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I.1 INTRODUCTION 
 Face à l’augmentation du trafic aérien, les normes environnementales imposées aux 
constructeurs de moteurs aéronautiques sont de plus en plus sévères. Les évolutions actuelles 
visent à réduire la consommation de carburant et les émissions polluantes (aviation civile) ou 
à augmenter le rapport poussée/poids (aviation militaire). En conséquence, les chambres de 
combustion de ces moteurs deviennent plus petites et les pressions et les températures internes 
augmentent. En parallèle, le mélange entre le carburant et l'air doit être optimisé afin 
d'atteindre des rendements de combustion élevés tout en réduisant les émissions de NOx et de 
CO. Ainsi une partie plus importante du débit d'air est injectée au niveau du système 
d'injection de carburant (zone primaire) au détriment de la zone de dilution. De nouvelles 
techniques de refroidissement sont donc mises en oeuvre pour protéger les parois. En 
particulier, la technique d’injection par multiperforation s’avère particulièrement efficace. 
Celle-ci consiste à faire passer une partie de l’air provenant du compresseur à travers la paroi 
de la chambre de combustion par des milliers d’orifices de petit diamètre. A l’intérieur de la 
chambre, ces micro-jets coalescent pour former un film d’air de refroidissement qui s’écoule 
le long de la paroi à protéger. Toutefois l’optimisation de cette technique est délicate à cause 
des nombreux paramètres intervenants. De plus, le développement des chambres de 
combustion faisant aujourd’hui largement appel aux simulations numériques, la prise en 
compte de cette injection est nécessaire. Toutefois, la taille des orifices ne permettant pas de 
résoudre les calculs à l’échelle des jets, la prise en compte de cette injection nécessite des 
conditions limites particulières. 
  Le travail reporté dans ce mémoire vise à la fois à optimiser la technique d’injection 
par multiperforation et à améliorer sa prise en compte dans les simulations numériques. 
 Cette thèse est financée par la Délégation Générale pour l’Armement et s’inscrit dans 
le programme EGISTHE (Études Générales Innovantes Sur les Turbines Hautement 
Économiques). Dans ce programme, une large campagne d’étude est menée dans le but de 
réduire la consommation spécifique et l’émission des espèces chimiques polluantes des 
moteurs tout en augmentant leur fiabilité et la durée de vie de leurs éléments. 

I.2 CONTEXTE 
 La Figure I-1 présente un moteur de dernière génération développé à Turbomeca. Le 
principe de fonctionnement d’une turbomachine d’hélicoptère est de générer de la puissance 
mécanique (ou de la poussée pour une turbomachine d’avion) en libérant de l’énergie 
chimique dans un processus de combustion. L’air ambiant, utilisé comme comburant, est 
préalablement compressé avant d’entrer dans la chambre de combustion. Le kérosène est 
injecté et brûlé, puis les gaz chauds sont évacués dans une détente qui entraîne une turbine en 
rotation. Sur un hélicoptère, la turbine est reliée mécaniquement au rotor. Sur un avion, la 
turbine ne sert qu’à entraîner les compresseurs et les organes de génération de puissance 
hydraulique et électrique. La poussée est le résultat du flux de quantité de mouvement sortant.  
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 Un des points clés de l’optimisation d’un tel processus est la chambre de combustion, 
siège de l’apport énergétique. Les phénomènes chimiques, thermiques ainsi que les 
mouvements des fluides y sont très complexes et encore sujet à amélioration. La combustion 
génère une grande quantité de chaleur si bien que les gaz chauds peuvent atteindre 2200 K. 
Les parois de la chambre, bien que constituées d’alliages réfractaires à base de cobalt ou 
nickel ne peuvent pas supporter de telles températures. De plus, leur comportement en fatigue 
est très fortement lié à la température de surface du métal. Leur protection thermique est donc 
indispensable et celle-ci est assurée par injection d’air de refroidissement. 
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Figure I-1 : Coupe du turbomoteur ARDIDE
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 La protection thermique des parois est fortement soumise aux problématiques de 
pollution et de performance : en effet, pour réduire les émissions polluantes (NOx) les 
injecteurs de carburant actuellement développés travaillent en régime pauvre et nécessitent 
donc une grande quantité d’air ce qui diminue d’autant l’air disponible pour le 
refroidissement. De plus, pour augmenter le rendement du cycle thermodynamique, la 
température de l’air en sortie du compresseur a doublé au cours des trente dernières années, ce 
qui augmente encore la difficulté à fournir une protection thermique efficace. Enfin, pour 
réduire les coûts de maintenance, les concepteurs cherchent à allonger la durée de vie des 
pièces. Or l’exposition aux fortes températures fait fortement chuter leur tenue en fatigue. La 
protection thermique doit donc éviter l’apparition de points chauds et faire baisser la 
température de la paroi. 
  La maîtrise des techniques de refroidissement est donc un problème de première 
importance pour les motoristes. Les enjeux associés sont la durée de vie des pièces exposées 
aux fortes températures et la réduction des espèces polluantes. 

I.3 PROTECTION THERMIQUE DES PAROIS ET DILUTION DES 
GAZ BRULES 

 Pour assurer la tenue en température de la paroi, plusieurs solutions ont été envisagées. 
La plus efficace est celle qui permet d’obtenir la température de paroi désirée en utilisant la 
plus petite quantité d’air. La Figure I-3 représente de façon schématique quatre systèmes de 
refroidissement : 

a. Refroidissement par film injecté à travers une double peau 
b. Refroidissement par impact et film 
c. Refroidissement par injection à travers un milieu poreux 
d. Refroidissement par multiperforation 
 

s 

Air de refroidissement

Gaz chauds 

 )

s 

t 
) 

Figure I-3 : Techniques de refroidissement des parois, d’a
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efficace tout au long de la paroi, l’injection d’air à travers une paroi poreuse est alors 
envisagée. Bien que plus intéressante à priori, l’injection d’air à travers une paroi poreuse 
possède deux défauts majeurs : les parois poreuses présentent une faible résistance mécanique 
et de plus les pores de petite taille peuvent facilement être obstrués par les produits issus de la 
combustion.  
 Pour pallier à ces faiblesses, la technique d’injection par multiperforation, représentée 
sur la Figure I-3.d), offre un compromis intéressant. Cette technique consiste à injecter de l’air 
dans la chambre de combustion à travers des milliers d’orifices de quelques dixièmes de 
millimètres de diamètre (typiquement 4 ou 5 dixièmes). Ainsi, un refroidissement performant 
est assuré tout au long de la paroi tout en conservant une résistance mécanique satisfaisante et 
en limitant l’obstruction des orifices. Les micro-jets associés aux microperforations coalescent 
pour former un film d’air frais. La protection thermique est alors assurée par trois processus 
complémentaires : un refroidissement par convection sur le coté froid de la paroi perforée, un 
refroidissement par convection forcée à l’intérieur des orifices d’injection et un 
refroidissement par film sur la surface chaude de la paroi, dans la zone multipercée et aussi en 
aval de celle-ci. Notons que le film refroidit également l’écoulement principal en se 
mélangeant peu à peu à celui-ci, mécanisme qui est favorisé par les forts taux de turbulence 
rencontrés dans les chambres de combustion. L’injection de quantité de mouvement à travers 
la paroi a une action significative sur la dynamique de l’écoulement et peut également 
entraîner une modification de la position de la flamme. Notons enfin que les parois 
multiperforées agissent notablement sur l’acoustique de la chambre de combustion.  
 
 Durant les trente dernières années, de nombreuses études ont été menées afin d’établir 
la liste et le rôle des différents paramètres contrôlant une telle configuration. Si certains sont 
maintenant bien connus (angle entre l’orifice et la paroi, rapport des flux de quantité de 
mouvement), en revanche d’autres soulèvent encore des interrogations. En particulier, 
l’influence de l’orientation des orifices dans une direction perpendiculaire à la direction 
principale de l'écoulement reste mal connue. Cette injection, qualifiée de dilution giratoire, 
impulse une composante tangentielle à l’écoulement pariétal et dans une chambre de 
combustion annulaire, cette composante met en rotation l’écoulement des gaz chauds. Les 
premiers tests réalisés à Turbomeca montrent une augmentation du mélange, ce qui 
permettrait d'homogénéiser les températures de sortie des gaz et d’éviter ainsi l'apparition de 
points chauds pouvant endommager les parois. Si quelques études antérieures mettent en 
évidence l’augmentation de l’efficacité de la protection par l’utilisation de cette technique, la 
dynamique et le mélange nécessitent un travail de compréhension important en vue 
d’optimiser la technique. 
 En plus du refroidissement par multiperforation, des trous primaires sont percés dans 
les parois des chambres de combustion. Ces orifices sont beaucoup plus grands que les 
microperforations et ont un diamètre voisin de 5 millimètres (Figure I-4). Ils sont destinés à 
refroidir les gaz chauds pour protéger la turbine. L’injection d’air par ces orifices consomme 
environ 10 à 20 pourcent de l’air fourni par le compresseur. Si l’augmentation de mélange par 
de la technique de dilution giratoire se confirme, son utilisation pourrait permettre de réduire 
la quantité d’air injecté par les trous primaires. La diminution globale de la quantité d’air 
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nécessaire au refroidissement doit favoriser la technique de combustion pauvre qui entraîne à 
son tour une réduction des espèces polluantes. 

