varie avec le carré du courant. L’arc est quasi-résistif et sa longueur quasi-
constante, donc sa résistance est quasi-constante également. La puissance électrique
dissipée varie donc avec RI2. Entre 400 et 500 mA, la puissance dissipée passe de 600 à
1000 W pour un gain quasiment nul. En revanche, le rendement global nous indique
qu’un optimum existe entre 350 et 400 mA. Le rendement global relève donc ici son
importance pour l’application embarquée de purge d’un NOx trap. Pour un courant
de 400 mA, les taux de conversion et rendement énergétique obtenus sont très élevés
et atteignent 94 % et 55 % respectivement pour une puissance dissipée de 570 W. Le
rendement global atteint 43 %.
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La fig. 3.7 illustre le fait que CO et H2 continuent d’augmenter lorsque l’on aug-
mente le courant, au détriment de CO2 et CH4. La puissance dissipée est quant-à-elle
trop importante par rapport au gain en production de gaz de synthèse. De la même
manière que pour le rapport O/C, la température a un impact fondamental. Dans ce
cas, l’augmentation du courant induit une augmentation importante de la tempéra-
ture du milieu et donc une meilleure oxydation des hydrocarbures.
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FIGURE 3.7: Fractions molaires sèches en fonction du courant électrique injecté. POx. Qair = 0,7
g/s. Qgazole = 0,13 g/s.

3.3 Reformage autotherme du gazole

Le reformage autotherme permet d’utiliser la chaleur dégagée par l’oxydation par-
tielle pour amorcer, avec l’ajout d’eau, le vaporeformage du carburant, réaction très
endothermique. L’ajout d’eau permet d’augmenter la présence d’hydrogène dans le
milieu réactif afin d’améliorer la production de dihydrogène. On se place dans les
conditions qui ont montré les meilleures performances dans le cas POx : O/C = 1,2 ; I
= 400 mA.

La fig. 3.8 montre que l’ajout d’eau, même en faible quantité, entraine une dimi-
nution des performances. Un rapport H2O/C égal à 0 correspond au cas POx. Dans sa
thèse, G. Petitpas [4] avait montré des résultats identiques sur l’ajout d’eau pour le re-
formage du gazole. Néanmoins, dans le cadre du reformage autotherme de l’E85, un
rapport H2O/C de 0,2 avait montré les meilleures performances pour un rapport O/C
de 1,16. Même si les températures restent relativement stables pour H2O/C inférieur
à 0,6 (cf. fig. 3.9), on observe sur la fig. 3.10 une diminution linéaire de gaz de syn-
thèse. Une partie de la puissance dissipée est absorbée par les molécules d’eau sans
pour autant être suffisante pour engendrer le vaporeformage du gazole. La réaction
de Water Gas Shift n’a pas non plus lieu car elle mènerait à une consommation de CO
et une augmentation de H2, pour un coût énergétique quasiment nul.
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FIGURE 3.10: Espèces majoritaires de sortie. Reformage ATR du gazole. I = 400 mA. O/C = 1,2.
Qair = 0,7 g/s. Qgazole = 0,13 g/s.

Le reformage d’hydrocarbure, comme la combustion, peut entrainer la produc-
tion de particules. L’émission de ces particules étant réglementée au niveau européen,
le reformeur ne doit pas engendré une formation supplémentaire de suies qui pour-
rait endommager le NOx trap et/ou entrainer un remplissage précoce du filtre à par-
ticules. La fig. 3.11 montre une comparaison entre les suies émises par le reformage
autotherme du gazole et l’oxydation partielle. Dans le cas POx, les suies sont sèches
alors qu’elles sont humides à cause de la présence d’eau dans le cas ATR. Néanmoins,
leur production dépend des conditions de fonctionnement. Plus la richesse (en hy-
drocarbures) est élevée et plus on constate de production de suies. Néanmoins, pour
des valeurs de O/C proches de 1, leur formation est relativement faible. Elle serait
négligeable dans le cadre d’un fonctionnement cyclique du reformeur.
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FIGURE 3.11: Filtre présent avant la baie d’analyse montrant les suies lors du reformage de
gazole dans les cas POx (a gauche) et ATR (à droite).
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3.4 Reformage du gazole par les gaz d’échappement : applica-
tion à la purge d’un NOx Trap

Afin d’étudier l’application de purge d’un NOx trap, la complexité du gaz plasma-
gène a été augmentée par l’ajout de CO2. Le gaz plasmagène plasmagène équivaut
désormais aux principaux constituants d’un gaz d’échappement Diesel.

3.4.1 Description des cas d’études

Le carburant utilisé est un gazole commercial. Deux points de fonctionnement,
correspondant à différentes charges moteur, ont été définis pour cette étude. Ils cor-
respondent à la composition des gaz d’échappement issus d’un moteur Diesel pour
deux richesses moteur (φ) : 0,66 et 0,32. Ces compositions sont basées sur l’équation
chimique de la combustion pour un moteur Renault 2.0 L 16v dCi turbocompressé
(M9R 842 1995 cm3). Le premier point de fonctionnement correspond à une forte
charge moteur et le deuxième à une faible charge moteur. La composition des gaz
d’échappement (GE) pour ces deux points de fonctionnement sont données dans le
tableau 3.3. Ces compositions sont fixes. Pour faire varier le rapport O/C, on fait varier
la quantité de gazole injectée.

TABLEAU 3.3: Composition des GE pour les deux points de fonctionnement de l’application de
purge d’un NOx trap.

1 2
Conditions Forte charge Faible charge

φ 0,66 0,32
O2 (%mol) 6,8 13,9
N2 (%mol) 75,8 77,4
CO2 (%mol) 9,1 4,5
H2O (%mol) 8,3 4,1

Plusieurs paramètres ont été étudiés pour évaluer leur influence sur les perfor-
mances du reformeur : le rapport O/C, le courant injecté, le débit de GE et la lon-
gueur de la cathode (Ltuyère). Lorsque ce n’est pas précisé, les paramètres utilisés pour
l’étude sont répertoriés dans le tableau 3.4. Le débit de gaz d’échappement corres-
pond, dans les deux cas, à 3,45 % du débit total de gaz d’échappement émis par le
moteur au régime concerné. Ce taux de bypass est un paramètre de dimensionne-
ment du procédé pour l’industriel. En effet, à iso-rapport O/C, plus le taux de bypass
augmente, plus la quantité de gazole à injecter augmente. Le catalyseur doit être di-
mensionné pour limiter les pertes de charges et avoir un taux de gaz de synthèse élevé
en sortie. Donc si on augmente le débit, on augmente la taille du catalyseur et donc le
coût du procédé. En revanche, la purge sera plus courte et moins de NOx seront émis
directement vers l’échappement.
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NOx Trap

TABLEAU 3.4: Paramètres expérimentaux pour les deux points de fonctionnement. Reformage
de gazole par les GE.

1 2
Conditions Forte charge Faible charge

QGE 39 mmol/s 32 mmol/s
O/C 0,6 1
I 400 mA 400 mA
Ltuyère 75 mm 75 mm

Les résultats du paragraphe suivant ont fait l’objet de la publication d’un article
dans la revue à comité de lecture : Energy & Fuels [181]. Cet article porte le titre : Ex-
haust Gas Fuel Reforming of Diesel Fuel by Nonthermal Arc Discharge for NOx Trap
Regeneration Application. La partie qui suit constitue un extrait de la partie Results de
cet article. L’article est fourni dans son intégralité en annexe A.

3.4.2 Influence of O/C ratio

Figure 3.12 shows the results of the influence of the O/C ratio in terms of conver-
sion rate and energy efficiency for both engine operating conditions. On the range of
O/C 0.2-3.2, the range of the fuel flow rate is 0.02-0.24 g/s. The exhaust gas flow rate is
held constant.
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FIGURE 3.12: Experimental results of energy efficiencies and conversion rates as a function of
O/C for both operating conditions. (left : condition 1 ; right : condition 2). I = 0.4 A.

For condition 2, the diesel fuel decomposition rate is higher than 80% for O/C
greater than 1.3. The second operating condition (φ = 0.32) reaches an 40% energy ef-
ficiency against 15% only for the first one (φ = 0.66). The strong difference in energy
efficiencies is essentially due to the oxygen rate in the gas mixture, which is twice hi-
gher at low engine load, and CO2 and H2O, which are twice lower. Oxygen has the role
to bring energy to the system and allows reaching higher temperatures for low engine
load, as shown in Figure 3.13. In addition, at high load, an important part of calories
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are absorbed by CO2 and H2O present in high concentrations as in an EGR system.
At low load, the higher the temperatures, the better the decomposition of diesel fuel,
the faster the kinetic reactions, and, therefore, the better the energy efficiency. In both
conditions, the decreasing temperatures between T3, T4, and T5 are due to thermal
losses of the system.

The peak efficiencies are reached at O/C ratio greater than the POx stoichiometry
reaction (respectively, for O/C equals 1.3 and 1.5 instead of O/C = 1). First, tempera-
ture is one of the most important parameters. As mentioned above, reforming reac-
tions need a lot of energy to set quickly. More oxygen is needed to activate reforming
reactions and thus a higher O/C ratio, but a part of this additional oxygen forms CO2
(cf. Figure 3.14). The increase of the H2O mole fraction can also be inferred by the low
H2 yield shown in Figure 3.15. The nonhomogeneity of the plasma can lead to a local
combustion reaction that raises the temperature and leads to better performances,
but higher CO2 and H2O production.
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FIGURE 3.13: Temperature along the axis of the reactor.

For each O/C ratio, Figure 3.14 also shows that the plasma reformer promotes CO2
production. The dry reforming reaction does not take place because a decrease of the
CO2 molar fraction compared to the initial composition is not observed. Concerning
steam reforming, it maybe takes place when O/C is lower than 1. Indeed, the H2 and
CO molar fractions are quite high (4 and 8%, respectively) and the CO2 fraction in-
creases. For O/C lower than 1, the high excess of fuel induces a high production of
CH4 and a very low conversion rate, which can be associated with methanation. The
CH4 mole fraction must be decreased at maximum as it is a regulated pollutant. For
O/C higher than 2, conditions are getting close to the combustion reaction and high
temperature, and high CO2 and low CH4 production are observed.

The H2/C ratio of diesel fuel is equal to 0.92, and thus, generally more CO than H2
is produced. It has been proved that H2 has a higher reduction power than CO [13,
16], but H2 production is more sensitive than CO to the postdischarge temperature.
During the transient regime, H2 and CH4 fractions vary inversely proportionally with
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FIGURE 3.14: Dry molar fraction as a function of O/C. (left : condition 1 ; right : condition 2). I
= 0.4 A.
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FIGURE 3.15: H2 yield for both engine conditions.
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the temperature.
Deposited power is represented in Figure 3.16. The lower the oxygen rate, the hi-

gher the deposited power. In condition 2 at O/C = 1.3, 15% and 8% dry molar fractions
of CO and H2, respectively, for a deposited power of 720 W have been reached. In
these conditions, the dry molar fraction of CH4 is only 1.6%. For condition 2, the spe-
cific energy requirement, ν, is comprised between 86 and 136 kJ.mol−1. This energy
requirement is much higher than those obtained by other authors : Bromberg et al.
and Czernichowski et al. [42] with diesel fuel partial oxidation. This result can easily
be explained by the nature of the oxidant mixture (exhaust gas and air). Let us point
out that the use of pulsed discharges could probably decrease the energy cost of the
process.
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FIGURE 3.16: Deposited power into the arc discharge in function of O/C.

In this study, another important parameter to take into account is the reductant
molar flow rate, which will directly determine the NOx trap regeneration duration. Fi-
gure 3.17 shows that the highest syngas production rate is obtained for O/C = 0.8 and
O/C = 1.3 for the first and the second operating conditions, respectively. A syngas pro-
duction of 2× 10−3 and 7× 10−3 mol.s−1 has been reached in the first and the second
operating conditions, respectively. One can estimate that the best compromise bet-
ween energy efficiency, syngas molar flow rate, and pollutant emissions correspond
to O/C = 1 and O/C = 1.4 for the operating conditions 1 and 2, respectively.

The Euro 5 passenger car engines have to emit less than 180 mg.km−1 of NOx,
and typically their real NOx emission is close to 150 mg.km−1 of NOx. The Euro 6
regulation imposes a NOx emission lower than 80 mg.kg−1. Consequently, 70 mg.kg−1

of NOx has to be treated by the NOx trap. The homologation of European vehicles is
based on NEDC (New European Driving Cycle), which is 11 km long. Assuming one
regeneration during the cycle and that the NOx emitted is essentially NO2, the NOx

trap has to store 16.7 × 10−3 mol of NOx. Internal experiments in Renault showed
that 5 mol of syngas is needed to reduce 1 mol of NOx. Without scaling up the mass
flow rate, 7 × 10−3 mol.s−1 of syngas leads to a NOx trap regeneration duration of 12
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FIGURE 3.17: Experimental H2 + CO molar flow rate as a function of O/C.

s, which is a very promising.
On the contrary, the first condition leads to a NOx trap regeneration duration of

45 s and is not competitive compared to catalytic processes. The catalytic reformers
achieve results close to thermodynamics, that is, close to an energy efficiency of 70%
and a conversion rate of 100%. In the second case, the plasma reformer achieved an
energy efficiency of 40% and a conversion rate greater than 90%. These results are
hopeful for an NTP working in a weakly oxidative environment.

3.4.3 Influence of Input Current

The monitoring of the input current directly affects the input power injected in
the system. The electrical power onboard a vehicle is an expensive resource, and its
consumption shall be limited for post-treatment purposes. Figure 3.18 shows the per-
formances of the reformer as a function of input current. In the input current range
[0.25-0.6 A], the deposited power varies quasi-linearly with the current (cf. Figure 3.19)
as long as we stay in the glidarc zone. The glidarc frequency is determined by hydro-
dynamic parameters and cannot be varied. In NOx trap regeneration conditions, the
quasi-continuous regime, which gave the best results with ethanol, E85, and gasoline
[83, 84] cannot be reached anymore. A typical oscillogram is shown in Figure 3.20.
The instabilities of the discharge are mainly due to reactive conditions. The stability
increases with the current.

The performances at high load are quite low, and even a current of 0.6 A (P = 940
W) cannot reach an adequate temperature to quicken the POx reaction. At low load,
the energy efficiency grows quasi-linearly with the input current and hence with the
deposited power until 0.4 A. The energy efficiency and the conversion rate reached
31% and 58%, respectively, for I = 0.4 A and 35% and 60%, respectively, for I = 0.6 A
while the deposited power rises from 730 to 1180 W. At high load, we can observe that
the global efficiency has a maximum value between 0.4 and 0.5 A, but it is not the case
at low load. Afterward, an input current of 0.4 A is, therefore, considered because of
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FIGURE 3.18: Performances of the plasma reformer as a function of input current for both
conditions (left : condition 1, O/C = 0.6 ; right : condition 2, O/C = 1). Qfuel = 0.13 g.s−1.

300

500

700

900

1100

1300

0.2 0.3 0.4 0.5 0.6

D
ep

o
si

te
d

 p
o

w
er

 (
W

)

Input current (A)

Operating point1

Operating point 2

FIGURE 3.19: Deposited power as a function of input current.
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FIGURE 3.20: Typical oscillogram. Operating condition 2. I = 0.6 A.

onboard application, which has limited usable power.

3.4.4 Influence of Exhaust Gas Flow Rate

As mentioned before, in a real application, only a small fraction of the exhaust
mass flow rate will be treated by the plasma torch. The influence of the exhaust gas
mass flow rate has been studied in a range of 2.5-5% of the total exhaust gas mass
flow rate. One can observe in Figure 3.21 that the higher the exhaust gas flow rate, the
lower the volume power injected and the lower the performances. Figure 3.22 shows
that the syngas molar flow rate is quasi-constant at 1.9 × 10−3 mol.s−1 for the first
engine condition. For the second condition, a better syngas molar flow rate is attained
(4.8 × 10−3 mol.s−1) between 30 × 10−3 and 40 × 10−3 mol.s−1 exhaust gas flow rate.
This exhaust gas molar flow rate corresponds to a 3.5-4.5% range of total exhaust gas
emitted by the engine.

Figure 3.23 shows that postdischarge temperatures reach a maximum for both en-
gine conditions around an exhaust gas molar flow rate of 42 × 10−3 mol.s−1. For a
lower exhaust gas flow rate, the partial oxidation reaction is aided by a higher plasma
power density but the low quantities of fuel and oxygen release less energy, for a simi-
lar enthalpy of reaction. For a higher exhaust gas flow rate, the resident time becomes
lower, the POx reaction cannot set completely, and temperatures drop. A scale-up of
the exhaust gas flow rate was not further considered because it did not decrease the
NOx trap regeneration duration.
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FIGURE 3.21: Performances of the plasma torch in function of exhaust gas molar flow rate.
(left : high load ; right : low load). I = 0.4 A. Qfuel = 0.13 g.s−1.
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FIGURE 3.22: Syngas molar flow rate as a function of exhaust gas molar flow rate. I = 0.4 A.
Qfuel = 0.13 g.s−1.
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FIGURE 3.23: Temperature along the axis for both conditions. I = 0.4 A. Qfuel = 0.13 g.s−1.

3.4.5 Influence of Cathode Length

To optimize the energy cost, the arc length can be tuned by means of cathode
length. The plasma reactor allows using different lengths of cylinder electrode. If the
arc can reach the cathode extremity, the higher the cathode length, the higher the
plasma length and the higher the voltage drop. Thus, the deposited power can be in-
creased with an input current held constant. Figure 3.24 shows that, even if the input
power increases slightly (on average 7%), the energy efficiency and conversion rate
decrease for a longer cathode. We suppose that, for a 100 mm long cathode, the arc
does not reach the extremity and, therefore, the arc treats less gas. Previous results
in POx conditions showed that a shorter cathode (50 mm long) leads also to decrease
performances. For a shorter cathode, the deposited power is insufficient and the reac-
tion volume too small. The 75 mm cathode is the most adapted one regarding the
energy cost and the performances.

3.4.6 Conclusions and Perspectives

The exhaust gas diesel fuel reforming has been investigated using a nonther-
mal high voltage and low current arc plasma torch. The low O2 concentration in the
plasma gas made the plasma-assisted exhaust gas fuel reforming harder than partial
oxidation. First, it has been demonstrated that the oxygen from CO2 and H2O hardly
ever intervenes in the exhaust gas diesel fuel reforming. On contrary, they absorb a
part of the calories and lower the temperature. This implies lower temperatures, lower
kinetic reaction speed, and lower energy efficiency compared with the POx reaction.
To raise the temperature, more oxygen is needed, but local combustion can happen
and promote H2O and CO2 production. As a consequence, a compromise has to be
made between diesel fuel consumption, electric consumption, and methane produc-
tion. At high engine load, the most suitable condition is reached for O/C = 1. At low
engine load, an energy efficiency of 40% and a conversion rate of 95% have been rea-
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FIGURE 3.24: Experimental investigation on the influence of cathode length. Energy efficiency
and conversion rate for a 75 mm and 100 mm long cathode. Operating condition 2. I = 0.4 A.

ched, which corresponds to a 25% of syngas dry molar fraction. For these operating
conditions, the best results have been obtained with a 75 mm length cathode.

We now consider a real onboard application. In the second case, which corres-
ponds to the most favorable one, assuming (i) a 100 kW car engine thermal power
(i.e., 40 kW mechanical power), (ii) that the plasma will treat only a small fraction of
the exhaust gas (typically 3.5%), (iii) that the plasma will operate under a cycling ope-
rating mode, and (iv) an 80% efficiency for the onboard production of electricity from
the car engine, one can estimate that the electric power needed to run the plasma will
be around 2.2% of the engine power only during 12 s every 11 km (6.8 miles), that is,
12 s every 6 min assuming a 110 km.h−1 (68 mph) average car velocity.

In the first case, corresponding to the least oxidant environment, the plasma solu-
tion will hardly compete with catalytic reforming because it would necessitate a too
long regeneration time. For this particular case, one solution could be the use of a hy-
brid plasma catalysis system where the plasma could favorably allow one to reduce
the catalyst volume and, consequently, to decrease the amount of precious metal and
catalyst price. The plasma could also give interesting benefits by quickly heating the
catalyst during the startup phase. Plasma catalysis technology could compensate the
energy cost of heating it up by another way, and it allows preactivating the reforming
reactions. As a conclusion, even if the technology is far to be mature, the plasma torch
technology is, therefore, an interesting option for onboard NOx trap regeneration.

3.5 Conclusion du chapitre

Le banc expérimental développé en vue de l’application embarquée de purge d’un
NOx trap, a permis l’étude du reformage assisté par plasma du gazole par les gaz
d’échappement. Les tests n’ont pas révélé de recondensation du gazole ou de dépôt
de suies trop importante à l’entrée de la torche.
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3.5 Conclusion du chapitre

Les essais expérimentaux ont concerné le reformage du gazole avec un gaz plas-
magène de complexité croissante. L’étude réalisée en condition d’oxydation partielle
a montré qu’il existait un maximum de rendement énergétique pour O/C = 1,2. Le
rendement énergétique maximal ayant été atteint est de 58 %, soit 32,8 % de fraction
sèche de gaz de synthèse en sortie, dans ces conditions très favorables du point de
vue de la quantité d’oxygène présente dans le mélange. Pour cette valeur de O/C, la
production de CO2 et de CH4 restent faibles. L’oxydation partielle entraine une très
forte exothermicité du système, et d’autant plus forte que l’on augmente le rapport
O/C. L’augmentation du courant électrique a une influence positive sur la production
de gaz de synthèse mais entraine une consommation électrique importante qui peut
être pénalisante à bord d’un véhicule. Un courant de 400 mA apparait être le meilleur
compromis.

L’ajout d’eau dans le gaz plamagène a une influence négative sur la production de
gaz de synthèse. L’énergie dégagée par la réaction d’oxydation partielle ne semble pas
suffisante pour amorçer les réactions de vaporeformage.

Cette étude expérimentale a également permis de montrer la faisabilité du refor-
mage assisté par plasma du gazole par les gaz d’échappement, qui contiennent une
faible teneur en oxygène. Les tests ont été réalisés sur deux points de fonctionnement
réels d’un moteur Diesel. Les résultats ont montré de bonnes performances pour une
teneur en oxygène de 14 % dans le mélange contrairement au cas à forte charge qui
contient 7 % d’oxygène. Dans le second cas en revanche, il serait intéressant d’étudier
le couplage plasma-catalyse afin de mettre en température rapidement le catalyseur
de reformage et accélérer la cinétique des réactions. Le couplage plasma-catalyse per-
mettrait aussi d’éviter le chauffage par combustion en amont du catalyseur de refor-
mage qui conduit à des chocs thermiques et dégrade ses performances.

Dans le premier cas, le temps de purge d’un NOx trap peut être estimée à 12 s. Pour
ce cas, il est intéressant de calculer la surconsommation globale de gazole engendrée
par l’injection de gazole au niveau du reformeur et de la consommation de gazole
nécessaire à l’alimentation du plasma en énergie.

Le rendement de conversion énergie chimique - énergie électrique est comme
précédemment pris égal à 25 % (facteur 4). La stratégie de Renault étant de réaliser
une purge par cycle, la surconsommation liée à l’injection de gazole en entrée de re-
formeur sur un cycle est égale à :

0, 1 g/s× 12 s = 1, 2 g (3.9)

La surconsommation de gazole liée à l’alimentation du plasma en prenant en
compte les rendements internes du moteur est de :

Pplasma × 4
PCIgazole

= 700 W× 4
43, 7 MJ/kg× 12 s

= 0, 77 g (3.10)

Sur un cycle NEDC, le moteur Renault consomme en moyenne 6L de gazole pour
100 km, ce qui correspond à une consommation de 550 g/cycle. A partir de ces résul-
tats, nous pouvons conclure que la surconsommation totale de notre système est de
0,36 %, dont la part de gazole injectée à l’entrée du reformeur représente 0,22 %, et
celle consommée par le plasma représente 0,14 %.
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CHAPITRE 4

Modélisation MHD de l’arc plasma
en conditions non-réactives

4.1 Modèle préliminaire : injection axiale des gaz

Cette partie a fait l’objet de la publication d’un article dans la revue à comité de
lecture : IEEE Transactions on Plasma Science [182]. Cet article porte le titre : Three-
Dimensional Unsteady MHD Modeling of a Low Current - High Voltage Nontransferred
DC Plasma Torch Operating With Air. Dans ce qui suit, nous reprenons l’essentiel de
l’article hormis l’introduction qui a été traitée dans une partie présentée au chapitre
1. L’article est fourni dans son intégralité en annexe B.

4.1.1 Abstract

We present in this paper the MHD modeling of a DC plasma torch operating with
air under very peculiar high voltage-low current conditions. The model developed is
3D, time-dependent and assumes LTE. The study has been carried out considering an
axial injection of air with flow rates varying in the range 0.16 - 0.5 g/s and currents
varying in the range 300 - 600 mA.

The numerical modeling has been developed using Code_Saturne®, CFD software
developed by EDF R&D which is based on co-located finite volume.

After a detailed description of the model, results are presented, analyzed and dis-
cussed. The influence of current and air flow rate over the arc characteristics are stu-
died in terms of temperature, velocity, electrical potential, Joule heating and arc root
motion. Regarding numerical issues, the MHD modeling of low current - high voltage
arc discharge is particularly tricky since, below 1 A, the self-induced magnetic field
becomes negligible and the convection effects induce a highly irregular and unstable
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4.1 Modèle préliminaire : injection axiale des gaz

motion of the arc column. However, despite these difficulties, the numerical model
has been successfully implemented. Numerical results have shown good correlation
and good trends with experimental ones despite a discrepancy probably due to the
LTE assumption. The model gave fruitful and significant information on parameters
that could hardly be obtained experimentally. This preliminary work is likely to open
the way towards a better understanding of low current arc discharges, which tech-
nologies are currently encountering an important development in many application
fields.

4.1.2 Mathematical model

Assumptions

The three-dimensional model studied is based on the following main assump-
tions :

– The plasma is considered as a single continuous fluid (Air) and at Local Ther-
modynamic Equilibrium (LTE).

– The gas is treated as incompressible and expandable. The thermodynamic pro-
perties and transport coefficients depend only on the temperature, the pressure
effects can be neglected.

– The gas flow is laminar and time-dependent.
– Gravitational effects are taken into account (-x direction).
The maximum Reynolds number in a cell of the torch is 2500. Inside the plasma,

with the high temperatures at stake, the flow can be considered laminar. In using the
method defined by Sinkevich et al. [183], the Reynolds number varies from 800 close
to the inlet to 400 close to the cathode outlet. These Reynolds number values are in
line with the results of Freton et al. [184].

Let us point out that whereas high current arcs or high power-density plasmas
[185] are commonly assumed to be in LTE. For low current or low power density arcs,
which has a high degree of non-equilibrium, this hypothesis is generally not correct. It
has been demonstrated that this assumption can induce great discrepancies in the arc
behavior and characteristics [120]. However, even if this is a strong assumption, the
LTE assumption has been considered due to highly challenging numerical issues lin-
ked with the low current. The objective of this study was to get preliminary informa-
tion on transport phenomena including mass, momentum, and energy as well as on
the gas flow and temperature fields. Obviously, it would be interesting subsequently,
in a later phase, to develop more sophisticated NLTE models such as two-temperature
models.

Governing equations

The model can be defined by the set of following equations based on fluid dyna-
mics Navier-Stokes and Maxwell electromagnetic equations respectively. In thermal
plasmas, which are assumed to be electronically neutral, the only resulting force ap-
plied on a volume element is the Lorentz Force (N/m3) :

~FL = ~J × ~B (4.1)
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CHAPITRE 4 : Modélisation MHD de l’arc plasma en conditions non-réactives

where ~J and ~B correspond to the electric current density vector (A/m2) and the ma-
gnetic field (T) respectively. The generalized Ohm’s law approximation commonly
used in electric arc modeling [96] is :

~J = σ ~E (4.2)

where σ and ~E represent the electric conductivity (S/m) and the electric field (V/m)
respectively. Neglecting the Neumann’s electromotive field, and assuming the quasi-
stationary hypothesis, the electrical field can be linked to the electrical potential φ(V)
by the following relation :

~E = −∇φ (4.3)

The charge conservation equation gives, in absence of an external magnetic field, a
simplified expression of the electric potential equation :

−∇ · (σ∇φ) = 0 (4.4)

The magnetic field and the magnetic vector potential (T.m) are related by the follo-
wing relation :

~B = ∇× ~A (4.5)

The Maxwell-Ampere equation is :

∆ ~A = −µ0 ~J (4.6)

where µ0 is the vacuum permeability.
The set of Navier-Stokes fluid conservation equations is presented below.
Mass conservation

∂ρ

∂t
+∇ ·

(
ρ~V
)

= 0 (4.7)

where ρ and ~V are the mass density and the velocity vector.
Energy conservation equation

∂ρh

∂t
+∇ · ρh~V −∇ · λ

Cp
∇h = ~J · ~E − Srad (4.8)

where h, λ, Cp and Srad are the gas mass enthalpy (J/kg), the thermal conductivity, the
specific heat and the radiation losses respectively.

Momentum equation

∂ρ~V

∂t
+∇ · (ρ~V ⊗ ~V ) = −∇P +∇ · τ + ~J × ~B + ρ~g (4.9)

where P, τ and ~g are the pressure, the shear stress tensor and the gravity vector respec-
tively.

The study was carried out for an arc discharge operating with air. The properties
data have been taken from [186] for enthalpy, density, specific heat, electrical conduc-
tivity, dynamic viscosity, and thermal conductivity. For the source radiation, the net
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4.1 Modèle préliminaire : injection axiale des gaz

emission coefficients have been taken from [187].The coefficient takes into account
the reabsorption inside the plasma.

The resistive MHD equations have been solved using Code_Saturne® v. 1.3, deve-
loped by EDF R&D. The Code_Saturne® electric arc module has been used. This CFD
software is based on co-located finite volume [188]. Code_Saturne®’s capabilities en-
able the handling of incompressible and expandable flows with heat transfer using
SOLU convective scheme (Second Order Linear Upwind) and SIMPLEC pressure cor-
rection scheme (Semi-Implicit Method for Pressure-Linked Equations, Consistent)
[189].

Computational grid and boundary conditions

The torch geometry corresponding to the real experimental set-up, is presented
on Fig. 4.1. It is composed of two separated zones : the plasma zone and the post-
discharge zone with 70 mm / 4 mm and 100 mm / 11 mm length / inner radius res-
pectively. Let us point out that, under real reactive operating conditions, the plasma
zone is the part where the arc plasma really takes place whereas the post-discharge
zone is an active or passive zone, located downstream the plasma zone where, reac-
tions ignited in the plasma zone continue to take place.

FIGURE 4.1: Schematic of the plasma torch.

Usually, in DC plasma torches, the tip electrode is the cathode. In our case, the sys-
tem operates under inversed polarity. The tip electrode, on which a positive electrical
potential is applied, being the anode whereas the cylinder electrode is grounded and
acts as the cathode. Indeed, previous works have demonstrated this configuration was
the most suitable for low current systems [190].

The grid mesh, realized in using SALOME 5.1.4 [191] and shown on Fig. 4.2, is ex-
clusively composed of hexa-elements and contained 339 000 cells. Cubic cells of ∆x =
0.044 mm compose the center of the computational grid. The mean axial and radial
spacing grid are 0.7 mm and 0.21 mm respectively. These values are very similar to the
ones used by Freton et al. [111]. This very fine grid was chosen to compute correctly
the gradients of all transport variables into the arc column. The grid is axially finer
near the anodic and the cathodic arc root attachment position.

The boundary conditions are detailed in Tableau 4.1. The atmospheric pressure is
imposed at the outlet. A zero-flux condition is applied to walls. The temperature of
the injected air is 600 K. A zero-flux condition is imposed to the potential and to the
heat conduction at the electrodes. Even if the latter assumption is strong and can be
justified by the fact that the the electrodes are not water-cooled so the losses at the
electrodes are not as significant as they are in thermal torches. Nevertheless, in a next
step model, we will consider a non-zero heat flux and a sheath zone at the electrodes.
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At the first time step, an atmospheric pressure and a temperature of 600 K is applied
to the whole domain.

FIGURE 4.2: Computational grid of the plasma torch.

Simulation parameters

The time step ∆t is set to 10 µs as Chemartin et al. [97, 192]. This time step allows
obtaining fair plasma characteristics with a reasonable computation time. Freton et
al. [111] and Park et al. [193] have used a 5 µs time step after a parametric study.

At the first time step, a hot temperature channel is artificially created to ignite the
arc such as proposed, for example, by Moreau et al. [102]. The channel has a 0.8 mm
radius. The temperature imposed in the initial channel is 6000 K for starting calcula-
tion (cf. Fig. 4.3). The initial anode voltage drop is set to 1000 V. For the first 50 time
steps i.e. 500 µs, the inflow is 1 % of the total inflow in order to allow the correct arc ig-
nition. Subsequently, for the 150 following time steps, a linear velocity ramp is applied
at the inlet to increase the inflow from 1 to 100 %.

FIGURE 4.3: View of the initial hot temperature channel at the first time step.
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TABLEAU 4.1: Boundary conditions of the 3D MHD model.

Inlet Outlet Walls Anode Cathode

u (m/s) 0
∂u

∂~n
= 0 0 0 0

v (m/s) 0
∂v

∂~n
= 0 0 0 0

w (m/s) 6.1 to 19.1
∂w

∂~n
= 0 0 0 0

T (K) 600
∂T

∂~n
= 0 ∂T

∂~n
= 0 ∂T

∂~n
= 0 ∂T

∂~n
= 0

φ (V)
∂φ

∂~n
= 0 ∂φ

∂~n
= 0 ∂φ

∂~n
= 0 φ(n) 0

P (Pa)
∂P

∂~n
= 0 1.013 105 ∂P

∂~n
= 0 ∂P

∂~n
= 0 ∂P

∂~n
= 0

Ax (T.m)
∂Ax
∂~n

= 0 0 ∂Ax
∂~n

= 0 ∂Ax
∂~n

= 0 ∂Ax
∂~n

= 0

Ay (T.m)
∂Ay
∂~n

= 0 0
∂Ay
∂~n

= 0 ∂Ay
∂~n

= 0 ∂Ay
∂~n

= 0

Az (T.m)
∂Az
∂~n

= 0 0
∂Az
∂~n

= 0 ∂Az
∂~n

= 0 ∂Az
∂~n

= 0
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The current target is set between 300 mA and 600 mA. The current is mesured
by the integral of the current density in a z-normal plane Sz (cf. Eq. 4.10), located
1.5 mm after the anode. At each time step, the anodic electrical potential φn is fitted
to maintain the current target from Eq. 4.11.

I =
∫∫
Sz

~J · d~S (4.10)

φn = Itarget
Imesured

φn−1 (4.11)

2000 time steps have been considered, corresponding to a numerical time of 20
ms. The calculations have been realized on 8 processors (Intel Xeon 2.66 GHz) for 30
hours. That corresponds to a calculation time of around 55 s for each time step. The
number of under iteration is around 2300 for pressure, 1300 for potential vector, and
under 100 for enthalpy and velocity.

4.1.3 Results

Results for I = 400 mA and Qair = 0.32 g/s

In this section, we present results for an electrical current of 400 mA and an air
flow rate of 0.32 g/s.

Fig. 4.4 represents the evolution of the temperature. We can observe that the arc
root moves along the same plane as the ignition plane (Oy, Oz) due to the axial injec-
tion. Once the arc root has reached the cathode tip, it remains attached to the cathode
tip at approximately 1.30 mm above the exit. The arc root path follows the cathode
shape at the exit. Indeed, in this zone, the velocity magnitude is close to zero (cf. Fig
4.5) because of the dead zone created by the sudden section enlargement. In this zone,
the cathodic arc root is less disturbed by the gas inflow and the dead zone constitutes
a favourable arc root attachment point.

The magnetic field is produced by the local curvature of the current path and the
self-induced magnetic field. The arc dynamics inside the torch is the result of the im-
balance between the electromagnetic forces and the flow drag. As expected, the ma-
gnetic field magnitude is very low. Its maximum value reaches 0.7 mT at the cathode
tip where tip effect is the highest. As a result, the Lorentz forces are also very low (up
to 120 N/m3). Around the arc core, the mean value of the magnetic field magnitude is
around 0.1 mT. These very low values explain mainly the instabilities observed in low
current plasma torches compared to high current plasma torches, much more stable.
The magnetic field is so low that the arc column is only stabilized by the hydrody-
namic effects, particularly by the wall or vortex stabilization commonly used in low
current - high voltage torch.

The maximum velocity is 67 m/s and is located at the cathode tip. The velocity
magnitude distribution is not symmetric due to the arc curve. Once the inlet velocity
has reached its maximum, the arc root velocity can be estimated to 15.2 m/s along the
cathode inner surface. This calculated velocity is higher than the average velocity in
the nozzle (w = 11 m/s) because of the thermal effects. On the other hand, the Lorentz
force is so low that the induced convection effect can be neglected.
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FIGURE 4.4: Representation of the temperature field displaying the evolution of the arc shape
in a cross-section for three specific times (t = 2, 5 and 20 ms). I = 400 mA. Qair = 0.32 g/s.

FIGURE 4.5: Representation of the velocity magnitude distribution. I = 400 mA. Qair = 0.32 g/s.
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The anodic and cathodic arc root temperature values are around 5500 and 5100 K
respectively. The arc column is very stable inside the cathode essentially due to the
axial injection and the laminar flow assumption. One can observe on Fig. 4.6 that the
arc core temperature in the cathode reaches 5300 K with a significant temperature
gradient between the center of cathode and its borders (∼ 1500 K/mm).
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FIGURE 4.6: Numerical temperature profile in the radial direction taken in the middle of the
cathode. I = 400 mA. Qair = 0.32 g/s.

Fig. 4.7 presents real photographs of the plasma from experiments in close condi-
tions. This picture confirms the phenomenon predicted by the simulation, previously
presented on Fig. 4.4. The plasma plume observed numerically has the same shape
as that experimentally obtained. The cathodic arc root becomes attached to a point
located above the exit.

We can also observe on Fig. 4.7 that the arc root radiations are higher than, at least
for the visible part of the emission spectrum, the arc core radiations. This difference
is not observed by the simulation (cf. Fig. 4.8), the arc root is as bright as the arc core.
This phenomenon can probably be explained by the fact that the model does not take
into account the electrode metal evaporation. Indeed, the cathode being composed
of stainless steel, is composed by more than 60 % of iron and it is well known that iron
net emission is very high [194]. The non-equilibrium effects in the cathodic sheath
which are not taken into account and the thermal null-flux on the cathode can also
explained explain in part this phenomenon.

We can also see on this picture that the plasma plume length, which is about 55
mm numerically, is close to the experimental one, which is around 45 mm.