 
Figure I-4 : Exemple de paroi multipercée : chambre ARDIDEN, Turbomeca 

I.4 CALCUL DES CHAMBRES DE COMBUSTION 
 De nos jours le développement de nouvelles chambres faisant largement appel aux 
techniques de simulation numérique, la prise en compte de toutes les injections est nécessaire. 
Toutefois la taille des orifices submillimétriques ne permet pas de résoudre les calculs RANS 
à l'échelle des jets car il se pose un problème d’échelles. En effet, les jets issus des 
microperforations ont une échelle de longueur voisine du diamètre de l’orifice, soit quelques 
dixièmes de millimètres, tandis que l’échelle caractéristique de l’écoulement de la chambre 
est deux ordres de grandeurs plus grande. Une description complète d’une telle configuration 
nécessite plusieurs centaines de mailles par microperforation, ce qui génère des maillages très 
importants lorsque l’on considère un secteur de chambre muni de milliers de 
microperforations… Or les concepteurs ont besoin d’outils numériques précis et rapides pour 
développer et optimiser les futures chambres de combustion. Un moyen de parvenir à ces 
objectifs est de modéliser toutes ces injections discrètes par l'intermédiaire d’une condition 
limite macroscopique faisant intervenir les caractéristiques géométriques de la plaque et les 
débits injectés. Le nombre de cellules nécessaires au maillage est alors réduit d’un facteur 
pouvant aller jusqu’à dix sur des configurations réalistes. Toutefois, le passage d’une 
description complète à une description globale entraîne une uniformisation de l’injection qui 
engendre une perte d’information qu’il est nécessaire de quantifier. 
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I.5 OBJECTIFS DE CE TRAVAIL 
 Le travail présenté dans ce document est voué à l’étude des injections par 
multiperforation et vise trois objectifs majeurs : 

• une meilleure compréhension de la dynamique et du mélange, 
• l’amélioration de la prise en compte de l’injection par multiperforation dans les calculs 

RANS effectués par les motoristes. 
• l’optimisation des techniques de refroidissement par l’utilisation d’orifices d’injection 

orientés transversalement par rapport à l’écoulement principal. 
Pour atteindre ces objectifs, un bilan des connaissances actuelles sur le refroidissement par 
multiperforation est effectué. Une synthèse de ce travail est proposée dans le chapitre II. 
Ensuite, des moyens expérimentaux et numériques sont mis en place pour étudier l’injection 
par multiperforation giratoire. Les bancs d’essais, techniques de mesures et modèles utilisés 
sont détaillés au chapitre III. Le chapitre IV reporte les résultats obtenus sur une première 
étude expérimentale entreprise en aval d’une zone de dilution. L’influence de l’angle de 
giration est observée. La base de donnée constituée est fournie à Turbomeca en vue de tester 
les méthodes de calcul actuelles. Dans une seconde phase, une deuxième étude est menée au 
sein d’une zone de dilution giratoire. Lors des essais expérimentaux, les mesures sont 
focalisées sur la première rangée de jets. Des calculs instationnaires sont réalisés sur un seul 
jet et les résultats sont comparés aux mesures. Le champ de vitesse en sortie de l’orifice est 
étudié C travail est présentés au chapitre V. 
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 L’objectif de ce chapitre est de rapporter les connaissances existantes sur le 
refroidissement par multiperforation. Après avoir défini la liste des paramètres influents, des 
critères de performance sont obtenus grâce à une analyse physique communément employée. 
Ensuite, les comportements dynamiques et thermiques caractéristiques sont rappelés pour les 
trois types de configuration rencontrés : le jet isolé, la rangée simple ou double de 
perforations et enfin la paroi multiperforée. Les principaux résultats concernant l’influence 
des paramètres sont ensuite reportés. Puis, un paragraphe est dédié aux modèles analytiques. 
Pour finir, sont présentées les stratégies de calculs précédemment envisagées pour réduire le 
coût de calcul et améliorer la précision des résultats  

II.1 DEFINITION DU PROBLEME 

II.1.1 Paramètres identifiés 
 La Figure II-1 schématise une injection par multiperforation. Les paramètres 
intervenant sur ce type de configuration ont été identifiés par les  études antérieures. La liste 
de ces paramètres est donnée ci-dessous. 

 

 

 
Figure II-1 : Schéma d'une injection par multiperforation 

• Paramètres géométriques 
o Le diamètre d’injection, d 
o La forme de l’orifice d’injection 
o L’épaisseur de la paroi, e 
o La distance entre les orifices d’une même rangée, S 
o La distance entre les rangées, P 
o L’angle de pénétration entre l’axe de l’orifice et la paroi, α 

α
Vjet

e

Coupe A-A de la paroi

Air de refroidissement

Gaz chauds
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o L’angle de giration entre la projection de l’axe de l’orifice sur la paroi et la 
direction de l’écoulement principal, β 

o La courbure de la plaque 
o La rugosité de la plaque 

 
• Paramètres aérothermiques dimensionnés 

o La vitesse de l’écoulement de gaz « chauds » ou écoulement principal, V0 
o La vitesse des jets, Vjet 
o La masse volumique de l’écoulement principal, ρ0 
o La masse volumique des jets, ρjet 
o L’intensité de la turbulence de l’écoulement principal, IT0 
o L’épaisseur de la couche limite de l’écoulement principal, δ0 

 
• Paramètres aérothermiques adimensionnés : 

o Le rapport des flux de masse ou taux de soufflage, 
00V

VM jetjet
ρ

ρ
=  

o Le rapport des flux de quantité de mouvement, 2
00

2

V
VI jetjet

ρ
ρ

=  

o Le nombre de Reynolds de l’écoulement principal, 000 /Re νHV=  
o Le nombre de Reynolds des jets, jetjetjet dV ν/Re =  
o Le nombre de Reynolds d’interaction jet/écoulement principal, 00 /Re νdVi = . 

 
 Le tableau suivant donne l’ordre de grandeur ou les intervalles des paramètres 
adimensionnels utilisés dans les chambres de combustion des moteurs d’hélicoptères : 

Paramètres adimensionnels Valeurs 
α 30° 
β 0 à 90° 

P/d 4 à 6 
S/d 4 à 8 
e/d 2 
Re0 14 000 à 20 000 
Rejet  9 000 à 13 000 
Rei 350 à 500 
M 10 à 18 
I 50 à 88 

Tableau II-1 : Valeurs usuelles des paramètres 

 La difficulté de l’optimisation du refroidissement par multiperforation réside d’une 
part dans le fait que les paramètres sont très nombreux, mais d’autre part et surtout dans le fait 
qu’ils ont une action couplée à la fois sur la quantité et la répartition de l’air protecteur. Or 
pour fournir un refroidissement adapté, c’est bien ces deux grandeurs qu’il faut maîtriser. 
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Dans le paragraphe suivant une méthode d’analyse des films de refroidissement est proposée. 
Les critères de performance communément employés sont dérivés de cette analyse. 

II.1.2 Critères de performance 
 L’étude de l’influence de tous les paramètres cités nécessite un critère de choix. Une 
analyse des phénomènes thermiques est proposée dans ce paragraphe dans le but d’expliquer 
les critères de performance couramment utilisés.  
 Pour commencer, rappelons que le but des méthodes de refroidissement est de réduire 
la température de surface de la paroi à protéger. Ainsi, on vise à réduire l’échange de quantité 
de chaleur entre les gaz chauds et la paroi. Le flux de chaleur q impactant la paroi est 
généralement défini par une équation de convection :  
 ( ref pq h T T )= −  Équation II-1 

Toutefois, la définition précise de la température de référence  dans l’équation ci-dessus 

n’est pas évidente car au cours du processus de refroidissement la température du fluide varie 
grandement et, de plus, la dynamique de l’écoulement est fortement perturbée par la présence 
des jets, ce qui a un impact fort sur le transport de chaleur. Si la température de l’écoulement 
principal  est utilisée comme température de référence, alors h est une fonction de 
l’écoulement et de la température de l’air de refroidissement . Pour obtenir un coefficient 
de transfert thermique indépendant de la température de l’air de refroidissement ,  doit 

être une température locale du fluide juste au dessus de la surface. De plus, on cherche à 
s’affranchir des transferts de chaleur par conduction à l’intérieur de la paroi. Ainsi, la 
température locale du fluide situé juste au-dessus d’une paroi adiabatique, , est 

considérée comme une bonne température de référence pour ce processus. On peut alors 
définir un coefficient de transfert thermique dans le film  comme : 

refT

0T

jetT

jetT refT

_ad pT

fh
 )( _ ppadff TThq −=   Équation II-2 

La plupart des résultats de la littérature s’attachant à évaluer la performance du 
refroidissement par film sont reportés à l’aide de la température adiabatique en paroi 
adimensionnée, également appelée efficacité adiabatique : 
 0 _ 0( ) /(ad ad p jetT T T T )η = − −  Équation II-3 

Ce paramètre vaut zéro lorsque la température adiabatique est égale à la température de 
l’écoulement principal. Le fluide de refroidissement n’a alors aucun effet. En revanche, 
lorsque l’efficacité adiabatique vaut 1 la température adiabatique est égale à la température 
des jets et l’écoulement de refroidissement est alors utilisé de façon optimale. 
  La température adiabatique est obtenue lors d’expériences spécifiques au cours 
desquelles les flux thermiques dans la paroi sont nuls (paroi idéalement isolante). Or des 
transferts thermiques s’opèrent au sein même des orifices d’injection ainsi qu’entre la paroi et 
le plenum d’alimentation (ou contournement sur une chambre de combustion). On définit 
alors une efficacité totale pour prendre en compte ces échanges : 
 )/()( 00 riptot TTTT −−=η  Équation II-4 

où  est température de refroidissement initiale qui peut être différente de  si on prend en 

compte l’échange thermique de l’autre côté de la paroi et dans l’orifice d’injection. 
riT jetT
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 Les techniques expérimentales pour la détermination de l’efficacité adiabatique 
peuvent être classées en deux groupes. Dans le premier, le fluide de refroidissement est 
injecté à une température différente de celle de l’écoulement principal à travers une paroi 
adiabatique, et la température adiabatique est mesurée directement. Des thermocouples, 
cristaux liquides ou cameras infrarouges peuvent être utilisées pour mesurer la température de 
surface. Dans ces expériences, il est souvent difficile d’avoir une paroi adiabatique si bien que 
des corrections sont appliquées pour tenir compte de la conduction au sein de la paroi. Le 
second groupe s’appuie sur une analogie entre le transfert thermique et le transfert de masse. 
L’air de refroidissement, à la même température que l’écoulement principal, est ensemencé 
par un traceur gazeux, et la concentration en proximité de la paroi est mesurée. Analogue à 
l’efficacité adiabatique définie ci-dessus, une efficacité de paroi imperméable (indice pi) 
basée sur des mesures de concentration peut être définie :  

 )/()( 00 jetpipi CCCC −−=η  Équation II-5 

Les conditions d’utilisation de cette analogie entre transfert de chaleur et transfert de masse 
sont passées en revue par Shadid et Eckert [81]. Pour des applications de refroidissement par 
film habituelles où les nombres de Reynolds sont grands, le mélange turbulent domine le 
processus de mélange devant la diffusion moléculaire et les nombres de Prandtl ou de 
Schmidt n’ont que peu d’influence. En conséquence, le champ de concentration sur une paroi 
imperméable est similaire au champ de température sur une paroi adiabatique et les deux 
efficacités sont égales : 

 adpi ηη =  Équation II-6 

Ainsi, le champ de concentration  d’une expérience est représentatif du champ de 
température  d’une autre expérience ayant des nombres de Reynolds similaires et les 

mêmes rapports d’injections. Pour mesurer la concentration à la surface de la paroi, des 
sondes sont généralement utilisées pour prélever des échantillons de gaz. Quelques études 
utilisent la fluorescence induite par plan laser (PLIF) et on peut également relever une 
méthode utilisée par Friedrichs [27] qui consiste à enduire la paroi d’un composé diazoïque

piC

padT _

1 
et à ensemencer l’écoulement d’ammoniac et de vapeur d’eau. Au passage à la paroi, ces 
derniers réagissent avec le composé diazoïque qui change de teinte en fonction de la 
concentration.  
 
 Généralement, quand un jet de refroidissement est injecté dans un écoulement 
transverse, le cisaillement et le sillage induits sont source de turbulence, notamment à 
l’intérieur de la couche limite. L’augmentation de la turbulence provoque un accroissement du 
mélange entre le jet froid et l’écoulement chaud environnant ce qui entraîne une augmentation 
des coefficients d’échange convectif. Ainsi, les coefficients d’échanges thermiques pour une 
couche limite refroidie par film sont généralement plus grands que ceux d’une couche limite 
sans film de refroidissement. Bien que l’augmentation de ces coefficients soit limitée en 
général, cet effet doit être pris en compte pour le calcul des températures de paroi.  

                                                 
1 Composés doublement azotés (formule RN=NR') utilisés dans la fabrication des colorants. 
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 Pour évaluer le bénéfice que l’on peut obtenir en plaçant une injection à un endroit 
donné, une relation simple peut être utilisée pour indiquer la réduction nette du flux de 
chaleur  à la surface considérée : rq∆

( )
( )p

padff
r TTh

TTh
q
q

q
−

−
−=−=∆

000

11  

 ⎟⎟
⎠

⎞
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⎛
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adf
r h

h
q

η
η

11
0

 Équation II-7 

avec  et  définis comme les flux de chaleur impactant la paroi avec et sans film 
respectivement, et h

fq 0q
0 défini comme le coefficient d’échange sans film. Ainsi, pour 0=∆ rq  le 

flux thermique en présence de film est identique à celui sans film : celui-ci n’apporte aucune 
protection. En revanche, pour  le flux thermique à la paroi est nul en présence du film. 
Celui-ci rempli pleinement sa fonction. 

1=∆ rq

 Retenons que l’efficacité adiabatique qualifie l’utilisation du fluide protecteur en 
regard de la température en proximité de paroi, tandis que rq∆  donne une indication relative 
au flux thermique imposé à la paroi. 

II.2 TYPES DE CONFIGURATIONS ET PHENOMENOLOGIE 
ASSOCIEE 

 Une majorité des travaux recensés dans la littérature sur le refroidissement pariétal par 
multiperforation ont pour application le refroidissement des aubes de turbine. Néanmoins, 
quelques applications sur les chambres ont également été publiées. Les principales différences 
entre ces deux types d’application sont d’une part le nombre de rangées de perforations qui est 
bien plus faible dans le cas des aubes, et d’autre part la vitesse de l’écoulement principal qui 
est bien plus élevée, toujours dans le cas des aubes. Néanmoins, cette étude s’appuiera sur 
l’ensemble des études répertoriées. Mais avant de présenter ces deux cas d’étude, le cas du jet 
isolé en écoulement transverse est étudié dans une première analyse et fourni les éléments 
fondamentaux de cette étude. Pour les trois cas d’étude que sont le jet isolé, la rangée simple 
ou double de perforation et enfin la plaque multipercée, une description de l’écoulement 
moyen est proposée dans un premier temps. Ensuite les aspects instationnaires sont présentés.  
Une troisième partie est consacrée à l’écoulement dans l’orifice. La description se termine par 
l’influence de l’angle de giration qui est l’objet principal de notre étude. 

II.2.1 Cas du jet isolé en écoulement transverse 

II.2.1.1 Écoulement moyen  
 La représentation moyenne d’un jet normal à la paroi est donnée par la Figure II-2 et 
montre trois zones distinctes. La zone de cœur potentiel est caractérisée par une région où la 
vitesse est égale à la vitesse initiale. Ensuite, dans une seconde zone, le jet est fortement 
dévié. Enfin, une troisième zone qui voit apparaître et se développer une paire de tourbillons 
contrarotatifs, décrit plus loin,  est appelée zone tourbillonnaire. 
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α 

Figure II-2 : Schéma représentatif d'un jet transverse 

 

II.2.1.2 Aspects instationnaires 
Une telle injection génère toute une série de structures cohérentes représentées sur la Figure 
II-3 de Fric et Roshko [28], que l’on répartit en quatre groupes : 

 
 Les tourbillons en « fer à cheval » 

Ils sont observés en laminaire, mais à notre connaissance, non vérifiés en turbulent. Ils ont 
pour origine l’interaction entre la couche limite de l’écoulement principal (gaz chauds) et le 
gradient de pression longitudinal positif induit par le point de stagnation imposé par 
l’obstacle. En effet, dans la partie supérieure de la couche limite, la vitesse est plus importante 
qu’en proximité de la paroi si bien que le gradient de pression généré par le point de 
stagnation est plus important. Un gradient de pression vertical apparaît donc et il provoque un 
tourbillon qui se propage en aval, de part et d’autre du jet.  