As assumed by Selvan and coworkers [105], the arc core radius is the radial dis-
tance along the anode from the centerline to the point where the current density is
zero. In practice, the zero current density is supposed to be achieved when the cur-
rent density is two orders of magnitude smaller than the maximum current density
which is 115 A/cm2. The current density is shown on Fig. 4.9. By this technique, the
arc core radius can be estimated to 0.5 mm. This information is hardly accessible by
the experiment.
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FIGURE 4.7: Photographs of the experimental plasma torch tip for Qair = 0.32 g/s with different
exposure time and view angle. I = 400 mA. Vortex injection.

FIGURE 4.8: Representation of the radiation emission distribution. I = 400 mA. Qair = 0.32 g/s.

FIGURE 4.9: View of the current density and isopotentials. I = 400 mA. Qair = 0.32 g/s.
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On the other hand, the radius of the most emitting zone, has been experimentally
estimated, to the naked eye, to 1 mm at the torch exit. It can be compared to the radius
value of the most emitting zone found by the simulation. From Fig. 4.8, this value is
around 0.83 mm, so demonstrating the good agreement between the numerical and
the experimental results.

The voltage drop and the inlet velocity ramp are presented on Fig. 4.10. After 500
µs, the arc is blown by the air flow rate. The higher the arc length, the higher the vol-
tage. Indeed, it is well known that the arc voltage varies quasi-linearly with the arc
length. We can observe few low instabilities (f = 20 kHz) in the range 1.3 - 6 ms. These
instabilities are numerical instabilities due to the sudden high stretch of the low cur-
rent arc. Calculations realized with a denser mesh of 1 707 600 cells on a cluster (90
hours on 16 processors) showed lower instabilities magnitude. Therefore, the mesh is
responsible to these instabilities. No differences have been observed on mean voltage,
velocity and temperature profiles.
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FIGURE 4.10: Simulated arc voltage versus time. I = 400 mA. Qair = 0.32 g/s.

Once the arc root has reached the cathode tip, the mean voltage is equal to 2.7 kV
and corresponds to a deposited plasma power of 1.1 kW. For that case, a typical expe-
rimental oscillogram is displayed on Fig. 4.11 and gives a mean voltage 30 % (1.9 kV)
lower than the simulated one. As demonstrated by Trelles et al. [120], the total voltage
drop for a NLTE model of a high current plasma torch can be 50 % lower than for a LTE
model. So the LTE assumption is probably the main reason of this discrepancy, even
if some other factors could intervene e.g. the metal vapor near the electrodes.

After the arc has reached the tip, we can also observe numerically, on Fig. 4.10 the
apparition of voltage instabilities. These instabilities arise from a coming and going
motion of the arc bend, which changes the arc length and thus the voltage drop. In-
stabilities are also observed experimentally and can be seen on Fig. 4.11. The nor-
malized FFT of both experimental and simulated voltage oscillograms (for t > 10 ms)
are presented on Fig. 4.12, in a semilogarithmic scale. The experimental spectrum is
broad, whereas the simulated is thinner but shows several frequency peaks. The os-
cillation frequency peaks are in the same range of frequencies. The highest peak is for
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FIGURE 4.11: Typical experimental voltage oscillogram. Qair = 0.32 g/s. I = 400 mA.
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FIGURE 4.12: Comparison between the normalized FFT of the experimental and the numerical
voltage oscillograms, plotted in a semilogarithmic scale. I = 400 mA. Qair = 0.32 g/s.
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a frequency of 1.85 kHz and 3.2 kHz for the numerical and experimental spectrum,
respectively. Let us point out that the 43 kHz peak directly comes from the power sup-
ply frequency which is based on a resonance converter. Hence the instabilities over
10 ms could be due mainly to hydrodynamic forces. For the denser mesh, we have a
lower instabilities magnitude but the instabilities frequency is in the same range of
magnitude. Even if the arc root stays at a fixed position (similar to the steady mode)
these periodic fluctuations, coming from the arc plume length, remind the takeover
mode [195].

In high current plasma torches, the Joule heating ( ~J · ~E) balances the radiation
losses and the convective cooling effect driven by the Lorentz forces [112], which is
almost negligible in our case. In low current plasma torches, the convective cooling
effect mostly comes from the gas inflow. The Joule heating is strong (27 kW/cm3) in
the anodic zone, where the current density is maximum, but lower than 1 kW/cm3 in
the rest of the arc due to the low current used.

Influence of the current

The current influence has been investigated in the range of 300 mA - 600 mA for
an air flow rate of 0.32 g/s.

Fig. 4.13 shows photographs of the plasma plume vs. electrical current. The higher
the current, the higher the power and the stability. Indeed, for I = 300, 400 and 600 mA,
the experimental deposited power is 640, 770 and 1200 W respectively.

Fig. 4.14 shows the numerical oscillograms for I = 300, 400 and 600 mA and on Figs.
4.11 and 4.15 the associated experimental oscillograms. In Fig. 4.14, we can observe
that, before the arc root reached the cathode tip (t < 10 ms), the higher the current,
the lower the instabilities magnitude.

The mean voltage drop, showed on Fig. 4.16, and the standard deviation for the
three cases, both experimental and simulated, have been reported on Tableau 4.2.
The model follows the experimental voltage trends : the higher the current, the lower
the voltage but the higher the deposited power. This is a typical characteristic of non-
thermal plasmas. For I = 300, 400 and 600 mA, the numerical deposited power is 1000,
1100 and 1200 W respectively.

TABLEAU 4.2: Comparison between experimental and numerical results of the mean voltage
and standard deviation in function of the current. Qair = 0.32 g/s.

I (A) Mean voltage (kV) Standard deviation (kV)

0.3 Exp. 2.13 0.61
Num. 3.31 0.10

0.4 Exp. 1.92 0.17
Num. 2.70 0.09

0.6 Exp. 1.58 0.14
Num. 2.00 0.05

Moreover, one can observe that the higher the current, the higher the instabilities
magnitude. The oscillation frequencies are in the same frequency range for the three
currents.
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FIGURE 4.13: Photographs of the experimental plasma for three currents. Qair = 0.32 g/s.
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FIGURE 4.14: Numerical arc voltage vs. time for three different currents. Qair = 0.32 g/s.
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FIGURE 4.15: Experimental oscillograms for I = 300 and 600 mA. Qair = 0.32 g/s.
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FIGURE 4.16: Comparison of mean voltage drop between experimental and numerical results
vs. current. Qair = 0.32 g/s.
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We can also notice that the lower the current, the higher the difference between
simulated and experimental mean voltage. This phenomenon is probably due to the
non-equilibrium effects which increase when decreasing the current.

The radial profile of the temperature in the middle of the cathode is shown on Fig.
4.17. The higher the current, the higher the temperature and the wider the arc core
temperature profile. As a result, the higher the temperature, the higher the arc root
velocity : 14.3, 15.2 and 16 m/s for I = 300, 400 and 600 mA, respectively.
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FIGURE 4.17: Radial temperature profile at z = 35 mm (middle of the cathode) for three different
currents. Qair = 0.32 g/s.

Influence of the air mass flow rate

The influence of the air flow rate has been investigated in the range of 0.16 - 0.5 g/s
for a current of 400 mA.

Fig. 4.18 shows that the increase of the air flow rate results in the increase of vol-
tage instabilities. For an air flow rate of 0.5 g/s, the arc shape is very disturbed by the
flow instabilities appearing in the post-discharge zone. An example is shown on Fig.
4.19. The simulated oscillations of the jet implies a periodic and significant arc voltage
increase in order to maintain the arc. The voltage shapes remind the three operation
modes [195] : steady, takeover and restrike for 0.16, 0.32 and 0.5 g/s respectively. The
Kelvin-Helmholtz instability, coming from turbulent flow in fluids of different densi-
ties moving at various speeds, is a candidate for such instabilities which should need
further studies to confirm its role.

Tableau 4.3 shows that, as observed experimentally, the higher the air flow rate,
the higher the voltage drop and the higher the instabilities. We can also observe that
the higher the mass flow rate, the higher the discrepancy between simulated and nu-
merical mean voltage. Indeed, the higher the mass flow rate, the higher the cooling of
the arc by convection heat transfer, and the higher the non-equilibrium effects.
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FIGURE 4.18: Numerical arc voltage versus time for three different air flow rates. I = 400 mA.

FIGURE 4.19: Temperature distribution and velocity vectors field illustrating the instabilities.
Qair = 0.5 g/s. I = 400 mA. t = 20 ms.
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TABLEAU 4.3: Comparison between experimental and numerical results of the mean voltage
and standard deviation in function of the air flow rate. I = 400 mA.

Qair (g/s) Mean voltage (kV) Standard deviation (kV)

0.16 Exp. 1.73 0.17
Num. 1.61 0.01

0.32 Exp. 1.92 0.17
Num. 2.70 0.09

0.5 Exp. 1.94 0.21
Num. 3.49 0.92

The radial profiles of the temperature and velocity in the middle of the cathode
are shown on figs. 4.20 and 4.21, respectively. The lower the mass flow rate, the wider
the temperature profile. We can notice that the maximum temperature reached in the
center of the arc core for the three mass flow rates are very close (between 5140 and
5230 K). Hence, the arc core temperature depends mainly of the current and the mass
flow tends to cool down the arc core outline. The maximum velocity is equal to 30 m/s
for Qair = 0.16 g/s and 62 m/s for Qair = 0.5 g/s.
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FIGURE 4.20: Numerical radial temperature profile at z = 35 mm for different air flow rates. I =
400 mA.
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FIGURE 4.21: Numerical radial velocity profile at z = 35 mm for different air flow rates. I =
400 mA.

At low flow rates, the velocity profile is relevant of the pure laminar parabolic case.
It can also been seen that at higher air flow rates, deviations to this reference profile
are retrieved, even if no turbulence model is activated in the code. At the correspon-
ding regimes (Re = 2000, typically) transitional mechanisms toward turbulence are
strictly impossible to inhibit, so this distortion of the velocity profile can be linked
with several candidate processes, from purely numerical effects to physical mecha-
nisms, such as the Kelvin-Helmholtz instability that generally develops in the shear-
stress zone surrounding jets. In our case, the vortex creation that should progressively
occurs at scales between the grid size and the jet diameter, resulting in an increase of
the mean velocity in this mixing layer, is not observable, but there remains the evi-
dence of a macro-scale shear-stress effect. This has already been described by Trelles
et al. [120].

4.1.4 Conclusion

The MHD unsteady modeling of a non-thermal DC non-transferred low current -
high voltage plasma torch operating with an axial injection of air has been successfully
implemented. The low current arc discharges are characterized by a highly irregular
and unstable motion of the arc column which is particularly difficult to simulate due
to numerical instabilities. Significant information, experimentally hardly accessible,
have been obtained.

Among the most important results to point out, one can quote :
– The numerical arc moves linearly along the same plane and has the same shape

as the experimental one. Due to a velocity dead zone at the cathode tip, the arc
root is attached few mm above the cathode tip as observed experimentally.

– The magnetic field and the Lorentz force are very low because of the low current
applied to the anode. Due to the axial injection and the wall-stabilization of the
arc, the arc column is very stable in the nozzle. At the nozzle tip, the low current
leads to instabilities in the arc length and thus in the voltage which could be
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linked to pure hydrodynamic effects.
– The model overestimates the voltage drop probably because of the LTE assump-

tion. Indeed, the non-equilibrium effects are significant and result in a discre-
pancy between experimental and numerical voltage values.

– The temperature gradients are significant and lead to a highly non-homogeneous
arc discharge.

– At this stage of development, the arc root radiation is underestimated because
the electrode metal evaporation and a detailed cathodic sheath model are not
taken into account.

– The arc core radius can be estimated between 0.5 and 0.83 mm by the model.
– For t > 10 ms, the numerical oscillation frequency range, similar to the experi-

mental one, could probably be due to the hydrodynamic forces.
– The higher the current, the lower the voltage, the higher the deposited power,

the higher the arc core temperature and radius, the lower the voltage instabili-
ties.

– The higher the current, the lower the voltage discrepancy between the experi-
mental and numerical results. The higher the air flow rate, the higher the vol-
tage difference between experimental and numerical results. These two pheno-
menon are probably due to the non-equilibrium effects which decrease with
increasing the current and decreasing the mass flow rate.

– The higher the air flow rate, the higher the voltage instabilities. Maximum tem-
peratures are similar but the temperature and velocity profiles become narro-
wer.

– For Qair ≥ 0.5 g/s, the jet appears progressively as instable and broadens. Such
behavior for the model indicate that experimental confirmation for the possible
candidate : Kelvin-Helmoltz instability.

In a further work, the development of a NLTE model has to be considered to take
into the high non-equilibrium effects of the plasma torch. The perspective of this pre-
liminary model are also the implementation of a enthalpy flux and a sheath zone at
the electrodes and a better description of the inlet zone. The full anode and inlet zone
with tangential entry will be meshed in order to take into account the real vortex flow.
The laminar flow regime is a strong assumption in our case. The classical turbulence
models has to be evaluated to observe their influence on the arc shape and the voltage
drop.

The restrike mode will also be implemented to simulate the glidarc behavior, hap-
pening for certain values of current and air flow rate. A hot gas column reattachment
process, based on the overcome of a fixed value of the electric field, is considered.

This preliminary work is likely to open the way towards a better understanding of
low current arc discharges which technologies are currently encountering an impor-
tant development in many application fields.

106



CHAPITRE 4 : Modélisation MHD de l’arc plasma en conditions non-réactives

4.2 Injection vortex du gaz plasmagène

Afin de se rapprocher progressivement du système réel, l’injection vortex, plutôt
qu’axiale, a été implémentée dans le modèle. Les équations sont désormais résolues
par Code_Saturne® v2.0.1 afin d’utiliser au mieux le parallèlisme. Dans un premier
temps, la géométrie de la zone d’entrée a été modifiée afin de se rapprocher de la
géométrie expérimentale. L’injection vortex a d’abord été étudiée d’un point de vue
hydrodynamique, avant d’être couplée dans le modèle MHD. Néanmoins, dans le mo-
dèle MHD, un décrochage du pied d’arc est observé dans ces conditions. Le modèle
ne pouvant donc pas supporter la même vorticité qu’expérimentalement, un profil
vortex, permettant de choisir la vorticité de l’écoulement à l’entrée, a été implémenté
afin de déterminer la vorticité limite pouvant être appliquée au modèle.

4.2.1 Modélisation de la géométrie de la zone d’entrée

Description du modèle

La géométrie réelle de la zone d’entrée, excepté la partie où l’on injecte la vapeur
d’eau, a été modélisée. Cette zone d’injection en eau n’a pas été considérée dans ce
modèle car, d’une part le débit de vapeur d’eau est faible comparativement à l’injec-
tion en azote, et d’autre part on ne considère dans ce modèle que l’injection d’air. Le
maillage est représenté sur la fig. 4.22. Il reprend le maillage de la partie précédente à
laquelle a été jointe la géométrie de la zone d’entrée. L’injection est désormais tangen-
tielle. Avec la zone d’entrée, le nombre de mailles hexaédriques est désormais de 364
160. Hormis le maillage, le modèle est identique en tous points au modèle à injection
axiale.

FIGURE 4.22: Maillage global incluant la zone d’entrée de la torche plasma.

La vorticité d’un écoulement est déduite du rotationnel du vecteur vitesse et est
exprimée en rad/s. Néanmoins, pour des raisons mathématiques, ce paramètre n’est
pas suffisant et on préfère définir la vorticité par le nombre de Swirl (ou Swirl num-
ber), S, qui est couramment utilisé pour définir l’intensité d’un écoulement à swirl. Il
a été défini par Chigier et Beér en 1964 [196] comme :
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S0 = Gφ
RGz

(4.12)

avec Gφ (kg.m.s−2) le flux de quantité de mouvement tangentielle, Gz (kg.m2.s−2) le
flux de quantité de mouvement dans la direction de propagation et R le rayon. Ainsi,
plus S est élevé, plus le swirl est considéré comme fort.

Pour des valeurs de Reynolds comprises entre 300 et 6000, connaissant les diffé-
rentes composantes de la vitesse, et négligeant le terme de pression (dépendant de la
géométrie), le nombre de Swirl peut être approximé par [197] :

S0 =
∫ R

0 uwr
2 dr

R
∫ R
0 w

2r dr
= 2

3
u

w
(4.13)

On considère ici les composantes moyennes de l’écoulement. Cette formulation a
l’avantage d’être une relation linéaire du ratio entre la vitesse tangentielle et la vitesse
axiale. Cette relation a été confirmée expérimentalement par les auteurs. Dans notre
cas, nous normaliserons le nombre de Swirl par rapport à un écoulement à swirl de
2/3 afin d’obtenir une définition très simple du nombre de Swirl :

S = u

w
(4.14)

Etude hydrodynamique de l’injection vortex

Dans un premier temps, on s’intéresse à l’établissement de l’écoulement vortex
dans la torche, sans plasma. Ce calcul, relativement simple, relève donc uniquement
de l’écoulement hydrodynamique. ρ est constante car le modèle est incompressible et
aucune source thermique n’est mise en jeu. Les électrodes sont considérées comme
des parois. Le débit d’air en entrée est fixé à 0,32 g/s. Pour comparer avec les résultats
du modèle MHD, une rampe de montée en vitesse est également paramétrée.

La fig. 4.23 présente les lignes de courant de la vitesse en injection vortex. On ob-
serve que l’écoulement vortex est bien établi dans la zone d’entrée et dans la tuyère
mais que celui-ci est brisé en zone post-décharge et devient turbulent. On peut éga-
lement observer l’enroulement des lignes de courant préférentiellement sur les bords
de la tuyère. De plus, on peut observer une zone de recirculation en sortie de tuyère
propice à l’attachement du pied d’arc cathodique.

On remarque sur la Fig. 4.24 que l’écoulement vortex provoque un gradient radial
de pression dans la tuyère, qui plaque l’écoulement contre les parois de la tuyère par
effet centrifuge. La zone de dépression au centre est favorable à l’obtention de la sta-
bilité de l’arc par vortex. Cette figure montre aussi que le goulet d’étranglement en
entrée de tuyère provoque une augmentation de la pression d’une centaine de mbar.
Cependant, la zone de recirculation en sortie ne correspond pas à une zone de dé-
pression très marquée, qui serait encore plus favorable à l’accroche du pied d’arc.

Trois sondes numériques ont été positionnées à des endroits clés de la torche. Elles
permettent de nous donner des informations sur les 3 composantes de la vitesse en
ces points. Les trois sondes sont dans un plan de normale O~x. La première a été po-
sitionnée dans le goulet d’étranglement, la deuxième dans la tuyère après le goulet
d’étranglement et proche de la paroi, et la troisième proche de la sortie de tuyère,
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FIGURE 4.23: Lignes de courant de la vitesse, colorées par la norme du vecteur vitesse, montrant
la vorticité de l’écoulement dans l’ensemble de la torche avec une entrée d’air tangentielle.

FIGURE 4.24: Représentation de la pression absolue dans la torche.
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également proche de la paroi. Une représentation graphique de ces trois sondes est
donnée sur la fig. 4.25.

FIGURE 4.25: Position des trois sondes numériques (•).

L’évolution du nombre de Swirl en fonction du temps pour les sondes 1, 2 et 3
est montrée sur la fig. 4.26. Le goulet d’étranglement provoque une forte diminution
de la vorticité de l’écoulement qui passe de S proche de l’infini à S proche de 1,5 au
niveau de l’étranglement. Le fluide est fortement accéléré axialement dans cette zone
par la surpression en entrée, où la norme maximale du vecteur vitesse atteint environ
50 m/s. Le swirl augmente ensuite légèrement car la vitesse axiale diminue lorsque
le fluide sort du goulet d’étranglement. On peut aussi s’apercevoir que la vorticité
diminue le long de la tuyère. Cet effet est probablement dû aux forces de frottement
sur les parois. Enfin, on peut constater que le vortex met environ 12 ms pour à s’établir
dans la tuyère.
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FIGURE 4.26: Nombre de swirl en fonction du temps pour les 3 sondes numériques.
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Etude Magnétohydrodynamique en injection vortex

Comme on l’a vu précédemment, la valeur de S correspondant à la vorticité expé-
rimentale dans la tuyère, c’est-à-dire, celle que va subir l’arc, est comprise entre 1 (en
sortie de tuyère) et 2 (en entrée de tuyère). L’évolution de l’arc dans ces conditions (I
= 400 mA et Qair = 0.32 g/s) est montrée sur la figure 4.27.

FIGURE 4.27: Evolution de l’arc plasma avec une entrée tangentielle. Iso-température à 3200 K.
Qair = 0,32 g/s. I = 400 mA.
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Lorsque le vortex commence à s’établir dans la torche, la base de la colonne suit le
mouvement de l’écoulement et prend une forme hélicoïdale. L’arc devient donc très
perturbé mais le modèle arrive à réguler le courant tant que l’arc n’est pas trop étiré
(cf. fig. 4.28). Lorsque l’arc atteint le bout de la tuyère, bien que celui-ci augmente sa
tension pour se maintenir, la perturbation devient trop grande pour que l’arc puisse
se maintenir, et alors il se désamorce (à t = 4,4 ms). Néanmoins, il arrive parfois que le
pied d’arc se rattache seul à la cathode (e.g. pour t = 3,3 ms), mais, dans ces conditions,
il finit toujours pas se désamorcer. La vorticité est donc un paramètre prédominant
de la stabilité du modèle. On comprend bien ici l’intérêt du « restriking », qui sera
présenté dans la section suivante, afin de pouvoir augmenter le swirl tout en forçant
l’arc à se rattacher. Dans le but de maintenir l’arc, le pas de temps a été baissé à 1
µs, le débit divisé par 2, et le courant augmenté jusqu’à 1 A. Néanmoins, malgré ces
différentes approches, il ne nous a pas été possible de faire converger le modèle dans
de telles conditions. Pour surmonter cette difficulté, nous revenons donc en arrière
en imposant un profil vortex en entrée qui nous permet de faire varier la vorticité de
l’écoulement à des valeurs inférieures de celles observées expérimentalement.
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FIGURE 4.28: Evolution de la tension et du courant de l’arc en fonction du temps. Injection
vortex. Qair = 0,32 g/s. I = 400 mA.

4.2.2 Définition d’un profil d’injection vortex en entrée

Face aux difficultés rencontrées pour mettre en œuvre un calcul avec la vorticité
réelle, on impose en entrée des conditions aux limites moins brusques pour la vorti-
cité. Un profil vortex est donc imposé en entrée. La géométrie précédente, entrainant
une trop forte vorticité de l’écoulement, n’est plus considérée dans cette partie. La
géométrie est celle de la première section de ce chapitre.

Description du modèle

Le modèle est le même que dans la première partie du chapitre en injection axiale
(hypothèses, système d’équations, géométrie, conditions aux limites) sauf pour les
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conditions aux limites pour les 3 composantes de la vitesse en entrée. Le profil vortex
est défini, dans le système cartésien, par un profil parabolique de la forme [110] :

u = −γ ∗ (α2 − (r − β)2)
β2 × sin(θ) (4.15)

v = γ ∗ (α2 − (r − β)2)
β2 × cos(θ) (4.16)

w =
√
‖~V ‖2 − u2 − v2 (4.17)

avec r la distance par rapport à l’origine du point considéré, θ l’angle qui permet de
repérer le point considéré, γ un coefficient multiplicateur permettant de faire varier
la vorticité de l’écoulement, et :

α = Ra −Rc
2 (4.18)

β = Ra +Rc
2 (4.19)

avec Ra et Rc les rayons de l’anode et de la cathode, respectivement.
Dans un premier temps, on fixe des conditions d’entrée moins brusques que dans

le précédent c’est-à-dire S = 0,4. Pour cette valeur de S, les vecteurs vitesse sont tracés
en entrée sur la figure 4.29. Comme précédemment, une rampe de montée en vitesse
est fixée pour l’injection d’air.

FIGURE 4.29: Vecteurs vitesse en entrée dans le cas de l’injection d’un profil vortex d’air. S = 0,4.
Qair = 0,32 g/s.

Le pas de temps est maintenu à 10 µs. A titre d’exemple, pour le calcul de 3000 pas
de temps avec un maillage 339 000 cellules, correspondant à un temps numérique de
30 ms, ce cas emploie 8 processeurs (Intel Xeon 5355) cadencés à 2,66 GHz pendant
44 h.
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Influence de l’injection vortex sur l’arc

Afin de comparer avec les résultats numériques du modèle précédent en injection
axiale, les calculs ont été réalisés avec un courant de 400 mA et un débit d’air de 0,32
g/s.

La figure 4.30 montre l’évolution de l’arc en fonction du temps. On constate
que l’arc s’enroule sur lui-même, lui donnant une forme hélicoïdale. Ce phénomène
n’avait pas été observé lors des précédentes études expérimentales. En effet, il n’est
pas possible de visualiser l’arc plasma à l’intérieur de la tuyère qui est une électrode
métallique. Les photographies prises généralement de profil, comme sur la fig. 4.7,
n’avaient pas permis de mettre en évidence ce phénomène.

De précédentes expériences avaient menées à sectionner la cathode et déporter
l’accroche du pied d’arc (cf. fig. 4.31) afin de réaliser des mesures de spectroscopie
d’émission sur la colonne d’arc. La torche utilisée était identique à celle étudiée, mais
le gaz plasmagène était l’azote. Les clichés pris n’avaient pas non plus mis en évidence
ce phénomène, les temps d’exposition étant certainement trop longs.

La fig. 4.32 montre deux clichés pris avec une caméra rapide à 1200 Hz afin d’ap-
préhender ce phénomène hydrodynamique d’enroulement de l’arc, en se plaçant
cette fois, en face de la sortie de la tuyère, avec un léger biais pour ne pas être gê-
ner par le dard plasma. Les conditions de courant et de débit sont identiques entre
le modèle et la figure. Seule la vorticité expérimentale est plus élevée que la vorticité
appliquée au modèle numérique. On peut effectivement apercevoir sur la figure 4.32
un enroulement de l’arc visible en sortie de tuyère, qui confirme la véracité de ce phé-
nomène, bien reproduit par le modèle.

On constate aussi sur la fig. 4.30 que le pied d’arc évolue dans le même plan que le
plan d’amorçage de l’arc. Une fois accroché en bout de tuyère, il reste aussi toujours
dans le même plan, comme dans le cas de l’injection axiale. Les observations expéri-
mentales nous indiquent que le pied d’arc tourne en bout de tuyère. En conséquence,
soit la vorticité, donc les forces hydrodynamiques, est insuffisante pour faire tourner
le pied d’arc, soit des effets numériques intrinsèques au modèle ne permettent pas de
reproduire le mouvement de rotation du pied d’arc observé expérimentalement. De
plus, l’arc est plus enroulé en début de tuyère qu’à la fin. En effet, comme nous l’avons
vu précédemment (§4.2.1), la vorticité est plus importante en début de tuyère. A cet
effet, il doit probablement s’ajouter un effet thermique de dilation du gaz environnant
le plasma qui entraine une baisse de la vorticité.

La fig. 4.33 montre l’évolution de la tension en fonction du temps. La tension
moyenne est désormais plus basse que dans le modèle à injection axiale : 2,17 kV
contre 2,7 kV. Expérimentalement, une tension de 1,9 kV est mesurée. L’injection vor-
tex permet donc de se rapprocher fortement des résultats numériques. Néanmoins, la
nombre de Swirl appliquée au modèle est différent du nombre de Swirl expérimental
(S > 1). L’hypothèse de l’ETL ne semble donc pas être le seul phénomène entrainant
une surestimation de la tension, l’injection et l’écoulement induit semblent égale-
ment en avoir une part non-négligeable.

Pour t < 5 ms, on observe les mêmes instabilités qu’en injection axiale mais une
instabilité supplémentaire est observée à 5 ms. La mise en place de l’écoulement hy-
drodynamique est plus longue dans le cas de l’injection vortex, et l’enroulement de
l’arc provoque cette instabilité additionnelle. Une fois le pied d’arc accroché en bout
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FIGURE 4.30: Evolution de l’arc plasma avec un profil d’injection vortex en entrée. Iso-
température 3200 K. S = 0,4. I = 400 mA. Qair = 0.32 g/s.
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4.2 Injection vortex du gaz plasmagène

FIGURE 4.31: Photographie d’une torche plasma à tuyère sectionnée fonctionnant à l’azote.

FIGURE 4.32: Deux photographies du plasma d’air en sortie de tuyère prises par caméra rapide.
I = 400 mA. Qair = 0.32 g/s.
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FIGURE 4.33: Oscillogramme numérique associé à l’injection d’un profil vortex en entrée. I =
400 mA. Qair = 0.32 g/s. S = 0,4.

de tuyère, l’amplitude des instabilités diminue et se stabilise après 12 ms.
Pour t > 12 ms, la fig. 4.34 montre les fréquences caractéristiques de ce signal nu-

mérique. On observe 3 fréquences principales : 1562, 3027 et 4590 Hz. Ici, la fréquence
d’oscillation n’est plus due à un mouvement de va-et-vient du dard plasma mais à
une fréquence hydrodynamique caractéristique de l’enroulement de l’arc. En effet, la
colonne d’arc s’enroule sur elle-même toutes les 0,66 ms environ, période correspon-
dant à l’inverse de la fréquence caractéristique observée, et à ces harmoniques. On
constate aussi que le signal est beaucoup moins bruité que dans le cas de l’injection
axiale. Néanmoins, sur la vidéo prise par caméra rapide, le pied d’arc tourne mais la
colonne semble immobile. La fréquence de la caméra rapide (1200 Hz) ne permet pas
de capter cette fréquence de rotation supérieure à 1500 Hz. On peut néanmoins éta-
blir la fréquence de rotation du pied d’arc cathodique en sortie de tuyère à environ 32
Hz. Cette fréquence est donc très éloignée de la fréquence caractéristique de rotation
de l’arc sur lui-même. Les deux phénomènes semblent donc découplés. La vitesse de
déplacement du pied d’arc autour de la tuyère peut être estimée à 0,92 m/s.

Les principales caractéristiques intrinsèques du plasma obtenues avec le modèle
à injection axiale sont toujours valides dans le cas de l’injection vortex. En effet, la
température du cœur du plasma est toujours d’environ 5500 K. Le plasma n’ayant plus
de symétrie de révolution, il devient difficile de présenter des profils de température
et de vitesse car ceux-ci seront très dépendants de l’endroit et du moment auxquels
ce profil est tracé.

Pour ce cas, la vitesse du pied d’arc dans la tuyère est d’environ 15,5 m/s. Etant
donné que ce pied d’arc se déplace de façon linéaire comme dans le cas précédent, le
débit et le courant étant identique, sa vitesse de déplacement est équivalente.

L’effet de pointe en bordure de tuyère entraine un champ magnétique de 0,9 mT,
légèrement plus élevé que dans le cas précédent (0,5 mT) mais l’ordre de grandeur
reste identique. Une légère différence est également observée autour du cœur de l’arc
avec un champ magnétique de 0,22 mT contre 0,1 mT précédemment. En effet, dans
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FIGURE 4.34: Transformée de Fourier rapide normalisée de l’oscillogramme numérique après
12 ms. S = 0,4.

le cadre de l’injection vortex, la courbure des lignes de courants provoque le long de
l’arc un champ magnétique induit plus élevé. De plus, le confinement de l’arc doit être
légèrement supérieur en injection vortex et provoque une augmentation de ~J et donc
de ~B. Les forces de Lorentz sont donc également légèrement supérieures (jusqu’à 260
N/m3 contre 120 précédemment).

Influence du courant

Lorsque ce n’est pas précisé par ailleurs, le courant est égal à 400 mA, le débit à
0,32 g/s et S à 0,4.

Comme dans le cas de l’injection axiale, la fig. 4.35 montre que l’augmentation
du courant mène à une diminution de la tension. En effet, l’injection vortex ne peut
modifier cette caractéristique intrinsèque des arcs de faible courant. On remarque sur
la fig. 4.36 que l’écart de chute de potentiel se réduit en augmentant le courant car les
effets hors-équilibre augmentent, mais aussi qu’à 0,5 A, les courbes se croisent, et le
modèle sous-estime donc la tension.

On observe également que les instabilités décroissent avec le courant entre 0,3 et
0,5 A. Pour 0,6 A, on observe une augmentation de l’amplitude des instabilités mais
avec une modification de la forme du signal. Cela se traduit par une modification de
la transformée de Fourier par rapport aux autres valeurs de courant, qui montre une
FFT plus nette comportant une seule fréquence propre et une harmonique (cf. fig.
4.37).

L’augmentation du courant affecte très peu la fréquence de rotation de l’arc sur
lui-même. Un décalage de seulement 100 Hz est observé entre le cas à 300 mA et à
600 mA.
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FIGURE 4.35: Influence du courant sur les oscillogrammes numériques en injection vortex. Qair

= 0,32 g/s. S = 0,4.
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FIGURE 4.36: Comparaison entre les tensions expérimentales et numériques. Qair = 0,32 g/s. S
= 0,4.

119



4.2 Injection vortex du gaz plasmagène

0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20
0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

0.7

0.8

0.9

1
FFT

Frequency(kHz)

A
m

pl
itu

de

0.3 A

0.6 A

FIGURE 4.37: Influence du courant sur les fréquences caractéristiques pour deux cas en injec-
tion vortex. Qair = 0,32 g/s. S = 0,4.

Influence du débit

L’influence du débit, montrée sur la fig. 4.38, nous indique comme précédem-
ment, que l’augmentation du débit entraine une augmentation de la tension moyenne
et des instabilités. Pour un débit de 0.16 g/s, l’arc est très stable car cette faible valeur
de débit n’entraine pas de forme hélicoïdale de la colonne plasma (cf. fig. 4.39). En
revanche, pour un débit d’air de 0,5 g/s, le dard plasma et la colonne plasma sont très
déformés et entrainent, comme en injection axiale pour ce débit, de fortes instabilités.
Néanmoins, pour ce débit de 0,5 g/s, on observe une rotation du pied d’arc en bout de
tuyère. Ce phénomène confirme l’hypothèse que, dans les cas précédents, l’intensité
du swirl était trop faible pour entrainer le pied d’arc, et dément l’hypothèse d’un effet
numérique propre au modèle.
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FIGURE 4.38: Influence du débit sur les oscillogrammes numériques. I = 400 mA. S = 0,4.
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FIGURE 4.39: Iso-température (3200 K) montrant l’influence du débit sur la forme de l’arc. I =
400 mA. S = 0,4.

Les FFT, présentes sur la fig. 4.40, montrent que l’augmentation du débit pro-
voque, quant-à-lui, un fort décalage de la fréquence d’enroulement de l’arc vers les
fréquences plus élevées. A plus fort débit, l’arc tourne donc plus rapidement sur lui-
même. A faible débit, cette fréquence est proche de 0.
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FIGURE 4.40: Transformées de Fourier rapide pour 3 débits d’entrée différents en injection vor-
tex. I = 400 mA. S = 0,4.
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4.2 Injection vortex du gaz plasmagène

Influence de la vorticité

La vorticité de l’écoulement expérimental est supérieure à 1. Nous avons vu, en
modélisant la zone d’entrée de la torche, que le calcul qui est mis en œuvre ne permet
pas à l’arc de se maintenir dans ces conditions. Le but de cette étude est donc de
définir la vorticité maximale à partir de laquelle l’arc ne peut plus s’auto-entretenir.

Tout d’abord, on peut observer sur la figure 4.41 que l’augmentation de la vorticité
entraine une baisse de la tension moyenne, et va donc dans le sens du rapproche-
ment avec les mesures expérimentales. L’augmentation de la vorticité entraine une
augmentation des instabilités, jusqu’à une certaine valeur pour laquelle le signal de
tension change de forme (S = 0,4 dans ce cas). Ce résultat est similaire à celui observé
concernant l’influence du courant.
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FIGURE 4.41: Influence de la vorticité sur les oscillogrammes numériques. I = 400 mA. Qair =
0,32 g/s.

Pour S ≤ 0,2, on n’observe pas de forme hélicoïdale de l’arc. Les fréquences obser-
vées sur la fig. 4.42 proviennent donc du mouvement de va-et-vient du dard plasma.
Pour 0,3≤ S ≤ 0,4, les fréquences observées correspondent à l’enroulement de la co-
lonne plasma sur elle-même. Pour S ≥ 0,5, les effets hydrodynamiques deviennent
trop importants et désamorce l’arc qui ne peut se rattacher. Un signal très bruité et de
forts pics de tension apparaissent.

Le modèle qui est développé dans la partie suivante doit permettre de passer la li-
mite de vorticité de 0,5 observée avec le modèle précédent, afin de se rapprocher de la
vorticité expérimentale (S ≈ 1,5), en forçant l’arc à se rattacher à un endroit déterminé
par une condition de champ électrique. En effet, l’arc ne peut pas se rattacher de lui-
même lorsque le pied d’arc s’est détaché de la cathode. Ce phénomène est le même
que celui qui nous oblige à amorcer le plasma par un canal chaud au premier pas de
temps. Pour éviter ce réattachement forcé, il faudrait décrire avec précision les méca-
nismes d’amorcage complexes dans les zones proches des électrodes [102] : création
d’électrons primaires par émission thermo-électronique ou photo-électronique, zone
de charge d’espace, couche limite cathodique, effet d’avalanche, émission d’électrons
secondaires, effet du rayonnement UV. . .
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FIGURE 4.42: Influence de la vorticité sur les fréquences caractéristiques de la tension I = 400
mA. Qair = 0,32 g/s.

4.3 Reclaquage de l’arc à la cathode

Le phénomène«glidarc» est caractérisé par le reclaquage de l’arc (appelé aussi re-
striking en anglais). Ce phénomène correspond souvent, mais pas toujours, à un rac-
courcissement de l’arc, ou encore à une distance entre l’anode et le pied d’arc catho-
dique plus courte qui est plus favorable thermodynamiquement. Il apparait lorsque la
tension de l’arc atteint une valeur limite définie par les caractéristiques intrinsèques
de l’arc, de l’écoulement, de la géométrie ou encore de la source électrique. Physi-
quement, nous supposons que ce phénomène correspond à un phénomène de type
court-circuit. C’est l’existence d’un champ électrique élevé dans la région située entre
l’arc et l’électrode (cathode) qui va favoriser le passage du courant dans cette zone. Le
positionnement de ce court-circuit est déterminé en comparant le champ électrique
local au champ électrique de claquage.

4.3.1 Description du modèle

La mise en œuvre du calcul est basé sur les travaux de C. Baudry [109, 110] et
C. Chazelas [102, 119]. Ce modèle, qui est présent dans le module arc électrique de
Code_Saturne®, a été adapté à notre cas d’étude.