 Les structures de sillage  
Elles sont intrinsèquement instationnaires, et apparentées aux allées de Von Karman derrière 
un barreau cylindrique. Le jet créant un obstacle vis à vis de l’écoulement principal, il se 
développe un sillage à l’aval du jet dans lequel on retrouve des tourbillons. Toutefois, certains 
auteurs (Fric et Roshko [28], Yuan et al [88]) soutiennent que l’analogie n’est pas strictement 
valide. Une analyse détaillée indique que la vorticité associée à ces structures a son origine 
dans la couche limite qui se développe sur la paroi. En réalité, des phénomènes de séparation 
sont générés à cause du gradient de pression positif qui existe à l’aval du jet. Ces phénomènes 
provoquent la création de vortex. 

 Les tourbillons de la couche cisaillée 
Ils sont intrinsèquement instationnaires et dus au gradient de vitesse entre le jet et 
l’écoulement principal. Ce sont des instabilités de type Kelvin-Helmoltz générées par le 
gradient de vitesse local. Nombre d’auteurs (Andreopoulos, Kelso et al.) ont postulé que les 
structures des couches cisaillées amont et aval forment un anneau tourbillonnaire autour du 
jet. Toutefois, une étude récente de Lim et al. [13] montrent que la présence de la paire de 
tourbillons contrarotatifs empêche un tel processus. Les tourbillons des couches cisaillées 
amont et aval sont générés alternativement. Ils évoluent vers l’aval en s’appareillant au sein 

 - 15 -  



CHAPITRE II  

des deux tourbillons contrarotatifs. Une estimation de leur taille peut être faite à d/3 à partir 
d’observations pour des jets radiaux en conduite cylindrique faites par GAJAN et al.[29].  

 La paire de tourbillons contrarotatifs 
C’est la structure de plus grande amplitude du jet, qui se développe dans la zone 
tourbillonnaire. La taille de ces tourbillons peut être estimée en observant les mesures LDA 
faites par Gajan et al. mettant en évidence deux tourbillons contrarotatifs. Ces structures ont 
une taille qui est de l’ordre de grandeur de l’orifice d’injection.  
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Figure II-3 : Organisation de l'écoulement autour d'un jet transverse 

tir des observations nous pouvons constater que des structures tourbillonnaires sont 
tes dans les trois directions. En effet, le jet amène de la vorticité Ωx (direction de 

lement principal) par la contribution des tourbillons en fer à cheval et surtout par celle 
paire de tourbillons contrarotatifs. Dans le sillage on trouve de la vorticité Ωy (direction 
ndiculaire à la paroi). Enfin, de la vorticité Ωz est localisée sur la couche cisaillée. 
rticité Ωx et Ωy est à associer à des tourbillons dont la taille est de l’ordre du diamètre 
ction (d). Celle orientée selon z est à associer à des tourbillons dont la taille est de 
e de d/3. 

II.2.1.3 Écoulement dans l’orifice 
 Nous n’avons pas rencontré de travaux présentant la structure de l’écoulement à 

ieur d’un orifice d’injection isolé.  

II.2.1.4 Influence de l’angle de giration 
Zhang et Collins [89] ont étudié l’influence de l’angle β grâce à des calculs RANS 

d’un modèle de fermeture k-ε. Ils montrent que lorsque l’angle β augmente la génération 
urbillons contrarotatif est modifiée. Bien que la production de vorticité initiale amène 
istribution de vorticité de signe différent comme dans la cas d’une injection à β=0, les 
tourbillons générés sont de taille et d’intensité différente, et le mouvement du tourbillon 
s fort finit par englober le plus faible pour former un seul vortex. Ce processus dépend 
port de flux de quantité de mouvement et de l’angle β.  Zhang et Collins montrent que 

I=M=1, le tourbillon secondaire a disparu 5 ou 2 diamètres en aval de l’injection pour 
gles β valant respectivement 30° ou 45°. Le tourbillon fort est du coté aval de l’orifice. 
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Il est intensifié par la deuxième courbure du jet, celle provoqué par le rabattement du jet dans 
le sens longitudinal, sous l’impact de l’écoulement principal. 

  
Figure II-4 : Vecteurs vitesse à l'aval de l'injection d’après Zhang et Collins. La ligne représente la 

frontière de la couche limite. A gauche α=30° et β=0 ; A droite α=30° et β=45°. 

 

II.2.2 Cas d’une ou de deux rangées de jets  
 Depuis plus de trente ans, les configurations de perforations alignées sur une ou deux 
rangées ont été étudiées pour le refroidissement des aubes de turbines. En effet la turbine 
haute pression est directement exposée aux gaz chauds sortant de la chambre de combustion 
et subie de plus des contraintes mécaniques importantes. Étant donné la taille relativement 
restreinte des aubes, des configurations d’une ou deux rangées de perforations ont été 
étudiées. Il se pose alors la question de savoir si le comportement observé pour un jet isolé est 
retrouvé dans ces configurations.  

II.2.2.1 Écoulement moyen 
 Si tel est le cas sur une rangée de jets suffisamment éloignés, Bogard et Thole [10] 
montrent que lorsque la distance entre les perforations diminue (S/d< 2), le rapprochement 
des jets provoque une augmentation du blocage aérodynamique qui plaque davantage les jets 
contre la plaque ce qui augmente la protection thermique. Toutefois, pour des raisons de tenue 
mécanique, les orifices sont usuellement espacés de 4d à 8d.  
 Idéalement, l’air de refroidissement injecté devrait rester attaché à la paroi et ne 
devrait pas se mélanger à l’écoulement principal. Cela produirait une température du gaz à la 
surface à protéger égale à la température en sortie d’orifice Tjet, et donc une efficacité ηad=1 ce 
qui minimiserai le transfert thermique des gaz vers la paroi. Toutefois, en réalité, l’air de 
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refroidissement se mélange à l’écoulement principal, généralement assez vite. La dispersion 
de l’air de refroidissement est représentée sur la Figure II-5 qui représente des mesures de 
température dans le plan médian d’un orifice incliné  de α=35°. Ce champ est représenté par 
des contours de température normalisés définis par : 

)/()( 00 jetTTTT −−=θ  
Notons qu’à la paroi θ correspond à ηad, car cette expérience est menée en présence d’une 
paroi adiabatique. On observe donc sur ce même champ la décroissance de l’efficacité 
adiabatique. 

 
Figure II-5 : diminution de la température normalisée θ à l’aval d’un orifice (d’après Bogard et Thole) 

 L’addition d’une deuxième rangée juste en aval de la première amène une quantité de 
fluide protecteur deux fois supérieure. Plusieurs travaux s’interrogent sur la possibilité de 
« superposer » les effets des rangées. Les mesures de Han et Mehendale [35] comparent les 
performances obtenues par une ou deux rangées en quinconce espacées de 2,5d avec un 
espace entre les trous s/d=2,5 et des angles  d’injection α=35° et β=0°. Avec un taux de 
soufflage M=0,2, les performances obtenues par la double rangée sont pratiquement deux fois 
supérieures aux performances obtenues avec une seule rangée. L’effet de chaque rangée peut 
donc être superposé. Par contre, pour des taux de soufflage de 0,5 à 1, les performances 
obtenues avec la double rangée sont jusqu’à 60% supérieures à celles obtenues en multipliant 
par deux la performance de la rangée unique. Avec un  taux de soufflage suffisamment fort et 
deux rangées suffisamment proches il se produit un blocage aérodynamique plus important 
dans le cas de la double rangée qui rabat l’air de refroidissement contre la paroi et augmente 
fortement la capacité de protection. On ne peut donc pas toujours « superposer » les effets des 
rangées car les paramètres ont une action couplée sur la dynamique et la thermique de 
l’écoulement. 
 Bogard et Thole démontrent finalement qu’une fente peut être vue comme un idéal de 
ce type de configuration puisque la répartition transverse est maximale ce qui évite la 
formation de points chauds et limite la pénétration de l’air de refroidissement. 

II.2.2.2 Aspects instationnaires 
 Nous n’avons pas trouvé d’information concernant les aspects instationnaires pour ce 
type de configuration. L’essentiel des résultats se concentre sur l’efficacité adiabatique. 

II.2.2.3 Écoulement dans l’orifice 
 Récemment, un calcul RANS mené par Most [71] sur une rangée de jets permet 
d’observer la structure moyenne de l’écoulement dans l’orifice. 
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Figure II-6 : Isovaleurs de la norme de la vitesse et isolignes de la fraction massique d'air injecté pour un 
orifice incliné à α=30° et β=0° (d'après Most) 

A gauche plan médian ; à droite section de sortie. 

Comme on peut l’observer su la figure ci-dessus, l’écoulement à l’intérieur d’un orifice 
d’injection est fortement tridimensionnel. L’accélération dans l’orifice n’est pas uniforme : à 
cause de l’inclinaison de la perforation, l’écoulement accélère en tournant. En pied d’orifice, 
une ligne de séparation entre deux régions à haute ou basse vitesse prend naissance. Le 
gradient de vitesse provoque un phénomène d’entraînement de la zone à basse vitesse par la 
zone à haute vitesse. Cet entraînement génère un écoulement transverse au sein même de 
l’orifice. La courbure de l’écoulement ainsi que le mécanisme d’entraînement créent un 
gradient de pression qui est négatif vers le centre de la courbure. Mu par ce gradient de 
pression, de l’air passe de la région à haute vitesse vers celle à basse vitesse le long de la paroi 
de la perforation. Ces échanges entre régions à haute et basse vitesse provoquent la formation 
des deux tourbillons contrarotatifs. 
 Les simulations numériques de Leylek et Zerkle [54] réalisées pour une rangée de 
perforation permettent d’observer l’écoulement à l’intérieur même des orifices d’injection 
inclinés à α=30° et β=0°. La topologie de l’écoulement est sensiblement la même que celle 
observée par Most. On observe très bien sur la Figure II-7 les zones à haute ou basse vitesse et 
les tourbillons contrarotatifs. Toutefois, par rapport au résultat de Most pour lequel la zone de 
jet se propage jusque dans le canal principal, les résultats de Leylek et Zerkle montrent que 
cette zone de haute vitesse ne pénètre pratiquement pas dans ce canal. En effet, le blocage 
créé par le jet entrant dans l’écoulement principal entraîne une variation de pression locale en 
sortie d’orifice. La pression du côté amont de l’orifice augmente, ce qui réduit localement la 
vitesse du jet dans l’écoulement principal. Du côté aval de l’orifice, la pression chute et la 
vitesse du jet augmente. Le fluide pénètre alors dans l’écoulement principal depuis la zone à 
basse vitesse. La différence constatée entre les résultats de Most et ceux de Leylek et Zerkle 
est certainement due à l’écart de pression entre le plénum d’alimentation et la veine 
principale. L’augmentation de celui-ci entraîne une augmentation des vitesses dans la partie 
supérieure de la perforation ce qui donne finalement au fluide assez d’inertie pour pénétrer 
dans l’écoulement principal dès de bord amont de l’orifice. 
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Figure II-7 : vecteurs vitesse d'après Leylek et Zerkle [54]. A gauche : dans le plan médian d'un orifice 

d'injection. A droite : dans une section droite située au milieu du perçage. 

II.2.2.4 Influence de l’angle de giration 
 A l’aval d’une rangée de jets avec β=60°, McGovern et Leylek [61] retrouvent par 
simulation numérique la structure décrite pour un seul jet, c'est-à-dire la génération d’un 
tourbillon principal et d’un tourbillon secondaire qui disparaît rapidement. Ils montrent de 
plus qu’à mesure que la vorticité des tourbillons s’atténue avec la distance, il se forme un 
écoulement à vitesse transverse en paroi, ce qui provoque un cisaillement entre l’écoulement 
principal et cette couche pariétale. Ces observations sont reportées sur la Figure II-8.  

 
Figure II-8 : Vecteurs vitesse en plans transverses montrant la dislocation du vortex et la formation d’une 

couche cisaillée. 

 L’injection giratoire présente donc l’avantage de mieux couvrir la paroi dans le sens 
latéral. En conséquence, cette orientation induit à priori une efficacité de film plus grande, 
mais elle induit également une augmentation du coefficient d’échange thermique (Zhang et 
Collins [89]). Or ces deux effets agissent en sens contraire. En effet, à flux thermique donné, 
l’augmentation  du coefficient d’échange entraîne une diminution de la différence de 
température, et inversement dans l’équation II-2. L’effet résultant sur la performance de 
l’injection giratoire a été étudié par Schmidt et al. [80] et Sen et al. [78] pour une rangée 
d’orifices orientés d’un angle de pénétration α=35° et d’un angle de giration β allant de 0 à 
60°. Comme indiqué sur la Figure II-9 l’injection à β=60° ne génère qu’une légère 
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augmentation de l’efficacité pour un rapport de flux de quantité de mouvement I de 0,25 mais 
double l’efficacité lorsque I vaut 0,98. L’intérêt de l’utilisation de l’injection giratoire apparaît 
alors clairement sur la courbe d’évolution longitudinale de l’efficacité. On observe que pour 
l’injection axiale celle-ci chute rapidement quand I est supérieur à 0,5 à cause de la séparation 
entre les jets et la paroi, alors que l’efficacité de l’injection giratoire est encore intéressante 
jusqu’à I = 4. La performance de l’injection giratoire est donc beaucoup plus stable vis-à-vis 
du flux de quantité de mouvement injecté et cette stabilité est attribuée au fait que les jets 
orientés d’un angle β présentent une surface d’impact plus grande à l’écoulement principal, ce 
qui augmente le blocage de l’écoulement principal et limite la pénétration des jets. 
 Les coefficients de transfert thermique relatifs au coefficient de transfert sans 
soufflage 0/ hh f  ainsi que la réduction nette du flux de chaleur rq∆  ont été mesurés pour ces 

configurations par Sen et al. [78] et reportés sur la Figure II-9. On constate que le coefficient 
de transfert thermique avec injection giratoire est supérieur d’environ 15% à celui obtenu sans 
giration. Ces plus grandes valeurs sont imputables, d’après Bogard et Thole, à l’interaction de 
l’écoulement principal et du jet en giration qui génère un écoulement vertical important du 
coté opposé au jet. Les comparaisons des réductions nettes de flux thermique montrent des 
résultats similaires pour les cas à β=0 et β=60°. Cette constatation indique que l’augmentation 
de l’efficacité est compensée par l’augmentation du coefficient d’échange thermique. 

  
Figure II-9 : Influence de l'ange β sur la thermique (d’après Schmidt et al. et Sen et al.)  

A gauche : efficacités : a) moyenne transverse, b) moyenne surfacique sur 3<x/d<15  
A droite : a) coefficients d’échange thermique moyennés en espace, b) réductions nettes du flux thermique 

moyennées en espace 

 Ligrani et al. [55]-[57] ont mis en comparaison une configuration axiale et deux 
configurations transverses à β=50° et β=90° pour deux rangées en quinconce (S/d=4, P/d=3). 
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Des contours de température en aval de l’injection mettent en évidence l’apparition d’un 
phénomène de coalescence entre jets amont et aval lorsque β augmente. Cette coalescence par 
paire induit un jet de taille importante qui provoque une variation de l’efficacité de grande 
amplitude sur le sens transverse. Toutefois, l’efficacité transverse moyenne s’en trouve 
augmentée par rapport à celle obtenue en injection axiale. Notons que la coalescence obtenue 
n’est certainement pas indépendante de l’espacement des perforations, ce qui souligne une 
nouvelle fois l’interdépendance des paramètres. 

II.2.3 Cas d’un grand nombre de rangées 

II.2.3.1 Écoulement moyen 
 La dynamique d’un écoulement avec injection de masse à travers une paroi 
multiperforée a été étudiée en configuration de plaque plane, notamment par Rouvreau [76], 
Gustafsson [34], Miron [69], [70] et Most [71]-[73]. Dans toutes ces études, les orifices 
d’injection sont inclinés de α=30° par rapport à la paroi et l’angle de giration β est nul. On 
observe sur la Figure II-10 qu’au bout d’un certain nombre de rangées, les jets coalescent 
pour former un film d’air continu en paroi. D’après Rouvreau [76], la longueur nécessaire à 
l’obtention de ce film est une fonction croissante du taux de soufflage ; l’épaisseur du film 
augmente avec l’abscisse et le taux de soufflage. 
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(b) 

(a) 

Figure II-10 : Visualisation longitudinale du film sur les rangées 1 à 13 (D’après Rouvreau [76]). 
a) M=0,8 et I=0,3 ; b) M=3,4 et I=5,2 

our bénéficier d’une résolution importante, Gustafsson [34] et Miron [69] ont réalisé des 
esures de vitesse par anémométrie Doppler laser sur une plaque munie d’orifices de 5 mm 

e diamètre. Ils montrent que les jets débouchant au cœur même de la région multipercée ont 
ne structure aérodynamique très proche de celle observée sur un jet isolé. En effet, comme 
eporté sur la Figure II-11.a, on observe des iso contours de vitesse longitudinale en forme de 
aricot qui sont associés aux deux tourbillons contra rotatifs.  

Miron [69] a également caractérisé le film au cœur de la zone perforée par des profils 
e vitesse réalisés trois diamètres en aval de chaque rangée impaire. Ces profils sont reportés 
ur la Figure II-11.c et montrent deux pics de vitesse. Le plus proche de la paroi représente un 
et débouchant dans la veine principale. Le second pic est associé au film de refroidissement 
t résulte de l’interaction entre l’écoulement principal et les jets précédents. 
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 c)

Figure II-11 : Mesures de vitesse de Miron pour M=3,4. 
 a) dans un plan transverse, b) dans un plan longitudinal, c) profils à 3d de l’axe de chaque rangée 

impaire. 