Dans le modèle, le reclaquage intervient lorsque le champ électrique atteint, en
une cellule du maillage de calcul à l’intérieur de la tuyère, une valeur seuil nommée
Eb (cf. fig. 4.43). Si plusieurs cellules sont détectées, on conserve la cellule où le champ
électrique est maximal. En effet, on considère que, physiquement, le court-circuit a
davantage de probabilité d’apparaitre à cet endroit. On modifie alors les conditions
aux limites sur la cathode pour permettre à l’arc de s’accrocher uniquement sur une
petite zone limitée sur la cathode la plus proche du champ électrique maximal. Pour
cela, lorsque l’on calcule une valeur de champ électrique supérieur à Eb, on modifie
les conditions aux limites pour le potentiel électrique : pendant 30 itérations de cal-
cul, la zone sur laquelle on fixe l’iso-potentiel électrique à la cathode est réduite. On
passe d’une iso-potentielle sur toute la surface cathodique à une iso-potentielle im-
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posée seulement sur une pastille de 1,6 mm de diamètre. Une condition de flux nul
est imposée sur le reste de la cathode. Le passage du courant ne pourra donc s’ef-
fectuer qu’entre l’anode et cette zone limitée sur la cathode. Pour faciliter la mise en
œuvre et assurer la conservation et la continuité du courant, nous imposons, comme
à l’amorçage un canal chaud entre l’anode et la cathode, ce qui permet d’imposer une
conductivité électrique non négligeable dans cette zone qui était non-conductrice au
pas de temps précédent. On interdit à l’arc de s’accrocher dans une zone de 2 mm en
aval de l’anode, où se situe le plan de recalage du courant, et dans une zone de 1 mm
avant la sortie de la tuyère pour éviter que la canal chaud ne sorte de la tuyère.

FIGURE 4.43: Schéma descriptif de la localisation du nouveau point d’accroche du pied d’arc.

Cette partie a fait l’objet de la soumission d’un article dans la revue à comité de
lecture : Journal of Physics D : Applied Physics [198]. Cet article porte le titre : 3D MHD
modelling of low current - high voltage DC plasma torch under restrike mode. L’article
est fourni dans son intégralité en annexe C.

4.3.2 Results and discussion

For this study, we have focused on the comparison with experimental data. The
main parameters used to compare the model and the experiments are the mean vol-
tage and the glidarc appearance frequency. Moreover, experimental photographs al-
low comparing the plasma plume length.

The study has been realized in a typical range of mass flow rate and current al-
lowing the appearance of the glidarc behaviour of the arc. This range is showed on
figure 4.44. The quasi-continuous regime is similar to the takeover mode of high cur-
rent torch defined by a quasi-periodic fluctuation of the voltage drop and the move-
ment of the arc root. The glidarc regime, appearing with low current plasma torches,
has a similar behaviour of the restrike mode of high current plasma torches which is
characterized by high voltage drop amplitude, voltage fluctuations and an unstable
arc motion [96]. The arc initiates at the shortest interelectrode distance where the
electric field is the highest. Then, the arc root slides on the cathode, blown by the in-
let flow until it reached a certain length and extinguishes. The extinction of the arc
is followed by a short circuit upstream where the arc attachment is more favourable.
The filamentary domain corresponds to a streamer-like discharge staying close to the
anode and defined by high frequency (> 2 kHz) [178].

In the parametric study, the current has been varied from 100 to 300 mA and the
mass flow rate from 0.16 to 0.5 gs−1. If not otherwise specified, the reference case is
used : I= 250 mA, Qair = 0.32 gs−1, Eb = 3 kV.mm−1, S = 0.4.
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Determination of Eb value

The Paschen’ law in air at atmospheric pressure and room temperature estimates
the order of magnitude of Eb at 3.6 kV.mm−1 [199]. At 600 K, we can estimate the break-
down voltage to 2.5 kV.mm−1. The Paschen’ law is determined for a static system, wi-
thout flow, in a plate-plate configuration in a dry air. In a real case, the breakdown
voltage can vary significantly with the flow rate, the geometry, the humidity and the
electrodes. In order to determine the most appropriate Eb parameter, an investigation
has been realized on this parameter and then compared to the experimental data. For
I = 250 mA and Qair = 0.32 gs−1, the experimental mean voltage is 1550 V and the gli-
darc frequency 156 Hz. We can observe on figure 4.45 and figure 4.46 that an Eb value
of 3 × 106 V.m−1 is the most appropriate for our study with a mean voltage drop of
1600 V and a glidarc frequency of 202 Hz. This value of Eb will be used in the rest of the
study. The value of Eb can probably be dependent of the mesh quality and will be in-
vestigated in a further study. At this stage of development, we cannot match the exact
glidarc frequency. This is probably a consequence of the non-equilibrium effects and
the absence of anodic and cathodic sheaths.

We can observe on both figures that the higher the Eb, the higher the mean voltage,
but the glidarc frequency passes through a minimum value at Eb = 3 kV.mm−1. Indeed,
below 3 kV.mm−1, the higher Eb, the lower the glidarc frequency, because the arc needs
more time to reach the critical electric field value. Above 3 kV.mm−1, another pheno-
menon appears. The new arc root attachment is more downstream as shown on figure
4.47. The breakdown no longer appears close to the tip electrode but in the middle of
the nozzle. As a result, the voltage drop is lower, the new breakdown appears sooner,
and the mean voltage drop is higher. This highlights the fact that the arc attachment
is not necessarily appearing at the shortest interelectrode distance but can depend on
the arc shape or charge accumulation, for example.
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FIGURE 4.45: Influence of Eb on glidarc frequency. I = 250 mA. Qair = 0.32 g.s−1.
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FIGURE 4.46: Influence of Eb on mean voltage drop.
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FIGURE 4.47: Mean axial position of the new arc root in function of Eb.

Results for the reference case : I = 250 mA, Qair = 0.32 gs−1, Eb = 3 kV.mm−1

This section shows results for a typical operating point and the comparison with
quantitative and qualitative experimental results. This section points also out the
main differences between the vortex and axial injection developed in a previous mo-
del [182].

Figure 4.48 shows the experimental and numerical oscillograms for the reference
case. We can notice that the numerical glidarc frequency is a little higher than in the
experimental case, as seen in the previous section. The voltage shapes are similar for
the experimental and numerical data with instabilities during the stretching of the arc
and a very sharp voltage drop when the arc breaks.

FIGURE 4.48: Experimental and numerical voltage vs. time. I = 0.25 A. Qair = 0.32 gs−1.

Figure 4.49 shows a photograph taken with a fast video camera and figure 4.50
shows the arc shape for an iso-temperature of 3000 K. Before breaking up, the plasma
arc is attached to the cathode tip and the plasma plume length measures few centi-
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metres. The model shows good consistency with the experimental data. We can also
notice that the arc column has a helical shape in the nozzle. This phenomenon has
been confirmed by fast camera video (cf. figure 4.49, right side). In the nozzle, the
magnetic field is very low (< 1 mT) and does not constrict enough the arc column as
in the high current DC plasma torch which are usually very stable. Thus, the arc co-
lumn follows the vortex flow shape in the nozzle and leads to the helical shape. The
rotating frequency of the arc column, based on the fast Fourier transform (FFT) of the
oscillogram, is 1.5 kHz.

FIGURE 4.49: Fast camera photograph of the plasma arc at the tip of the nozzle. Left : side view.
Right : Front view. I = 0.25 A. Qair = 0.32 gs−1.

FIGURE 4.50: Iso-temperature (3000 K) just before breakdown. t = 16 ms. I = 0.25 A. Qair = 0.32
gs−1.

We do not observe the rotation of the arc root at the cathode tip as it is the case ex-
perimentally. After the new arc root appears, the arc root slides along the cathode (the
axial position being highly correlated with the voltage) in the same radial plane. This
is probably due to the lower swirl intensity applied at the inlet of the numerical mo-
del (around 1.5 experimentally), because above 0.5, the model convergence cannot
be sustained.

The electric field distribution is shown on figure 4.51 before the arc breakdown.
One observes that the electric field is higher than 3 kV.mm−1 before breakdown close
to the anode where the tip effect is the highest. However, the arc is not allowed to break
at this location to not influence the z-normal plane where the current is calculated (z
= 2 mm). After the breakdown occurring, we observe on figure 4.52 the 6000 K hot
channel which connects the fringes of the arc column to the cathode. The previous
arc is extinguished quickly.

The additional energy imposed by the hot channel can be estimated to only 0.4 %
on one period of the total energy dissipated by the plasma. Therefore, this low amount
of energy does not disturb significantly the hydrodynamic of the arc.
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FIGURE 4.51: Electric field distribution before breakdown in a radial cross section.

FIGURE 4.52: Iso-volume (2000 to 6000 K) colored by temperature showing a new arc attach-
ment just after the 30 time steps where the hot channel is imposed.
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4.3 Reclaquage de l’arc à la cathode

Influence of the current

The influence of the low current applied is shown on figure 4.53 and figure 4.54 in
terms of glidarc frequency and mean voltage drop. Concerning the glidarc frequency,
the results are very close from experimental data and the trends are similar under 250
mA. For 300 mA, the point does not follow the experimental trend. For this specific
point, the mean axial position of breakdown is higher than the other cases (13 mm).
We can observe experimentally that the higher the current, the lower the glidarc fre-
quency. For I = 300 mA, the experimental glidarc frequency is very low because we are
close to the glidarc - quasi-continuous transition.
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FIGURE 4.53: Influence of the electrical current on the glidarc frequency. Qair = 0.32 gs−1.
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FIGURE 4.54: Influence of the current on the mean voltage drop. Qair = 0.32 gs−1.

On figure 4.54, even if the model shows a fair estimation of the mean voltage drop
between 150 and 250 mA, the trends are inverted and the model does not offer a good
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prediction. One of the possible explanations is : experimentally, for I = 100 mA, we
are very close to transition to the filamentary regime which has a higher mean vol-
tage and explains the higher value. For I > 250 mA, the glidarc frequency discrepancy
between experimental and numerical results becomes high (about 4). The numerical
glidarc frequency, being higher, leads to a lower mean voltage as seen before. On the
other hand, the low experimental glidarc frequency leads to longer arc column and
therefore to a higher voltage before breaking down.

On figure 4.55, the experimental photographs show that under 200 mA, the arc
plume stays in the nozzle. For I = 200 mA, the arc plume goes out slightly like in the
model and over 200 mA, the arc plume is around 20 mm long. The model estimates
pretty well the arc length. For I = 300 mA, we observe experimentally that there is a
unique arc root but several streamer-like arcs connecting the arc root to the arc co-
lumn, which cannot be observed in the model.

FIGURE 4.55: Photographs of the plasma plume at the nozzle tip (left) and corresponding nu-
merical plasma length (right) at the time step before breakdown in function of current.
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4.3 Reclaquage de l’arc à la cathode

Influence of the mass flow rate

Figure 4.56 shows fair trend correlation of the glidarc frequency for a mass flow
rate between 0.29 and 0.4 gs−1. Under 0.29 gs−1, the arc no longer breaks because the
Eb parameter is probably overestimated on this range. Over 0.29 gs−1, the arc breaks
close to the anode and the higher the air mass flow rate, the higher the glidarc fre-
quency. The flow stretches the arc quicker, and the critical is reached sooner leading
to the increase of the frequency. Over 0.4 gs−1, the experimental data tends to the fila-
mentary regime defined by other frequencies. However, on figure 4.57, we can observe
that the model matches well the mean voltage drop in the whole range.
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FIGURE 4.56: Influence of the air mass flow rate on the glidarc frequency. I = 250 mA.
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FIGURE 4.57: Influence of the air mass flow rate on the mean voltage drop. I = 250 mA.

Looking at the mean voltage trend vs. mass flow rate, we can infer that the plasma
plume length decreases with the mass flow rate. This is confirmed by experimental
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photographs shown on figure 4.58. This phenomenon is well-known and is due to
the Reynolds number which increases with the flow velocity. The laminar plasma di-
scharges are usually longer than turbulent ones. We also observe that for low mass
flow rates, the plasma column is very stable does not have a helical shape.

FIGURE 4.58: Photographs of the plasma plume at the nozzle tip (left) and corresponding
plasma length (right) at the time step before breakdown in function of the air mass flow rate.

Even if the LTE is assumed, the model shows good agreement because the Eb pa-
rameter is calibrated on experimental data. With a non-equilibrium model, this value
of Eb will probably be different.

4.3.3 Conclusions and perspectives

A previous MHD model operating with a very low current has been modified to
take into account the inlet vortex profile and the restrike mode behaviour. First, a
critical breakdown electric field of 3 kV.mm−1 supplies good correlation with experi-
mental data in terms of mean voltage drop and glidarc frequency. For a reference case
(I = 250 mA, Qair = 0.32 gs−1), the results show a helical shape of the arc column due to
the vortex injection. The rotation frequency of the arc column is around 1500 Hz and
leads to instabilities in the numerical voltage oscillograms. Fast camera photograph
have confirmed the helical shape of the arc column inside the nozzle. The magnetic
field is too low to constrict the arc column which follows the flow shape. The model
estimates well the plasma plume length.

Then, a parametric study has been realized on current and mass flow rate and
shows fair correlation with experimental data for the predicted glidarc frequency and
mean voltage drop, except in the case of the mean voltage drop vs. current.

In a further stage of development of our model, a non-LTE will be considered to
simulate the non-equilibrium effects in low current DC plasma torches. It has been
demonstrated by Trelles et al that with a non-LTE, no reattachment process is nee-
ded to simulate the steady and/or takeover mode [120] but it will be required for the
restrike mode to get more accurate results [96].
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4.4 Conclusion du chapitre

Influence de la vorticité

Malgré le modèle de reclaquage mis en place dans cette section, il ne nous a pas
été possible d’augmenter la vorticité de l’écoulement au-delà de 0,5. En effet, lorsque
S > 0,5, la colonne plasma devient très perturbée et s’enroule très rapidement sur
elle-même tout en restant confinée proche de la cathode (similaire à la fig. 4.27 à t
= 5 ms). Le modèle de reclaquage atteint donc sa limite dans le sens où (i) il faudrait
redéfinir le canal chaud pour que celui-ci atteignent bien systématiquement la co-
lonne plasma (ii) il faudrait conserver la continuité du courant pendant plusieurs pas
de temps pour stabiliser le reclaquage (30 actuellement), or le mouvement rapide et
la déformation importante de la colonne ne permettent pas actuellement de rem-
plir systématiquement ces deux critères. Une perspective d’amélioration du modèle
pourrait être d’abaisser le nombre de pas de temps nécessaire à la stabilisation de la
décharge et de diminuer le pas de temps lors du claquage afin de limiter le mouve-
ment de la colonne d’arc.

4.4 Conclusion du chapitre

Malgré les difficultés rencontrées lors de la mise en œuvre du modèle notamment
concernant la stabilité de l’arc, un modèle MHD d’un arc de faible courant a pu être
mis en place avec le logiciel de CFD Code_Saturne®. Ce modèle, développé en com-
mencant par une injection axiale des gaz, a été enrichi afin de prendre en compte
l’écoulement vortex des gaz et le phénomène de reclaquage à la cathode. Néanmoins,
des hypothèses fortes comme l’équilibre thermodynamique local et la non-prise en
compte des phénomènes complexes aux électrodes ont dû être faites.

Le modèle 3D MHD en injection axiale a permis d’obtenir un certain nombre d’in-
formations sur les propriétés intrinsèques de l’arc plasma dans nos conditions opéra-
toires. Ce modèle MHD a montré, dans le cas de l’injection axiale d’air pour un débit
de 0,32 g/s et un courant de 400 mA, un déplacement linéaire du pied d’arc avec une
colonne d’arc très stable. Le cœur de l’arc atteint une température de 5500 K. Le pied
d’arc vient s’accrocher en bout de tuyère comme observé expérimentalement. Le pied
d’arc est plus lumineux expérimentalement car le modèle ne tient pas compte des va-
peurs métalliques émises par les électrodes et de la gaine cathodique qui peuvent
entrainer un fort rayonnement. Le diamètre de l’arc est semblable aux observations
expérimentales. Le soufflage de l’arc entraine une augmentation de sa longueur et
donc de sa tension. Son étirement brutal induit, peu de temps après sa création, des
instabilités numériques. Une fois accroché en bout de tuyère, sa tension se stabilise
autour de 2,5 kV avec une fluctuation régulière de fréquence 1,85 kHz. Ces fluctua-
tions sont proches de celles observées expérimentalement qui varient entre 0,5 et 3
kHz. En revanche, la tension est surestimée en partie à cause probablement de l’hy-
pothèse de l’ETL.

Une étude de sensibilité sur le courant et le débit ont ensuite été réalisée. L’aug-
mentation du courant entraine une augmentation de la température au cœur de l’arc
et un cœur d’arc élargi. L’augmentation du courant engendre également une diminu-
tion de la tension et une réduction de l’amplitude des instabilités, phénomène ob-
servé expérimentalement. L’augmentation du débit mène, quant-à-elle, à une éléva-
tion de la longueur de l’arc et donc de sa tension mais aussi une augmentation des
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instabilités. Dans ce cas, le profil de température rétrécit car l’énergie dégagée est
transportée par le flux de gaz.

Le modèle en injection vortex a montré que l’arc plasma a une forme hélicoïdale à
l’intérieur de la tuyère. Cette forme a été confirmée par des vidéos prises par caméra
rapide. L’injection des gaz a également une forte influence sur la tension aux bornes
de l’arc. L’injection vortex permet en effet de se rapprocher des valeurs mesurées ex-
périmentalement. La fréquence d’enroulement de l’arc sur lui-même devient la fré-
quence dominante des oscillogrammes numériques. Les autres observations réalisées
avec le modèle en injection axiale restent valables.

Une étude de sensibilité sur le courant et le débit ont là aussi été réalisées, mais
également sur la vorticité de l’écoulement en entrée. Elles ont montré que l’augmen-
tation du courant affecte peu la fréquence de rotation de l’arc. L’écart de tension avec
les expérimentations se réduit en augmentant le courant jusqu’à la sous-estimation
de la tension par le modèle numérique. L’augmentation du débit entraine une aug-
mentation de la fréquence de rotation de la colonne plasma. Pour de forts débits, l’arc
est très déformé mais l’on peut observer dans ce cas une rotation du pied d’arc. Le
modèle d’arc, tel qu’il est aujourd’hui, ne peut résister qu’à un nombre de swirl infé-
rieur à 0,5. Les fréquences caractéristiques sont celles du mouvement du dard plasma
en dessous de 0,2 et celles de la rotation de la colonne d’arc au dessus. Ce modèle à
injection tangentielle d’air possède donc 2 limites majeures : il n’est pas possible de
reproduire la vorticité expérimentale sans désamorcer l’arc et la rotation du pied d’arc
n’est observée que pour des fortes valeurs de débit.

Le modèle de reclaquage mis en place a permis de modéliser le phénomène gli-
darc de la torche à courant continu intervenant dans certaines conditions de courant
et de débit. Les résultats montrent une très bonne concordance avec le comporte-
ment de l’arc, les fréquences de claquage et les tensions moyennes mesurées expé-
rimentalement. Néanmoins, ce modèle n’a pas permis d’augmenter la vorticité à des
valeurs supérieures à celles du modèle sans reclaquage.
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CHAPITRE 5

Modélisation du reformage du gazole
assisté par plasma

La modélisation permet de comprendre les phénomènes physico-chimiques, sou-
vent complexes, intervenant dans la torche de reformage. De plus, la modélisation
permet de prédire le comportement du système à moindre coût ou dans des plages
impossibles à étudier expérimentalement. Le choix de la molécule représentative du
gazole s’est porté sur le n-heptane (cf. § 1.5.1) pour l’ensemble des modèles présentés.

Un modèle 3D hydrodynamique non-réactif développé sous Fluent nous a permis
tout d’abord d’estimer puis de diminuer, à l’aide d’une approche empirique, les pertes
de charge à l’entrée de la torche plasma, point clé de l’application embarquée sur vé-
hicule. Un modèle thermodynamique est ensuite présenté afin de définir les résul-
tats optimaux pouvant être atteints. Un modèle cinétique 1D hétérogène à plusieurs
étapes, basé sur l’association de plusieurs modèles de réacteur, est détaillé. Le plasma
est représenté comme une source de chaleur dans un volume confiné. Un modèle
CFD 2D axisymétrique couplé à la cinétique chimique, représentant l’ensemble du
réacteur et de la post-décharge, permet d’étudier les phénomènes hydrodynamiques
et leurs interactions avec la cinétique chimique. Une comparaison de ces trois mo-
dèles avec les résultats expérimentaux du chapitre 3 a été réalisée.

5.1 Modélisation 3D de la zone d’entrée : application à la di-
minution des pertes de charge du système

Comme nous l’avons vu précédemment, l’oxydation partielle du gazole présente
de meilleures performances que le reformage par les GE. Néanmoins, le coût par vé-
hicule d’une pompe à air étant prohibitif, il est préférable de réaliser le reformage du
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5.1 Modélisation 3D de la zone d’entrée : application à la diminution des pertes de
charge du système

gazole avec des GE. Sans pompe à air, les pertes de charge d’un tel système deviennent
donc un point clé de l’application de purge d’un NOx trap, pour ne pas influer sur
le fonctionnement du moteur. Le turbocompresseur, présent en amont, absorbe une
forte partie de la détente des gaz d’échappement. Il n’est donc pas possible de créer de
surpression à l’entrée de la torche plasma. Après le turbocompresseur et l’ensemble
des autres éléments de dépollution, comme le DOC, la surpression disponible devient
très faible en bout de ligne d’échappement. Elle est de l’ordre de la centaine de mbar.

Le but de cette étude est de déterminer l’ordre de grandeur des pertes de charge
de la torche plasma pour déterminer sa viabilité à bord d’un véhicule. Un nouveau
design de la zone d’entrée de la torche est proposé afin de diminuer ces pertes de
charge.

5.1.1 Présentation du modèle

Un modèle 2D ne peut pas modéliser les pertes de charge avec suffisamment de
précision du fait de la forte vorticité de l’écoulement. Le modèle 3D mis en place mo-
délise uniquement l’entrée de la torche (les deux premiers centimètres) où l’essentiel
des pertes de charge est situé. Le modèle 2D axisymétrique (cf. §5.4.3) montre que
la chimie n’intervient pas à l’entrée de la torche à cause des faibles températures,
insuffisantes pour déclencher les réactions de reformage. Ainsi, on obtient un mo-
dèle 3D fluide classique inerte sans chimie additionnelle. Les espèces sont injectées
à 573 K avec la même composition que lors de l’étude expérimentale (cf. tab. 3.3)
afin de prendre en compte les propriétés réelles du gaz (densité, chaleur spécifique,
viscosité. . .), mais les réactions chimiques ne sont pas considérées. Les équations de
Navier-Stokes sont résolues à l’aide du logiciel de CFD Fluent v. 13.0.

5.1.2 Maillages et conditions aux limites

La zone fluide est basée sur la zone d’entrée du réacteur plasma (cf. figure 5.1).
Elle possède une symétrie plane due aux deux tuyaux de gaz de diamétralement op-
posés. Une approche empirique nous a amené à supprimer les singularités en effec-
tuant des modifications mineures dans le but de diminuer les pertes de charge à l’en-
trée de la torche. Une géométrie optimisée est proposée. Les bords ont été arrondis
au niveau du rétrécissement et au niveau de la céramique de l’électrode pointe. Les
deux maillages comportent environ 140 000 cellules et sont montrés sur la fig. 5.2. Les
conditions aux limites du modèle 3D sont présentées dans le tableau 5.1.
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FIGURE 5.1: Zone fluide du modèle 3D.

FIGURE 5.2: Maillages de la géométrie actuelle du réacteur (à gauche) et de la géométrie opti-
misée (à droite). Modèle 3D non-réactif.

TABLEAU 5.1: Conditions aux limites du modèle 3D.

Variables Entrée Sortie Mur

~V (m/s) u
∂~V

∂~n
= 0 ~0

T (K) 573 K
∂T

∂~n
= 0 ∂T

∂~n
= 0

P (Pa)
∂P

∂~n
= 0 1.013× 105 ∂P

∂~n
= 0

k (m2/s2) ki
∂k

∂~n
= 0 0

ε (m2/s3) εi
∂ε

∂~n
= 0 0

Xi Xi
∂Xi

∂~n
= 0 0
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charge du système

5.1.3 Estimation et optimisation des pertes de charge à l’entrée de la torche

La fig. 5.3 montre le champ de pression dans l’entrée de la torche. Les grandients
de pression sont essentiellement radiaux comme nous l’avions vu dans le §4.2.1. Le
tableau 5.2 donne les pertes de charge des deux géométries pour les deux points de
fonctionnement. La géométrie actuelle, montée sur le banc expérimental, entraine
une perte non-négligeable en entrée de torche dans les deux points de fonctionne-
ment. Le premier point de fonctionnement possède des pertes de charge plus impor-
tantes que le point de fonctionnement à faible charge car le débit est plus élevé. En
effet, les pertes de charge varient avec le carré de la vitesse du fluide, et donc du débit
dans notre cas. Ces pertes de charge sont dues au rétrécissement important en entrée
de la torche qui provoque une élévation importante de la vitesse d’entrée, environ 60
m/s.

La géométrie optimisée permet de diminuer ces pertes de charge de 10 à 25 %. Une
étude plus poussée devra donc être menée pour en déterminer la géométrie optimale
de la zone d’entrée en prenant soin que cette géométrie n’affecte pas le comporte-
ment du plasma.

FIGURE 5.3: Pression statique dans le domaine fluide pour le point de fonctionnement à forte
charge. A gauche : géométrie actuelle. A droite : Géométrie optimisée.

TABLEAU 5.2: Pertes de charges dans les 2 points de fonctionnement et pour les 2 géométries.

Géométrie Point de fonctionnement ∆P (mbar)

Actuelle Forte charge 153
Actuelle Faible charge 111

Optimisée Forte charge 138
Optimisée Faible charge 88
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5.2 Modélisation thermodynamique

5.2.1 Présentation du modèle

Le modèle thermodynamique est basé sur la minimisation de l’enthalpie libre de
Gibbs. Les hypothèses de ce modèle sont un réacteur infini et adiabatique, un mé-
lange parfait des réactifs et une application uniforme de la puissance plasma. La pres-
sion est considérée constante à 1 bar. Connaissant la composition initiale des gaz, la
température initiale et la pression, l’enthalpie initiale est évaluée. La température ini-
tiale est de 573 K et la pression du réacteur est de 0,1 MPa. L’enthalpie finale du mé-
lange est la somme de l’enthalpie initiale et de l’enthalpie du plasma. La composition
à l’équilibre thermodynamique et la température sont calculées à partir de l’enthalpie
finale. Les calculs ont été réalisés à l’aide du module EQUIL de Chemkin II [128].

Ce modèle permet d’obtenir les valeurs du rendement énergétique maximal pou-
vant être atteint en fonction des paramètres d’entrée. Pour les deux points de fonc-
tionnement, nous avons fait varier le rapport O/C afin de déterminer les tendances
des maxima. Comme lors de l’étude expérimentale, la variation de O/C est réalisée en
faisant varier le débit de carburant, le débit de gaz d’échappement restant fixe. Nous
rappelons également que le ratio O/C est le rapport entre le nombre d’atomes d’oxy-
gène de l’air sur le nombre d’atomes de carbone du carburant. La composition des
gaz d’échappement pour les 2 cas est la même que lors de l’étude expérimentale (cf.
tab. 3.4).

5.2.2 Influence du ratio O/C

La puissance injectée est basée sur la puissance réelle dissipée par le plasma, mon-
trée sur la fig. 3.16 afin d’obtenir le rendement maximal pouvant être obtenu expéri-
mentalement. La puissance dissipée est comprise entre 700 et 760 W dans le premier
point de fonctionnement, et entre 580 et 685 W dans le deuxième.

La fig. 5.4 montre que, pour les deux points de fonctionnement, le rendement
énergétique est maximal pour O/C = 0,8. Pour cette valeur, le rendement énergétique
atteint 86 % à forte charge et 92 % à faible charge. Pour le second point de fonction-
nement, le maximum est situé à la stœchiométrie du n-heptane avec l’oxygène pro-
venant de O2, CO2 et H2O. En revanche, à forte charge, ce n’est plus le cas. En effet, la
température d’équilibre thermodynamique devient trop faible (900 K), le n-heptane
n’est plus complètement oxydé et entraine une forte production de CH4.

On peut constater sur la fig. 5.5 que pour un rapport O/C égal à 1, on peut atteindre
une fraction molaire humide de 25 % de gaz de synthèse à forte charge contre 40 % à
faible charge.

5.3 Modélisation cinétique 1D hétérogène

Ce modèle a été développé lors de travaux précédents [3, 4] pour l’étude du re-
formage de l’essence en vue de l’alimentation d’une pile à combustible. Ces travaux
ont fait l’objet de la publication d’un article dans la revue à comité de lecture Energy
& Fuels pour le reformage du n-octane (modélisant l’essence SP95) [148] fourni en
Annexe D. Ce modèle a été adapté pour l’application de purge d’un NOx trap.
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FIGURE 5.4: Rendement énergétique et température d’équilibre thermodynamique en fonction
de O/C pour le point de fonctionnement à forte charge (à gauche) et à faible charge (à droite).
Modèle thermodynamique.
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FIGURE 5.5: Fractions molaires humides de sortie en fonction de O/C pour le point de fonction-
nement à forte charge (à gauche) et à faible charge (à droite). Modèle thermodynamique.
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Les arcs à faible courant sont fortement hétérogènes. Ce modèle a donc pour vo-
cation de modéliser de façon simplifiée ce phénomène en distinguant la zone dite
« chaude », où est présent le plasma, de la zone dite « froide », où passent les gaz
environnant le plasma.

5.3.1 Présentation du modèle

Ce modèle 1D multi-étapes est schématisé sur la figure 5.6. La zone plasma est
considérée comme un réacteur de volume fini et adiabatique, où la puissance élec-
trique est injectée uniformément dans tout le volume. La zone froide ne subit aucune
modification. Les gaz sortants de la zone chaude sont mélangés à ceux de la zone
froide dans la zone dite de mélange. Les réactifs évoluent ensuite dans un réacteur de
type piston adiabatique, représentant la post-décharge.

Réactifs
Température

Débit massique
Composition du reformat
Température

α

1 - α

PSR

PFR

Mélange 
parfait et 

instantanné

Puissance électrique

FIGURE 5.6: Diagramme représentant le principe du modèle cinétique 1D décrivant la torche
plasma à faible courant.

Ce modèle considère les hypothèses suivantes :
– Seule une fraction des gaz passe dans le plasma.
– Il n’y a pas de transfert de masse entre les zones chaude et froide.
– Les gaz issus des deux zones sont instantanément et homogènement mélangés.
– Les réacteurs sont adiabatiques.

Ce modèle cinétique 1D a été développé sous Fortran en utilisant les modules PSR et
SENKIN de Chemkin II [128].

La zone chaude est modélisée par un réacteur PSR (Perfectly Stirred Reactor : Ré-
acteur parfaitement mélangé). Le rayon de la tuyère est fixe et est égal à 4 mm. La
fraction des gaz (α) passant dans le plasma est définie par :

α = Qarc
Qtotal

=
(

Rarc
Rtuyère

)2

(5.1)

où Qarc est le débit massique traversant la décharge électrique tandis que Qtotal est
le débit total de réactifs. Basé sur des observations expérimentales qualitatives, l’arc
plasma possède un rayon d’environ 1 mm en conditions réactives. La fraction des gaz
passant dans l’arc (α) est donc égale typiquement à 1/16e du débit total, soit 6,25 %.
Néanmoins, ce paramètre a tout de même été varié pour voir son influence.
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5.3 Modélisation cinétique 1D hétérogène

La composition de la zone de mélange est calculée à partir de l’équation de conser-
vation de la masse, et la température à partir de l’équation de conservation de l’éner-
gie.

Le post-réacteur est modélisé par un réacteur de type PFR (Plug Flow Reactor :
Réacteur piston). Il représente un réacteur tubulaire de 500 mm de long et 11 mm de
diamètre, correspondant au post-réacteur expérimental. La composition et la tem-
pérature sont considérées uniformes sur une surface normale au flux. La densité du
milieu est calculée pour chaque itération par la loi des gaz parfaits :

ρ = M.P

R.T
(5.2)

avec ρ la masse volumique du milieu, M la masse molaire moyenne, P la pression, T
la température, R la constante des gaz parfaits, Xi la fraction molaire de l’espèce i et
Mi la masse molaire de l’espèce i. La masse molaire moyenne est calculée selon :

M =
∑
i

Xi.Mi (5.3)

Les données sont fournies par le logiciel pour chaque pas de temps. L’évolution
suivant l’axe est ensuite calculée de la façon suivante :

Vn = Vn−1 + tn+1 − tn−1
ρn+1 + ρn−1

×Q (5.4)

avec Vn−1 le volume au pas de temps précédent (V0 = 0 cm3), Q le débit massique, et
tn et ρn le temps écoulé et la densité du milieu au pas de temps n.

Les entrées et sorties du modèle 1D sont répertoriées dans le tableau 5.3.Xj repré-
sente la fraction molaire des produits à l’intérieur du réacteur post-plasma. Le volume
de l’arc Varc est fonction du rayon de l’arc (donc de α) et de la longueur de la tuyère.
Le pas de temps des itérations τiteration est de 10−6 s.

TABLEAU 5.3: Entrées/Sorties du modèle 1D.

Entrées Sorties

Xi (i = C7H16, O2, N2, H2O, CO2)
Qtotal, Pplasma, Tin , P, V Xj(t), Tout(t)

α, Varc, τiteration

Les valeurs par défaut des différents paramètres du modèle sont reportées dans
le tableau 5.4. Lorsque l’influence d’un paramètre est étudiée, les valeurs des autres
paramètres sont, sauf mention contraire, celles énoncées dans ce tableau.

Les performances du reformeur ainsi modélisé ont été évaluées, comme précé-
demment, par son rendement énergétique η et son taux de conversion τ , définis au
§3.1.

144
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TABLEAU 5.4: Valeurs par défaut du modèle 1D.

Tin 573 K
P 0,1 MPa

Rtuyère 4 mm
V 1, 9.10−4 m3

Pplasma 1000 W
Rarc 1 mm

5.3.2 Choix et validation du schéma cinétique

Les 20 dernières années ont vu la le développement de plusieurs schémas ciné-
tiques détaillés du n-heptane [200–207]. La plupart ont été développés pour les be-
soins de la combustion, pour des applications dans les moteurs à combustion interne
et les engins de propulsion.

Le schéma cinétique choisi pour cette étude est celui de Curran et al. [203, 204].
Il a été largement validé sur une large gamme de températures et de pressions dans
différents réacteurs, tubes à chocs et machines à compression rapide. Ce schéma ci-
nétique détaillé est composé de 160 espèces et 1540 réactions. Il sert de base dans la
littérature à la plupart des réductions de schémas cinétiques pour leur intégration,
par exemple, à des logiciels de CFD [208]. Mais il est également utilisé comme base de
départ de modèles encore plus détaillés [209]. Ce mécanisme prend en compte les ra-
dicaux, les atomes et les espèces excitées vibrationnellement. Il n’inclue pas d’espèces
ionisées. La plupart des schémas cinétiques développés pour les besoins de la com-
bustion n’incluent pas, généralement, toutes les espèces ionisées et excitées à cause
d’un manque de connaissances fondamentales. Il existe tout de même quelques mé-
canismes incluant de telles espèces. On peut citer pour le méthane, Pedersen et al.
[210], pour le propane (C3H8) Rodrigues et al. [211] et enfin pour le n-butane (C4H10)
Wisman et al. [212], schéma réactionnel opérant uniquement avec de l’air. A cause
de la complexité des mécanismes impliqués, il n’existe pas dans la littérature, à notre
connaissance, de schéma cinétiques incluant des espèces chargées pour des hydro-
carbures de classe supérieure à C4, encore moins fonctionnant dans des conditions
de reformage. Le procédé de reformage assisté par plasma s’éloigne des conditions
de la combustion classique à cause du manque d’oxygène présent dans le milieu. Les
conditions de reformage par les gaz d’échappement en sont encore plus éloignées.
Cependant, la pertinence de l’utilisation d’un schéma cinétique provenant du do-
maine de la combustion a été prouvée par Benilov et Naidis pour les arcs à faible
courant [213].

Ce mécanisme a tout d’abord été testé numériquement dans les conditions de
purge d’un piège à NOx. Pour cela, le mélange est introduit dans un réacteur PFR pen-
dant un temps très long (typiquement 108 s). En sortie du réacteur PFR, on compare
la composition chimique, pour la température d’équilibre, avec la base de données
thermodynamique de T&TWinner [214] (cf. fig. 5.7). On constate qu’une température
de 1000 K est nécessaire pour avoir des taux élevés de H2 et CO et de faibles taux de
CO2 et H2O. Les résultats obtenus pour le schéma cinétique de Curran et al. dans les
conditions de purge d’un NOx trap sont cohérents et sont montrés sur la figure 5.8.
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5.3.3 Influence du ratio O/C

Nous considérons désormais le volume réel du réacteur expérimental. Le rapport
O/C est un point clé de l’étude car elle détermine la quantité de gazole à injecter.
Plus le rapport O/C augmente, moins on injecte de gazole. Or, la consommation de
gazole est directement liée aux émissions de CO2. La figure 5.9 montre que le ren-
dement énergétique passe par un maximum pour un rapport O/C de 0,75 dans le
premier point de fonctionnement et 1,35 dans le deuxième. Pour ce O/C optimal, le
rendement énergétique passe de 37 % pour le premier point de fonctionnement à 60
% dans le deuxième, ce qui montre l’importance capitale du taux d’oxygène présent
dans le mélange, qui est 2 fois plus important à faible charge. Le taux de conversion
est également affecté par le manque d’oxygène à forte charge où il atteint 70 % pour
le O/C optimal alors qu’il est proche de 100 % à faible charge.
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FIGURE 5.9: Rendement énergétique et taux de conversion en fonction de O/C. Modèle 1D.
Pplasma = 1000 W. V = 200 cm3.

Néanmoins, le rendement maximal ne nous donne pas une information suffisante
pour déterminer la plage de fonctionnement à utiliser. En effet, dans le cas de la purge
d’un NOx trap, le débit molaire des espèces réactives va déterminer le temps de purge
du NOx trap, ce temps devant être le plus court possible du point de vue énergétique
car il détermine la consommation en gazole et en électricité.

La figure 5.10 représente le débit molaire de gaz de synthèse en fonction de O/C.
Pour le premier point de fonctionnement, le débit molaire maximal est donné pour
un O/C de 0,5. Pour cette valeur, la fraction molaire sèche de CH4, qui est compta-
bilisée dans les hydrocarbures imbrûlés des réglementations européennes, est de 1,1
%. La figure 5.11 nous montre que la teneur en CO2 diminue lorsque l’on s’écarte des
conditions de combustion (augmentation de la richesse), entrainant en contrepartie
une forte production de CH4. Pour ce point de fonctionnement, la plage optimale à
considérer est donc pour un rapport O/C compris entre 0,5 et 0,75.

Pour le second point de fonctionnement, on observe 2 maxima relatifs. Le pre-
mier, pour O/C = 0,6, induit un mélange très riche et donc une forte consommation
en gazole, une production importante de CH4 en sortie (1,5 %) montrée sur la figure
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5.11 et un taux de conversion faible. Ce cas est donc seulement intéressant par son
rapport H2/CO supérieur à 1, avantageux pour l’application de purge du NOx trap. Le
deuxième maximum correspond à un O/C égal à 1,2 pour lequel une forte produc-
tion de CO, au détriment de CO2, est observée. Pour ce O/C, la production de CH4 est
nulle. La plage optimale de fonctionnement est donc pour 1,2 < O/C < 1,35.