 
 Sur la Figure II-12, à droite, Gustafsson [34] met également en évidence les 
tourbillons contra rotatifs. A gauche, on observe les deux zones de recirculation et le point de 
stagnation du sillage. 

   
Figure II-12 : Mesures de vitesse de Gustafsson.  

Gauche : lignes de courant colorées par le module de vitesse.  
Droite : lignes de rotation en bleu et lignes de courant au centre des tourbillons en rouge et jaune. 

II.2.3.2 Aspects instationnaires 
 L'injection d'un flux pariétal provoque une augmentation des intensités de fluctuation 
de la vitesse à proximité de la paroi (Figure II-13). L'amplitude de ces variations dépend de la 
composante ce qui entraîne une forte anisotropie de la distribution de l'énergie turbulente. 

 
Figure II-13: Profils de fluctuation des composantes de vitesse d’après Rouvreau 
 A gauche : composante longitudinale ; A droite : composante normale à la paroi. 
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La Figure II-14 présente les échelles intégrales de temps et de longueur. L’échelle de temps 
est calculée à partir de la fonction d’auto-corrélation  ( )τℜ  par la formule suivante : 

 
 avec ∫

∞
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0
)( ττ dt 2'

)()(
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Équation II-8 

L’échelle de longueur est déduite de celle de temps grâce à l’hypothèse de Taylor. Celle-ci 
suppose que la turbulence est figée et que les structures présentes dans l’écoulement sont 
convectées à la vitesse moyenne Vc, de l'écoulement. Les résultats obtenus mettent en 
évidence la présence de structures dans le film ayant une échelle caractéristique de l’ordre du 
diamètre des trous. Cette modification des échelles locales de la turbulence doit être prise en 
compte dans les conditions aux limites appliquées aux plaques multi perforées. 

 

 
Figure II-14: Échelle intégrale de temps (à gauche) et de longueur (à droite)  (Rouvreau) 

 Sur le plan thermique, l’intérêt d’utiliser un grand nombre de rangées réside en 
premier lieu dans le fait que la protection ne chute pas au fur et à mesure que l’on s’éloigne 
d’une perforation et que l’air froid se mélange avec les gaz chauds, puisque l’écoulement 
rencontre rapidement une nouvelle perforation qui délivre de l’air froid. Harrington et al. [36] 
ont mesuré l’efficacité adiabatique sur une configuration à α=90° et S/d=P/d=7,1 sur dix 
rangées avec un rapport des flux de quantité de mouvement I allant de 0,04 à 0,25. 
L’évolution de l’efficacité moyennée transversalement montre une croissance en escalier puis 
l’atteinte d’un palier. Le nombre de rangées nécessaires à l’obtention de ce palier augmente 
avec I. Le deuxième avantage que procure un grand nombre de rangées est la génération d’un 
blocage aérodynamique accru. Ce blocage, qui plaque les jets sur la paroi, permet d’utiliser de 
forts taux de soufflage et de forts rapports de quantité de mouvement (Rouvreau)  pour 
finalement obtenir un haut niveau d’efficacité. 

II.2.3.3 Écoulement dans l’orifice 
 Le banc expérimental de Miron [69] a été calculé par Mendez [62]-[67] à l’aide d’une 
simulation des grandes échelles d’un motif élémentaire muni de conditions de périodicité. Son 
étude permet d’observer l’écoulement à l’intérieur de l’orifice d’injection et on constate sur la 
Figure II-15 que les zones de jet de basse vitesse décrites par Leylek et Zerkle sont retrouvées. 
La simulation instationnaire met également en évidence la formation de structures cohérentes 
le long de la frontière entre ces deux zones, ainsi que sur frontière amont du jet. Dans ces 
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deux régions, les gradients qui provoquent la formation de ces tourbillons sont de signe 
opposé ce qui se traduit par des structures qui tournent en sens inverse. 

 
Figure II-15 : Calcul LES de Mendez.  

A gauche : Vue instantanée du champ de vorticité transverse 
Au milieu et à droite : Vitesse longitudinale moyenne. Échelle de -0.18 Vjet (blanc) à 1.24 Vjet (noir) 

 En plus du calcul sur une rangée, Most a réalisé un calcul sur une plaque multipercée 
munie de 12 rangées. Sur cette dernière configuration, il montre que les vitesses à la sortie de 
chaque trou sont contrôlées au premier ordre par la différence de pression de part et d’autre de 
la plaque. En d’autres termes, la position d’un orifice sur la plaque importe peu, chacun 
présentant pratiquement les mêmes profils de vitesse en sortie. 

II.2.3.4 Influence de l’angle de giration 
 Nous n’avons pas rencontré à ce jour d’étude s’attachant à décrire la dynamique d’un 
écoulement avec injection pariétale de type multiperforation giratoire sur un grand nombre de 
rangées. 
 Les deux études rencontrées sur cette configuration ont pour objet l’efficacité 
adiabatique ou le nombre de Stanton (St=h/ρcpV). L’injection est réalisée à travers une plaque 
plane, la courbure de la paroi d’une chambre réelle étant négligée. Les paramètres de ces deux 
études sont donnés dans le tableau ci-dessous : 

Ref. d 
mm α β Nbre 

rangées P/d 
Nbre

Trous/
rg 

S/d M I Re0
Objet 

d’étude

Mayle et 
Camarata 2,5 30 45 15 

25 
7 

12 
15 
25 

8 
14 

0,5 
2 M² 140 000 ηad, St 

Crawford 
et al. 10,2 0 

30 
0 

45 
6 

11 5 9 5 0 
1,5 M²  St 

Tableau II-2 : Paramètres des études en dilution giratoire 

Au sein de la zone multiperforée, Mayle et Camarata [60] montrent que l’efficacité reste 
hautement non uniforme et reflète l’intégrité de chaque jet et que, de plus, le coefficient de 
transfert thermique augmente significativement avec le taux de soufflage ou le rapprochement 
des orifices. En conséquence, ils préconisent de considérer à la fois le coefficient de transfert 
local et l’efficacité locale avant de déterminer la charge thermique de la surface multiperforée. 
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 Crawford et al. [20]-[21] montrent que l’injection giratoire est celle qui permet le plus 
de réduire le flux thermique à la paroi. Ils trouvent de plus que le taux de soufflage optimum, 
sur leur configuration, se situe entre 0,4 et 0,5. 

II.3 INFLUENCE DES PARAMETRES 
 Gardons bien en mémoire que la grande majorité des comportements dynamiques et 
thermiques sont le résultat d’un couplage entre paramètres, ce qui limite la possibilité de lister 
exhaustivement les effets induits par la variation d’un seul paramètre. En conséquence, le but 
de ce paragraphe est de donner les tendances utiles à la compréhension de leur influence. 
Rappelons les idées directrices pour leur optimisation dans l’optique de minimiser le flux 
thermique à la paroi :  

• répartir le fluide protecteur sur la paroi de façon la plus homogène possible 
• garder le fluide protecteur attaché à la paroi 
• minimiser le mélange avec l’écoulement principal 

Face à ces objectifs, des contraintes limitantes sont rencontrées en pratique : 
• tenue mécanique 
• obstruction des orifices 

 Les nombreux paramètres sont regroupés en deux grandes familles : paramètres géométriques 
et aérothermiques. 