La production d’hydrogène semble très sensible au rapport O/C, notamment dans
le point de fonctionnement 1, ce qui est moins le cas pour le monoxyde de carbone.
Le rapport O/C influe directement sur la température comme le montre la fig. 5.12. En
effet, plus O/C augmente et plus on se rapproche de l’oxydation totale du n-heptane
qui est très exothermique. Ces résultats montrent que la production de H2 est sensible
à O/C et donc à la température, d’où l’importance de l’optimisation thermique de la
post-décharge.
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FIGURE 5.12: Température en sortie de réacteur en fonction de O/C. Modèle 1D. Pplasma = 1000
W.

La fig. 5.13 montre l’évolution des espèces majoritaires en fonction du temps. N2
n’est jamais représenté pour des raisons pratiques. Les autres espèces non-représen-
tées sont largement minoritaires (< 0,004 %). On peut s’apercevoir le déclenchement
des réactions d’oxydation partielle est plus tardif dans le premier point de fonction-
nement, plus pauvre en oxygène. Pour les deux points de fonctionnement, l’équi-
libre cinétique n’est pas atteint en sortie de réacteur, même si l’équilibre thermique
est, quant-à-lui, quasiment atteint. L’oxydation brutale du n-heptane produit une
quantité importante de vapeur d’eau dans les deux cas, qui est ensuite partiellement
consommée. Le CO2 semble intervenir relativement peu dans la cinétique du refor-
mage de gaz d’échappement.
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FIGURE 5.13: Evolution des espèces majoritaires en fonction du temps. A gauche : Forte charge,
O/C = 0,75. A droite : Faible charge, O/C = 1,35. Pplasma = 1000 W.

5.3.4 Influence du rayon de l’arc plasma

La figure 5.14 représente l’influence du rayon de l’arc plasma donc du paramètre
α. Ce paramètre représentant le ratio entre les gaz passant dans le plasma et ceux
passant autour, il revient à modifier la densité de puissance injectée. Les calculs ont
été réalisés pour 3 rayons : 1, 1,5 et 2 mm, correspondant à une valeur de α de 0,0625,
0,14 et 0,25.
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FIGURE 5.14: Influence du rayon de l’arc plasma sur le rendement énergétique. A gauche : Point
de fonctionnement 1. A droite : Point de fonctionnement 2. Pplasma = 1000 W.

A faible charge, les résultats sont quasi-identiques pour les 3 valeurs de α. Pour le
cas le moins favorable énergétiquement contenant seulement 6 % d’oxygène, l’aug-
mentation de α est légèrement bénéfique pour un O/C supérieur à 0,75.

Ces résultats montrent que le rayon de l’arc a relativement peu d’influence dans
les deux cas, mais il est légèrement plus influent dans le cas 1 que dans le cas 2. Les

150



CHAPITRE 5 : Modélisation du reformage du gazole assisté par plasma

hypothèses fortes de la zone de mélange, parfaite et instantanée, ont pour effet d’at-
ténuer l’effet des radicaux dans les réactions. On constate simplement que plus on
augmente le rayon de l’arc, plus la température après la zone de mélange est élevée
mais moins le mélange possède de radicaux. L’élévation de la température provient
du fait que pour un rayon plus grand, l’oxydation exothermique du carburant est da-
vantage avancée. En revanche, pour un rayon d’arc plus petit, la température est bien
plus élevée avant la zone de mélange ce qui favorise la production de radicaux. Cette
zone de mélange doit donc être améliorée si l’on veut obtenir des résultats sur l’in-
fluence des radicaux.

5.3.5 Influence de la puissance électrique injectée et de la température ini-
tiale

La figure 5.15 montre l’influence de la puissance injectée pour les deux points de
fonctionnement. A forte charge (6 % O2), une saturation est atteinte pour une puis-
sance supérieure à 600 W. Le deuxième point de fonctionnement (13 % O2) est in-
dépendant de la puissance électrique en dessous de 1200 W. Au dessus de 1200 W, le
rendement commence à augmenter. Le vaporeformage et le reformage à sec prennent
place à la suite de la réaction d’oxydation partielle qui libère une énergie suffisante à
leurs déclenchements (cf. fig. 5.16). La température du milieu dépasse alors les 1800
K.
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FIGURE 5.15: Rendement énergétique et taux de conversion en fonction de la puissance élec-
trique injectée. Modèle 1D. A gauche : Point de fonctionnement 1. A droite : Point de fonction-
nement 2. O/C = 1. Rarc = 1 mm.
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Une puissance électrique suffisante est nécessaire pour déclencher la réaction
d’oxydation partielle en présence de gaz d’échappement, CO2 et H2O absorbant une
partie de l’énergie électrique injectée. Une fois cette réaction exothermique amor-
cée, la teneur en oxygène devient le paramètre prédominant. Pour améliorer les ren-
dements, une puissance électrique encore plus importante doit être appliquée afin
d’augmenter la température, dépasser plus rapidement la saturation et donc déclen-
cher les réactions très endothermiques de vaporeformage et de reformage à sec.

Les résultats concernant l’influence de la température initiale sont sensiblement
identiques à ceux présentés pour la puissance électrique et ne seront pas montrées
ici. En effet, une augmentation de la température initiale ou de la puissance revient à
une élévation de l’enthalpie initiale du gaz.

5.3.6 Influence de la pression

Pour l’application d’alimentation d’une pile à combustible, le dispositif expéri-
mental permettait de monter le réacteur en pression. Même si pour l’application de
purge d’un NOx trap, il n’est pas possible d’augmenter la pression en bout de ligne
d’échappement, il est tout de même intéressant de voir l’influence de ce paramètre.

L’influence de la pression est montrée sur la fig. 5.17. L’augmentation de la pres-
sion mène à une augmentation linéaire de τ et η. En effet, l’augmentation de la pres-
sion provoque une augmentation du temps de séjour et donc une augmentation de
l’efficacité de la réaction. L’influence de la pression reste tout de même limitée.
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FIGURE 5.17: Influence de la pression absolue sur les performances du système. A gauche : Point
de fonctionnement 1. A droite : Point de fonctionnement 2.

5.3.7 Comparaison du modèle cinétique 1D hétérogène avec les résultats
expérimentaux

Influence du ratio O/C

Ce paragraphe est une traduction littérale d’un extrait de l’article [181], publié
dans Energy & Fuels.

L’influence du rapport O/C et de la pression a été comparée aux résultats expéri-
mentaux du chap. 3. La fig. 5.18 montre l’influence du rapport O/C sur le rendement
énergétique. La puissance électrique injectée n’est plus constante mais basée sur des
mesures expérimentales. Les résultats du modèle thermodynamique sont montrés
également sur cette figure afin de pouvoir comparer les résultats expérimentaux avec
les résultats du modèle 1D avec les rendements énergétiques maximaux théoriques.

Dans le premier point de fonctionnement, un écart important est observé entre les
résultats expérimentaux et les résultats du modèle 1D. Premièrement, les pertes ther-
miques, non prises en compte dans le modèle, peuvent expliquer en grande partie
cet écart. Deuxièmement, la zone de mélange parfaite et instantanée en sortie de ré-
acteur plasma est une hypothèse peu représentative des conditions expérimentales,
cette zone étant fortement hétérogène. Des hétérogénéités locales peuvent également
apparaître dans le réacteur plasma, menant à la production de H2O et CO2 au lieu de
H2 et CO. Cependant, les tendances du modèle sont similaires aux tendances expéri-
mentales.

Dans le deuxième point de fonctionnement, cet écart est moins important. Pour
O/C> 1,5, les résultats du modèle 1D très sont proches de la thermodynamique. Pour
un rapport O/C égal à 1, on distingue une légère bosse dans la courbe. Celle-ci est
plus nette que sur la fig. 5.9, réalisée pour une puissance plasma plus élevée. Cepen-
dant, les tendances des résultats expérimentaux sont similaires au modèle 1D. Pour
O/C> 1,5, les résultats expérimentaux et les résultats du modèle 1D sont proches des
résultats du modèle thermodynamique.
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FIGURE 5.18: Comparaison du modèle thermodynamique et du modèle 1D avec les résultats
expérimentaux en fonction de O/C. A gauche : Forte charge. A droite : Faible charge.

La fig. 5.19 confirme que, dans les conditions étudiées, le vaporeformage et le re-
formage à sec interviennent très peu dans le reformage du gazole par les gaz d’échap-
pement. En effet, en prenant comme référence les fractions molaires initiales de H2O
et CO2 (~4 %), CO2 est créé le long de l’axe du réacteur. Une fraction élevée de H2O
est produite (+ 6 %) en raison des réactions impliquant le radical hydroxyle (OH ·).
Les radicaux hydroxyles sont très réactifs et promeuvent la production de H2O. La lé-
gère production de CO2 et la forte production de H2O entrainent une diminution de
la production de gaz de synthèse et en particulier une diminution de H2. Néanmoins,
après le pic réactionnel, H2O et CO2 diminuent légèrement pour former H2 et le CO.
En conséquence, la réaction de gaz à l’eau, le vaporeformage et le reformage à sec
jouent un rôle mineur dans le processus réactionnel après le pic de la réaction. Pour
atteindre l’équilibre cinétique, une réacteur adiabatique 6 fois plus long est néces-
saire.

Ces résultats corroborent les résultats expérimentaux qui montrent un taux de
conversion élevé mais une faible sélectivité en H2, au maximum 40 % (cf. figure 3.15).
Toutefois, dans l’état actuel de développement de notre banc expérimental et des
moyens de diagnostics associés, il n’est pas possible de comparer les vitesses de réac-
tion expérimentales avec le modèle. Une telle comparaison nécessite des méthodes
avancées de diagnostic (intrusives et/ou non-intrusives), telles que la spectrométrie
de masse ou la spectroscopie d’émission optique.

Influence de la pression

La pression considérée est la pression absolue. La puissance électrique dissipée
par le plasma varie linéairement avec la pression. Elle est de 683 W à pression atmo-
sphérique et atteint 930 W à 2,5 bars. Ces puissances ont été utilisées en entrée du
modèle.
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FIGURE 5.19: Evolution des espèces majoritaires et de la température le long de la post-
décharge. Point de fonctionnement 2. O/C = 1,54.

On peut observer sur la fig. 5.20 qu’expérimentalement, la pression a un effet po-
sitif sur les performances du système. Pour une pression de 2,5 bars, les résultats
deviennent très proches du modèle 1D car les temps de séjour expérimentaux s’al-
longent et se rapprochent de l’équilibre chimique. Sur le modèle 1D, l’influence de
la pression a un rôle mineur et tend légèrement à diminuer les performances du sys-
tème.
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5.4 Modèle couplé CFD-cinétique en 2D axisymétrique

Cette partie a fait l’objet de la publication d’un article dans la revue à comité de
lecture : Energy & Fuels [215]. Cet article porte le titre : 2D Axisymmetric Coupled Com-
putational Fluid Dynamics-Kinetics Modeling of a Nonthermal Arc Plasma Torch for
Diesel Fuel Reforming. L’introduction de cet article a été reportée au chap. 1 et a été
étoffée. L’article est fourni dans son intégralité en annexe E.

5.4.1 Abstract

The present study is dedicated to the 2D axisymmetric coupled computational
fluid dynamics-kinetics modeling of a plasma-assisted diesel fuel reformer developed
for two different applications : (i) onboard H2 production for fuel-cell feeding and (ii)
NOx trap regeneration. These cases correspond to very different reaction conditions.
In the first case, diesel fuel reacts with air, while in the second case, it reacts with die-
sel engine exhaust gas. The plasma is modeled with a simple power source domain.
n-Heptane has been chosen as a surrogate molecule for diesel fuel. A reduced kinetic
mechanism is used for the study. Both cases have been studied under adiabatic and
nonadiabatic postreactor conditions. We can distinguish four zones in the torch : a
reactant heating zone, a plasma zone, a mixing zone, and a postdischarge zone. The
main precursors of the reforming reactions are H, O, and OH radicals. The oxygen rate
is a key point of the application. The thermal losses make the reforming reaction dif-
ficult to ignite and beget a lower syngas production and a lower postdischarge tempe-
rature. For the nonadiabatic reactor, the results have been compared to experimental
data. The model predicts relevant gas fractions.

5.4.2 Mathematical Model

Assumptions

The 2D axisymmetric model studied is based on the following main assumptions :
– The plasma is modeled as a homogeneous high-density power source under

thermodynamics equilibrium, and thus the nonequilibrium phenomena are not
taken into account.

– The kinetic mechanism does not consider the excited or charged species.
– Gravitational effects are not taken into account.
– The gas is treated as semicompressible. The mass density depends on the tem-

perature.

Governing Equations

The stationary conservation equations can be written in the generalized form as

∇ · (ρ~V φ) = ∇ · (Γφ∇φ) + Sφ (5.5)

where ρ is the fluid mass density, ~V the velocity vector, Γφ the diffusion coefficient, Sφ
the source term, and φ the scalar variable that must be solved in the various conserva-
tion equations. φ, Γφ, and Sφ are given for each conservation equation in Tableau 5.5.
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u, v, w, µl, µt, P are x, y, and z velocity, laminar viscosity, turbulent viscosity, and pres-
sure, respectively. h, λ, Cp, Pr are the enthalpy, thermal conductivity, specific heat, and
Prandtl number, respectively. Xi is the mass fraction. k, Pk, ε, C1 and C2* are the tur-
bulent kinetic energy, production rate of the turbulent kinetic energy, dissipation rate,
1.42 (model constant) and model nonconstant coefficient, respectively. The viscosity
and specific heat depend on the temperature. The thermodynamic and transport pro-
perties have been taken from the CHEMKIN thermodynamic [216] and transport da-
tabases [217].

TABLEAU 5.5: φ, Γφ and Sφ for Each Conservation Equation

Conservation equations φ Γφ Sφ

Mass 1 0 0

Momentum u, v and w µl + µt -∇P

Energy h λ
Cp

+ µt
Prt,h

0

Mass fraction Xi
λ
Cp

+ µt
Prt

0

Kinetic energy k µl + µt
Prt,k

Pk - ρ ε

Dissipation rate ε µl + µt
Prt,ε

ε
k (C1Pk − ρC∗

2ε)

The equations have been solved using the commercial CFD code Fluent v. 12.1.
The SIMPLE algorithm and pressure-based solver have been used. The renormaliza-
tion group (RNG) k-ε turbulence scheme has been chosen. The RNG k-ε model is a
classical turbulence scheme used for swirl-dominated combustion flows. The RNG
k-ε model considers several scales of turbulence, contrary to the standard k-ε model,
which considers only one scale of turbulence. It guarantees that turbulent mixing is
computed at the finest possible case regarding the mechanical conditions. As in the
case of a rotating flow, we considered using the RNG formalism of the k-ε model be-
cause it is known to give better results in this case [218]. Both schemes are not different
because they both use a closure on the same two variables. We did not compare the
quality result for the two schemes because there is no evidence in the literature sho-
wing that the results should be degraded in our case.

The turbulence-chemistry interaction model is based on the eddy dissipation
concept (EDC). It assumes that reactions occur on small turbulent scales, called fine
scales. We know that the EDC model may be influenced by the mixing conditions : the
mixing time and fine scale fraction at the cell level. We know that specific works show
the influence of this effect [219], but our goal is to evaluate, at this step, the limits and
needs of classical computing schemes.

The radiation emitted by the plasma has not been taken into account because,
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in a developed MHD model, assuming an optically thin plasma, we have shown that
the arc radiation is negligible in the energy equation compared to Joule heating and
convection (about 4 orders of magnitude).

Computational grid and boundary conditions

The torch geometry is presented in Figure 5.21 and corresponds to a real expe-
rimental setup, shown in Figure 2.8. It is composed of two separated zones : the
plasma zone and the postdischarge zone with 70 mm/4 mm and 500 mm/11 mm
length/inner radius, respectively, with a divergent between both zones. Let us point
out that the plasma zone is the part where the arc plasma really takes place, whereas
the postdischarge zone is an active or passive zone, located downstream of the plasma
zone, where reactions ignited in the plasma zone continue to take place. The whole
reactor domain has been meshed to obtain significant information about the entry
zone, the reactive plasma zone, and the mixing zone. The postdischarge zone has also
been entirely meshed to obtain the syngas production reached at the exit in order
to compare them to experiments. The grid mesh is exclusively composed of hexaele-
ments and contains 13 456 cells. The mesh is structured and exclusively composed of
rectanglar elements. In the nozzle, the mesh cell size is 0.2 mm× 0.2 mm. The number
of cells is 20 in the radial direction in the whole torch. In the postdischarge zone, the
mesh is released in the axial direction. The mesh is not refined at the wall. A sensibility
study is made on the mesh density and shows that our mesh was refined enough. The
plasma source, modeled by a source term of power, is implemented by means of a user
defined function (UDF) in a limited zone of 1 mm/70 mm radius/length, respectively,
in the center of the nozzle.

FIGURE 5.21: Scheme of the computational grid (unit : mm).

The boundary conditions are detailed in Tableau 5.6. The atmospheric pressure
is imposed at the outlet. Experimentally, the diesel fuel is vaporized externally by a
plug-flow system and then mixes with the exhaust gas before entering the torch. The
mixture temperature measured by a thermocouple before entering the torch is about
573 K and is used as the inlet parameter of the model. A swirl injection is applied at
the inlet. The swirl allows the wall stabilization of the plasma, the rotation of the arc
root to avoid fast destruction of the electrode, and coverage of a higher reaction vo-
lume. The swirl intensity has not been evaluated. Experimentally, the flow is injected
tangentially to the anode. This corresponds to an infinite swirl number. In the system,
we injected a small component of the axial velocity in order to run the simulation
and stay close to the experimental parameters. After the bottleneck, the swirl inten-
sity (tangential velocity over axial velocity) varies between 1 and 2. Thus, the bottle-
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neck leads to a strong decrease in the swirl intensity, and the boundary conditions
before the bottleneck will not slightly influence the results. The injected species for
both cases studied are detailed in Tableau 5.7. The first case corresponds to the par-
tial oxidation reaction, which is highly exothermic [220] :

C7H16 + 7O2 −→ 7CO + 8H2,∆H = −586kJ/mol (5.6)

The second operating condition corresponds to a real diesel engine exhaust gas for
a low engine load. The high content of H2O and CO2 in the plasma gas (up to 5%) leads
to energetically unfavorable conditions compared to the partial oxidation commonly
studied. Indeed, in addition to POx, the steam and dry reforming of n-heptane can
occur and are significantly endothermic reactions. These reactions are represented
by the two equations hereafter [220, 221] :

C7H16 + 7H2O −→ 7CO + 11.5H2,∆H = 1418kJ/mol (5.7)

C7H16 + 7CO2 −→ 14CO + 8H2,∆H = 1395kJ/mol (5.8)

TABLEAU 5.6: Boundary Conditions of the 2D Axisymmetric Model

Inlet Outlet Walls Axis

V (m/s) Vortex profile
∂V

∂~n
= 0 0

∂V

∂~n
= 0

T (K) 573 K
∂T

∂~n
= 0 ∂T

∂~n
= 0 or

∂T 2

∂2~n
= 0 ∂T

∂~n
= 0

P (Pa)
∂P

∂~n
= 0 1.013× 105 ∂P

∂~n
= 0 ∂P

∂~n
= 0

k (m2/s2) ki
∂k

∂~n
= 0 0

∂k

∂~n
= 0

ε (m2/s3) εi
∂ε

∂~n
= 0 0

∂ε

∂~n
= 0

Xi Xi
∂Xi

∂~n
= 0 0

∂Xi

∂~n
= 0

Kinetic mechanism

A n-heptane (C7H16) molecule has been chosen for the calculations because it is
a commonly used surrogate molecule for diesel fuel. n-Heptane has a cetane number
of approximately 54 [138] which is very similar to conventional diesel fuel. This choice
has been detailed in ref [181].

159



5.4 Modèle couplé CFD-cinétique en 2D axisymétrique

TABLEAU 5.7: Inlet Composition for the Two Cases Studied

Conditions Case 1 : POx Case 2 : NOx trap regeneration

Total reactants mass flow (g/s) 0.75 1.04
C7H16 (%mol) 5.66 3.85
O2 (%mol) 19.81 13.11
N2 (%mol) 74.53 74.12
CO2 (%mol) 0 4.16
H2O (%mol) 0 4.76

The plasma-assisted reforming process is far from combustion processes because
of the low amount of oxygen, O/C ~1 and O/C > 2 for reforming and combustion,
respectively. Furthermore, because of the presence of H2O and CO2, the conditions of
exhaust gas fuel reforming are very far from those of partial oxidation. However, the
relevance of a combustion kinetic mechanism has been proven by Benilov and Naidis
for low-current arc discharge [213].

To avoid large computational times, a reduced mechanism of n-heptane, develo-
ped for combustion, has been chosen. However, reduced mechanisms are valid in a
narrow conditions range with respect with the detailed mechanism. In a first step, se-
veral mechanisms [141, 142, 205, 222–224] have first been tested numerically for both
POx and exhaust gas fuel reforming conditions : rich condition, atmospheric pres-
sure, and low temperature. The kinetic model used the Senkin module of the CHEM-
KIN II package, which simulates a plug-flow reactor (PFR). The model has been run
for a long numerical time (~108 s) corresponding to the steady state. The results are
checked against a thermodynamic-model-based T&TWinner database [214], with the
same inlet molar fractions. The output data of the thermodynamic model are the spe-
cies molar fractions as a function of the temperature. For the outlet temperature of the
CHEMKIN kinetic model, we compare the outlet molar fractions of the main species
with the molar fractions of these species for the same temperature from the thermo-
dynamic model.

Unfortunately, most of these mechanisms turned out to be not adapted to the re-
forming conditions. The kinetic outlet molar fractions are very far from the thermo-
dynamic model because of the low outlet temperature. The only kinetic mechanism,
with less than 50 species and 50 reactions, that gave coherent results in terms of outlet
molar fractions for exhaust gas fuel reforming conditions is presented in Appendix F. It
is taken from ref [225] and contains 18 species and 41 reactions. No charged or excited
species are considered. The kinetic mechanism does not include NO chemistry. From
an energy balance point of view, nitrogen-based species will not intervene. NOx, NH3,
and CN compound production is, of course, of interest regarding the environmental
impact of gas emission. Studies made with a gas chromatography-mass spectrome-
try apparatus have shown that cyanides were in trace amounts but no ammonia was
observed.
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5.4.3 Results and discussion

First, the effect of the inlet composition has been investigated in terms of tem-
perature, syngas production, and turbulence for an adiabatic reforming torch. Then,
the effects of thermal losses on the kinetics evolution and temperature have been stu-
died and compared with the experimental results. N2 is never shown for convenience
reasons.

H2 Fuel-Cell Feeding Application

A first inlet composition, corresponding to the POx condition, has been studied in
order to produce syngas, which can be used in fuel cells, after a treatment unit. The
input power is 1000 W. The thermal losses are not considered.

Figure 5.22 displays the H2 molar fraction in the fluid domain in which we can ob-
serve a delay in H2 production in the nozzle because of the significant temperature
gradient in the radial direction. In this zone, the torch cannot be considered as a PFR.
Once the flow is well mixed, this delay in conversion is not very important because of
the lower temperature on the axis. At the outlet, the temperature and species gradients
in the radial direction are relatively low and the H2 concentration is homogeneous in
the postdischarge zone. So, the results represented along the axis allow a study of the
phenomena occurring in the plasma zone and are representative of the postdischarge
sections. Figure 5.23 presents the evolution of the main species and the temperature
along the reactor axis and Figure 5.24 the minority species present in the first 150 mm
of the torch. We can distinguish four distinct zones. The first zone corresponds to hea-
ting of the reactants (C7H16 and O2). In the very beginning of the plasma zone, a strong
mixing is observed because of the geometry of the plasma torch. In this heating zone,
the radical densities do not vary much until an axial distance of 37 mm. Then, C7H16
attains a sufficient temperature to be subjected to pyrolysis. Thermal decomposition
of n-heptane leads to the growth of many species and radicals such as CH3, H, OH,
and O, which are known to play a significant role in the reforming reactions.

FIGURE 5.22: H2 molar fraction in the fluid domain. POx condition. O/C =1. Pplasma = 1000 W.

The second zone begins in the middle of the plasma zone located at 44 mm from
the input. Thanks to the high concentration of radicals, the reforming reactions take
place in the plasma zone. In the beginning of the POx reaction, while most of the
species densities decrease, we can see a bump of CH3 and CH3HCO, the species oxi-
dation of which helps the POx reaction to ignite by a quick increase in the tempera-
ture. Reaction 38 (see Appendix A) is ignited by the H species produced and leads to a
chain reaction dominated by reaction 1, reaction 38, and the reversed reaction 3. As a
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FIGURE 5.23: Evolution of the temperature and main species along the reactor axis. Pplasma =
1000 W.
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consequence, we can also observe a high increase of the very reactive radicals H (up to
10%), O, and OH. A sudden decrease of C7H16 and O2 and a significant increase of the
temperature are observed. The significant increase of the temperature is due to the
very exothermic properties of the partial oxidation reaction. The temperature in the
domain is displayed in Figure 5.25. The decrease of C7H16 and O2 implies a sudden
increase of H2 and CO by radical recombination until the end of the plasma zone but
also a small amount of H2O. The bump of H2O (+2.2%) is mainly due to the reactions
involving OH.

FIGURE 5.25: Temperature field in the plasma zone and mixing zone. POx condition.

The third zone, just downstream of the plasma zone, is a mixing zone. In the POx

conditions, the mixing zone corresponds to the divergent zone. The hot gas coming
from the plasma zone and the cold gas that passes around the plasma zone are mixed.
The strong mixing downstream of the plasma zone is highlighted in Figure 5.26 by
the turbulent intensity. It leads to a significant drop of the temperature and a drop
of the H2 and CO molar fractions. We can also observe a jump of the H2O produc-
tion (+6.2%) and a slight increase of the CO2 production (+1%). The steam production
comes mainly from thermal decomposition of species such as CH2O and from reac-
tion 40 around the arc, where the temperature is around 2200 K. The radicals H, O, and
OH, which were present only close to the axis because of high temperature needed,
are mixed together with other species that exist only around the plasma. As a conse-
quence, we can observe a bump of most the minority species. Because these species
have a short lifetime, they decrease in the end of the mixing zone.

FIGURE 5.26: Turbulent intensity in the plasma zone and mixing zone. POx condition.
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The fourth zone, downstream of the mixing zone, is the postdischarge zone. The
reactions ignited in the plasma zone continue to take place. Along the postdischarge
zone, CO and H2 slightly increase, H2O and the temperature slightly decrease, and
CO2 remains constant. The reversed reaction of reaction 3 results in a slight H2 in-
crease and a H2O decrease. Indeed, the preexponential factor (A) of reaction 3 is very
low and the temperature is not sufficient to increase the reaction speed. As a conse-
quence, this endothermic reaction has a long characteristic time, which explains the
observed trends. At the outlet, the H2 and CO molar fractions reach 19% and 19.8%,
respectively.

These results can be compared to the results of the 1D multistage model from ref
[148], which use a n-octane detailed mechanism. The main POx reaction precursors
are similar : H, O, OH, and CH3. The reactions follow the same scheme with a jump of
these precursors just before POx ignition and then a decrease of these precursors to
the benefit of H2 and CO.

The velocity profiles are shown in Figure 5.27. The profile near the wall has been
plotted at a distance of 0.7 mm from the wall in the plasma zone (y = 3.3 mm). Howe-
ver, in the postdischarge zone, it corresponds to a distance of 7.7 mm from the wall.
The gas is highly accelerated until 60 m/s in the injection zone because of the bot-
tleneck. In the plasma zone, the high temperature increase leads to a very low mass
density and thus a high volumetric flow rate and a velocity of up to 110 m/s. Conse-
quently, the species residence time is very low in the plasma zone. The total average
residence time is comprised between 23 ms, for the part of the gas going through the
plasma, and 30 ms, for the gas passing next to the walls. In the postdischarge zone,
except in the boundary layer, the velocity is homogeneous in the radial direction.
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NOx Trap Regeneration Application

Figure 5.28 shows the evolution of the main species and temperature along the axis
for the NOx trap regeneration condition. The first zone, corresponding to the heating
of the gas, is longer due to the high fractions of H2O and CO2 in the inflow and a higher
mass flow rate. As a result, the second zone is shorter and leads to a lower tempera-
ture peak (4200 K). A part of the plasma energy is absorbed by CO2 and H2O, which are
already oxidized species and have a high heat capacity. As a consequence, C7H16 and
O2 are not totally consumed in the second zone and a high fraction of these species
appear in the mixing zone. Downstream of the mixing zone, the speed of the refor-
ming reactions is lower than that in the POx conditions. This phenomenon, already
observed in ref [181], is due to the low concentration of oxygen in the gas leading to
lower temperature.
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FIGURE 5.28: Evolution of the temperature and main species along the reactor axis for the NOx

trap application. Pplasma = 1000 W.

We can distinguish two different zones in the postdischarge zone. In the first part,
the POx reaction continues to occur, raising the temperature and, therefore, accelera-
ting the reaction. All n-heptane is consumed before O2. C7H16 is successively cracked
into smaller hydrocarbons as C7H15, C3H6, and CH3. This results in a slight increase
of the temperature due to the exothermic property of oxidation. In the middle of the
postdischarge zone, we there is a runaway of the POx reaction, which leads to a high
increase of the temperature and syngas production. From an axial distance of 0.4 m,
we can observe a slight consumption of CO2 and H2O and the temperature decreases.
This shows that the dry and steam reforming slightly occurs in this part. A submecha-
nism of the dry reforming is modeled by the reversed reaction of reaction 15, which
produces CO and OH. It is known that the OH radical has a significant role in the re-
forming reaction ignition.
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5.4 Modèle couplé CFD-cinétique en 2D axisymétrique

Influence of Thermal Losses and Comparison with Experimental Data

The postdischarge walls are mainly composed of ceramics mullite C530, which has
a density of 2400 kg/m3, a specific heat of 753 J/(kg.K), and a thermal conductivity
of 2 W/(m.K). The external temperature is set to 300 K. Convection is neglected. For
the POx conditions, the experimental data used for the comparison are taken from
unpublished results. For the second case, the experimental data are taken from ref
[181]. In the latter case, the injected power has been increased to 1200 W because
1000 W is not sufficient to ignite the reforming reactions.

Figure 5.29 shows the evolution of the main species and temperature for the POx

conditions. In order to compare both models, with and without thermal losses, this
figure displays also the temperature and H2 and H2O fractions for the adiabatic and
nonadiabatic reactors. Because the thermal losses are only implemented in the post-
discharge zone, we do not observe any difference in the plasma zone. The tempera-
ture decreases quickly from 2200 to 1100 K downstream of the mixing zone. In the
end of the postdischarge zone, we observe a slight increase of the H2O molar fraction,
leading to a slight decrease of H2. The thermal losses lead to a too low temperature to
ignite the steam reforming reaction and lead to lower H2 and CO production.
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FIGURE 5.29: Evolution of the temperature and main species along the nonadiabatic reactor
axis for the POx condition (left) and comparison with the adiabatic model (right). Pplasma =
1000 W.

The results for the NOx trap regeneration condition are shown in 5.30. In the
plasma zone, because the input power applied is higher in the nonadiabatic model,
the temperature is higher and the reforming reactions occur more quickly. H2O and
CO2 reach the same values, but the thermal losses lead to a decrease of syngas in the
second part of the postdischarge zone. Consequently, a good insulation is needed to
improve performances of the system.
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FIGURE 5.30: Evolution of the temperature and main species along the nonadiabatic reactor
axis for the NOx trap regeneration condition (left, Pplasma = 1200 W) and comparison with the
adiabatic model (right).

Tableau 5.8 shows a comparison of both cases with experiments. The model pre-
dicts relevant syngas fraction rates in both cases. In the POx condition, the difference
in CO2 production comes mainly from gas nonhomogeneity in the experimental reac-
tor. The phenomenon is weaker in the exhaust gas reforming condition where a signi-
ficant fraction of CO2 is injected.

TABLEAU 5.8: Comparison between the 2D Model and Experiments. Dry molar fractions are
considered.

Cas Pplasma (W) O/C CO CO2 H2

Model POx 800 1,2 18.7 1.42 17.3
Exp. POx 790 1,2 18.6 2.78 14.2

Model NOx trap 1200 1 15.7 3.8 12.9
Exp. NOx trap 1178 1 16.0 4.1 10.8

Even if the trends are similar for the nonadiabatic case, we observe a significant
shift between the model and the experimental data for the temperature. The expe-
rimentally measured temperatures given by thermocouples are several hundreds of
kelvins lower than the predicted temperatures obtained by the model. One explana-
tion is certainly linked to the fact that the thermocouples do not directly measure
the gas temperature but a temperature resulting from the thermal equilibrium of the
thermocouples between the convective gas temperature and the radiation exchanges
between the thermocouple and the walls, which are much colder than both the gas
flow and the thermocouple.
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5.5 Conclusion du chapitre

5.4.4 Conclusions

We have successfully implemented a coupled CFD-kinetics model in order to
study plasma-assisted reforming of diesel fuel in partial oxidation conditions and
a poor oxidative condition corresponding to two different applications. The plasma
torch used experimentally has been modeled. First, the study has focused on the in-
fluence of thermal losses in the reforming processes for both cases. Then, the numeri-
cal results have been compared with experimental results. Among the most important
results to point out, one can quote the following :

– The model shows a very good correlation with the experimental data in terms of
H2, CO, and CO2 outlet fractions.

– Four zones can be extracted for each case : a reactant heating zone, a plasma
zone, a mixing zone, and a postdischarge zone.

– The main precursors of the reforming reactions are very reactive species : atomic
hydrogen (H), atomic oxygen (O), and hydroxyl radical (OH ·).

– O2 and the temperature are the key points of the plasma-assisted reforming pro-
cess. The higher the inlet oxygen rate, the higher the temperature, the quicker
the reforming reactions, and the higher the syngas production.

– The thermal losses in the postdischarge lead to a more difficult ignition of the
reforming reactions and lead to a decrease of syngas production in the postdi-
scharge zone. A good insulation of the postdischarge zone is needed to raise the
performances.

The perspectives of the model are implementation of a 3D model able to better
reproduce the swirl flow and interactions with kinetics. A more detailed kinetic me-
chanism may be implemented depending on the growth of numerical resources.

5.5 Conclusion du chapitre

La modélisation offre un outil capable d’appréhender les phénomènes physico-
chimiques intervenant au sein du plasma et de prédire le comportement du système
sur une large gamme de conditions opératoires. Les modèles développés dans ce cha-
pitre pour l’étude du reformage d’hydrocarbures sont de complexité croissante : 3D
non-réactif, 0D thermodynamique, 1D cinétique et CFD/cinétique couplé en 2D axi-
symétrique.

Le modèle 3D non-réactif permet d’obtenir rapidement les pertes de charge à l’en-
trée de la torche, et d’optimiser la géométrie de la zone d’entrée afin de diminuer ces
pertes de charge. En fonction des cas, les pertes de charge, qui dépendent essentielle-
ment du débit sont de l’ordre de 150 mbar. L’optimisation de la zone d’entrée a permis
de réduire de 10 à 25 % ces pertes de charge et donc d’obtenir des valeurs de l’ordre de
100 mbar compatibles avec la pression disponible en bout de ligne d’échappement.

Le modèle 0D thermodynamique montre que le rendement énergétique est forte-
ment dépendant du rapport O/C. Dans la plage de O/C qui nous intéresse, le rende-
ment maximal que l’on peut atteindre est compris entre 60 et 90 %. Les maxima de
performances sont obtenus avec ce modèle pour des rapports stœchiométriques du
gazole avec tous les atomes d’oxygènes présents dans le gaz d’échappement (y com-
pris CO2 et H2O).
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CHAPITRE 5 : Modélisation du reformage du gazole assisté par plasma

Un schéma cinétique très détaillé du n-heptane a été sélectionné à partir de la lit-
térature afin d’obtenir des informations sur les intermédiaires réactionnels, et surtout
sur l’influence des radicaux dans les réactions de reformage. Quatre paramètres ont
été étudiés au cours d’une étude de sensibilité avec le modèle 1D cinétique dans les
conditions de purge d’un NOx trap : le rapport O/C, le rayon de l’arc plasma, l’enthal-
pie initiale des gaz et la pression.

L’ensemble des résultats montrent l’importance de la thermique et du taux d’oxy-
gène dans le gaz plasmagène pour l’accroissement des rendements. Une plage de
fonctionnement de O/C comprise entre 2 et 2,5 est la plus adaptée. La maximisation
de la densité de puissance dans la zone plasma augmente le nombre de radicaux créés
ainsi que la température avant la zone de mélange. Néanmoins, les effets sont très at-
ténués par la zone de mélange qui considère un mélange homogène instantané avec
les gaz passant autour du plasma. En conséquence, la densité de puissance injectée
a peu d’influence pour les temps de séjour étudiés probablement à cause des hypo-
thèses fortes de ce modèle (adiabaticité et mélange parfait et instantané des gaz). La
zone de mélange parfaite a pour conséquence de noyer l’effet des radicaux et ne per-
met pas d’observer leurs effets sur la cinétique des réactions.

Le modèle 1D a montré une bonne cohérence avec les tendances expérimentales
et thermodynamiques, mais avec un décalage important provenant surtout des fortes
hypothèses du modèle .

Afin d’obtenir de meilleures corrélations entre la modélisation et les résultats ex-
périmentaux, les pertes thermiques et un mélange non-parfait des gaz ont été pris en
compte avec un modèle fluide 2D axisymétrique. Un schéma réactionnel réduit du n-
heptane a été sélectionné afin de réaliser le couplage avec l’écoulement CFD. Ce mo-
dèle donne de bonnes corrélations avec les résultats expérimentaux concernant les
fractions molaires des espèces en sortie. En revanche, les échanges thermiques entre
les parois du réacteur expérimental, et notamment leur rayonnement qui n’est pas
pris en compte dans le modèle, et les thermocouples étant importants, le modèle mis
en place surestime la température du gaz en post-décharge. Les pertes thermiques
ont un effet important sur les résultats du modèle. Dans tous les cas, il a été possible
d’isoler 4 zones distinctes dans le processus de reformage : chauffage, plasma, mé-
lange et post-décharge. Les principaux précurseurs des réactions de reformage sont
des espèces très réactives comme H, O et le radical OH.
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Conclusions et Perspectives

Les émissions d’oxydes d’azote, réglementées par les normes européennes Euro,
obligent les constructeurs automobiles à innover en matière de dépollution. Ces
normes imposeront une diminution de 56 % des émissions de NOx pour les moteurs
Diesel entre 2009 et 2014. La norme Euro 7, toujours en discussion au parlement eu-
ropéen, devrait encore plus contraindre les constructeurs. La réglementation des COV
non-méthaniques et du CO2 sont d’ores et déjà évoquée.