II.3.1 Rôle des paramètres géométriques 
 Le diamètre des perforations (d) est un paramètre de première importance. Afin de 
répartir au mieux le fluide sur la plaque à refroidir, on cherche à percer un très grand nombre 
de trous de petit diamètre. La taille des perforations est cependant limitée par la tendance des 
pores à s’obstruer. Ce paramètre influence également le mélange : les jets de refroidissement 
présentent des structures dont la taille est liée au diamètre d (Gajan et al [29]). Fric et Roshko 
[28] ont mis en évidence quatre types de tourbillons : un tourbillon en fer à cheval en pied de 
jet, des structures tourbillonnaires dans la couche cisaillée, une paire de tourbillons 
contrarotatifs plus en aval et enfin des tourbillons de sillage. Les échelles intégrales de la 
turbulence et les longueurs de mélange sont réduites en proximité d’une paroi multipercée, et 
semblent liées au diamètre d’injection (Rouvreau [76]).  
 L’angle de pénétration α entre la plaque et l’axe des trous, le plus souvent de l’ordre de 
30° contribue à augmenter la surface interne d’échange thermique au sein des trous. Il assure 
aux jets une trajectoire proche de la paroi et donc une protection thermique supérieure à celle 
obtenue par des jets verticaux, qui favorisent plutôt un mélange rapide avec l’écoulement 
principal chaud (Eriksen et Goldstein [25]). Cho et Goldstein [18][19] ont étudié une plaque 
de 7x7 trous en ligne et montrent que l’efficacité est élevée et uniforme dans le sens du 
courant mais par contre qu’il subsiste latéralement un problème entre les trous.  
Pour éviter l’apparition de points chauds entre les rangées, des configurations en quinconce 
ont été étudiées. Afejuku et al. [2] ont mis en comparaison une configuration en ligne avec 
une configuration en quinconce, et ont montré que la dernière permet d’obtenir une efficacité 
plus importante.  
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 L’influence de l’angle de giration β est détaillée dans le paragraphe II.2. Rappelons 
que son augmentation entraîne, sur la dynamique de l’écoulement, une plus grande couverture 
de la paroi à protéger, la formation d’une couche cisaillée en paroi dans le cas d’une ou 
plusieurs rangées de perforations, et un blocage aérodynamique accru de l’écoulement 
principal. Cette dynamique particulière induit un comportement thermique beaucoup plus 
stable vis-à-vis du rapport des flux de quantité de mouvements. En dilution giratoire, 
l’efficacité adiabatique augmente, mais cette augmentation est à considérer avec précaution 
car le coefficient de transfert thermique peut également augmenter, contrebalançant le gain 
obtenu. 
 Ligrani et al. [55] ont étudié l’influence de l’espacement sur deux configurations à 
injection transverse (α=24° ; β=50°). Il apparaît que l’efficacité augmente avec le 
rapprochement des trous grâce à l’augmentation de la densité de fluide protecteur, mais aussi, 
de manière plus locale, grâce à une coalescence plus importante des jets. Cette influence de 
l’espacement transverse est bien retrouvée sur plaque multipercée par Mayle et Camarata 
(α=30° ; β=45°).  
 Gritsch et al [33] et plus récemment Most [71] ont mené des études sur la conicité des 
perforations. Tous deux montrent que le fait d’évaser la sortie des trous amène une 
augmentation significative de l’efficacité, en particulier pour des forts taux de soufflage. En 
effet, la plus grande surface de sortie entraîne une meilleure répartition latérale et des vitesses 
de jets plus faibles qui limitent la pénétration du fluide protecteur.  

II.3.2 Rôles des paramètres aérothermiques 
 Le taux de soufflage et le rapport des flux de quantité de mouvement sont les deux 
paramètres aérothermiques primordiaux en configuration de jets transverses. Le premier est à 
associer à la quantité de fluide injecté, tandis que le second sera rapproché de la pénétration 
des jets dans l’écoulement principal. Si leur action est du même ordre, Rouvreau [76] a 
cependant démontré le caractère influent et indépendant de ces deux paramètres. Toutefois, 
dans le cas où les jets et l’écoulement principal sont à la même température, ces deux 
paramètres ne sont plus indépendants, et l’on peut écrire I=M². De nombreuses études se 
déroulent donc à température uniforme, et un seul paramètre est considéré. Parmi elles, 
l’étude numérique de Zhang et Collins [89] concentrée sur un seul jet, a permis d’établir trois 
régimes de comportement. Pour 0<M<1.2 le jet, orienté à α=30° et β=45°, est faible ; il reste 
dans la couche limite et se diffuse rapidement. Il ne peut pas convecter de l’énergie cinétique 
et thermique hors de la couche limite de façon significative. De plus, la faible vitesse du 
fluide issu de l’orifice entraîne une stagnation du fluide qui favorise l’augmentation du 
transfert thermique. Lorsque le taux de soufflage augmente de 1.2 à 2.5, la protection 
thermique croît de façon significative. Le jet est maintenant en bordure de la couche limite et 
reste cohérent sur une distance importante ; sa vorticité importante permet une convection à 
travers la couche limite et le transfert thermique augmente. Enfin, au-delà de 2.5, le jet est au-
dessus de la couche limite, et sa capacité à assurer une convection va diminuer à cause de la 
distance qui le sépare de la paroi. Eriksen et Goldstein [25] ont réalisé des essais pour des 
taux de soufflage allant de zéro à deux et retrouvent les deux premiers modes de transfert 
thermique décrits par Zhang et Collins [89] à l’aval d’une rangée de trous. Mayle et Camarata 
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[60] ont réalisé des mesures d’efficacité sur une plaque multipercée avec des trous orientés à 
30° par rapport à la plaque et à 45° par rapport à l’écoulement principal. Ils observent une 
augmentation de l’efficacité, moyennée dans le sens transverse, quand le taux de soufflage 
passe de 0,5 à 1,5.  
 Par ailleurs, Rouvreau [76] a montré que le nombre de Reynolds de l’écoulement 
principal n’a pratiquement pas d’influence sur le film de refroidissement. Ceci est à nuancer 
par les mesures d’efficacité adiabatique par thermocouples réalisées par Bons et al. [11]. En 
effet, ils ont montré que les fortes turbulences de l’écoulement principal diminuent l’efficacité 
du film pour le cas des faibles taux de soufflage, mais que, pour les cas de forts taux de 
soufflage, les fortes turbulences de l’écoulement principal augmentent l’efficacité du 
refroidissement. L’explication est la suivante : lorsque le soufflage est faible, l’air de 
refroidissement reste en proximité de la paroi. Si l’intensité de la turbulence augmente, une 
partie de cet air est entraîné vers l’écoulement principal, s’y mélange, et ne participe plus au 
refroidissement de la paroi. Par contre, lorsque le soufflage est fort, l’air de refroidissement 
pénètre assez rapidement dans l’écoulement principal et fait décoller le film d’air froid qui 
protégeait la plaque. L’augmentation de l’intensité de turbulence dans ce cas mélange mieux 
une partie de l’air froid qui a pénétré dans la chambre et le ramène vers la plaque, améliorant 
ainsi l’efficacité de refroidissement. 
 Enfin, bien que ce paramètre soit peu maîtrisé dans une chambre de combustion réelle, 
l’épaisseur de la couche limite de l’écoulement principal fut étudiée par Eriksen et Goldstein 
[25] à l’aval d’une rangée de trous. Il apparaît que la diminution de ce paramètre implique un 
impact plus grand de l’écoulement principal sur les jets. Ceux-ci étant davantage plaqués 
contre la paroi, ils la protègent mieux, et il s’en suit une augmentation de l’efficacité. 

II.4 MODELES ANALYTIQUES 

II.4.1 Trajectoire du jet 
 L’axe du jet est défini comme le lieu des vitesses maximales. Plusieurs auteurs 
proposent une corrélation de la trajectoire du jet isolé en fonction du diamètre du trou d, le 
rapport du flux de quantité de mouvement τ2, et de l’angle d’injection α. Notons que ces 
études portent sur un jet dit « libre », c'est-à-dire que la veine principale est suffisamment 
haute pour ne pas imposer un effet de confinement qui contribuerait à plaquer le jet contre la 
paroi à protéger. Margason [59] a regroupé plusieurs travaux et propose la corrélation 
suivante :  
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Les valeurs des paramètres de l'équation II-9 sont obtenus empiriquement et ils varient selon 
les auteurs. Le tableau suivant synthétise différentes propositions.  
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Auteur F n m G 
Ivanov 1 1,3 3 1 

Margason 1/(4sin²α) 1 3 1 
Shandorov 1 1 2,55 1+1/I 

Vizel&Mostinski 5/(4sinα) 1 2 1 
Tableau II-3 : Paramètres obtenus pour décrire la trajectoire du jet ( Margason [59]) 

 
 En configuration de multiperforation axiale, Miron [69] a déterminé 
expérimentalement la corrélation suivante pour décrire la trajectoire des jets : 
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avec les constantes empiriques C1=0,489 et C2=0,135 et C3=0,581. Notons que les jets étudiés 
par Miron ne peuvent pas être qualifiés de « jets libres » car ils subissent un effet de blocage 
qui tend à les rapprocher de la paroi. 
 
 Miron [69] a également développé une corrélation expérimentale de l’épaisseur du 
film qui s’écrit : 
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avec les constantes empiriques Cm=0,64 et Cp=0,44. On regrettera toutefois que la définition 
de l’épaisseur de film ne soit pas clairement précisée et de plus que cette corrélation ne soit 
valable que dans le plan de symétrie d’une perforation. 

II.4.2 Efficacité du refroidissement 
 En appui sur un modèle d’efficacité adiabatique pour un jet isolé présenté par Ramsey 
et al. et une méthode de superposition de Goldstein, Mayle et Camarata [60] ont développé un 
modèle permettant de calculer l’efficacité de refroidissement sur une plaque multiperforée. 
Dans une première étape l’efficacité moyenne d’une rangée est calculée. Puis, par 
superposition, l’efficacité à l’aval de plusieurs rangées est déduite. Ce modèle prend en 
compte l’espacement longitudinal et transverse de trous ainsi que le taux de soufflage mais 
nécessite la détermination expérimentale du nombre de Peclet. Le modèle, qui permet de 
calculer l’efficacité moyennée sur le sens transverse en fonction de l’abscisse, montre un 
comportement correct pour des taux de soufflage inférieurs à un et un espacement inter-
rangée P/d=10. Toutefois, compte tenu des phénomènes de couplage évoqués au paragraphe 
II.2.2 entre ces deux paramètres, l’utilisation de ce modèle reste limité.  