Pour répondre à ces contraintes toujours plus sévères, l’état de l’art a révélé qu’il
existait deux techniques pour traiter les NOx : soit directement à la source, soit le post-
traitement. Dans le cadre de cette thèse, nous avons étudié une technologie de refor-
mage assisté par plasma du gazole par les gaz d’échappement afin de produire un gaz
réducteur pouvant être utilisé dans un système de post-traitement des gaz d’échap-
pement. L’application envisagée consiste à purger périodiquement d’un piège à NOx

par l’apport de gaz de synthèse produit par un reformeur.
Dans un premier temps, nous avons étudié expérimentalement une torche à arc

tournant, à haute tension et faible courant, en conditions réactives. L’étude expéri-
mentale a été réalisée avec un gaz de complexité croissante. L’oxydation partielle, le
reformage autotherme puis le reformage par les gaz d’échappement du gazole ont
été successivement étudiés. Pour l’oxydation partielle du gazole, de bonnes perfor-
mances ont été atteintes avec un rendement énergétique allant jusqu’à 58 %. Le re-
formage autotherme a montré le caractère inhibiteur de la vapeur d’eau sur la pro-
duction de gaz de synthèse. Le reformage du gazole par les gaz d’échappement (mé-
lange de gazole et de gaz d’échappement sous forme gazeuse) a été effectué sur 2
points de fonctionnement moteur : à forte et faible charge. Le reformage dans de telles
conditions a été démontré possible malgré un mélange énergétiquement défavorable
à cause de la faible teneur en oxygène. Une étude de sensibilité sur le rapport O/C,
le courant, le débit de gaz d’échappement et la longueur de la tuyère a été réalisée.
Les résultats ont montré que le reformage du gazole par plasma était fortement dé-
pendant de la quantité d’oxygène présente dans le milieu. Un rapport O/C compris
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entre 1 et 1,5 a présenté généralement les meilleures performances. Une tuyère de
75 mm de longueur est également nécessaire pour améliorer les résultats. Aux débits
étudiés (3,45 % des gaz d’échappement totaux déviés dans le reformeur), la purge du
NOx trap peut être estimée à 12 s à faible charge. Le couplage plasma-catalyse peut
être envisagé pour préchauffer le reformeur et améliorer ses performances, ainsi que
limiter la puissance électrique injectée en amorçant les réactions de reformage. Cette
solution est envisagée à forte charge alors qu’à faible charge, la technologie plasma
seule est applicable pour l’application embarquée.

Dans un second temps, l’état de l’art a montré qu’il n’existait pas dans la littérature
de modèles 3D MHD appliqués aux torches plasma de faible courant et haute tension.
Il semblerait que les instabilités de ce type de torche, causées par le faible champ ma-
gnétique induit, soit la cause de ce manque d’études. Les instabilités numériques ont
été surmontées et un tel modèle MHD simplifié a donc pu être implémenté, moyen-
nant des hypothèses simplificatrices comme l’ETL. Les résultats montrent une bonne
concordance des tendances entre les résultats numériques et les résultats expéri-
mentaux. Néanmoins, l’hypothèse de l’ETL entraine une surestimation de la tension.
Après la mise en place du modèle à injection axiale, le modèle a été complexifié par
la mise en place de l’injection vortex. Celle-ci provoque un enroulement hélicoïdal
de l’arc, confirmé par les expérimentations. La tension est moins surestimée dans
ce cas car l’injection vortex entraine une longueur inférieure de la colonne plasma.
Enfin, un modèle de reclaquage à la cathode a été mis en place afin de modéliser le
fonctionnement glidarc de l’arc tournant du CEP. La forme des oscillogrammes sont
très similaires à ceux observés expérimentalement, et le modèle montre une bonne
corrélation avec les résultats expérimentaux concernant la tension moyenne et la fré-
quence glidarc.

Nous nous sommes ensuite intéressés à la modélisation du reformage du gazole
en conditions réactives. Un modèle 3D a tout d’abord permis d’estimer les pertes de
charge à environ 150 mbar en entrée de torche. Celles-ci ont été diminuées jusqu’à
25 % avec une géométrie légèrement différente et permettant d’obtenir des ordres de
grandeur de pertes de charge compatibles avec l’application embarquée. Ensuite, un
modèle thermodynamique a permis de donner les performances maximales pouvant
être atteintes en fonction de O/C. Un modèle cinétique 1D hétérogène a révélé les
tendances sur l’influence des différents paramètres, avec une bonne corrélation pour
un O/C supérieur à 1,5 et des tendances cohérentes en dessous.

Enfin, un modèle plus complet, permettant de s’affranchir de la zone de mélange
parfaite et du réacteur adiabatique du modèle 1D, a été développé en 2D axisymé-
trique. Ce modèle couplant CFD et cinétique chimique a montré dans chaque cas la
présence de quatre zones distinctes dans la torche : une zone de chauffage, une zone
plasma, une zone de mélange et une zone de post-décharge. Il donne également des
indications sur les intermédiaires réactionnels amorcant les réactions de reformage :
H, O et OH.

Cette étude, qui s’inscrit dans la continuité des recherches menées au CEP, sur
la conversion d’hydrocarbures par voie plasma a permis de mettre en évidence une
nouvelle application pour le plasma en plus de celles déjà étudiées auparavant : l’ali-
mentation d’une pile à combustible, la synthèse et le traitement de nanoparticules de
TiO2 ou l’élaboration de carbone nanostructuré. Néanmoins, cette étude préliminaire
réalisée uniquement sur la partie reformage du procédé de dépollution doit être testé
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sur banc moteur afin de connaître les difficultés industrielles qui pourraient interve-
nir : pilotage, alimentation en gaz, source de courant électrique. . . Aussi, le couplage
plasma-catalyse devrait être testé directement sur banc moteur pour se situer dans
des conditions de température réalistes pour le catalyseur, difficilement reproduc-
tibles en laboratoire : rampe de montée en température, pertes thermiques. . .

Du point de vue de la modélisation, les perspectives du modèle 3D MHD sont la
mise en place de pertes thermiques et de zones de gaine aux électrodes, d’un modèle
de rayonnement des vapeurs métalliques aux électrodes et enfin, sur le long terme,
la mise en place d’un modèle à 2 températures pour s’affranchir de l’hypothèse de
l’ETL qui a une influence d’autant plus forte que le courant est faible. Concernant
le couplage CFD/cinétique chimique, il serait intéressant de coupler un schéma plus
complet du n-heptane ou d’une molécule plus grosse et plus représentative du gazole.
Un modèle en 3D permettrait également de voir des zones d’hétérogénéité dans la
torche, et d’observer réellement l’écoulement vortex réactif.
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ABSTRACT: The present study is dedicated to the reforming of diesel fuel with diesel engine exhaust gas (i.e., air, CO2, and H2O
mixture) using a nonthermal plasma torch for a NOx trap regeneration application. The plasma technology developed is based on a
high voltage/low current nonthermal plasma torch. In the first part of the paper, experimental results on synthesis gas production
from exhaust gas fuel reforming of diesel fuel are reported. In the second part of the paper, these experimental results are compared
with a 1D multistage model using n-heptane as a surrogate molecule for diesel fuel. Two compositions of synthetic diesel engine
exhaust gas, corresponding to high and low engine loads, have been studied. It has been demonstrated that the oxygen fromCO2 and
H2O hardly ever intervenes in the reforming reactions. In the most favorable condition corresponding to a higher O2 rate, a
production of 7� 10-3 mol 3 s

-1 of syngas has been reached, corresponding to an energy efficiency and a conversion rate of 40% and
95%, respectively. The 1D multistage model shows fair trends with experimental results despite an important shift mainly due to
thermal losses, which are not taken into account in the 1D model. From these results and considering a real NOx trap regeneration
onboard application, it can be estimated for the most favorable case that, during the regeneration phase (approximately 12 s every
11 km), the power needed to run the plasma will be around 2.2% of the engine power.

’ INTRODUCTION

Today in Europe, diesel-powered vehicles account for almost
50% of the passenger car market and up to 78% in France. Diesel
engines offer several advantages over other internal combustion
spark ignition engines due to their high energy efficiency and low
level of CO2 emissions. On the other hand, diesel engines are
generally characterized by higher nitrogen oxides (NOx) and
particulate matter (PM) emissions than gasoline engines.

In Europe, Euro stage VI regulation for diesel engines, coming
into force in September 2014, set a 56% reduction ofNOx emissions
compared to Euro stage V (80 mg 3 km

-1 vs 180 mg 3 km
-1). This

regulation forces car manufacturers to develop new efficient solu-
tions. Although current three-way catalysts (TWCs) can efficiently
lower NOx from spark ignition engines, which operate under close
to stoichiometric conditions, these technologies cannot be applied
to diesel vehicles because they are ineffective under oxidizing
environments, such as exhaust gas emitted from diesel engines.

In diesel engines, technologies based onNOx trap catalysts are
one of the technological solutions under development to meet
the further emission regulations. NOx trap technology, also
called NOx Storage and Reduction (NSR), was first developed
by Toyota in 1994.1 This system operates with cycles composed
of successive storage and regeneration modes. In storage mode,
the NOx trap stores NOx emitted from the engine on a catalyst
material generally based on Ba. Once full, the classical way to
regenerate NOx trap catalysts consists of operating the engine
under rich combustion conditions for a short while in order to
produce reducing species in the exhaust gas,2 which will convert
NOx into N2. This method is not totally satisfying because it
suffers from a significant drawback known as the oil dilution
problem. Oil dilution is the phenomenon characterized by diesel

fuel mixing together with engine oil. This phenomenon requires
increasing the oil changing frequency.

To overcome the oil dilution problem, it is possible to pro-
duce reducing species, such as H2 and CO, by diesel fuel
reforming, whose species will be used for NOx trap regeneration.
When the NOx trap is full, only a small fraction (typically 3.5%)
of the diesel engine exhaust gas is bypassed toward the reformer
and is mixed with a small amount of diesel fuel, which provides
the necessary species to regenerate the NOx trap catalyst. Notice
that this value is derived from a global system analysis carried
out in a preliminary work. As a consequence, in a real onboard
application, the reformer will operate under a cycling operating
mode. This method has the distinct advantage of not modifying
engine conditions (i.e., avoiding short/rich combustion cycles)
and avoiding the oil dilution problem.

The catalytic exhaust gas fuel reforming of diesel fuel has been
studied for several years by Megaritis et al. mainly for reformed
exhaust gas recirculation (REGR) application.3-7 The authors have
investigated different hydrocarbons: natural gas,8 diesel fuel,9,10

ultralow sulfur diesel fuel (ULSD), ultraclean synthetic gas to
liquid (GTL),4,11 biodiesel,6,10 rapeseed methyl ester (RME),12

bioethanol,8,13,14 and a mixture10,13 for diesel engines3-5,15 or
HCCI engines.8,13,16,17 They have focused their analysis on NOx

and particulate matter (PM) reduction, the improvement of
engine performances, and the fuel economy.5,7,18 The reformer
was a nickel-free prototype catalyst, containing a low loading of
precious metal promoted by metal oxides designed to promote
all of the desired reactions: oxidation, steam reforming, dry
reforming, and water gas shift reaction (WGSR) while, at the
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same time, inhibiting coke formation.4 Some experiments have
been realized for an aftertreatment unit, containing an HC-SCR
catalyst.5,15,19 The investigations have concerned essentially the
EGR rate, the reactor inlet temperatures, the reformer config-
uration, the O/C ratio, and λ. The aftertreatment unit perfor-
mances were promoted by the presence of H2 but inhibited by
CO. Reference 15 contains an exhaust gas composition very
similar to our condition 2. Eighteen percent of wet fraction of
syngas has been achieved. The authors have tried to promote the
H2 production by WGSR and steam reforming for this applica-
tion. A high content of CO2 has been also produced (þ8%) and
almost no CH4.

NOx can also be treated directly by plasma with DBD20,21 or
by pulsed or dc corona discharge,22,23 but the high content of
oxygen in exhaust gas leads mainly to oxidize NO to NO2.

24,25

Hence, nonthermal plasmas alone achieve low NOx abatement.
Recent studies on NOx removal have focused on the hybrid
process of nonthermal plasma (NTP) coupled with an absorp-
tion process or a catalyst.26-28 In plasma catalysis technology, the
NTP is used as a pretreatment, to oxidize NO to NO2, and
facilitate the catalysis action.

For several years, intensive studies have been dedicated at
CEP on reforming processes for fuel cell powering29-32 using a
nonthermal plasma torch. An alternative to the catalytic exhaust
gas reforming of diesel fuel method is presented in this paper and
consists of using an NTP torch. Using a plasma torch as a reformer
has been previously explored by several research teams.33 Contrary
to catalysts, plasma processes are nonsensitive to sulfur, light and
compact device, and have a short transient time. The amount of
oxygen in the plasma gas is a key point for this application because it
directly affects the performance of the system and the electric power
needed for the reforming reactions. Indeed, at high load
engine, the oxygen fraction in the exhaust gas becomes low
(typically in the range of 5-15%).

Plasma reforming processes have been widely studied using
different hydrocarbons with air (partial oxidation),33-40 an air
and water mixture (autothermal reforming),29,32,33 or CO2 (dry
reforming)41-44 mostly with CH4.

Some studies have been dedicated to the plasma-assisted
diesel fuel reforming for NOx trap regeneration application by
Bromberg et al. in association with ArvinMeritor37-40 and, more
recently, by Park et al.,45 but all these techniques have used the
partial oxidation of diesel fuel with an additional air pump. The
plasmatron GEN 2 of Bromberg et al. was one of the most
advanced technologies for POx of diesel fuel. They have achieved
up to 14.3% and 8.2% of CO and H2

39 in cycling quickly the
plasmatron every 3-5 s. The energy efficiency has attained 70%
for a deposited power up of 250 W.33 CO2 (4.7%) has been
produced and also an important amount of CH4 and C2H4 (2.6
and 2.4%, respectively). No soot has been observed.

To avoid the cost of an additional pump and injector, the
plasma-assisted exhaust gas fuel reforming of diesel fuel, with a
high content of CO2 and H2O, can be directly realized and is
presented in this paper.

The partial oxidation reaction for a typical diesel fuel at
stoichiometry is

C12:31H22:49 þ 6:15O2 w 12:31CO þ 11:25H2;

ΔH ¼-1195 kJ 3mol-1 ð1Þ
The POx reaction is highly exothermic. At the contrary, the steam
and dry reforming of diesel fuel are significantly endothermic. These

reactions are represented by the two equations hereafter:

C12:31H22:49 þ 12:31H2O w 12:31CO þ 23:55H2;

ΔH ¼-1780 kJ 3mol
-1 ð2Þ

C12:31H22:49 þ 12:31CO2 w 24:62CO þ 11:25H2;

ΔH ¼-2887 kJ 3mol
-1 ð3Þ

The high content of H2O and CO2 in the plasma gas (up to 9% for
each) leads to highly endothermic reactions, energetically unfavor-
able compared to partial oxidation of diesel fuel, commonly studied.

The present study is dedicated to the reforming of diesel fuel
with diesel engine exhaust gas by using a nonthermal plasma
torch. After a presentation of the experimental set up, experi-
mental results are presented and compared to thermodynamic
and 1D multistage kinetic models. The effects of input current,
O/C ratio, exhaust gas flow rate, and cathode length versus
energy efficiency and conversion rate are presented and dis-
cussed.

’EXPERIMENTAL SECTION

The experimental setup developed in previous studies for fuel cell
powering by gasoline, E85, and ethanol reforming29,32 has been adapted
to NOx trap regeneration application. Henceforth, it enables the
injection and evaporation of diesel fuel, which has a higher boiling point
than gasoline and ethanol. The experimental device also allows the
synthetic reconstitution of diesel engine exhaust gas composition
corresponding to different operating regimes.

The experimental setup is presented in Figures 1 and 2. The plasma
reactor is composed of two consecutive zones: a plasma zone and a
postdischarge zone. The plasma zone is the part where the arc plasma
really takes place. The postdischarge zone is a passive zone, located
downstream of the plasma zone where most of the reforming reactions
ignited in the plasma zone continue to take place depending on their
kinetic speed. The power supply is a resonant converter46 controlled in
current. The current can be precisely tuned in the range of 0.22-0.66 A.
The maximum voltage provided by the source is 15 kV. A high voltage is
applied to the tip electrode (anode as we work in inverse polarity), and
the cylinder electrode (cathode) is grounded. The anode is 2.5 mm in
diameter and is composed mainly of nickel. The cathode is a stainless
steel cylinder with an 8 mm inner diameter and 25 mm outer diameter
and is 75 or 100 mm long.

Three mass flow controllers supply a mixture of air, N2, and CO2 in
the range of 0-100 slpm (Brooks 5831 ES), 0-200 slpm (Air Liquide
EL-FLOW), and 0-10 slpm (Bronkhorst F-201-CV), respectively. Two
diaphragmmetering pumps (KNF Stepdos FEM03TT.18/RC) provide
liquid water and diesel fuel in the range of 0-0.03 slpm.Water and diesel
fuel are then evaporated separately by two glow-plug systems to avoid
steam cracking. The electrical consumption of the plug flow systems is
not considered in the energy efficiency calculations. The swirl injection
of the reactants in the plasma torch is realized 10 mm before the tip
electrode. The reactant temperature can be adjusted between ambient
temperature and 600 K.

The postdischarge zone is 510 mm long. It is composed of a ceramic
tube (Mullite C530) with a thickness of 4 mm and an inner diameter of
22 mm for thermal and electrical insulation. The ceramic is covered with
a stainless steel tube with a thickness of 1.6 mm for mechanical purposes.
The postdischarge zone is instrumented with five type K thermocouples,
numbered from T1 to T5, located axially at 120, 180, 250, 330, and 460
mm from the cylindrical cathode output, respectively. The thermocou-
ples are located along the reactor axis, except T1 and T2 thermocouples,
which have been off-centered to avoid thermal damage. T1 is located at
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the surface of the ceramic, whereas T2 is located at 5.5 mm from the axis.
After the postdischarge output, a fraction of the reformate gas is
deflected from the main flow and is rapidly cooled down before entering
two analyzers placed in series. The reformate gas composition is first
analyzed by a Rosemount NGA 2000 composed of two detectors: a non-
dispersive infrared (NDIR) detector and a thermal conductivity detector
(TCD). This analyzer enables one to continuously measure the dry
molar fraction of H2, CO, CO2, and CH4. The measurement is based on
the assumption that the outlet dry gas only contains nitrogen and the
four above-mentioned species. This assumption is verified with the
second analyzer.
The second analyzer is a gas phase chromatograph Perichrom PR

2100. It is equipped with two independent analysis channels. The first
channel is used to measure hydrogen with a molecular sieve 5 Å column
and a TCD. The carrier gas is nitrogen. The second channel is used to
measure CO, CO2, CH4, and C2 hydrocarbons with a Poraplot U and a
molecular sieve 5 Å column, a methanizer, a TCD, and a flame ionization
detector (FID). The carrier gas is helium.
The electrical signals are analyzed by an HP 54615B oscilloscope

(bandwidth of 500 MHz) with a high voltage probe Elditest GE3830
1:1000 (up to 30 kV) and a hall effect current probe Chauvin Arnoux
E3N (bandwidth of 100 kHz). The NDIR-TCD analyzer and thermo-
couples data are collected every second by a computer.

The fuel used is a commercial diesel fuel. Table 1 reports the main
characteristics of the fuel used for data analysis and of its surrogate
molecule used for calculations.

Two operating conditions corresponding to different engine loads
have been defined for this study: the exhaust gas composition of a
diesel engine for two fuel/air equivalence ratios (Φ) of 0.66 and 0.32
based on the combustion equation for a Renault 2.0 L 16v dCi
turbocharged engine (M9R 842 1995 cm3). The equivalence ratio is
defined by

φ ¼ Qfuel=Qair

Qfuel=Qairjstoich
ð4Þ

where Qfuel and Qair refer to the molar flow rates of fuel and air,
respectively, at engine intake. The first equivalence ratio corres-
ponds to a high engine load and the second one to a low engine load.
The gas composition for these both operating conditions is given in
Table 2.

The reactant mixture is represented in terms of the O/C ratio. The
O/C ratio stands for the molar ratio between oxygen atoms from air
and carbon atoms from diesel fuel and is defined in eq 5. Note that

Figure 1. Schematic of the experimental setup.

Figure 2. Photograph of the experimental bench.

Table 1. Main Physical Characteristics of Diesel Fuel and
n-Heptane

diesel fuel n-heptane

empirical formula C12.31H22.49 C7H16

density (g 3 cm
-3) 0.833 0.684

low heating value (MJ 3 kg
-1) 43.7 44.6

molecular weight (g 3mol-1) 170.21 100

Table 2. Definition of Both Operating Conditions Used for
Calculations and Experimentations

conditions

1

high load

2

low load

Φ 0.66 0.32

O2 (%mol) 6.8 13.9

N2 (%mol) 75.8 77.4

CO2 (%mol) 9.1 4.5

H2O (%mol) 8.3 4.1
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oxygen coming from H2O and CO2 is not taken into account in this
ratio.

O
C
¼ 2QO2

nQCnHm

¼ 0:21Qair

12:31QC12:31H22:19

ð5Þ

Qi stands for the molar flow rate of species i and n the number of C
atoms in the empirical formula of the fuel (CnHm). The stoichiometry
of the partial oxidation reaction of diesel fuel is O/C = 1.
Plasma reformer performances are analyzed in terms of energy

efficiency, η, conversion rate, χ, H2 yield, and the specific energy
requirement, ν, which are expressed as

η ¼QH2 � LHVH2 þ QCO � LHVCO

Qfuel � LHVfuel þ W
ð6Þ

χ ¼QCO þ ΔQCO2 þ QCH4

nQfuel
ð7Þ

H2 yield ¼ amount of H atoms in the formed H2

amount of H atoms in the injected fuel
ð8Þ

υ ¼ W
QCO þ QH2

ð9Þ

where LHVi is the lower heating value of chemical species i andW is the
electrical deposited power applied to the discharge. The conversion rate
(eq 4) accounts for the fuel transformation and is an indicator of the
mass balance on carbon atoms. ΔQCO2

corresponds to the difference
between the output and input CO2 molar flow rate. Only the main
species (H2, CO, CO2, CH4) were considered in these energy and mass
balances. The other species CnHmOk formed were analyzed and
quantified by GC. They were present in minor concentrations when
the conversion rate is high. In the results presented in this paper, the inlet
temperature and working pressure have been set to 573 K and 0.1 MPa,
respectively. For each measurement reported, the system is considered
to be at the thermal steady state. A waiting time of 5 min is generally
observed in order to allow the system to reach this equilibrium.

’MODELING APPROACHES

In both models presented below, the n-heptane (C7H16)
molecule has been chosen for calculations because it is a
commonly used surrogate molecule for diesel fuel. n-Heptane
has a cetane number of approximately 54,47 which is very similar
to that of conventional diesel fuel.

The thermodynamic equilibrium calculations are performed
with the EQUIL module from the CHEMKIN II package.48 The
algorithm is based on Gibbs free energy minimization. The
modeling approach is detailed in ref 6. This model assumes an
infinite reactor, a perfect mix of species, and a uniform applica-
tion of the plasma power. Given the initial composition, the
initial temperature, and the reactor pressure, the initial enthalpy
is evaluated. The initial temperature is 573 K, and the pressure
reactor is 0.1 MPa. The final mixture enthalpy is the sum of the
initial enthalpy and the enthalpy coming from the plasma. The
equilibrium composition and temperature are calculated from
the final enthalpy.

The exhaust gas diesel fuel reforming has also been simulated
with a 1D kinetic model previously developed for gasoline
reforming.31 The model has been adapted for NOx trap regen-
eration application. Several n-heptane detailed mechanisms have
been developed over the past two decades,49-56 widely for
engine and propulsion devices. The calculations have been
carried out using the n-heptane oxidation mechanism developed

by Curran et al.52,53 It has been extensively validated in a wide
range of temperatures and pressures in different reactors, shock
tubes, and rapid compression machine experiments. This kinetic
mechanism is composed of 160 species and 1540 reactions and
can be applied to a wide range of conditions. This large
mechanism makes it applicable to a wide range of conditions.
Recent studies have focused on reduced n-heptane mecha-
nisms57 based on the Curran et al. mechanism to integrate them
in CFD models for example. This mechanism includes radicals,
atoms, and vibrationaly excited species but does not include
ionized species. Most of the kinetic mechanisms that have been
developed (mainly for combustion issues) generally do not
include all the ionized and excited species due to a lack of basic
knowledge. Some chemical mechanisms including ionized
species have been proposed for methane (CH4),

58 propane
(C3H8),

59 and n-butane (C4H10)
60 with air. Because of the

complexity of the involved mechanisms, no kinetic mechanism
including charged species is available in the literature for higher
hydrocarbons under reforming conditions. The plasma-assisted
reforming process is far from these combustion processes due to
a low amount of present oxygen, and even further from the
exhaust gas fuel reforming. However, the relevance of a combus-
tion kinetic mechanism has been proven by Benilov and Naidis
for low current arc discharge.61 The mechanism has been first
tested numerically in exhaust gas fuel reforming conditions in a
plug flow reactor (PFR) for a very long time (∼108 s) and then
has been compared to a thermodynamic model based on the
T&TWinner62 database. The results with the n-heptane kinetic
mechanism from Curran et al. were consistent with the thermo-
dynamic model.

It has been demonstrated that low current arc discharges are
highly nonhomogenous. This 1Dmultistage model, presented in
Figure 3, has been detailed in ref 31. This model is based on the
following assumptions: (i) The medium is adiabatic. (ii) Only a
fraction of reactants’ inlet flow passes through the arc discharge.
The remaining fraction passes near the arc, and there is no mass
transfer between the arc and the cold zone around the arc inside
the reactor. (iii) These two fractions, that is, cold and hot
streams, respectively, are perfectly and instantaneously mixed
at the reactor exit. The arc is modeled by a perfectly stirred
reactor (PSR) where a homogeneous input power is applied.
Experimentally, we can observe that the plasma radius is around
1 mm, the cathode radius being 4 mm. The assumption made is
that the fraction of the gas that passes through the arc is equal to
the ratio between the arc volume and the inner cathode volume.
As a consequence, the fraction ratio, which can be expressed with
the section ratio of the arc and the cathode, is equal to 1/16
(6.25%). The mixing temperature is calculated from the global
enthalpy balance. Finally, the postdischarge is modeled by means
of PFR. The model has been implemented in FORTRAN code
using the PSR and SENKIN modules of the CHEMKIN II
package.48

’RESULTS AND DISCUSSION

Various parameters have been studied to assess their influence
on the reformer performances: O/C, input current, mass flow
rate, and cathode length. Unless otherwise specified, (i) the
exhaust gas mass flow rate, which passes through the plasma
reformer, is equal to 39 � 10-3 and 32 � 10-3 mol 3 s

-1 for the
first and the second operating conditions, respectively, and both
cases correspond to 3.45% of the total exhaust mass flow rate,
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(ii) O/C is equal to 0.6 and to 1, respectively, (iii) the input
current is 0.4 A, and (iv) the cathode length is 75 mm.
Influence of O/C Ratio. Figure 4 shows the results of the

influence of the O/C ratio in terms of conversion rate and energy
efficiency for both engine operating conditions. The range of the
fuel flow rate is 0.02-0.24 g 3 s

-1 for the range ofO/C [0.2-3.2].
The exhaust gas flow rate is held constant.
For condition 2, the diesel fuel decomposition is higher than

80% for O/C greater than 1.3. The second operating condition
(Φ = 0.32) reaches an energy efficiency of 40% against only 15%
for the first one (Φ = 0.66). The strong difference in energy
efficiencies is essentially due to the oxygen rate in the gas mixture,
which is twice higher at low engine load, and CO2 and H2O,
which are twice lower. Oxygen has the role to bring energy to the
system and allows reaching higher temperatures for low engine
load, as shown in Figure 5. In addition, at high load, an important
part of calories are absorbed by CO2 and H2O present in high
concentrations as in an EGR system. At low load, the higher the
temperatures, the better the decomposition of diesel fuel, the
faster the kinetic reactions, and, therefore, the better the energy
efficiency. In both conditions, the decreasing temperatures
between T3, T4, and T5 are due to thermal losses of the system.
The peak efficiencies are reached at an O/C greater than the

POx stoichiometry reaction (respectively, for O/C equals 1.3
and 1.5 instead of O/C = 1). First, temperature is one of the most
important parameters. As mentioned above, reforming reactions
need a lot of energy to set quickly. More oxygen is needed to
activate reforming reactions and thus a higher O/C ratio, but a
part of this additional oxygen forms CO2 (cf. Figure 6). The

increase of the H2Omole fraction can also be inferred by the low
H2 yield shown in Figure 7. The nonhomogeneity of the plasma
reformer can lead to a local combustion reaction that raises the
temperature and leads to better performances, but higher CO2

and H2O production.
For each O/C ratio, Figure 6 also shows that the plasma

reformer promotes CO2 production. The dry reforming reaction
does not take place because a decrease of the CO2 molar fraction
compared to the initial composition is not observed. Concerning
steam reforming, it maybe takes place when O/C is lower than 1.
Indeed, the H2 and COmolar fractions are quite high (4 and 8%,
respectively) and the CO2 fraction increases. For O/C lower
than 1, the high excess of fuel induces a high production of CH4

and a very low conversion rate, which can be associated with

Figure 3. Diagram of the 1D multistage kinetic model describing the low current plasma reformer.

Figure 4. Experimental results of energy efficiencies and conversion rates as a function of O/C for both operating conditions (left, condition 1; right,
condition 2). I = 0.4 A.

Figure 5. Temperature along the axis of the reactor.
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methanation. The CH4 mole fraction must be decreased at
maximum as it is a regulated pollutant. For O/C higher than 2,
conditions are getting close to the combustion reaction and high
temperature, and high CO2 and low CH4 production are
observed.
The H2/C ratio of diesel fuel is equal to 0.92, and thus,

generally more CO than H2 is produced. It has been proved that
H2 has a higher reduction power than CO,63,64 but H2 produc-
tion is more sensitive than CO to the postdischarge temperature.
During the transient regime, H2 and CH4 fractions vary inversely
proportionally with the temperature.
Deposited power is represented in Figure 8. The lower the

oxygen rate, the higher the deposited power. In condition 2 at
O/C = 1.3, 15% and 8% dry molar fractions of CO and H2,
respectively, for a deposited power of 720 W have been reached.
In these conditions, the dry molar fraction of CH4 is only 1.6%.
For condition 2, the specific energy requirement, ν, is comprised

between 86 and 136 kJ 3mol
-1. This energy requirement is much

higher than those obtained by other authors: Bromberg et al. and
Czernichowski et al.33 with diesel fuel partial oxidation. This result
can easily be explained by the nature of the oxidantmixture (exhaust
gas and air). Let us point out that the use of pulsed discharges could
probably decrease the energy cost of the process.
In this study, another important parameter to take into

account is the reductant molar flow rate, which will directly
determine the NOx trap regeneration duration. Figure 9 shows
that the highest syngas production rate is obtained for O/C = 0.8
and O/C = 1.3 for the first and the second operating conditions,
respectively. A syngas production of 2 � 10-3 and 7 � 10-3

mol 3 s
-1 has been reached in the first and the second operating

conditions, respectively. One can estimate that the best compro-
mise between energy efficiency, syngas molar flow rate, and
pollutant emissions correspond to O/C = 1 and O/C = 1.4 for
the operating conditions 1 and 2, respectively.
The Euro V passenger car engines have to emit less than 180

mg 3 km
-1 of NOx, and typically their real NOx emission is close

to 150mg 3 km
-1 of NOx. The Euro VI regulation imposes a NOx

emission lower than 80 mg 3 kg
-1. Consequently, 70 mg 3 kg

-1 of
NOx has to be treated by the NOx trap. The homologation of
European vehicles is based on NEDC (New European Driving
Cycle), which is 11 km long. Assuming one regeneration during
the cycle and that the NOx emitted is essentially NO2, the NOx

trap has to store 16.7 � 10-3 mol of NOx. Internal experiments
in Renault showed that 5 mol of syngas is needed to reduce 1mol
of NOx. Without scaling up themass flow rate, 7� 10-3mol 3 s

-1

of syngas leads to aNOx trap regeneration duration of 12 s, which
is a very promising.
On the contrary, the first condition leads to a NOx trap

regeneration duration of 45 s and is not competitive compared

Figure 6. Dry molar fraction as a function of O/C (left, condition 1; right, condition 2). I = 0.4 A.

Figure 7. H2 yield for both engine conditions.

Figure 8. Deposited power into the arc discharge as a function of O/C.

Figure 9. Experimental H2þCOmolar flow rate as a function of O/C.
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to catalytic processes. The catalytic reformers achieve results
close to thermodynamics, that is, close to an energy efficiency of
70% and a conversion rate of 100%. In the second case, the
plasma reformer achieved an energy efficiency of 40% and a
conversion rate greater than 90%. These results are hopeful for an
NTP working in a weakly oxidative environment.
Influence of Input Current. The monitoring of the input

current directly affects the input power injected in the system.
The electrical power onboard a vehicle is an expensive resource,
and its consumption shall be limited for post-treatment purposes.
Figure 10 shows the performances of the reformer as a function
of input current. In the input current range [0.25-0.6 A], the
deposited power varies quasi-linearly with the current (cf.
Figure 11) as long as we stay in the glidarc zone. The glidarc
frequency is determined by hydrodynamic parameters and
cannot be varied. In NOx trap regeneration conditions, the
quasi-continuous regime, which gave the best results with
ethanol, E85, and gasoline,4,5 cannot be reached anymore. A
typical oscillogram is shown in Figure 12. The instabilities of the
discharge are mainly due to reactive conditions. The stability
increases with the current.
The performances at high load are quite low, and even a

current of 0.6 A (P = 940 W) cannot reach an adequate
temperature to quicken the POx reaction. At low load, the energy
efficiency grows quasi-linearly with the input current and hence
with the deposited power until 0.4 A. The energy efficiency and
the conversion rate reached 31% and 58%, respectively, for I = 0.4
A and 35% and 60%, respectively, for I = 0.6 A while the
deposited power rises from 730 to 1180 W. Afterward, an input
current of 0.4 A is, therefore, considered because of onboard
application, which has limited usable power.

Influence of Exhaust Gas Flow Rate. As mentioned before,
in a real application, only a small fraction of the exhaust mass flow
rate will be treated by the plasma torch. The influence of the
exhaust gas mass flow rate has been studied in a range of 2.5-5%
of the total exhaust gas mass flow rate. One can observe in
Figure 13 that the higher the exhaust gas flow rate, the lower the
volume power injected and the lower the performances. Figure 14
shows that the syngas molar flow rate is quasi-constant at 1.9 �
10-3 mol 3 s

-1 for the first engine condition. For the second
condition, a better syngas molar flow rate is attained (4.8� 10-3

mol 3 s
-1) between 30 � 10-3 and 40 � 10-3 mol 3 s

-1 exhaust
gas flow rate. This exhaust gas molar flow rate corresponds to a
3.5-4.5% range of total exhaust gas emitted by the engine.
Figure 15 shows that postdischarge temperatures reach a max-
imum for both engine conditions around an exhaust gas molar
flow rate of 42� 10-3mol 3 s

-1. For a lower exhaust gas flow rate,
the partial oxidation reaction is aided by a higher plasma power
density but the low quantities of fuel and oxygen release less
energy, for a similar enthalpy of reaction. For a higher exhaust gas
flow rate, the resident time becomes lower, the POx reaction
cannot set completely, and temperatures drop. A scale-up of the
exhaust gas flow rate was not further considered because it did
not decrease the NOx trap regeneration duration.
Influence of Cathode Length. To optimize the energy cost,

the arc length can be tuned by means of cathode length. The
plasma reactor allows using different lengths of cylinder elec-
trode. If the arc can reach the cathode extremity, the higher
the cathode length, the higher the plasma length and the higher
the voltage drop. Thus, the deposited power can be increased
with an input current held constant. Figure 16 shows that, even if
the input power increases slightly (on average 7%), the energy

Figure 10. Performances of the plasma reformer as a function of input current for both conditions (left, condition 1, O/C = 0.6; right, condition 2,
O/C = 1). Qfuel = 0.13 g 3 s

-1.

Figure 11. Deposited power as a function of input current.
Figure 12. Typical oscillogram. Operating condition 2. I = 0.6 A.
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efficiency and conversion rate decrease for a longer cathode. We
suppose that, for a 100 mm long cathode, the arc does not reach
the extremity and, therefore, the arc treats less gas. Previous
results in POx conditions showed that a shorter cathode (50 mm
long) leads also to decrease performances. For a shorter cathode,
the deposited power is insufficient and the reaction volume too
small. The 75 mm cathode is the most adapted one regarding the
energy cost and the performances.
Comparison between the Two Models and the Experi-

mental Results. To investigate the highest energy efficiency that
can be obtained, thermodynamics calculations have been realized.
The results are shown in Figure 17. The input power is not kept
constant and is based on experimental results (cf. Figure 8)

because the deposited power varies with the operating conditions
and O/C.
For both conditions, the highest energy efficiency is attained

for O/C = 0.8, and the energy efficiency reaches 86% for the first
condition and 92% for the second one. For the second condition,
the highest energy efficiency is at the stoichiometry of n-heptane
with oxygen from O2, CO2, and H2O. For the first condition, the
maximal energy efficiency does not correspond to the stoichio-
metry of n-heptane with oxygen from O2, CO2, and H2O.
Figure 18 shows that, at stoichiometry, the equilibrium tempera-
ture is too low (900 K). n-Heptane is not completely oxidized,
and a high CH4 fraction is produced.
The exhaust gas diesel fuel reforming has also been simulated

by means of a 1D model, and the results have been compared to
the experimental results and thermodynamics results. An im-
portant shift in energy efficiency between experiments and the
1D model can also be observed in Figure 17. First, the energy
efficiency discrepancy mainly comes from thermal losses. The
model assumes the adiabaticity of the medium. Second, the
perfect and instantaneous mix at the torch exit is far removed
from the experimental torch exit, which is highly nonhomoge-
neous. Local nonhomogeneities could also appear in the plasma
reactor, leading to H2O and CO2 production instead of H2 and
CO. However, the model trends are similar to the experimental
trends. For O/C higher than 1.5, the experiments and the 1D
model are very close to thermodynamics results and, conse-
quently, close to the maximum achievable results. The small
bump in Figure 17 (right side) for O/C close to 1 is due to the
consideration of real input power because it does not appear for

Figure 13. Performances of the plasma torch as a function of exhaust gas molar flow rate (left, high load; right, low load). I = 0.4 A. Qfuel = 0.13 g 3 s
-1.

Figure 14. Syngas molar flow rate as a function of exhaust gas molar
flow rate. I = 0.4 A. Qfuel = 0.13 g 3 s

-1.

Figure 15. Temperature along the axis for both conditions. I = 0.4 A.
Qfuel = 0.13 g 3 s

-1.

Figure 16. Experimental investigation on the influence of cathode
length. Energy efficiency and conversion rate for 75 and 100 mm long
cathodes. Operating condition 2. I = 0.4 A.
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a constant input power (not shown in this paper). In the first
case, for O/C = 3.2, the experimental point is higher than
thermodynamics results. This can be due either to measurement
uncertainties or to a shift in O/C we have observed and seen by
the efficiency peaks.
Figure 19 represents the main species along the reactor. N2 is

not represented for convenience reasons. Considering only the
main species, the mass balance equals 0.996 for the case
represented. This figure confirms that steam reforming and dry
reforming reactions are poorly involved in the exhaust gas diesel
fuel reforming process in these conditions. Indeed, comparing
with the initial H2O and CO2 molar fractions (∼4%), CO2 is
created along the reactor axis and a high fraction of H2O is
produced (þ6%) due to reactions wherein hydroxyl radicals

(OH•) are involved. Hydroxyl radicals are highly reactive and
promote H2O production. This slight CO2 production and this
high H2O production lead to a decrease in the syngas production
and especially H2. Nevertheless, after the reaction peak, H2O and
CO2 rates slightly decrease to form H2 and CO. As a conse-
quence, water gas shift and steam and dry reforming play a minor
role in the process after the reaction peak. To achieve the kinetic
equilibrium, a 6 times longer adiabatic reactor is needed.
These results corroborate the experimental results that show a

high conversion rate but a low H2 yield, up to 40% in Figure 7.
However, with the current state of development of our experi-
mental test bench and associated diagnostics, it is not possible to
compare the experimental reaction rates with the model. Such a
comparison requires advanced diagnostic methods (intrusive
and nonintrusive), such as mass spectrometry or emission optical
spectroscopy.

’CONCLUSIONS AND PERSPECTIVES

The exhaust gas diesel fuel reforming has been investigated
using a nonthermal high voltage and low current arc plasma
torch. The low O2 availability in the plasma gas made the
plasma-assisted diesel fuel reforming harder than partial
oxidation. First, it has been demonstrated that the oxygen
from CO2 and H2O hardly ever intervenes in the exhaust gas
diesel fuel reforming. On contrary, they absorb a part of the
calories and lower the temperature. This implies lower tem-
peratures, lower kinetic reaction speed, and lower energy
efficiency compared with the POx reaction. To raise the
temperature, more oxygen is needed, but local combustion
can happen and promote H2O and CO2 production. As a
consequence, a compromise has to be made between diesel
fuel consumption, electric consumption, and methane pro-
duction. At high engine load, the most suitable condition is
reached for O/C = 1. At low engine load, an energy efficiency
of 40% and a conversion rate of 95% have been reached, which
corresponds to a 25% of syngas dry molar fraction. For these
operating conditions, the best results have been obtained with
a 75 mm length cathode.

The 1Dmodel has shown good consistency with experimental
and thermodynamics trends but with a significant shift deriving
above all from the strong model hypotheses (adiabaticity and
perfectly and instantaneously gas mix). In a further step, to obtain
better correlations between modeling and experimental results,
thermal losses and nonperfect mix will have to be taken into
account together with a 2D fluid model.

Figure 17. Exhaust gas diesel fuel reforming: 1D model, thermodynamics model, and experimental results as a function of O/C. The model used the
diesel fuel surrogate: n-heptane. 6.25% of inlet reactants pass through the plasma zone for the 1D model (left, condition 1; right, condition 2).

Figure 18. Equilibrium temperature from the thermodynamics model.

Figure 19. Main species molar fraction along the reactor. Engine
condition 2. O/C = 1.54.
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We now consider a real onboard application. In the second
case, which corresponds to themost favorable one, assuming (i) a
100 kW car engine thermal power (i.e., 40 kW mechanical
power), (ii) that the plasma will treat only a small fraction of
the exhaust gas (typically 3.5%), (iii) that the plasma will operate
under a cycling operating mode, and (iv) an 80% efficiency for
the onboard production of electricity from the car engine, one
can estimate that the electric power needed to run the plasma will
be around 2.2% of the engine power only during 12 s every 11 km
(6.8 miles), that is, 12 s every 6 min assuming a 110 km 3 h

-1

(68 mph) average car velocity.
In the first case, corresponding to the least oxidant environ-

ment, the plasma solution will hardly compete with catalytic
reforming because it would necessitate a too long regeneration
time. For this particular case, one solution could be the use of a
hybrid plasma catalysis system where the plasma could favorably
allow one to reduce the catalyst volume and, consequently, to
decrease the amount of precious metal and catalyst price. The
plasma could also give interesting benefits by quickly heating the
catalyst during the startup phase. Plasma catalysis technology
could compensate the energy cost of heating it up by another
way, and it allows preactivating the reforming reactions. As a
conclusion, even if the technology is far to be mature, the plasma
torch technology is, therefore, an interesting option for onboard
NOx trap regeneration.
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Three-Dimensional Unsteady MHD Modeling of a
Low-Current High-Voltage Nontransferred DC

Plasma Torch Operating With Air
Alexandre Lebouvier, Clarisse Delalondre, Francois Fresnet, Valerie Boch,

Vandad Rohani, Francois Cauneau, and Laurent Fulcheri

Abstract—We present, in this paper, the MHD modeling of a dc
plasma torch operating with air under very peculiar high-voltage
low-current conditions. The model developed is 3-D, is time depen-
dent, and assumes local thermodynamic equilibrium (LTE). The
study has been carried out considering an axial injection of air
with flow rates varying in the range of 0.16–0.5 g/s and currents
varying in the range of 300–600 mA. The numerical modeling
has been developed using Code_Saturne, a computational fluid
dynamics software developed by EDF R&D which is based on
colocated finite volume. After a detailed description of the model,
the results are presented, analyzed, and discussed. The influence
of current and that of air flow rate over the arc characteristics
are studied in terms of temperature, velocity, electrical potential,
Joule heating, and arc root motion. Regarding numerical issues,
the MHD modeling of low-current high-voltage arc discharge is
particularly tricky since, below 1 A, the self-induced magnetic
field becomes negligible and the convection effects induce a highly
irregular and unstable motion of the arc column. However, de-
spite these difficulties, the numerical model has been successfully
implemented. Numerical results have shown good correlation and
good trends with experimental ones despite a discrepancy which is
probably due to the LTE assumption. The model gave fruitful and
significant information on parameters that could hardly be ob-
tained experimentally. This preliminary work is likely to open the
way toward a better understanding of low-current arc discharges,
which technologies are currently encountering an important de-
velopment in many application fields.

Index Terms—Low-current dc arc discharge, nontransferred
plasma torch, 3-D MHD unsteady modeling.

I. INTRODUCTION

FOR MANY years, numerical modeling became a unique
and powerful tool for the development and the optimiza-

tion of plasma processes. With computing power improvement,
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models get more and more sophisticated and close to real con-
ditions, thus allowing today the simulation of 3-D and unsteady
systems with detailed geometry description. Numerous fluid
models have been reported in the literature mostly on direct-
current (dc) arc discharge modeling using high current above
100 A [1], [2] including the following: free burning arcs [3],
[4], transferred arcs [5]–[7], and nontransferred arcs [8]–[11].
Many dc arc plasma torch models have been developed for
different applications [12], such as cutting [13], welding [14],
deposition and spraying [8]–[11], [15], [16], steelmaking [7],
waste disposal [17], and ultrafine particle production [18].
These thermal plasmas generally work under low-medium volt-
age between 30 and 500 V [2]. In nontransferred plasma torch,
the arc behavior can generally be classified into three operation
modes, namely, steady, takeover, and restrike modes, respec-
tively [2]. The steady mode corresponds to a fixed position
of the arc attachment, whereas the takeover mode corresponds
to a quasi-periodic fluctuation of the voltage drop and, hence,
of the arc movement. The restrike mode is characterized by a
highly unstable movement of the arc where the reattachment
phenomenon plays a significant role. The first models were 2-D
or 2-D axisymmetric; thus, the vortex inflow and the arc root
attachment could not be perfectly reproduced [7], [19], [20].
With the improvement of computing power, many research
teams moved toward 3-D models which are closer to real
configurations [4]. Most of these models assume the local ther-
modynamic equilibrium (LTE) except, e.g., Trelles et al. [21]
and Park et al. [22] who developed non-LTE (NLTE) models
in argon. The calculations are often realized in a simple gas,
mainly argon [4], [15], [18], [20] as well as nitrogen [5], pure
oxygen [13], or a gas mixture, namely, air [17], Ar/H2 [8],
and Ar/N2 [9]–[11]. The main focuses of arc plasma torch
modeling are the arc root displacement and attachment [16],
[17], and the metal electrode evaporation [14], [16]. Although
the laminar flow regime is commonly used for modeling plasma
torch [6], [8], [10], [17], [23], literature reports few studies
using turbulent k-ε model [15], [18], Rij-ε model, and low-Re
model [24], comparing laminar to standard k-ε model [25] or
comparing several turbulent models (standard k-ε, RNG k-ε,
and realizable k-ε) [13].

For several years, researches carried out at the Center for
Energy and Processes, MINES ParisTech, in the field of hy-
drocarbon reforming led to the development of a very pecu-
liar dc plasma torch technology operating under low-current

0093-3813/$26.00 © 2011 IEEE
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high-voltage conditions, typically in the range of 400 mA and
2 kV, respectively. This type of torch is a nonthermal at-
mospheric plasma torch and, in some operating points, can
be assimilated to a low-current gliding arc as we work under
1 A [26]. The high degree of nonequilibrium of this torch is
promising for chemical applications to support chemical reac-
tions selectively [26] but suffers from a lack of knowledge of its
physics and chemistry. Our researches led to the development of
basic knowledge on both experimental [27], [28] and numerical
[29], [30] sides. Unfortunately, whereas many studies have been
dedicated to high-current plasma discharges, the literature on
MHD modeling of low-current high-voltage plasma torches is
very poor, and the domain remains almost unexplored. One of
the main reasons explaining the lack of studies dedicated to this
purpose is probably due to the fact that, at low current, the self-
induced magnetic field becomes negligible and the convection
effects induce a highly irregular motion of the arc column.
These arc motion instabilities imply very unstable physical
phenomena. Thus, one of the most challenging issues in the
field of plasma modeling for the next coming years is to be able
to simulate very low-current arc discharges owing to important
numerical instabilities deriving from physical instabilities.

Different numerical models developed for plasma reform-
ing addressing thermodynamic and kinetic issues have been
reviewed in [31]. On the other hand, Bromberg [32] and
Fridman et al. [33] used computational fluid dynamic (CFD)
codes to simulate the hydrodynamic flows in the torch with
consideration of neither kinetic reactions nor MHD equations.
In the first paper, the plasma is not considered, and the study
has been focused on the methane/air mixing at the location of
the plasma. In the second one, the plasma is considered as a
source term of power, and the reverse vortex flow influence on
the plasma is investigated.

In the first part of this paper, the model assumptions,
boundary conditions, equations, and simulation parameters are
successively presented. In the second part of this paper, the
low-current arc discharge behavior is presented, analyzed, and
discussed in terms of temperature, velocity, electrical potential,
Joule heating, and arc root velocity with a special attention
being paid to evaluate the influence of arc current and air flow
rate.

II. MATHEMATICAL MODEL

A. Assumptions

The 3-D model studied is based on the following main
assumptions.

1) The plasma is considered as a single continuous fluid
(air).

2) The plasma is optically thin and at LTE.
3) The gas is treated as semicompressible because the Mach

number is lower than 0.2.
4) The gas flow is laminar and time dependent.
5) Gravitational effects are taken into account (x-direction).

Let us point out that, on the other hand, high-current arcs or
high-power-density plasmas [34] are commonly assumed to be
in LTE. For low-current or low-power-density arcs, which have

a high degree of nonequilibrium, this hypothesis is generally
not correct. It has been demonstrated that this assumption can
imply great differences in the arc behavior and characteristics
[21]. However, even if this is a strong assumption, the LTE
assumption has been considered due to highly challenging
numerical issues linked with the low current. The objective
of this study was to get preliminary information on trans-
port phenomena including mass, momentum, and energy as
well as on the gas flow and temperature fields. Obviously, it
would be interesting subsequently, in a later phase, to develop
more sophisticated NLTE models such as two-temperature
models.

B. Governing Equations

The model can be defined by the set of following equations
based on equations of fluid dynamics, namely, Navier–Stokes
and Maxwell electromagnetic equations, respectively. All the
equations are written in a Cartesian system (Ox, Oy, Oz).
In thermal plasmas, which are assumed to be electronically
neutral, the only resulting force applied on a volume element
is the Lorentz force (in newton per cubic meter)

FL = J ×B (1)

where J and B correspond to the electric current density
vector (in ampere per square meter) and the magnetic field (in
teslas), respectively. The generalized Ohm’s law approximation
commonly used in electric arc modeling [2] is

J = σE (2)

where σ and E represent the electric conductivity (in siemens
per meter) and the electric field (in volts per meter), respec-
tively. Neglecting the Neumann’s electromotive field, the elec-
trical field can be linked to the electrical potential φ(V ) by the
following relation:

E = −∇φ. (3)

In the absence of external magnetic field, the electric poten-
tial equation is approximated to

−∇ · (σ∇φ) = 0. (4)

The magnetic field and the magnetic vector potential (in tesla
meter) are related by the following relation:

B = ∇×A. (5)

The Maxwell-Ampere equation is

∆A = −µ0J (6)

where µ0 is the vacuum permeability.
The set of Navier–Stokes fluid conservation equations is

presented as follows:

∂ρ

∂t
+∇ · (ρV ) = 0 (7)
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Fig. 1. Schematic of the plasma torch.

where ρ and V are the mass density and the velocity vector

∂ρh

∂t
+∇ · ρhV −∇ · λ

Cp
∇h = J ·E − Srad (8)

where h, λ, Cp, and Srad are the gas enthalpy, the thermal con-
ductivity, the specific heat, and the radiation losses, respectively

∂ρV

∂t
+∇ · (ρV ⊗ V ) = −∇p+∇ · τ + J ×B + ρg (9)

where p, τ , and g are the pressure, the shear stress tensor, and
the gravity vector, respectively.

The study was carried out for an arc discharge operating with
air. The data of the properties have been taken from [35] for
enthalpy, density, specific heat, electrical conductivity, dynamic
viscosity, and thermal conductivity. For the source radiation, the
net emission coefficients have been taken from [36].

The resistive MHD equations have been solved using
Code_Saturne v. 1.3, developed by EDF R&D. The Code_
Saturne electric arc module has been used. This CFD software
is based on colocated finite volume [37]. Code_Saturne’s capa-
bilities enable the handling of incompressible and expandable
flows with heat transfer using second-order linear upwind con-
vective scheme and semi-implicit method for pressure-linked
equation pressure correction scheme (consistent) [38].

C. Computational Grid and Boundary Conditions

The torch geometry corresponding to the real experimental
setup is presented in Fig. 1. It is composed of two sepa-
rated zones: the plasma zone and the postdischarge zone with
lengths/inner radii of 70 mm/4 mm and 100 mm/11 mm,
respectively. Let us point out that, under real reactive operating
conditions, the plasma zone is the part where the arc plasma
really takes place, whereas the postdischarge zone is an active
or passive zone, located downstream the plasma zone where
reactions ignited in the plasma zone continue to take place.

Usually, in dc plasma torches, the tip electrode is the cath-
ode. In our case, the system operates under inverse polarity.
The tip electrode, on which a positive electrical potential is
applied, is the anode whereas the cylinder electrode is grounded
and acts as the cathode. Indeed, previous works that demon-
strated this configuration were the most suitable for low-current
systems [30].

The grid mesh, shown in Fig. 2, is exclusively composed
of hexaelements and contained 339 000 cells. Cubic cells of
∆x = 0.044 mm compose the center of the computational
grid. The mean axial and radial spacing grid are 0.7 and
0.21 mm, respectively. These values are very similar to the ones
used by Freton et al. [17]. This very fine grid was chosen to
compute correctly the gradients of all transport variables into

Fig. 2. Computational grid of the plasma torch.

TABLE I
BOUNDARY CONDITIONS OF THE 3-D MHD MODEL

the arc column. The grid is axially finer near the anodic and the
cathodic arc root attachment position.

The boundary conditions are detailed in Table I. The at-
mospheric pressure is imposed at the outlet. The temperature
of the injected air is 600 K. The walls are considered adiabatic.
At the first time step, an atmospheric pressure and a temperature
of 600 K are applied to the whole domain.

The potential to the cathode is imposed to 0 V, and the
potential to the anode is calculated from the previous time step.
The voltage drop in the sheath is not included in the model.
The potential results correspond to the voltage drop in the arc
column. In our case, the electrical current is very low, so it
is difficult to assume a value of electrical voltage drop in the
cathodic and anodic sheaths. For high-intensity electric arcs,
authors generally used an imposed value of 3–10 V for the
potential drop in the sheaths [4], [8], [39].
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Fig. 3. View of the initial hot temperature channel at the first time step.

A null-flux condition is applied for the heat conduction at
the electrodes. Even if this assumption is strong, it can be
justified by the fact that the electrodes are not water cooled so
the losses at the electrodes are not as significant as they are in
thermal torches. Nevertheless, in the next step model, we will
take into account the electrode sheath by introducing a global
model based on the energy exchange in the cathodic and anodic
sheaths [8], [40].

D. Simulation Parameters

The time step ∆t is set to 10 µs as Chemartin et al. [3], [41].
This time step allows obtaining fair plasma characteristics with
a reasonable computation time. Freton et al. [17] and Park et al.
[42] have used a 5-µs time step after a parametric study.

At the first time step, a hot temperature channel is artificially
created to ignite the arc such as that proposed, for example,
by Moreau et al. [8]. The channel has a 0.8-mm radius. The
temperature imposed in the initial channel is 6000 K for starting
calculation (cf. Fig. 3). The initial anode voltage drop is set to
1000 V. For the first 50 time steps, i.e., 500 µs, the inflow is
1% of the total inflow in order to allow the correct arc ignition.
Subsequently, for the 150 following time steps, a linear velocity
ramp is applied at the inlet to increase the inflow from 1%
to 100%.

The current target is set between 300 and 600 mA. The
current is measured by the integral of the current density in a
z-normal plane Sz [cf. (10)], located 1.5 mm after the anode.
At each time step, the anodic electrical potential φn is fitted to
maintain the current target from

I =

∫∫

Sz

J · dS (10)

φn =
Itarget

Imeasured
φn−1. (11)

Two thousand time steps have been considered, correspond-
ing to a numerical time of 20 ms. The calculations have been
realized on eight processors (Intel Xeon 2.66 GHz) for 30 h.
That corresponds to a calculation time of around 55 s for each
time step. The number of underiteration is around 2300 for
pressure, 1300 for potential vector, and under 100 for enthalpy
and velocity.

III. RESULTS

A. Results for I = 400 mA and Qair = 0.32 g/s

In this section, we present results for an electrical current of
400 mA and an air flow rate of 0.32 g/s.

Fig. 4. Representation of the temperature field displaying the evolution of
the arc shape in a cross section for three specific times (t = 2, 5, and 20 ms).
I = 400 mA. Qair = 0.32 g/s.

Fig. 5. Representation of the velocity magnitude distribution. I = 400 mA.
Qair = 0.32 g/s.

Fig. 4 shows the evolution of the temperature. We can
observe that the arc root moves along the same plane
as the ignition plane (Oy, Oz) due to the axial injection. Once
the arc root has reached the cathode tip, it remains attached to
the cathode tip at approximately 1.30 mm above the exit. The
arc root path follows the cathode shape at the exit. Indeed, in
this zone, the velocity magnitude is close to zero (cf. Fig. 5)
because of the dead zone created by the sudden section enlarge-
ment. In this zone, the cathodic arc root is less disturbed by the
gas inflow, and the dead zone constitutes a favorable arc root
attachment point.

The magnetic field is produced by the local curvature of
the current path and the self-induced magnetic field. The arc
dynamics inside the torch is the result of the imbalance between
the electromagnetic forces and the flow drag. As expected,
the magnetic field magnitude is very low. Its maximum value
reaches 0.7 mT at the cathode tip where the tip effect is the
highest. As a result, the Lorentz forces are also very low (up
to 120 N/m3). Around the arc core, the mean value of the
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Fig. 6. Numerical temperature profile in the radial direction taken in the
middle of the cathode. I = 400 mA. Qair = 0.32 g/s.

Fig. 7. Photographs of the experimental plasma torch tip for Qair = 0.32 g/s.
I = 400 mA. Vortex injection.

magnetic field magnitude is around 0.1 mT. These very low
values explain mainly the instabilities observed in low-current
plasma torches compared to high-current plasma torches, which
are much more stable. The magnetic field is so low that the
arc column is only stabilized by the hydrodynamic effects,
particularly by the wall or vortex stabilization commonly used
in low-current high-voltage torch.

The maximum velocity is 67 m/s and is located at the cathode
tip. The velocity magnitude distribution is not symmetric due to
the arc curve. Once the inlet velocity has reached its maximum,
the arc root velocity can be estimated to 15.2 m/s along the
cathode inner surface. This calculated velocity is higher than
the average velocity in the nozzle (w = 11 m/s) because of the
thermal effects. On the other hand, the Lorentz force is so low
that the induced convection effect can be neglected.

The anodic and cathodic arc root temperature values are
around 5500 K and 5100 K, respectively. This temperature
corresponds to the temperature of the plasma at the interface
between the electrode sheath region and the arc column. The
arc column is very stable inside the cathode essentially due to
the axial injection and the laminar flow assumption. One can
observe in Fig. 6 that the arc core temperature in the cathode
reaches 5300 K with a significant temperature gradient between
the center of cathode and its borders (∼1500 K/mm).

Fig. 8. Representation of the radiation emission distribution. I = 400 mA.
Qair = 0.32 g/s.

Fig. 9. View of the current density and isopotentials. I = 400 mA. Qair =
0.32 g/s.

Fig. 7 shows real photographs of the plasma from exper-
iments in close conditions. This picture confirms the phe-
nomenon predicted by the simulation, previously presented in
Fig. 4. The plasma plume observed by the experiment has the
same shape as that numerically obtained. The cathodic arc root
becomes attached to a point located above the exit.

We can also observe in Fig. 7 that the arc root radiations
are higher than the arc core radiations. This difference is not
observed by the simulation (cf. Fig. 8); the arc root is as bright
as the arc core. This phenomenon can probably be explained by
the fact that the model does not take into account the electrode
metal evaporation. Indeed, the cathode, being composed of
stainless steel, is composed of more than 60% of iron, and it is
well known that iron net emission is very high [43]. We can also
see in this picture that the plasma plume length, which is about
55 mm numerically, is close to the experimental one, which is
around 45 mm.

As assumed by Selvan et al. [11], the arc core radius is
the radial distance along the anode from the centerline to the
point where the current density is zero. In practice, the zero
current density is supposed to be achieved when the current
density is two orders of magnitude smaller than the maximum
current density which is 115 A/cm2. The current density is
shown in Fig. 9. By this technique, the arc core radius can be
estimated to 0.5 mm. This information is hardly accessible by
the experiment.

On the other hand, the radius of the most emitting zone has
been experimentally estimated, to the naked eye, to 1 mm at the
torch exit. It can be compared to the radius value of the most
emitting zone found by the simulation. From Fig. 8, this value
is around 0.83 mm, demonstrating the good correlation between
the numerical and the experimental results.
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Fig. 10. Simulated arc voltage versus time. I = 400 mA. Qair = 0.32 g/s.

Fig. 11. Typical experimental voltage oscillogram. Qair = 0.32 g/s. I =
400 mA.

The voltage drop and the inlet velocity ramp are shown in
Fig. 10. After 500 µs, the arc is blown by the air flow rate.
The higher the arc length, the higher the voltage. Indeed, it is
well known that the arc voltage varies quasi-linearly with the
arc length. We can observe few low instabilities (f = 20 kHz)
in the range of 1.3–6 ms. These instabilities are probably
numerical instabilities due to the sudden high stretch of the low-
current arc.

Once the arc root has reached the cathode tip, the mean
voltage is equal to 2.7 kV and corresponds to a deposited
plasma power of 1.1 kW. For that case, a typical experimental
oscillogram is shown in Fig. 11 and gives a mean voltage of
30% (1.9 kV) lower than the simulated one. As demonstrated
by Trelles et al. [21], the total voltage drop for an NLTE model
of a high-current plasma torch can be 50% lower than for an
LTE model. Indeed, for NLTE models, the electron temperature
and the electrical conductivity are higher than in LTE models.
Hence, the resistance to the current flow decreases and leads
to a decrease of the voltage drop decrease. Thus, the LTE
assumption is probably the main reason of this discrepancy,
even if some other factors could intervene, e.g., the metal vapor
near the electrodes.

Fig. 12. Comparison between the normalized FFT of the experimental and
the numerical voltage oscillograms, plotted in a semilogarithmic scale. I =
400 mA. Qair = 0.32 g/s.

After the arc has reached the tip, we can also observe
numerically in Fig. 10 the apparition of voltage instabilities.
These instabilities arise from a coming and going motion of the
arc bend, which changes the arc length and thus the voltage
drop. Instabilities are also observed experimentally and can be
seen in Fig. 11. The normalized fast Fourier transform (FFT)
of both experimental and simulated voltage oscillograms (for
t > 10 ms) is shown in Fig. 12, in a semilogarithmic scale.
The experimental spectrum is broad, whereas the simulated
spectrum is thinner but shows several frequency peaks. The os-
cillation frequency peaks are in the same range of frequencies.
The highest peak is for a frequency of 1.85 and 3.2 kHz for the
numerical and experimental spectra, respectively. Let us point
out that the 43-kHz peak directly comes from the power supply
frequency which is based on a resonance converter. Hence, the
instabilities over 10 ms could be due mainly to hydrodynamic
forces. Even if the arc root stays at a fixed position (similar to
the steady mode), these periodic fluctuations, coming from the
arc plume length, remind the takeover mode [44].

The Joule heating (J ·E) balances the radiation losses and
the convective cooling effect driven by the Lorentz forces [18],
which is almost negligible in our case. In low-current plasma
torches, the convective cooling effect mostly comes from the
gas inflow. The Joule heating is strong (27 kW/cm3) in the
anodic zone, where the current density is maximum but is lower
than 1 kW/cm3 in the rest of the arc due to the low current used.

B. Influence of the Current

The current influence has been investigated in the range of
300–600 mA for an air flow rate of 0.32 g/s.

Fig. 13 shows the photographs of the plasma plume versus
electrical current. The higher the current, the higher the power
and the stability. Indeed, for I = 300, 400, and 600 mA, the
experimental deposited powers are 640, 770, and 950 W, re-
spectively.

Fig. 14 shows the numerical oscillograms for I = 300, 400,
and 600 mA, and the associated experimental oscillograms are
shown in Figs. 11 and 15. In Fig. 14, we can observe that, before
the arc root reached the cathode tip (t < 10 ms), the higher the
current, the lower the instability magnitude.
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Fig. 13. Photographs of the experimental plasma for three currents. Qair =
0.32 g/s.

Fig. 14. Numerical arc voltage versus time for three different currents.
Qair = 0.32 g/s.

The mean voltage drop, shown in Fig. 16, and the standard
deviation for the three cases, both experimental and simulated,
have been reported in Table II. The model follows the exper-
imental voltage trends: The higher the current, the lower the
voltage but the higher the deposited power. This is a typical
characteristic of nonthermal plasmas. For I = 300, 400, and
600 mA, the numerical deposited power is 1000, 1100, and
1200 W, respectively.

Moreover, one can observe that the higher the current, the
higher the instability magnitude. The oscillation frequencies are
in the same frequency range for the three currents.

We can also notice that the lower the current, the higher the
difference between simulated and experimental mean voltages.
This phenomenon is probably due to the nonequilibrium effects
which increase when decreasing the current.

The radial profile of the temperature in the middle of the
cathode is shown in Fig. 17. The higher the current, the higher

Fig. 15. Experimental oscillograms for I = 300 and 600 mA. Qair =
0.32 g/s.

Fig. 16. Comparison of mean voltage drop between experimental and numer-
ical results versus current. Qair = 0.32 g/s.

TABLE II
COMPARISON BETWEEN EXPERIMENTAL AND NUMERICAL RESULTS

OF THE MEAN VOLTAGE AND STANDARD DEVIATION AS A

FUNCTION OF THE CURRENT. Qair = 0.32 g/s

the temperature and the wider the arc core temperature profile.
As a result, the higher the temperature, the higher the arc root
velocity: 14.3, 15.2, and 16 m/s for I = 300, 400, and 600 mA,
respectively.

C. Influence of the Air Mass Flow Rate

The influence of the air flow rate has been investigated in the
range of 0.16–0.5 g/s for a current of 400 mA.

Fig. 18 shows that the increase of the air flow rate results
in the increase of voltage instabilities. For an air flow rate of
0.5 g/s, the arc shape is very disturbed by the flow instabilities
appearing in the postdischarge zone. An example is shown in
Fig. 19. The simulated oscillations of the jet imply a periodic
and significant arc voltage increase in order to maintain the
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Fig. 17. Radial temperature profile at (middle of the cathode) z = 35 mm for
three different currents. Qair = 0.32 g/s.

Fig. 18. Numerical arc voltage versus time for three different air flow rates.
I = 400 mA.

Fig. 19. Temperature distribution and velocity vector field illustrating the
instabilities. Qair = 0.5 g/s. I = 400 mA. t = 20 ms.

arc. The voltage shapes remind the three operation modes
[44]: steady, takeover, and restrike for 0.16, 0.32, and 0.5 g/s,
respectively. Even if those are simulated results, two candidate
mechanisms for such instabilities should need further studies to
confirm or not their role in this case: the instability of a jet in a
cavity and the Kelvin–Helmholtz instability.

TABLE III
COMPARISON BETWEEN EXPERIMENTAL AND NUMERICAL RESULTS

OF THE MEAN VOLTAGE AND STANDARD DEVIATION AS A

FUNCTION OF THE AIR FLOW RATE. I = 400 mA

Fig. 20. Numerical radial temperature profile at z = 35 mm for different air
flow rates. I = 400 mA.

The first process involves the instability of the pressure field
surrounding the jet near the inlet. This is a classical version of
the Coanda instability and has been reported even in the case
of thermal jets [45]. In our case, it results in an oscillation of
the jet, but observational evidence reports that, in similar cases,
wall-hugging jets can be also observed.

Table III shows that, as observed experimentally, the higher
the air flow rate, the higher the voltage drop and the higher
the instabilities. We can also observe that the higher the mass
flow rate, the higher the discrepancy between simulated and
numerical mean voltages. Indeed, the higher the mass flow rate,
the higher the cooling of the arc by convection heat transfer and
the higher the nonequilibrium effects.

The radial profiles of the temperature and velocity in the mid-
dle of the cathode are shown in Figs. 20 and 21, respectively.
The lower the mass flow rate, the wider the temperature profile.
We can notice that the maximum temperature reached in the
center of the arc core for the three mass flow rates is very close
(between 5140 K and 5230 K). Hence, the arc core temperature
depends mainly on the current, and the mass flow tends to cool
down the arc core outline. The maximum velocity is equal to
30 m/s for Qair = 0.16 g/s and 62 m/s for Qair = 0.5 g/s.

At low flow rates, the velocity profile is relevant of the pure
laminar parabolic case. It can also be seen that, at higher air
flow rates, deviations to this reference profile are retrieved,
even if no turbulence model is activated in the code. At
the corresponding regimes (typically, Re = 2000), transitional
mechanisms toward turbulence are strictly impossible to inhibit,
so this distortion of the velocity profile can be linked with
several candidate processes, from purely numerical effects to
physical mechanisms, such as the Kelvin–Helmholtz instability
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Fig. 21. Numerical radial velocity profile at z = 35 mm for different air flow
rates. I = 400 mA.

that generally develops in the shear-stress zone surrounding the
jets. In our case, the vortex creation that should progressively
occurs at scales between the grid size and the jet diameter,
resulting in an increase of the mean velocity in this mixing
layer, is not observable, but there remains the evidence of a
macroscale shear-stress effect. This has already been described
by Trelles et al. [21].

IV. CONCLUSION

The MHD unsteady modeling of a nonthermal dc nontrans-
ferred low-current high-voltage plasma torch operating with
air has been successfully implemented. The low-current arc
discharges are characterized by a highly irregular and unstable
motion of the arc column which is particularly difficult to
simulate due to numerical instabilities. Significant information,
experimentally hardly accessible, has been obtained.

Among the most important results to point out, one can quote
the following.

1) The numerical arc moves linearly along the same plane
and has the same shape as the experimental one. Due
to a velocity dead zone at the cathode tip, the arc root
is attached few millimeters above the cathode tip as
observed experimentally.

2) The magnetic field and the Lorentz force are very low
because of the low current applied to the anode. The
arc column is very stable in the nozzle because of the
wall stabilization of the arc. At the nozzle tip, the low
current leads to instabilities in the arc length and thus in
the voltage which could be linked to pure hydrodynamic
effects.

3) The model overestimates the voltage drop probably be-
cause of the LTE assumption. Indeed, the nonequilibrium
effects are significant and result in a discrepancy between
experimental and numerical voltage values.

4) The temperature gradients are significant and lead to a
highly nonhomogeneous arc discharge.

5) The arc root radiation is underestimated because the
electrode metal evaporation is not taken into account.

6) The arc core radius can be estimated between 0.5 and
0.83 mm by the model.

7) For t > 10 ms, the numerical oscillation frequency range,
similar to the experimental one, could probably be due to
the hydrodynamic forces.

8) The higher the current, the lower the voltage, the higher
the deposited power, the higher the arc core temperature
and radius, and the lower the voltage instabilities.

9) The higher the current, the lower the voltage discrepancy
between the experimental and numerical results. The
higher the air flow rate, the higher the voltage differ-
ence between experimental and numerical results. These
two phenomena are probably due to the nonequilibrium
effects which decrease with increasing the current and
decreasing the mass flow rate.

10) The higher the air flow rate, the higher the voltage in-
stabilities. Maximum temperatures are similar, but the
temperature and velocity profiles become narrower.

11) For Qair ≥ 0.5 g/s, the jet appears progressively as insta-
ble and broadens. Such behavior for the model indicate
that experimental confirmation for possible candidate
mechanisms may be searched for Coanda instability and
Kelvin–Helmoltz instability.

In a further work, the development of an NLTE model will
be considered to take into the high nonequilibrium effects of
the plasma torch. The perspective of this preliminary model is
also the implementation of an enthalpy flux and a sheath zone
at the electrodes and a better description of the inlet zone. The
full anode and inlet zone with tangential entry will be meshed in
order to take into account the real vortex flow. The laminar flow
regime is a strong assumption in our case, and turbulent models
will be tested to observe their influence on the arc shape and the
voltage drop.

The restrike mode will also be implemented to simulate the
glidarc behavior, happening for certain values of current and air
flow rate. A hot gas column reattachment process, based on the
overcome of a fixed value of the electric field, is considered.

This preliminary work is likely to open the way toward a
better understanding of low-current arc discharges which tech-
nologies are currently encountering an important development
in many application fields.
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Abstract. We present in this paper a MHD modelling of the gliding arc behaviour of a DC 

plasma torch operating with air under low current and high voltage conditions. The low current 

leads to instabilities and difficulties to simulate the process because the magnetic field is not 

sufficient to constrict the arc. The model is 3D, time-dependent and the MHD equations are 

solved in using CFD software Code_Saturne
®

. Although the arc is definitively non-LTE, the 

LTE assumption is considered as a first approach. The injection of air is tangential. A hot gas 

channel reattachment model has been used to simulate the restriking process of the arc root. 

After the description of the model, the most appropriate electrical voltage breakdown 

parameter has been selected in comparing with experimental results. A typical operating point 

is then studied in details and shows the helical shape of the arc discharge in the nozzle.  

Finally, the mass flow rate and the current have been varied in the range 0.16 – 0.5 gs
-1

 and 100 

– 300 mA, respectively, corresponding to typical glidarc operating points of our experimental 

plasma torch. The model shows good consistency with experimental data in terms of: global 

behaviour, arc length, mean voltage and glidarc frequency. 

 

 

 

1. Introduction 

The non-thermal atmospheric pressure discharges take more and more interest due to their potential 

applications in many domains such as: hydrogen production [1], gas treatment, surface finishing, 

ozone generation [2], etc. In order to improve the processes, in scope to industrialization, the physical 

and chemical mechanisms occurring in this type of torch have to be understood. These phenomena are 

complex and the literature on magnetohydrodynamic (MHD) modelling of atmospheric pressure direct 

current (DC) plasma torch operating at low current is very poor. At low current, the magnetic field is 

very low and does not constrict sufficiently the arc column to stabilize it and leads to physical 

instabilities which are difficult to simulate.  

For several years, the Center for Energy and Processes (CEP) study the plasma-assisted conversion of 

heavy hydrocarbons like diesel fuel [3], gasoline [4], ethanol [5], both experimentally and numerically 

[6-8]. More recently, the CEP has developed a non-reactive MHD model of his low current – high 

voltage rotating arc reactor to investigate the quasi-continuous behaviour of the arc discharge 

operating with air [9]. However, in rotating arc reactors, the arc behaviour can be similar to a gliding 

arc reactor [10] in certain conditions of current and mass flow rate due to the stretching of the arc 

column.  

The glidarc is characterized by the restriking of the arc.  

 It often, but not always, corresponds to a shortening of the arc: the distance between the anode and the 

cathodic arc root becomes shorter and thermodynamically more favourable. This phenomenon appears 

when the arc voltage reaches a threshold set by the intrinsic characteristics of: the arc, the flow, the 
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geometry and/or the power source. To mimic this behaviour, the restrike mode is generally simulated 

by a short circuit model.  Different models have been proposed to simulate the short circuit. Trelles et 

al [11] have developed a conducting channel reattachment model and Baudry et al [12-14] a hot gas 

reattachment model. Both models are based on the overcome of a specific value of the electric field, in 

the direction normal to the anode surface in the first model, and in the arc fringes in the second model. 

Trelles et al imposes a high electrical conductivity in a cylindrical channel which connects the arc to 

the anode surface. The second model will be detailed in the next section. 

The aim of this study is to develop a numerical model of a non-thermal plasma torch under glidarc 

mode and to compare the main characteristics of the arc with experimental data. In the first part of this 

paper, the main characteristics of the model are described. In the second part, the most appropriate 

electric field threshold has been determined in comparing with experimental data obtained with the 

experimental test bench developed in ref. [3]. The results are detailed for a reference case and then the 

influence of the mass flow rate and the electric current are investigated. 

 

2. Mathematical model 

The model presented below has already been detailed in ref. [9] for the study of the quasi-continuous 

mode of the low current plasma torch with an axial injection. We will emphasize in this paper the 

main characteristics of the model. Comparing with the previous MHD model, this model has been 

improved with an inlet vortex profile and a restriking model. 

 

2.1. Assumptions 

The three-dimensional model studied is based on the following main assumptions: 

‐ The plasma is considered as a single continuous fluid (Air) and at Local Thermodynamic 

Equilibrium (LTE). 

‐ The gas is treated as incompressible and expandable. The thermodynamic properties and 

transport coefficients depend only on the temperature, the pressure effects can be neglected. 

‐ The gas flow is laminar and time-dependent.  

‐ Gravitational effects are taken into account (-x direction). 

‐ As the torch is not water-cooled, the thermal losses are neglected at the electrodes. 

The maximum Reynolds number in a cell of the torch is 2500. Inside the plasma, with the high 

temperatures at stake, the flow can be considered laminar. In using the method defined by Sinkevic et 

al. [15], the Reynolds number varies from 800 close to the inlet to 400 close to the cathode outlet. 

These Reynolds number values are in line with the results of Freton et al. [16].  

The LTE assumption is commonly assumed for high power density plasmas. This hypothesis is a 

strong assumption, which has been proven to imply significant discrepancies in the arc behaviour and 

characteristics e.g. in the arc voltage drop [11]. For low current plasma, the non-equilibrium effects 

are even more significant and this hypothesis is generally not correct. Nevertheless, this assumption 

has been considered in a preliminary phase to overcome the numerical issues linked with the low 

current modelling. The objective of this study was to get the general behaviour of the plasma under 

restrike mode. It would obviously be interesting to develop a more complex NLTE model to take into 

account the nonequilibrium effects. 

 

2.2. Governing equations 

Considering the above-mentioned assumptions, the time-dependent fluid conservation set of equations 

can be written as follows: 

 

Mass conservation 

 
0)( v

t


 

(1) 

 

where  and v


 are the mass density and the velocity vector. 

 

Energy conservation equation 
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where h, , Cp,  J


, E


and Srad are the gas enthalpy, the thermal conductivity, the specific heat, the 

current density vector, the electric field vector and the radiation losses, respectively. The term Srad is a 

radiation source term depending only on temperature and calculated from the net emission coefficient 

at atmospheric pressure taken from ref. [17].  

 

Momentum equation 

 
gBJpvv

t
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)(  
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Where 


, B


and g


 are the shear stress tensor, the magnetic field vector and the gravity acceleration. 

The term BJ


 represents the Lorentz’ forces acting on the flow. Assuming the Ohm’s law 

approximation and the global neutrality, the set of Maxwell’s equations is defined by the following 

equations: 

 EJ


 (4) 
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B  (7) 

 

 J = ) ( 0
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A  (8) 

 

where , A


 and 0 are the electrical conductivity, the vector potential and the vacuum permeability, 

respectively. h, , Cp, ,  and the dynamic viscosity for air depend on temperature and are taken 

from ref. [18] at atmospheric pressure. The pressure variations in the torch are lower than 150 Pa 

around the atmospheric pressure, so the gas flow is considered incompressible and the pressure effects 

can be neglected without introducing significant errors.  

The coupled Navier-Stokes and Maxwell’s equations are solved using the CFD software 

Code_Saturne
® V2.0.1 [19], developed by EDF R&D and based on the SIMPLEC algorithm and a fully 

implicit solution of equations. The time step is set to 10 s. The calculation have been realized on a 

Dell PowerEdge R510 server for 3000 time steps corresponding to a numerical time of 30 ms. The 

calculation lasts about 30 hours on 4 processors. 

 

2.3. Computational domain and boundary conditions 

The calculation domain is based on an experimental DC plasma torch composed of a plasma zone and 

a postdischarge zone. The schematic of the plasma torch is shown of figure 1 and the mesh grid on 

figure 2. Usually, in DC plasma torches, the tip electrode is the cathode. In our case, the system 

operates under inverse polarity. Indeed, previous works that demonstrated this configuration avoids 

the fast destruction of the tip electrode in low-current systems [6]. In consequence, the tip electrode is 

the anode where a positive high voltage is applied and the nozzle is a grounded cathode. The grid 

mesh, realized in using SALOME 5.1.4 [20], and contains 339 000 hexa-cells and is refined at the 

centre of the torch and near the electrodes. The mean axial and radial spacing grid is 0.7 and 0.21 mm, 

respectively. The boundary conditions are detailed in table 1. The voltage drop in the sheath is not 

included in the model because it is difficult to estimate a voltage drop for the low current arc 

(generally between 3 and 10 V for high current arcs). Hence, the total voltage drop results in the 

voltage drop in the arc column.  

In the experimental setup, the vortex is created by 2 tangential tubes. At the inlet, we only consider the 

post-injection zone because with the real geometry the results showed that the vorticity of the flow 
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was too strong and leads to a very disturbed plasma arc and the extinction of the arc. A vortex has 

been implemented in the post-injection zone with an axisymetrical parabolic profile. The ratio between 

tangential and axial velocities is set to 0.4 in the whole study which is the maximum vorticity allowing 

to obtain the convergence of the model. Experimentally, the ratio is close to 1.5. 

An initial hot channel is defined at the first time step with a low inflow for 50 iterations. Then, a 

velocity slope is applied for the following 150 time steps to reach the nominal mass flow. 

 

 
Figure 1. Schematic of the plasma torch. 

 

 
Figure 2. Computational grid of the plasma torch. 

 

 

Table 1. Boundary conditions of the 3D MHD model. 

 

 Inlet Outlet Walls Anode Cathode 

Vi (ms
-1

) Vortex profile 0
n

Vi
  0 0 0 

T (K) 600 0
n

T
  0

n

T
  0

n

T
  0

n

T
  

φ (V) 0
n
  0

n
  0

n
  φ

(n)
 0 

p (Pa) 0
z

p
 1.013 × 10

5
 0

n

p
  0

n

p
  0

n

p
  

Ai (T.m) 0
n

Ai
  0 0

n

Ai
  0

n

Ai
  0

n

Ai
  

 

2.4. Arc reattachment model 

We have used for this study the hot gas column reattachment model developed by Baudry et al [12-

14]. The stretching of the arc column leads to an increase of the voltage drop, and therefore the electric 

field, between the arc column fringes and the cathode surface. The breakdown occurs when the 

electric field overcomes a specified threshold value of the electric field, named Eb, in a cell of the 

computational mesh. If several cells are detected, the cell where the electric field is the highest is 

selected. When the critical value Eb is reached in the boundary layer of the arc column, the boundary 

conditions on the cathode potential are modified to force the new arc root to connect to the closest 

point of the cathode. The short circuit is imposed in creating a 1.6 mm diameter 6000 K channel for 30 

time steps between the arc column fringe and the cathode wall at the location where the electric field 
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threshold value has been overcome. This temperature corresponds to an electrical conductivity of 95.4 

S.m
-1

. The parameter Eb has a significant influence on both the glidarc frequency and the voltage drop 

amplitude [21]. In our case, the breakdown electric field has been evaluated from experimental data. In 

order to hale the new arc root to attach at the breakdown location, a zero potential is imposed at the 

cathode 0.8 mm around the breakdown location, and a null-flux elsewhere. The new cathodic arc root 

is authorized to be attached between 2 mm downstream the anode tip and 1 mm upstream the cathode 

exit. This allows getting the hot channel fully inside the cathode and not interfering with the current 

readjustment. The anodic arc root remains always attached to the centre of the anode. 

 

3. Results and discussion 

For this study, we have focused on the comparison with experimental data. The main parameters used 

to compare the model and the experiments are the mean voltage and the glidarc appearance frequency. 

Moreover, experimental photographs allow comparing the plasma plume length. 

The study has been realized in a typical range of mass flow rate and current allowing the appearance 

of the glidarc behaviour of the arc. This range is showed on figure 3. The quasi-continuous regime is 

similar to the takeover mode of high current torch defined by a quasi-periodic fluctuation of the 

voltage drop and the movement of the arc root. The glidarc regime, appearing with low current plasma 

torches, has a similar behaviour of the restrike mode of high current plasma torches which is 

characterized by high voltage drop amplitude, voltage fluctuations and an unstable arc motion [21]. 

The arc initiates at the shortest interelectrode distance where the electric field is the highest. Then, the 

arc root slides on the cathode, blown by the inlet flow until it reached a certain length and 

extinguishes. The extinction of the arc is followed by a short circuit upstream where the arc 

attachment is more favourable. The filamentary domain corresponds to a streamer-like discharge 

remaining located close to the anode and defined by high frequency (> 2 kHz) [4]. 

In the parametric study, the current has been varied from 100 to 300 mA and the mass flow rate from 

0.16 to 0.5 gs
-1

. If not otherwise specified, the reference case is used: I= 250 mA, Qair = 0.32 gs
-1

, Eb = 

3 kV.mm
-1

, S = 0.4. 

 

 

 
Figure 3. Arc transitions and range of study based on experimental data. (■) Quasi-continuous – 

glidarc transition. (•) Glidarc – filamentary transition. 

 

3.1. Determination of Eb value 

The Paschen’ law in air at atmospheric pressure and room temperature estimates the order of 

magnitude of Eb at 3.6 kV.mm
-1

 [22]. At 600 K, we can estimate the breakdown voltage to 2.5 kV.mm
-

1
. The Paschen’ law is determined for a static system, without flow, in a plate-plate configuration in a 

dry air. In a real case, the breakdown voltage can vary significantly with the flow rate, the geometry, 

the humidity and the electrodes. In order to determine the most appropriate Eb parameter, an 

investigation has been realized on this parameter and then compared to the experimental data. For I = 

250 mA and Qair = 0.32 gs
-1

, the experimental mean voltage is 1550 V and the glidarc frequency 156 
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Hz. We can observe on figure 4 and figure 5 that an Eb value of 3.10
6
 V.m

-1
 is the most appropriate for 

our study with a mean voltage drop of 1600 V and a glidarc frequency of 202 Hz. This value of Eb will 

be used in the rest of the paper. The value of Eb can probably be dependent of the mesh quality and 

will be investigated in a further study. At this stage of development, we cannot match the exact glidarc 

frequency. This is probably a consequence of the non-equilibrium effects and the absence of anodic 

and cathodic sheaths. 

We can observe on both figures that the higher the Eb, the higher the mean voltage, but the glidarc 

frequency passes through a minimum value at Eb = 3 kV.mm
-1

. Indeed, below 3 kV.mm
-1

, the higher 

Eb, the lower the glidarc frequency, because the arc needs more time to reach the critical electric field 

value. Above 3 kV.mm
-1

, another phenomenon appears. The new arc root attachment is more 

downstream as shown on figure 6. The breakdown no longer appears close to the tip electrode but in 

the middle of the nozzle. As a result, the voltage drop is lower, the new breakdown appears sooner, 

and the mean voltage drop is higher. This highlights the fact that the arc attachment is not necessarily 

appearing at the shortest interelectrode distance but can depend on the arc shape or charge 

accumulation, for example. 

 

 
Figure 4. Influence of Eb on glidarc frequency. I = 250 mA. Qair = 0.32 g.s

-1
. 

 

 

 
Figure 5. Influence of Eb on mean voltage drop. 
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Figure 6. Mean axial position of the new arc root vs. Eb.  

 

 

3.2. Results for the reference case: I = 250 mA, Qair = 0.32 gs
-1

, Eb = 3 kV.mm
-1

. 

This section shows results for a typical operating point and the comparison with quantitative and 

qualitative experimental results. This section points also out the main differences between the vortex 

and axial injection developed in a previous model [9]. 

Figure 7 shows the experimental and numerical oscillograms for the reference case. The deposited 

power is 400 W. We can notice that the numerical glidarc frequency is slightly higher than in the 

experimental case, as seen in the previous section. The voltage shapes are similar for the experimental 

and numerical data with instabilities during the stretching of the arc and a very sharp voltage drop 

when the arc breaks. 

Figure 8 shows a photograph taken with a fast video camera and figure 9 shows the arc shape for an 

iso-temperature of 3000 K. Before breaking up, the plasma arc is attached to the cathode tip and the 

plasma plume length is few centimetres long. The model shows good consistency with the 

experimental data. We can also notice the helical shape of the arc column in the nozzle. This 

phenomenon has been confirmed by fast camera video (cf. figure 8, right side). In the nozzle, the 

magnetic field is very low (< 1 mT) and does not constrict enough the arc column as in the high 

current DC plasma torch which are usually very stable. Thus, the arc column follows the vortex flow 

shape in the nozzle and leads to the helical shape. The rotating frequency of the arc column, based on 

the fast Fourier transform (FFT) of the oscillogram, is 1.5 kHz.  

We do not observe the rotation of the arc root at the cathode tip as it is the case experimentally. After 

the new arc root appears, the arc root slides along the cathode (the axial position being highly 

correlated with the voltage) in the same radial plane. This is probably due to the lower swirl intensity 

applied at the inlet of the numerical model (around 1.5 experimentally), because above 0.5, the model 

convergence cannot be sustained. 

The electric field distribution is shown on figure 10 before the arc breakdown. One observes that the 

electric field is higher than 3 kV.mm
-1

 before breakdown close to the anode where the tip effect is the 

highest. However, the arc is not allowed to break at this location to not influence the z-normal plane 

where the current is calculated (z = 2 mm). After the breakdown occurring, we observe on figure 11 

the 6000 K hot channel which connects the fringes of the arc column to the cathode. The previous arc 

is extinguished quickly. 

The additional energy imposed by the hot channel can be estimated to only 0.4 % on one period of the 

total energy dissipated by the plasma. Therefore, this low amount of energy does not disturb 

significantly the hydrodynamic of the arc.  
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Figure 7. Experimental and numerical voltage vs. time. I = 0.25 A. Qair = 0.32 gs

-1
. 

 

 

 
Figure 8. Fast camera photograph of the plasma arc at the tip of the nozzle. Left: side view. Right: 

Front view. I = 0.25 A. Qair = 0.32 gs
-1

. 

 

 
Figure 9. Iso-temperature (3000 K) just before breakdown. t = 16 ms. I = 0.25 A. Qair = 0.32 gs

-1
. 

 

 

 
Figure 10. Electric field distribution before breakdown in a radial cross section. 

 

 

 
Figure 11. Iso-volume (2000 to 6000 K) coloured by temperature showing a new arc attachment just 

after the 30 time steps where the hot channel is imposed. 
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3.3. Influence of the current 

The influence of the low current applied is shown on figure 12 and figure 13 in terms of glidarc 

frequency and mean voltage drop. Concerning the glidarc frequency, the results are very close from 

experimental data and the trends are similar under 250 mA. For 300 mA, the point does not follow the 

experimental trend. For this specific point, the mean axial position of breakdown is higher than the 

other cases (13 mm). We can observe experimentally that the higher the current, the lower the glidarc 

frequency. For I = 300 mA, the experimental glidarc frequency is very low because we are close to the 

glidarc – quasi-continuous transition. The model shows a fair estimation of the mean voltage drop.  

On figure 14, the experimental photographs show that under 200 mA, the arc plume stays in the 

nozzle. For I = 200 mA, the arc plume goes out slightly like in the model and over 200 mA, the arc 

plume is around 20 mm long. The model estimates pretty well the arc length. For I = 300 mA, we 

observe experimentally that there is a unique arc root but several streamer-like arcs connecting the arc 

root to the arc column, which cannot be observed in the model. 

 

 
Figure 12. Influence of the electrical current on the glidarc frequency. Qair = 0.32 gs

-1
. 

 

 
Figure 13. Influence of the current on the mean voltage drop. Qair = 0.32 gs

-1
. 
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Figure 14. Photographs of the plasma plume at the nozzle tip (left) and corresponding numerical 

plasma length (right) at the time step before breakdown in function of current. 

 

 

 

3.4. Influence of the mass flow rate 

Figure 15 shows fair trend correlation of the glidarc frequency for a mass flow rate between 0.29 and 

0.4 gs
-1

. Under 0.29 gs
-1

, the arc no longer breaks because the Eb parameter is probably overestimated 

on this range. Over 0.29 gs
-1

, the arc breaks close to the anode and the higher the air mass flow rate, 

the higher the glidarc frequency. The flow stretches the arc quicker, and the critical is reached sooner 

leading to the increase of the frequency. Over 0.4 gs
-1

, the experimental data tends to the filamentary 

regime defined by other frequencies. However, on figure 16, we can observe that the model matches 

well the mean voltage drop in the whole range. 

 

 
Figure 15. Influence of the air mass flow rate on the glidarc frequency. I = 250 mA. 
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Figure 16. Influence of the air mass flow rate on the mean voltage drop. I = 250 mA. 

 

Looking at the mean voltage trend vs. mass flow rate, we can infer that the plasma plume length 

decreases with the mass flow rate. This is confirmed by experimental photographs shown on figure 17. 

This phenomenon is well-known and is due to the Reynolds number which increases with the flow 

velocity. The laminar plasma discharges are usually longer than transient or turbulent ones. We also 

observe that for low mass flow rates, the plasma column is very stable does not have a helical shape. 

 

 
Figure 17. Photographs of the plasma plume at the nozzle tip (left) and corresponding plasma length 

(right) at the time step before breakdown in function of the air mass flow rate. 

 

 

Even if the LTE is assumed, the model shows good agreement because the Eb parameter is calibrated 

on experimental data. With a non-equilibrium model, this value of Eb will probably be different. Thus, 

the Eb parameter can be used as a « fitting » parameter. 

 

4. Conclusions and perspectives 

A previous MHD model operating with a very low current has been modified to take into account the 

inlet vortex profile and the restrike mode behaviour. First, a critical breakdown electric field of 3 

kV.mm
-1

 supplies good correlation with experimental data in terms of mean voltage drop and glidarc 

frequency. For a reference case (I = 250 mA, Qair = 0.32 gs
-1

), the results show a helical shape of the 

arc column due to the vortex injection. The rotation frequency of the arc column is around 1500 Hz 

and leads to instabilities in the numerical voltage oscillograms. Fast camera photograph have 

confirmed the helical shape of the arc column inside the nozzle. The magnetic field is too low to 

constrict the arc column which follows the flow shape. The model estimates well the plasma plume 

length. 

Then, a parametric study has been realized on current and mass flow rate and shows fair correlation 

with experimental data for the predicted glidarc frequency, mean voltage drop and arc length. 
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In a further stage of development of our model, a non-LTE will be considered to simulate the non-

equilibrium effects in low current DC plasma torches. It has been demonstrated by Trelles et al that 

with a non-LTE, no reattachment process is needed to simulate the steady and/or takeover mode [11] 

but it will be required for the restrike mode to get more accurate results [21]. 
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This paper presents a simplified one-dimensional kinetic model (phenomenological approach) of a
nonthermal arc discharge plasma reactor used for n-octane reforming. After a description of the model
and its main assumptions, a parametric analysis of plasma reformer performance addressing the influence
of plasma volume, H2O/C ratio, O/C ratio, and input electric power is presented. Results focusing on
energy efficiency and conversion rate, including comparison with experimental gasoline reforming data,
are analyzed and discussed. The parametric study has provided an optimum for actual plasma reformer,
H2O/C = 0, O/C = 1.1, and input electric power between 20 and 25% LHV. The model shows that
nonequilibrium chemistry is produced via fast mixing of arc plasma jet and reactants to quench radicals
and other active species generated in the high-temperature region.

Introduction

Twomajor shortcomings for the large-scale development of
fuel cells for mobile applications are (i) the noncommercial
availability of extended hydrogen distribution network, at
least at short and midterm, and (ii) the lack of low cost,
efficient, and reliable onboard hydrogen storage technologies.
An alternative way to overcome these limitations consists in
the onboard production of hydrogen from commercial liquid
hydrocarbons such as gasoline or diesel fuels (available via
existing gas stations) by means of the commonly named
reforming process.

In recent years, numerous publications addressing different
plasma-assisted reforming technologies have been proposed.1

These technologies aimed at providing a provisional solution
for allowing the large-scale development of fuel cells in
automotive applications by overcoming some important
drawbacks of classical catalyst-based reformers. Beside these
experimental developments, works leading on the develop-
ment of theoretical models have been presented in order to
understand themain phenomena occurring in plasma reform-

ing processes. Most of them were particularly dealt with
technologies based on arc discharges.2-10 Literature provides
different theoretical approaches with gradual levels of com-
plexity in chemistry and reactor stages handling. In relation
with a gliding arc technology, Rusu and Cormier2 assumed
that only a small fraction of the inlet reactants penetrates the
arc discharge. Gas composition is then estimated in the
discharge zone and in the remaining zone assuming thermo-
dynamic equilibrium in both zones. The model then assumes
the two streams to be instantaneously mixed and cooled
down, giving rise to a nonequilibrium composition, which
was in good concordance with experimental data.

Benilov and Naidis3 pointed out that analysis based on
chemical kinetics could provide better estimations than ther-
modynamics equilibrium calculations since residence time in
the reformer is usually smaller than characteristic times
involving chemistry. A model based on a perfectly stirred
reactor (PSR) was then developed, and the results obtained
were somewhat in agreement with experimental results from
ref 4 for the case of methane (2 data points) and from ref 5 for
the case of octane (1 data point). On the same kinetic basis,
more sophisticated models taking into account several main
stages processes have been proposed by other authors. Brom-
berg et al. developed a model applied on methane reforming
based on a network of elemental sub elements composed of
PSR and partially stirred reactors (PaSR).6 At last, Fridman
et al.7,8 proposed a process based on three main stages
(discharge, mixing, and postdischarge) in order to simulate
the methane reforming in tornado-type reactor.

Rollier et al.10 presented a theoretical analysis of n-octane
reforming in a low current-high voltage arc discharge system
byusing two simplemodelingapproaches. The first one, based
on thermodynamic equilibrium, was mainly useful to study
the role of the inlet composition and injected power and to

*To whom correspondence should be addressed. Phone:þ33 (0)4 97
95 74 06. Fax: þ33 (0)4 93 95 75 35. E-mail: laurent.fulcheri@
mines-paristech.fr.
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769.
(4) Czernichowski, A. Oil Gas Sci. Technol. 2001, 56, 181.
(5) Bromberg, L.; Cohn, D. R.; Rabinovich, A.; Heywood, J. Int. J.

Hydrogen Energy 2001, 26, 1115.
(6) Bromberg, L.; CohnD. R.; Rabinovich, A.; Alexeev, N.; Samokhin,

N.; Hadidi, K.; Palaia, J.; Margarit-Bel, N. PSFC report JA-06-3, Plasma
Science & Fusion Center, MIT, 2006.
(7) Iskenderova, K.; Porshnev, P.; Gutsol, A.; Saveliev, A.; Fridman,

A.;Kennedy, L.; Rufael, T. Proc. of 15th Int. Symp. Plasma Chem.,
Orl�eans, Jul. 9-13, 2001, 2849.
(8) Kalra, S.; Cho, Y. I. ; Gutsol, A. ; Fridman, A.; Rufael, T. S.;

Deshpande, V. A. Electronic Proc. of 2004 Technical Meeting, The
Combustion Institute, University of Texas at Austin, Texas, March
21-23, 2004.
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outline the theoretical upper limits of reformer performances;
the second one, based on a zero-dimensional kinetic model,
was used to evaluate the influence of main operating para-
meters such as inlet reactant composition and temperature,
reactor volume, pressure, and injected power. This paper aims
at improving the description of gasoline reforming assisted by
a nonthermal arc discharge carried out in our laboratory by
applying of systemic model. In addition, it gives some indica-
tion on the role of plasma in the reforming process.

Modeling

The theoretical model developed in this paper is based on a
system approach of a plasma reformer developed in our
laboratory and successfully applied for commercial fuel re-
forming.11 The plasma reactor, whose scheme is illustrated on
Figure 1, was composed of a nonthermal arc plasma torch, a
postdischarge zone, and a cooling system (not represented in
Figure 1). The plasma torch had a tip-cylinder configuration,
and it operates in nontransferredmodewith inversed polarity.
The post discharge zone consisted of a cylindrical chamber of
25 mm inner diameter and 710 mm long aligned with the
plasma torch axis. The compartment was lined with a 25 mm
thickness alumina sheath in order to attain a high thermal
insulation. Axial temperature was measured at four points
with K-type thermocouples. Wall temperature in the middle
of the post discharge zone was also recorded with a fifth
K-type thermocouple. A pressure gauge was used for moni-
toring the reactor pressure.

An original resonant converter based-on power supply
allowed to provide a continuous control of the arc current
with a high accuracy in the range 200-660 mA and a max-
imum voltage of 15 kV.12 Discharge voltage and current mea-
surements were performed using a 1:1000 probe (Elditest,
GE3830) and a Hall effect current probe (PR 30 LEM). The
electrical signals were analyzed by a two-channel digital
oscilloscope (HP 54615 B).

A gas feeding system supplied the gas mixture to the
reactor. This device produced mixtures composed of gasoline
vapor, air, and steam in a controlled way. The reactants were
injected tangentially in amixing chamber located right in front
of the anode tip. Inlet temperature could be freely adjusted
between ambient temperature and 500 K. Reformate gas
composition was analyzed using a NDIR-TCD analysis
bench (Rosemount, NGA 2000), which allow continuous
monitoring of H2, CO, CO2, and CH4 molar fractions (dry
sample).Experimentalworkongasoline reforming employing
this apparatus was presented in ref 11.

The flow diagram of the system associated with this model
is plotted on Figure 2. The model assumes that (i) only a
fraction of the reactants inlet flow really passes through the
arc discharge,with the remaining fractionbeingdeviated from
the arc; (ii) there is no mass transfer between the arc zone and
the remaining gas fraction in the plasma torch; and (iii) the
two cold and hot streams are instantaneously mixed at the
plasma torch exit before entering the postdischarge zone. A
PSR receiving an input heating power equal to the electric
power describes the plasma region. Mixture temperature at
the plasma torch exit is evaluated from global enthalpy
balance from both streams. Finally, a plug flow reactor

(PFR) model is used to describe the postdischarge zone.
Notice that the arc discharge is modeled by a domain contain-
ing a high-density heat source and whose role is to promote
the formation of chemical species that do not exist at ambient
temperature.

Themodel has a parameterR that represents the fraction of
the reactants passing through the arc discharge.

R ¼ Qarc

Qtotal
ð1Þ

with Qarc, the mass flow rate passing through the arc dis-
charge, and Qtotal, the total reactants mass flow rate. Assum-
ing that the mass flow density is constant in radial direction,
eq1 canbe expressed as the squareof an effective arc discharge
radius to nozzle radius ratio:

R ¼ Qarc

Qtotal
¼ Rarc

Rnozzle

� �2

ð2Þ

Considering this parameter cannot be estimated a priori
from theoretical considerations with a high accuracy, a sensi-
tivity analysiswas performed inorder to evaluate its influence.
The model was implemented in Fortran code using the PSR
and SENKIN modules of the Chemkin II 13 package.

The calculations were carried out using the n-octane oxida-
tion mechanism developed by Glaude et al.14,15 This kinetic
mechanism is composed of 146 chemical species and 899
chemical reactions, and includes most of the reactions occur-
ring in the oxidation process making it applicable in a wide
range of conditions. Unfortunately, common octane oxida-
tion mechanisms have been developed to simulate conditions
that significantly differ from those encountered under plasma
reforming conditions. In particular, the mechanism from
Glaude et al. was investigated and validated in the tempera-
ture range comprised between 600 and 1200 K, with equiva-
lence ratios (defined as the working fuel/air ratio over the
stoichiometric fuel/air ratio) ranging from 0.5 to 2,15 and it
does not take into account neither ionized nor NOx species.
Therefore, preliminary tests were performed in order to
guarantee that kinetic calculations at very large residence
times provided the same results that those obtained by
thermodynamic equilibrium. This kinetic mechanism was
thus adopted assuming it would provide the correct trends
even at higher temperature and equivalence ratios.

Plasma reformer performances have been analyzed in terms
of energy efficiency and conversion rate. The energy efficiency
η is expressed as:

η ¼ ðQCO þQH2
ÞLHVH2

QC8H18
LHVC8H18

þW
ð3Þ

Figure 1. Scheme of the low-current plasma reformer.

(11) Rollier, J.-D.; Gonzalez-Aguilar, J.; Petitpas, G.; Darmon, A.;
Fulcheri, L.; Metkemeijer, R. Energy Fuels 2008, 22, 556.
(12) Fulcheri, L.; Rollier, J.-D.; Gonzalez-Aguilar, J. Plasma Sources

Sci. Technol. 2007, 16, 183.

(13) Kee, R. J.; Rupley, F. M.; Miller, J. A. Sandia National Labora-
tories Report SAND 89-8009; 1989.

(14) Glaude, P. A.; Warth, V.; Fournet, R.; Battin-Lecrec, F.; Côme,
G. M.; Scacchi, G. Int. J. Chem. Kinetics 1998, 30, 949.

(15) Buda, F.; Bounaceur, R.; Warth, V.; Glaude, P. A.; Fournet, R.;
Battin-Lecrec, F. Combust. Flame 2005, 142, 170.
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where Qi and LHVi are the molar flow rate and the lower
heating value of chemical species i respectively, and W is the
net electrical input power of the discharge. Experimental tests
were conducted with gasoline, which is a complex hydrocar-
bon mixture composed of carbon chains ranging from C4 to
C12. In order to simplify the study, the fuel was modeled here
with n-octane. Lower heating values of n-octane and hydro-
gen are 5016 kJ/mol (44 � 106 J/kg) and 240 kJ/mol (120 �
106 J/kg), respectively. The input electric powerW is expressed
in the following results as a percentage of total fuel LHV rate,
Qn-octane LHVn-octane. For clarity purposes, we symbolize this
quantity by % LHV instead of %Qn-octane LHVn-octane.
Equation 3 assumes that the produced CO could be totally
converted into H2 by the water gas shift reaction with zero
energy cost.

The n-octane conversion rate τ is defined by:

τ ¼ QCOþQCO2
þQCH4

8QC8H18

ð4Þ

Classically, the reacting conditions were expressed in terms
of the O/C ratio, defined as [O2]/4[C8H18], and H2O/C ratio,
also encountered in literature as S/C ratio, defined as [H2O]/
8[C8H18]; [O2], [H2O], and [C8H18] being the molar flow rates
of oxygen (coming from the air), water, and n-octane, respec-
tively.

Main conditions used for the calculations are listed in
Table 1. In the following, any change in the input conditions
of the model from this reference case will be indicated.

Results and Discussion

1. Gasoline Reforming. Figure 3 presents the evolution of
temperature and molar fraction composition versus time for
auto thermal reforming conditions (see Table 1) in the
postdischarge zone. The main trends observed in molar
fraction for this calculation represents quantitatively every
studied case.

In a first period comprised between 0 and 4 � 10-5 s,
radical species densities relax toward an equilibrium gov-
erned by the mixing temperature. In this phase, densities of
highly reactive radicals (such as H, O or OH) decrease
promoting the formation of the light hydrocarbons (C1-C2)
and H2O2. A small diminution in molecular oxygen molar
fraction is also observed. The production of more stable
chemical species by radical recombination causes a slight
temperature increment. At 10-4 s, every radicals molar
fraction start to raise up, indicating the future progression
toward ignition. This is produced at 5.6 � 10-4 s with a
temperature jump from 1250 to 1950 K.

The end of the ignition step is characterized by a signifi-
cant H2O2 drop and a H2O peak. Once ignition in achieved,
the evolution of chemical species follows a classical combus-
tion scheme to the benefits of H2 and CO. Stationary
conditions are reached at 0.5 s.

2. Gas Flow Rate through Arc Discharge.As mentioned in
the previous section, the model depends on a parameter,
which is related to the gas flow proportion that passes
throughout the high energy density region (arc discharge).
Its value should be adjusted from experimental data, and it
can be considered as a constant for a given reformer geome-
try and input electric power.

Figure 4 compares the conversion rate and the energy
efficiency from experimental and model results correspond-
ing to the operating conditions given in Table 1, and R =
1/16, 9/64, and 1/4 (or input power densities comprised
between 3.6 109 and 9.1 108 W/m3), respectively, with O/C
varying between 0.8 and 1.8 and H2O/C= 0.43. This plot
points out that reformer efficiency, conversion rate, and
output temperature do not depend on the R parameter. Even
though themixing temperature increases together withR, the
mixture quickly reaches an equilibrium that is only a func-
tion of the total flow rate, theO/C andH2O/C ratios, and the
electric plasma power. In fact, all curves for different R
values are superposed, and small differences are observed
at low O/C ratio (i.e., 200 K between R= 1/16 and 9/64).
Comparison with experimental data indicates that themodel
overestimates plasma reformer performance. Two main
reasons could explain this discrepancy. First, the experimen-
tal reactor is far from being perfectly insulated, while the
reactor model is adiabatic. As heat losses enlarge with
reactor temperature, the discrepancy will increase with re-
actor temperature and then with O/C ratio. Second, the
experimental study concerns gasoline, which is a mixture of
many hydrocarbons, and thus it might lead to chemical
reactions not considered in the n-octane kinetic mechanism.

To clarify more deeply the role of R, Figure 5 presents the
temperature evolution versus time for several R-values. As
seen in the figure, the higher R, the faster the ignition will
start. This parameter drives the initial proportion of radicals
and the initial temperature of mixture. Then it controls the
effectiveness in achieving the conditions to promote the
chemical reactions leading the combustion. The model pre-
dicts flame ignites between 5.6 � 10-4 and 1.7 � 10-3 s,
which corresponds to a front flame placed between 0.4 and 8
mm from the plasma torch exit.

Notice that these results suggest that themain requirement
to initiate ignition is the use of a high power density heat

Figure 2. Schematic diagram of the model describing the low current plasma reformer.

D
ow

nl
oa

de
d 

by
 M

IN
E

S 
PA

R
IS

 T
E

C
H

 o
n 

O
ct

ob
er

 2
6,

 2
00

9 
| h

ttp
://

pu
bs

.a
cs

.o
rg

 
 P

ub
lic

at
io

n 
D

at
e 

(W
eb

):
 S

ep
te

m
be

r 
8,

 2
00

9 
| d

oi
: 1

0.
10

21
/e

f9
00

47
5x



4934

Energy Fuels 2009, 23, 4931–4936 : DOI:10.1021/ef900475x Gonzalez-Aguilar et al.

source, which should be able to heat locally the reactants and
to start the radical formation. This could explain the high
efficiencies achieved by arc-based reformer when these are

compared to other plasma technologies.1 Nevertheless a
more precise analysis on chemical reactions concerning
radicals implicated in sparking off is necessary in order to
know the conditions in which nonthermal plasmas (with
heavy particles temperature close to ambient temperature)
could play a useful role in reforming.

In addition, Figure 5 points out that input electric power
could be conveniently minimized since ignition is always
guaranteed once a threshold has been exceeded. To go above
this value could be justified in order to maximize the synth-
esis gas production (as it is shown in the next section) and to
stabilize the process (for example, for attaining a continuous
arc discharge regime12).

Figure 3. Evolution of the molar fraction composition for condi-
tions given in Table 1. (Top)H2O,H2, CO,CO2, andO2; (Center) C,
CH,H,O,OH,CH3, andCHO radicals; (Bottom)H2O2, C1, andC2

hydrocarbons.

Table 1. Reference Case

n-octane flow rate, Qn-octane (kg s-1) 1.3 � 10-4

inlet temperature, Tin (K) 400
reactor pressure, P (Pa) 105

nozzle diameter, D (m) 8 � 10-3

reactor volume, V (m3) 3.5 � 10-4

input plasma power, W (% LHV) 20
R (adim.) 6.25 � 10-2

O/C 1
H2O/C 0.43

Figure 4. Conversion rate and energy efficiency vs O/C ratio.

Figure 5. Temperature evolution versus time and R parameter.

Figure 6.Conversion rate and energy efficiency versusH2O/C ratio.
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3. H2O/C and O/C Ratios. Figure 6 illustrates the influ-
ence of the H2O/C ratio on the reformer performance and
final temperature with O/C=1. It can be observed that the
final reformate temperature and the reformer performance
decrease when increasing the steam concentration.

Figures 7 and 8 show the influence of the O/C ratio on the
conversion rate, n-octane conversion efficiency, and the final
temperature with a H2O/C = 0 (partial oxidation). The
higher the O/C ratio, the higher the temperature will be,
promoting the hydrocarbon conversion and decreasing hy-
drogen concentration. In a first step, the temperature is low
enough to promote CO. Once that temperature exceeds a
certain threshold, CO2 is produced in place of CO. A
maximum energy efficiency corresponding to the highest
CO production appears at O/C=1.1. This result is coherent
with kinetic calculations on n-octane reforming by a PSR
model published previously.10

4. Input Power. Figures 9 and 10 illustrate the influence of
the input power (expressed as % LHV) on the reforming
reaction, as a function of the volume of the postdischarge
zone with O/C=1.1 and H2O/C=0, which corresponds to
the energy efficiencymaximum inFigure 7. In these graphics,
volume is related to the axial position of the event down-
stream the arc discharge. As a consequence, the figures
indicate the necessary volume for reforming to take place.

Figure 9 shows the evolution of the synthesis gas molar
fraction along the postdischarge reactor.As expected, syngas

molar fraction moves toward the same thermodynamic
equilibrium value (about 0.48) at very large volumewhatever
the input electric power. Furthermore, the higher the plasma
power, the faster thermodynamic equilibrium will be rea-
ched. Thus, 105 cm3 are needed for 10% LHV, and 102 cm3

for 25% LHV. Actual reactor volume, which could be
constrained by design reasons, will impose the electric power
indispensable in order to maximize the energy efficiency. As
seen in Figure 10, best energy efficiency is reached for plasma
power between 20 and 25% LHV, that is, between 1144 and
1430 W, for our experimental reformer, whose volume is
equal to 352 cm3.

Conclusion and Perspectives

In this paper, a systematic model of a nonthermal plasma
reactor has been described and applied for n-octane reform-
ing. The model made it possible to carry out a parametric
analysis of plasma reformer performance defined in terms of
energy efficiency and n-octane conversion rate and thus to
optimize the reforming process. This analysis included the
influence of theH2O/CandO/C ratios, the electric power, and
the postdischarge zone volume.

The parametric study has provided the optimum values for
our plasma reformer, H2O/C = 0, O/C = 1.1, and input
electric power between 20 and 25% LHV. At larger volumes,

Figure 7. Conversion rate and energy efficiency vs O/C ratio (H2O/
C=0).

Figure 8. Dry molar fraction of H2, CO, CO2, CH4 vs O/C ratio
(H2O/C=0).

Figure 9. Syngas molar fraction vs reactor volume (logarithmic
scale) for some input electric power (O/C=1.1, H2O/C=0).

Figure 10. Energy efficiency vs reactor volume (logarithmic scale)
for some input electric power (O/C=1.1, H2O/C=0).
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this optimum could reach higher values, by decreasing the
amount of electric plasma power needed. Of course, the
reactor’s maximum volume is limited by the available space
in the vehicle where the plasma reformer would take place.

The model shows that nonequilibrium chemistry is pro-
ducedvia fastmixingof arc plasma jet and reactants toquench
radicals and other active species generated in the high-tem-
perature region. This chemistry promotes the ignition even at
high equivalence ratio. Outputs of this model will provide the
input data for simulate systems containing the plasma refor-
mer. Even if the model has been developed for the case of
n-octane, it can be used for the study of a large amount of
different hydrocarbon conversion. Notice that the model
explains main experimental features without taking into

account ionized chemical species andmultitemperature effects,
suggesting that a high power density heat source is required
for reforming. However, this hypothesis must be verified with
a kinetic model including charged chemical species.

Because of the high temperature gradient between the arc
and the surrounding area and between the plasma and the
post discharge zones, strong radial shear stresses might exist
on the reactor diameter. This explains the strong and fast
mixing of hot and cold gases at nozzle exit. However, compu-
tational fluid dynamics simulations should be carried out in
order to confirm this hypothesis.
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2D Axisymmetric Coupled Computational Fluid Dynamics�Kinetics
Modeling of a Nonthermal Arc Plasma Torch for Diesel Fuel Reforming
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ABSTRACT:The present study is dedicated to the 2D axisymmetric coupled computational fluid dynamics�kinetics modeling of a
plasma-assisted diesel fuel reformer developed for two different applications: (i) onboard H2 production for fuel-cell feeding and
(ii) NOx trap regeneration. These cases correspond to very different reaction conditions. In the first case, diesel fuel reacts with air,
while in the second case, it reacts with diesel engine exhaust gas. The plasma is modeled with a simple power source domain.
n-Heptane has been chosen as a surrogate molecule for diesel fuel. A reduced kinetic mechanism is used for the study. Both cases
have been studied under adiabatic and nonadiabatic postreactor conditions. We can distinguish four zones in the torch: a reactant
heating zone, a plasma zone, a mixing zone, and a postdischarge zone. The main precursors of the reforming reactions are H, O, and
OH radicals. The oxygen rate is a key point of the application. The thermal losses make the reforming reaction difficult to ignite and
beget a lower syngas production and a lower postdischarge temperature. For the nonadiabatic reactor, the results have been
compared to experimental data. The model predicts relevant gas fractions.

’ INTRODUCTION

For many years, many advanced coupled computational fluid
dynamics (CFD)�kinetics models have been developed, mainly
for combustion applications (O/C > 2). For instance, the de-
velopment of homogeneous charge compression ignition en-
gines needs a lot of knowledge on real kinetic reaction happen-
ings in the cylinder. These models are highly time-consuming
and essentially depend on the size of the kinetic mechanism. For
the reforming application (O/C ∼ 1), recent CFD�kinetics
models have been developed to study partial oxidation, steam, or
autothermal reforming of methane,1�4 biogas,5 or hexadecane6

with a very simple kinetic mechanism. CFD�kinetics models
have also been developed for different reforming reactors: solid
oxide fuel cell,7 membrane reformer,8 fluidized-bed reactor,9 or
microreactor.2,4 Most CFD models developed for the plasma
torch study are nonreactive models.10,11 A recent study by Serbin
and Matveev has focused on a CFD�kinetics model of plasma
coal gasification.12

The literature is very poor concerning the modeling of low-
current, high-voltage reforming plasma torches under reactive
conditions,13 while experimental plasma-assisted reforming has
been widely studied.14�17 Benilov and Naidis have developed a
low-current plasma discharge model under atmospheric pressure
to study the nonequilibrium effects.18 Most CFD models devel-
oped for plasma-assisted reforming processes were mainly dedi-
cated to the flow inside the torch.19,20 Chemical reactions were
not taken into account. In the first paper, the plasma is not
considered and the study has been focused on the methane/air
mixing at the location of the plasma. In the second one, the
plasma is considered to be a source term of power and the reverse
vortex flow influence on the plasma is investigated. Most of the
other plasma-assisted reforming numerical models are based on
chemical kinetics modeling with theCHEMKIN package,21 in 0D
or 1D. A comprehensive review of these models is given in ref 13.

For several years, intensive researches have been dedicated at
CEP, both experimentally and numerically, to reforming pro-
cesses for two different applications: (i) onboard production of
hydrogen for fuel-cell powering and (ii) NOx trap regeneration,
using a nonthermal arc discharge torch. Let us point out that
these cases correspond to very different reaction conditions. In
the first case, diesel fuel reacts with air, while in the second case, it
reacts with diesel engine exhaust gas, which is much less oxidative
than air. Experimentally, we have studied the plasma-assisted
reforming of gasoline,22 ethanol, and E8523 for H2 fuel-cell
feeding and the plasma-assisted exhaust gas fuel reforming of
diesel fuel for a NOx trap regeneration application.24 Indeed,
using a plasma to produce onboard reductants, such as CO and
H2, is an alternative to the classical reforming catalysts. During a
regenerating period, the syngas is injected into the NOx trap
catalyst to convert NOx into N2. A comprehensive description of
the experimental bench and the application are given in ref 24.

The thermodynamics model,25 multistage kinetics model,26

and nonreactive MagnetoHydroDynamics (MHD) model have
been devoted to plasma-assisted syngas production. These
models suffer from drawbacks. The thermodynamics and multi-
stage kinetics models consider the perfect mix of reactants and do
not consider the thermal losses. TheMHDmodel considers only air
as plasma gas because, so far, it is not possible to incorporate a
chemical kinetic mechanism into MHDmodels because of the high
complexity of involvedmechanisms and the lack of basic kinetic data.

In order to move forward with a completely integrated model,
we present in this paper the simulation of a reforming plasma
torch under reactive conditions. This model allows one to obtain
significant information about the mixing zone between cold and
hot gases.

Received: March 28, 2011
Revised: May 24, 2011



2834 dx.doi.org/10.1021/ef200471r |Energy Fuels 2011, 25, 2833–2840

Energy & Fuels ARTICLE

The plasma-assisted diesel fuel reforming model has been
studied for two different applications: (i) onboard H2 production
for fuel-cell feeding and (ii) NOx trap regeneration application.
Both applications have been investigated under adiabatic and
nonadiabatic conditions. The results of the nonadiabatic model
have been compared to the experimental results in terms of syngas
production. The experimental setup and results have been de-
tailed in ref 24.

’MATHEMATICAL MODEL

Assumptions. The 2D axisymmetric model studied is based
on the following main assumptions:
i The plasma is modeled as a homogeneous high-density
power source under thermodynamics equilibrium, and thus
the nonequilibrium phenomena are not taken into account.

ii The kinetic mechanism does not consider the excited or
charged species.

iii Gravitational effects are not taken into account.
iv The gas is treated as semicompressible. The mass density

depends on the temperature.
Governing Equations.The stationary conservation equations

can be written in the generalized form as

r! 3 ðF vBΦÞ ¼ r! 3 ðΓΦr!ΦÞ þ SΦ ð1Þ
where F is the fluid mass density, vB the velocity vector, ΓΦ the
diffusion coefficient, SΦ the source term, and Φ the scalar
variable that must be solved in the various conservation equa-
tions.Φ, ΓΦ, and SΦ are given for each conservation equation in
Table 1. u, v, w, μl, μt, and P are the x, y, and z velocities, laminar
viscosity, turbulent viscosity, and pressure, respectively. h, λ, Cp,
and Pr are the enthalpy, thermal conductivity, specific heat, and
Prandtl number, respectively. Xi is the mass fraction. k, Pk, ε, C1,
and C2* are the turbulent kinetic energy, production rate of the
turbulent kinetic energy, dissipation rate, 1.42 (model constant),
and model nonconstant coefficient, respectively. The viscosity
and specific heat depend on the temperature. The thermody-
namic and transport properties have been taken from the
CHEMKIN thermodynamic27 and transport databases.28

The equations have been solved using the commercial CFD
code Fluent v. 12.1. The SIMPLE algorithm and pressure-based
solver have been used. The renormalization group (RNG) k�ε

turbulence scheme has been chosen. The RNG k�ε model is a
classical turbulence scheme used for swirl-dominated combus-
tion flows. The RNG k�ε model considers several scales of
turbulence, contrary to the standard k�εmodel, which considers
only one scale of turbulence. It guarantees that turbulent mixing
is computed at the finest possible case regarding the mechanical
conditions. As in the case of a rotating flow, we considered us-
ing the RNG formalism of the k�εmodel because it is known to
give better results in this case.29 Both schemes are not different
because they both use a closure on the same two variables. We
did not compared the quality result for the two schemes because
there is no evidence in the literature showing that the results
should be degraded in our case.
The turbulence�chemistry interaction model is based on the

eddy dissipation concept (EDC). It assumes that reactions occur
on small turbulent scales, called fine scales. We know that the
EDCmodelmay be influenced by themixing conditions: themixing
time and fine scale fraction at the cell level. We know that specific
works show the influence of this effect,30 but our goal is to evaluate,
at this step, the limits and needs of classical computing schemes.
The radiation emitted by the plasma has not been taken into

account because, in a developed MHD model, assuming an
optically thin plasma, we have shown that the arc radiation is
negligible in the energy equation compared to Joule heating and
convection (about 4 orders of magnitude).
Computational Grid and Boundary Conditions. The torch

geometry is presented in Figure 1 and corresponds to a real
experimental setup, shown in Figure 2. It is composed of two
separated zones: the plasma zone and the postdischarge zone
with 70 mm/4 mm and 500 mm/11 mm length/inner radius,
respectively, with a divergent between both zones. Let us point
out that the plasma zone is the part where the arc plasma really
takes place, whereas the postdischarge zone is an active or passive
zone, located downstream of the plasma zone, where reactions
ignited in the plasma zone continue to take place. The whole
reactor domain has been meshed to obtain significant informa-
tion about the entry zone, the reactive plasma zone, and the
mixing zone. The postdischarge zone has also been entirely
meshed to obtain the syngas production reached at the exit in
order to compare them to experiments. The grid mesh is exclu-
sively composed of hexaelements and contains 13 456 cells. The
mesh is structured and exclusively composed of rectanglar
elements. In the nozzle, the mesh cell size is 0.2 mm � 0.2 mm.
The number of cells is 20 in the radial direction in the whole
torch. In the postdischarge zone, the mesh is released in the axial
direction. The mesh is not refined at the wall. A sensibility study
is made on themesh density and shows that our mesh was refined
enough. The plasma source, modeled by a source term of power,
is implemented by means of a user defined function (UDF) in a
limited zone of 1 mm/70 mm radius/length, respectively, in the
center of the nozzle.
The boundary conditions are detailed in Table 2. The atmo-

spheric pressure is imposed at the outlet. Experimentally, the

Table 1. Φ, ΓΦ, and SΦ for Each Conservation Equation

conservation eq Φ ΓΦ SΦ

mass 1 0 0

momentum u, v, and w μl þ μt �rP

energy h λ/Cp þ μt/Prt,h 0

mass fraction Xi λ/Cp þ μt/Prt 0

kinetic energy k μt þ μt/Prt,k Pk � Fε
dissipation rate ε μt þ μt/Prt,ε ε/k(C1Pk � FC2ε)

Figure 1. Scheme of the computational grid (unit: mm).
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diesel fuel is vaporized externally by a plug-flow system and
then mixes with the exhaust gas before entering the torch.
The mixture temperature measured by a thermocouple
before entering the torch is about 573 K and is used as the
inlet parameter of the model. A swirl injection is applied at
the inlet. The swirl allows the wall stabilization of the plasma,
the rotation of the arc root to avoid fast destruction of the
electrode, and coverage of a higher reaction volume. The
swirl intensity has not been evaluated. Experimentally, the
flow is injected tangentially to the anode. This corresponds
to an infinite swirl number. In the system, we injected a small
component of the axial velocity in order to run the simulation
and stay close to the experimental parameters. After the
bottleneck, the swirl intensity (tangential velocity over axial
velocity) varies between 1 and 2. Thus, the bottleneck leads
to a strong decrease in the swirl intensity, and the boundary
conditions before the bottleneck will not slightly influence
the results. The injected species for both cases studied are
detailed in Table 3. The first case corresponds to the partial
oxidation reaction, which is highly exothermic:31

C7H16 þ 7O2 w 7COþ 8H2; ΔH ¼ � 586 kJ=mol ð2Þ

The second operating condition corresponds to a real diesel
engine exhaust gas for a low engine load. The high content of
H2O and CO2 in the plasma gas (up to 5%) leads to energetically
unfavorable conditions compared to the partial oxidation com-
monly studied. Indeed, in addition to POx, the steam and dry
reforming of n-heptane can occur and are significantly endother-
mic reactions. These reactions are represented by the two

equations hereafter:31,32

C7H16 þ 7H2O w 7COþ 11:5H2; ΔH ¼ 1418 kJ=mol ð3Þ

C7H16 þ 7CO2 w 14COþ 8H2; ΔH ¼ 1395 kJ=mol ð4Þ

Kinetic Mechanism. A n-heptane (C7H16) molecule has been
chosen for the calculations because it is a commonly used surrogate
molecule for diesel fuel. n-Heptane has a cetane number of ap-
proximately 54,33 which is very similar to conventional diesel fuel.
This choice has been detailed in ref 24.
The plasma-assisted reforming process is far from combustion

processes because of the low amount of oxygen, O/C ∼ 1 and
O/C > 2 for reforming and combustion, respectively. Further-
more, because of the presence of H2O andCO2, the conditions of
exhaust gas fuel reforming are very far from those of partial
oxidation. However, the relevance of a combustion kinetic mech-
anism has been proven by Benilov and Naidis for low-current arc
discharge.34

To avoid large computational times, a reduced mechanism of
n-heptane, developed for combustion, has been chosen. How-
ever, reduced mechanisms are valid in a narrow conditions range
with respect with the detailed mechanism. In a first step, several
mechanisms35�40 have first been tested numerically for both POx

and exhaust gas fuel reforming conditions: rich condition, atmo-
spheric pressure, and low temperature. The kinetic model used
the Senkin module of the CHEMKIN II package, which simula-
tes a plug-flow reactor (PFR). The model has been run for a
long numerical time (∼108 s) corresponding to the steady state.
The results are checked against a thermodynamic-model-based
T&TWinner database,41 with the same inlet molar fractions. The
output data of the thermodynamic model are the species molar

Table 2. Boundary Conditions of the 2D Axisymmetric
Model

inlet outlet walls axis

V (m/s) vortex profile ∂V/∂n = 0 0 ∂V/∂n = 0

T (K) 573 K ∂T/∂n = 0 ∂T/∂n = 0 or

∂
2T/∂n2 = 0

∂T/∂n = 0

P (Pa) ∂P/∂n = 0 1.013 � 105 ∂P/∂n = 0 ∂P/∂n = 0

k (m2/s2) ki ∂k/∂n = 0 0 ∂k/∂n = 0

E (m2/s3) εi ∂ε/∂n = 0 0 ∂ε/∂n = 0

Xi Xi ∂Xi/∂n = 0 0 ∂Xi/∂n = 0

Table 3. Inlet Composition for the Two Cases Studied

conditions case 1: POx case 2: NOx trap regeneration

total reactant mass flow (g/s) 0.75 1.04

C7H16 (%mol) 5.66 3.85

O2 (%mol) 19.81 13.11

N2 (%mol) 74.53 74.12

CO2 (%mol) 0 4.16

H2O (%mol) 0 4.76

Figure 2. Photograph of the experimental setup.
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fractions as a function of the temperature. For the outlet
temperature of the CHEMKIN kinetic model, we compare the
outlet molar fractions of themain species with themolar fractions
of these species for the same temperature from the thermo-
dynamic model.
Unfortunately, most of these mechanisms turned out to be not

adapted to the reforming conditions. The kinetic outlet molar
fractions are very far from the thermodynamic model because of
the low outlet temperature. The only kinetic mechanism, with
less than 50 species and 50 reactions, that gave coherent results in
terms of outlet molar fractions for exhaust gas fuel reforming
conditions is presented in Appendix A. It is taken from ref 42 and
contains 18 species and 41 reactions. No charged or excited
species are considered. The kinetic mechanism does not include
NO chemistry. From an energy-balance point of view, nitrogen-
based species will not intervene. NOx, NH3, and CN compound
production is, of course, of interest regarding the environmental
impact of gas emission. Studies made with a gas chromatogra-
phy�mass spectrometry apparatus have shown that cyanides
were in trace amounts but no ammonia was observed.

’RESULTS AND DISCUSSION

First, the effect of the inlet composition has been investigated
in terms of temperature, syngas production, and turbulence for
an adiabatic reforming torch. Then, the effects of thermal losses
on the kinetics evolution and temperature have been studied and
compared with the experimental results. N2 is never shown for
convenience reasons.
H2 Fuel-Cell Feeding Application. A first inlet composition,

corresponding to the POx condition, has been studied in order to
produce syngas, which can be used in fuel cells, after a treatment
unit. The input power is 1000 W. The thermal losses are not
considered.

Figure 3 displays the H2 molar fraction in the fluid domain in
which we can observe a delay in H2 production in the nozzle
because of the significant temperature gradient in the radial
direction. In this zone, the torch cannot be considered as a PFR.
Once the flow is well mixed, this delay in conversion is not very
important because of the lower temperature on the axis. At the
outlet, the temperature and species gradients in the radial
direction are relatively low and the H2 concentration is homo-
geneous in the postdischarge zone. So, the results represented
along the axis allow a study of the phenomena occurring in the
plasma zone and are representative of the postdischarge sections.
Figure 4 presents the evolution of the main species and the
temperature along the reactor axis and Figure 5 the minority
species present in the first 150 mm of the torch. We can dis-
tinguish four distinct zones. The first zone corresponds to
heating of the reactants (C7H16 and O2). In the very beginning
of the plasma zone, a strong mixing is observed because of the
geometry of the plasma torch. In this heating zone, the radical
densities do not vary much until an axial distance of 37 mm.
Then, C7H16 attains a sufficient temperature to be subjected to
pyrolysis. Thermal decomposition of n-heptane leads to the growth
ofmany species and radicals such as CH3, H, OH, andO, which are
known to play a significant role in the reforming reactions.
The second zone begins in the middle of the plasma zone

located at 44 mm from the input. Thanks to the high concentra-
tion of radicals, the reforming reactions take place in the plasma
zone. In the beginning of the POx reaction, while most of the
species densities decrease, we can see a bump of CH3 and
CH3HCO, the species oxidation of which helps the POx reaction
to ignite by a quick increase in the temperature. Reaction 38 (see
Appendix A) is ignited by the H species produced and leads to a

Figure 3. H2 molar fraction in the fluid domain. POx conditions. O/C = 1. Pplasma = 1000 W.

Figure 4. Evolution of the temperature and main species along the
reactor axis. Pplasma = 1000 W.

Figure 5. Evolution of the minority species in the beginning of the
torch axis.
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chain reaction dominated by reaction 1, reaction 38, and the
reversed reaction 3. As a consequence, we can also observe a high
increase of the very reactive radicals H (up to 10%), O, and OH. A
sudden decrease of C7H16 and O2 and a significant increase of the
temperature are observed. The significant increase of the tempera-
ture is due to the very exothermic properties of the partial oxidation
reaction. The temperature in the domain is displayed in Figure 6.
The decrease of C7H16 andO2 implies a sudden increase of H2 and
CO by radical recombination until the end of the plasma zone but
also a small amount of H2O. The bump of H2O (þ2.2%) is mainly
due to the reactions involving OH.
The third zone, just downstream of the plasma zone, is a

mixing zone. In the POx conditions, themixing zone corresponds
to the divergent zone. The hot gas coming from the plasma zone
and the cold gas that passes around the plasma zone are mixed.
The strong mixing downstream of the plasma zone is highlighted
in Figure 7 by the turbulent intensity. It leads to a significant drop
of the temperature and a drop of the H2 and COmolar fractions.
We can also observe a jump of the H2O production (þ6.2%) and
a slight increase of the CO2 production (þ1%). The steam
production comesmainly from thermal decomposition of species
such as CH2O and from reaction 40 around the arc, where the
temperature is around 2200 K. The radicals H, O, andOH, which
were present only close to the axis because of high temperature
needed, are mixed together with other species that exist only
around the plasma. As a consequence, we can observe a bump of
most the minority species. Because these species have a short
lifetime, they decrease in the end of the mixing zone.
The fourth zone, downstream of the mixing zone, is the post-

discharge zone. The reactions ignited in the plasma zone con-
tinue to take place. Along the postdischarge zone, CO and H2

slightly increase, H2O and the temperature slightly decrease, and
CO2 remains constant. The reversed reaction of reaction 3
results in a slight H2 increase and a H2O decrease. Indeed, the
preexponential factor (A) of reaction 3 is very low and the
temperature is not sufficient to increase the reaction speed. As a
consequence, this endothermic reaction has a long characteristic
time, which explains the observed trends. At the outlet, the H2

and CO molar fractions reach 19% and 19.8%, respectively.
These results can be compared to the results of the 1D multi-

stage model from ref 26, which use a n-octane detailed mechanism.
The main POx reaction precursors are similar: H, O, OH, and

CH3. The reactions follow the same scheme with a jump of these
precursors just before POx ignition and then a decrease of these
precursors to the benefit of H2 and CO.
The velocity profiles are shown in Figure 8. The profile near

the wall has been plotted at a distance of 0.7 mm from the wall in
the plasma zone (y = 3.3 mm). However, in the postdischarge
zone, it corresponds to a distance of 7.7 mm from the wall. The
gas is highly accelerated until 60 m/s in the injection zone
because of the bottleneck. In the plasma zone, the high tempera-
ture increase leads to a very low mass density and thus a high
volumetric flow rate and a velocity of up to 110 m/s. Conse-
quently, the species residence time is very low in the plasma zone.
The total average residence time is comprised between 23ms, for
the part of the gas going through the plasma, and 30 ms, for the
gas passing next to the walls. In the postdischarge zone, except in
the boundary layer, the velocity is homogeneous in the radial
direction.
NOx Trap Regeneration Application. Figure 9 shows the

evolution of the main species and temperature along the axis for
the NOx trap regeneration condition. The first zone, correspond-
ing to the heating of the gas, is longer due to the high fractions of
H2O and CO2 in the inflow and a higher mass flow rate. As a
result, the second zone is shorter and leads to a lower tempera-
ture peak (4200 K). A part of the plasma energy is absorbed by
CO2 andH2O, which are already oxidized species and have a high
heat capacity. As a consequence, C7H16 and O2 are not totally
consumed in the second zone and a high fraction of these species

Figure 6. Temperature field in the plasma zone and mixing zone. POx

conditions.

Figure 7. Turbulent intensity in the plasma and mixing zones. POx

conditions.

Figure 8. Velocity magnitude on the axis and on a line near the cathode
wall (y = 3.3 mm).

Figure 9. Evolution of the temperature and main species along the
reactor axis for the NOx trap application. Pplasma = 1000 W.
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appear in the mixing zone. Downstream of the mixing zone, the
speed of the reforming reactions is lower than that in the POx

conditions. This phenomenon, already observed in ref 24, is due
to the low concentration of oxygen in the gas leading to lower
temperature.
We can distinguish two different zones in the postdischarge

zone. In the first part, the POx reaction continues to occur, raising
the temperature and, therefore, accelerating the reaction. All n-
heptane is consumed before O2. C7H16 is successively cracked
into smaller hydrocarbons as C7H15, C3H6, andCH3. This results
in a slight increase of the temperature due to the exothermic
property of oxidation. In the middle of the postdischarge zone,
we there is a runaway of the POx reaction, which leads to a high
increase of the temperature and syngas production. From an axial
distance of 0.4 m, we can observe a slight consumption of CO2

and H2O and the temperature decreases. This shows that the dry
and steam reforming slightly occurs in this part. A submechanism
of the dry reforming is modeled by the reversed reaction of
reaction 15, which produces CO and OH. It is known that the
OH radical has a significant role in the reforming reaction ignition.
Influence of Thermal Losses and Comparisonwith Experi-

mental Data. The postdischarge walls are mainly composed
of ceramics mullite C530, which has a density of 2400 kg/m3, a
specific heat of 753 J/(kg K), and a thermal conductivity of
2 W/(m K). The external temperature is set to 300 K. Convec-
tion is neglected. For the POx conditions, the experimental data

used for the comparison are taken from unpublished results.
For the second case, the experimental data are taken from ref 24.
In the latter case, the injected power has been increased to 1200
W because 1000 W is not sufficient to ignite the reforming
reactions.
Figure 10 shows the evolution of the main species and tem-

perature for the POx conditions. In order to compare both
models, with and without thermal losses, this figure displays also
the temperature and H2 and H2O fractions for the adiabatic and
nonadiabatic reactors. Because the thermal losses are only
implemented in the postdischarge zone, we do not observe any
difference in the plasma zone. The temperature decreases quickly
from 2200 to 1100 K downstream of the mixing zone. In the end
of the postdischarge zone, we observe a slight increase of the
H2O molar fraction, leading to a slight decrease of H2. The
thermal losses lead to a too low temperature to ignite the steam
reforming reaction and lead to lower H2 and CO production.
The results for theNOx trap regeneration condition are shown

in Figure 11. In the plasma zone, because the input power applied
is higher in the nonadiabatic model, the temperature is higher
and the reforming reactions occur more quickly. H2O and CO2

reach the same values, but the thermal losses lead to a decrease of
syngas in the second part of the postdischarge zone.Consequently, a
good insulation is needed to improve performances of the
system.

Figure 10. Evolution of the temperature and main species along the nonadiabatic reactor axis for the POx conditions (left) and a comparison with the
adiabatic model (right). P = 1000 W.

Figure 11. Evolution of the temperature and main species along the nonadiabatic reactor axis for the NOx trap regeneration condition (left, P = 1200 W)
and a comparison with the adiabatic model (right).
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Table 4 shows a comparison of both cases with experiments.
The model predicts relevant syngas fraction rates in both cases.
In the POx condition, the difference in CO2 production comes
mainly from gas nonhomogeneity in the experimental reactor.
The phenomenon is weaker in the exhaust gas reforming
condition where a significant fraction of CO2 is injected.
Even if the trends are similar for the nonadiabatic case, we

observe a significant shift between the model and the experi-
mental data for the temperature. The experimentally measured
temperatures given by thermocouples are several hundreds of
kelvins lower than the predicted temperatures obtained by the
model. One explanation is certainly linked to the fact that the
thermocouples do not directly measure the gas temperature but a
temperature resulting from the thermal equilibrium of the thermo-
couples between the convective gas temperature and the radiation
exchanges between the thermocouple and thewalls, which aremuch
colder than both the gas flow and the thermocouple.

’CONCLUSIONS

We have successfully implemented a coupled CFD�kinetics
model in order to study plasma-assisted reforming of diesel fuel
in partial oxidation conditions and a poor oxidative condition
corresponding to two different applications. The plasma torch
used experimentally has beenmodeled. First, the study has focused
on the influence of thermal losses in the reforming processes for
both cases. Then, the numerical results have been compared with
experimental results. Among the most important results to point
out, one can quote the following:
i The model shows a very good correlation with the experi-
mental data in terms of H2, CO, and CO2 outlet fractions.

ii Four zones can be extracted for each case: a reactant heat-
ing zone, a plasma zone, a mixing zone, and a postdis-
charge zone.

iii The main precursors of the reforming reactions are very
reactive species: atomic hydrogen (H), atomic oxygen (O),
and hydroxyl radical (OH).

iv O2 and the temperature are the key points of the plasma-
assisted reforming process. The higher the inlet oxygen
rate, the higher the temperature, the quicker the reforming
reactions, and the higher the syngas production.

v The thermal losses in the postdischarge lead to a more
difficult ignition of the reforming reactions and lead to a
decrease of syngas production in the postdischarge zone. A
good insulation of the postdischarge zone is needed to raise
the performances.

The perspectives of the model are implementation of a 3D
model able to better reproduce the swirl flow and interactions
with kinetics. A more detailed kinetic mechanism may be im-
plemented depending on the growth of numerical resources.

’APPENDIX A: REDUCED KINETIC MECHANISM OF
N-HEPTANE USED

See Table A1. Table A1

reactions considered A b E

1. H þ O2 = OH þ O 2.20� 1014 0.0 16800.0

2. H2 þ O = OH þ H 1.80� 1010 1.0 8826.0

3. OH þ H2 = H2O þ H 1.17� 109 1.3 3626.0

4. OH þ OH = H2O þ O 6.00� 108 1.3 0.0

5. H2 þ M = H þ H þ M 2.23� 1012 0.5 92600.0

6. H þ OH þ M = H2O þ M 7.50� 1023 �2.6 0.0

7. H þ O2 þ M = HO2 þ M 2.10� 1018 �1.0 0.0

8. H þ O2 þ N2 = HO2 þ N2 6.70� 1019 �1.4 0.0

9. H þ HO2 = OH þ OH 2.50� 1014 0.0 1900.0

10. H þ HO2 = H2 þ O2 2.50� 1013 0.0 700.0

11. O þ HO2 = OH þ O2 4.80� 1013 0.0 1000.0

12. OH þ HO2 = H2O þ O2 5.00� 1013 0.0 1000.0

13. H2 þ O2 = OH þ OH 1.70� 1013 0.0 47780.0

14. H þ O2 þ O2 = HO2 þ O2 6.70� 1019 �1.4 0.0

15. CO þ OH = CO2 þ H 1.51� 107 1.3 �758.0

16. CH3 þ O = CH2O þ H 6.80� 1013 0.0 0.0

17. CH2O þ H = HCO þ H2 3.31� 1014 0.0 10500.0

18. CH2O þ M = HCO þ H þ M 3.31� 1016 0.0 81000.0

19. CH2O þ O = HCO þ OH 1.81� 1013 0.0 3082.0

20. OH þ CH2O = HCO þ H2O 7.53� 1012 0.0 167.0

21. H þ HCO = CO þ H2 4.00� 1013 0.0 0.0

22. HCO þ O = CO þ OH 1.00� 1012 0.0 0.0

23. OH þ HCO = CO þ H2O 5.00� 1012 0.0 0.0

24. O2 þ HCO = CO þ HO2 3.00� 1012 0.0 0.0

25. HCO þ M = CO þ H þ M 1.60� 1014 0.0 14700.0

26. CH3 þ O2 = CH3O þ O 7.00� 1012 0.0 25652.0

27. CH3 þ OH = CH2O þ H2 7.50� 1012 0.0 0.0

28. CH3O þ M = CH2O þ H þ M 2.40� 1013 0.0 28812.0

29. CH3O þ H = CH2O þ H2 2.00� 1013 0.0 0.0

30. CH3O þ OH = CH2O þ H O 1.00� 1013 0.0 0.0

31. CH3O þ O = CH2O þ OH 1.00� 1013 0.0 0.0

32. CH3O þ O2 = CH2O þ HO2 6.30� 1010 0.0 2600.0

33. CH3 þ O2 = CH2O þ OH 5.20� 1013 0.0 34574.0

34. CH3HCO þ O = CH3 þ CO þ OH 5.00� 1012 0.0 1900.0

35. CH3HCO þ OH = CH3 þ CO þ H2O 1.00� 1013 0.0 0.0

36. C3H6 þ O = CH3 þ CH3 þ CO 5.00� 1012 0.0 454.0

37. C3H6 þ OH = CH3HCO þ CH3 1.00� 1013 0.0 0.0

38. C7H16 þ H = C7H15 þ H2 6.10� 1014 0.0 8469.0

39. C7H16 þ O = C7H15 þ OH 1.60� 1014 0.0 4569.0

40. C7H16 þ OH = C7H15 þ H2O 1.70� 1013 0.0 957.0

41. C7H15 = CH3 þ C3H6 þ C3H6 3.70� 1013 0.0 28708.0
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Table 4. Comparison between the 2D Model and
Experimentsa

case P (W) O/C CO (%) CO2 (%) H2 (%)

model POx 800 1.2 18.7 1.42 17.3

expt POx 790 1.2 18.6 2.78 14.2

model NOx trap 1200 1 15.7 3.8 12.9

expt NOx trap 1178 1 16.0 4.1 10.8
aDry molar fractions are considered.
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Annexe F : Schéma du n-heptane
utilisé dans le modèle 2D
axisymétrique

Nous présentons ci-dessous le schéma cinétique du n-heptane, utilisé dans notre
modèle 2D axisymétrique au chapitre 5.

N° Réaction A (mol/cm3.s) b (K) E (cal/mol)
1 H+O2=OH+O 2.20E+14 0.0 16800.0
2 H2+O=OH+H 1.80E+10 1.0 8826.0
3 OH+H2=H2O+H 1.17E+09 1.3 3626.0
4 OH+OH=H2O+O 6.00E+08 1.3 0.0
5 H2+M=H+H+M 2.23E+12 0.5 92600.0
6 H+OH+M=H2O+M 7.50E+23 -2.6 0.0
7 H+O2+M=HO2+M 2.10E+18 -1.0 0.0
8 H+O2+N2=HO2+N2 6.70E+19 -1.4 0.0
9 H+HO2=OH+OH 2.50E+14 0.0 1900.0

10 H+HO2=H2+O2 2.50E+13 0.0 700.0
11 O+HO2=OH+O2 4.80E+13 0.0 1000.0
12 OH+HO2=H2O+O2 5.00E+13 0.0 1000.0
13 H2+O2=OH+OH 1.70E+13 0.0 47780.0
14 H+O2+O2=HO2+O2 6.70E+19 -1.4 0.0
15 CO+OH=CO2+H 1.51E+07 1.3 -758.0
16 CH3+O=CH2O+H 6.80E+13 0.0 0.0
17 CH2O+H=HCO+H2 3.31E+14 0.0 10500.0
18 CH2O+M=HCO+H+M 3.31E+16 0.0 81000.0
19 CH2O+O=HCO+OH 1.81E+13 0.0 3082.0
20 OH+CH2O=HCO+H2O 7.53E+12 0.0 167.0
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21 H+HCO=CO+H2 4.00E+13 0.0 0.0
22 HCO+O=CO+OH 1.00E+12 0.0 0.0
23 OH+HCO=CO+H2O 5.00E+12 0.0 0.0
24 O2+HCO=CO+HO2 3.00E+12 0.0 0.0
25 HCO+M=CO+H+M 1.60E+14 0.0 14700.0
26 CH3+O2=CH3O+O 7.00E+12 0.0 25652.0
27 CH3+OH=CH2O+H2 7.50E+12 0.0 0.0
28 CH3O+M=CH2O+H+M 2.40E+13 0.0 28812.0
29 CH3O+H=CH2O+H2 2.00E+13 0.0 0.0
30 CH3O+OH=CH2O+H2O 1.00E+13 0.0 0.0
31 CH3O+O=CH2O+OH 1.00E+13 0.0 0.0
32 CH3O+O2=CH2O+HO2 6.30E+10 0.0 2600.0
33 CH3+O2=CH2O+OH 5.20E+13 0.0 34574.0
34 CH3HCO+O=CH3+CO+OH 5.00E+12 0.0 1900.0
35 CH3HCO+OH=CH3+CO+H2O 1.00E+13 0.0 0.0
36 C3H6+O=CH3+CH3+CO 5.00E+12 0.0 454.0
37 C3H6+OH=CH3HCO+CH3 1.00E+13 0.0 0.0
38 C7H16+H=C7H15+H2 6.10E+14 0.0 8469.0
39 C7H16+O=C7H15+OH 1.60E+14 0.0 4569.0
40 C7H16+OH=C7H15+H2O 1.70E+13 0.0 957.0
41 C7H15=CH3+C3H6+C3H6 3.70E+13 0.0 28708.0
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Étude d’un reformeur de gazole assisté par plasma dédié au
post-traitement des NOx émis par un moteur Diesel

Résumé : En réponse aux contraintes sur l’émission des NOx de la future norme Euro 6 pour les
moteurs Diesel, les constructeurs automobiles envisagent l’utilisation d’un piège à NOx. Lors de la
phase de purge du piège à NOx, des espèces réductrices (H2, CO, HC) sont apportées au contact du
piège à NOx et vont permettre de réduire les NOx stockés en N2. Cet apport d’espèces réductrices
peut être réalisé par contrôle moteur ou par un procédé de reformage. Le reformage plasma offre
une alternative au reformage catalytique traditionnel pour la production de gaz de synthèse. Cette
thèse s’inscrit dans le cadre de recherches menées au Centre Energétique et Procédés depuis une
vingtaine d’années sur la conversion d’hydrocarbures par voie plasma.

Le premier objectif de ces travaux de thèse a été de montrer expérimentalement la faisabilité et
la viabilité à bord d’un véhicule du reformage assisté par plasma du gazole par les gaz d’échappe-
ment. Le banc expérimental, développé pour l’étude de l’alimentation de piles à combustible, a été
adapté afin de répondre à cette nouvelle application. Il a permis de démontrer, sur deux points de
fonctionnement moteur, que les performances étaient sensibles au taux d’oxygène présent dans les
gaz d’échappement. La purge du NOx trap peut être estimée à 12 s à faible charge.

Le second objectif a été de mettre en place des modèles numériques afin de comprendre les phé-
nomènes physico-chimiques intervenant dans le plasma. Trois modèles ont ainsi été développés. Un
premier modèle 3D MHD a permis d’acquérir un certain de résultats difficilement mesurables expé-
rimentalement sur les propriétés intrinsèques de la torche à faible courant. Ce modèle a ensuite été
complexifié avec notamment l’injection vortex des gaz et la mise en place d’un modèle de reclaquage.
Un modèle 1D cinétique, utilisant un schéma détaillé représentatif du gazole, a permis d’obtenir les
tendances des différents paramètres et de les comparer avec les résultats expérimentaux. Enfin, un
troisième modèle 2D axisymétrique a été mis en place pour étudier l’intéraction entre le plasma, consi-
déré comme un terme source de chaleur, et la cinétique chimique.

Mots clés : Reformage par les gaz d’échappement, Reformage du gazole, Décharge d’arc non-
thermique, Modélisation MHD, Modèle couplé CFD / cinétique chimique.

Study of a plasma assisted Diesel fuel reformer
for the NOx aftertreatment of a Diesel engine

Abstract: To meet the future Euro 6 regulation for NOx emission from diesel engines, car manufac-
turers are considering the use of a NOx trap catalyst. During the regeneration phase, reducing species
(H2, CO, HC) are brought to the stored NOx trap which will convert the NOx into N2. This injection of
reductants can be achieved by engine control or by a reforming process. The plasma reformer offers
an alternative to traditional reforming catalysts to produce syngas. This thesis is part of researches
investigated at the Center for Energy and Processes for twenty years on the plasma-assisted hydro-
carbon conversion.

The first goal of this thesis was to show experimentally the feasibility and viability of plasma-
assisted exhaust gas fuel reforming of diesel fuel for onboard application. The experimental bench,
designed for the H2 fuel cell feeding, has been adapted to meet this new application. It has been
demonstrated, on two engine operation points, that performances were sensitive to the available oxy-
gen rate in exhaust gases. The NOx trap regeneration can be estimated to 12 s at low load.

The second goal was to develop numerical models to understand the coupled physical and chem-
ical phenomena occurring with the plasma. Three models have been developed. A first 3D MHD
model gave interesting results hardly experimentally measurable about the intrinsic properties of the
low-current arc. A more complex model including the vortex injection of gases and the restrike mode
has been implemented. A 1D multistage kinetic model, using a detailed kinetic mechanism of a diesel
fuel surrogate molecule, has resulted in acquiring the trends of different parameters which have been
then compared with experimental results. Finally, a 2D axisymmetric model was developed to study
the interaction between the plasma, considered as a heat source, and chemical kinetics.

Keywords: Exhaust gas fuel reforming, Diesel fuel reforming, Non-thermal arc discharge, MHD
modelling, coupled CFD-kinetics model.
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