II.5 SIMULATION NUMERIQUE 
 Les calculs d’écoulements autour de parois multiperforées posent un problème de 
capacité de calcul. En effet, les orifices d’injection ayant un diamètre de l’ordre de 0,5 mm 
alors que l’écoulement principal évolue dans un canal dont la longueur caractéristique est 
deux ordres de grandeur plus grande, leur prise en compte nécessite des maillages très 
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raffinés. Le temps de calcul s’en trouve énormément allongé et les temps de convergence ne 
sont pas acceptables dans un contexte industriel puisqu’ils allongent les temps et coûts de 
développement du moteur. Des efforts importants ont donc été entrepris pour réduire les 
temps de calculs et les principaux axes de travail dans ce domaine sont présentés dans le 
paragraphe II.5.1.  
 La plupart des calculs réalisés en configuration de multiperforation utilisent une 
modélisation RANS. Toutefois certaines hypothèses nécessaires à l’établissement de ce type 
de modèle ne sont plus valides dans ces configurations. Des adaptions sont proposées au 
paragraphe II.5.2. 

II.5.1 Prise en compte de l’injection pariétale 
 Pour réaliser un calcul d’une paroi multiperforée, trois solutions ont été envisagées. La 
première consiste à réaliser le calcul des deux cotés de la plaque et également à l’intérieur de 
toutes les perforations. Cette approche possède l’avantage d’éloigner les conditions limites de 
l’écoulement secondaire et la dynamique complexe de l’écoulement à l’intérieur des orifices 
est retrouvée par le calcul. Une seconde approche consiste à calculer uniquement 
l’écoulement principal. L’air de refroidissement est injecté dans le canal principal par un 
traitement spécifique de quelques mailles situées en bordure du domaine. Le maillage est 
allégé et le caractère discret de l’injection est préservé, mais il se pose le problème de la 
description des quantités à injecter. Enfin, dans une troisième approche, la zone multiperforée 
est considérée de manière macroscopique. L’injection discrète est abandonnée au profit d’une 
injection uniforme répartie sur toute la surface multiperforée. Le gain en maillage est très 
important (un facteur dix à été obtenu en configuration réaliste), mais l’uniformisation génère 
un perte d’information. 

II.5.1.1 Calcul complet 
 Avec les développements des moyens informatiques, des calculs RANS sont 
aujourd’hui envisageables sur des configurations 3D autour de plaques multiperforées. Une 
configuration académique et un secteur d’une véritable chambre de combustion ont 
récemment été calculés par Most et al. (2007). La description de chaque perforation s’est 
appuyée sur 20 000 ou 2 000 mailles dans la configuration académique ou la chambre de 
combustion respectivement. Les résultats obtenus sont en bon accord avec les données 
expérimentales. On notera toutefois que le secteur de chambre calculé ne fait que 4 degrés. 
Cela fut suffisant pour calculer cette chambre munie d’une roue d’injection (donc 
axisymétrique), mais ce sera insuffisant pour décrire la dynamique des chambres à injecteurs. 

II.5.1.2 Injections locales 
 Historiquement une modélisation du jet en champ proche a été développée pour des 
calculs 2D. Différentes stratégies ont été utilisées. Généralement elles considèrent un plan 
d'injection à l'aval des orifices. Le flux de refroidissement est obtenu soit à partir: 

• D'un bilan de quantité de mouvement et d'énergie entre l'amont et l'aval de chaque 
rangée de jets 

• De l'introduction de termes source dans les équations de couche limite  
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• De l'imposition de profils de vitesse ou de température basés sur des résultats semi 
empiriques. 

Ces méthodes donnent des résultats satisfaisants pour de faibles valeurs du taux de soufflage 
(Ι< 1). 
 Des développements plus récents reprennent généralement l’approche citée ci dessus à 
savoir une modélisation du jet en champ proche. Burdet [14] discerne quatre types d'approche 
(Figure II-16): 

• Méthode A : Immersion d'un tube long attaché à chaque jet. 
• Méthode B : Imposition d'un flux surfacique.  
• Méthode C : Imposition de termes source dans la zone de jet. 
• Méthode D : Immersion de frontières mimant la présence des jets. 

 

 
Figure II-16 : Résumé des stratégies utilisées (d’après Burdet) 

Ces quatre approches sont détaillées dans les paragraphes suivants. 

II.5.1.2.1 Maillages chevauchants 
 Fougère et Heider [26] ainsi que Ginibre et al [31] ont été fortement impliqués dans 
les méthodes de type A. Ils proposent d'utiliser une technique de superposition de maillage de 
type chimère pour introduire l'écoulement de type tuyau simulant la présence des jets. Cette 
technique est une méthode numérique permettant des transferts d'information entre différents 
maillages. Les transferts entre les écoulements sont réalisés à l'aide d'algorithmes 
d'interpolation. Ces techniques facilitent la définition des maillages et le travail de 
prétraitement. Néanmoins, on peut s’interroger sur la géométrie de la face où est imposée la 
condition limite de l’injection. En effet, dans la majorité des applications, l’air de 
refroidissement rentre dans la perforation avec une vitesse normale à la surface et 
l’inclinaison de l’orifice provoque une courbure de l’écoulement, ce qui induit un profil de 
vitesse en forme de haricot et la formation d’une paire de tourbillons contrarotatifs. En 
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conséquence, il semble préférable de tronquer la partie inférieure du cylindre pour injecter le 
fluide sur une face parallèle à la surface multiperforée. 
 

II.5.1.2.2 Condition limite 
 Les techniques utilisant une méthode de type B est très populaire dans les bureaux 
d'étude. La stratégie consiste à répartir sur quelques cellules à la surface de la plaque 
correspondant aux orifices le flux de masse et d'enthalpie injecté au travers de la paroi. 

 
Figure II-17 : Répartition des flux sur la paroi. 

Vogel [83] utilise cette technique pour calculer l'écoulement tridimensionnel sur une aube de 
stator. Environ 4 à 6 cellules sont utilisées par trou. Quand à eux, Garg et Gaugler [30] 
utilisent environ 20 cellules par trou. Les profils de vitesse sont définis à partir d'une fonction 
polynomiale respectant la conservation des flux. Ils observent que les coefficients de transfert 
de chaleur dépendent fortement des profils imposés en sortie des jets. Dans ces deux travaux 
le manque de comparaison expérimental ne permet pas de juger de la qualité des calculs. 
 Most [71] a également utilisé cette approche. Dans son modèle, il a privilégié 
l’injection du flux de masse et du flux de quantité de mouvement au détriment de la surface 
réelle des perforations. En effet, pour reproduire fidèlement ces deux grandeurs à partir d’une 
injection par condition limite, une solution consiste à imposer les profils de vitesse 
expérimentaux (ou ceux obtenus par un calcul complet) comme condition limite. Toutefois, 
cette opération peut s’avérer fastidieuse sur des géométries complexes munies de milliers 
d’orifices… Une alternative consiste à imposer une vitesse uniforme. Mais étant donné les 
profils très inhomogènes en sortie d’orifice, l’imposition d’une vitesse uniforme sur la 
véritable géométrie donne soit un débit correct (généralement préféré) soit un flux de quantité 
de mouvement correct. La méthode suivie par Most consiste à réduire la surface du modèle 
numérique pour injecter à la fois le bon débit et le bon flux de quantité de mouvement, ces 
derniers étant obtenus par un calcul sur géométrie complète. Les écarts entre les surfaces 
nominales et les surfaces utilisées restent relativement faibles (de 5 à 15%). Les calculs 
réalisés sur des maillages présentant 70, 30 et 10 mailles par surface en sortie d’orifice sont 
comparés à un calcul complet. Les résultats obtenus avec les deux premiers maillages 
permettent une bonne description de l’écoulement. Le maillage le plus grossier engendre une 
diffusion numérique qui dégrade les résultats. 
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II.5.1.2.3 Termes sources 
 Dalhander et al. [22] proposent une approche tridimensionnelle de type "termes 
source" avec une approche de type C. Ces termes sont non seulement imposés au niveau du 
plan de sortie des jets mais également au delà afin de contrôler l'évolution du processus de 
mélange. Le modèle d'injection assure la conservation des flux mais la définition des termes 
source aval semble dépendre fortement du cas étudié. De forts écarts sont obtenus entre les 
résultats de cette méthode et les mesures correspondantes.  

II.5.1.2.4 Condition limite immergée 
 Burdet et al. [14][15] propose une technique basée sure une méthode  de type D. Elle 
suppose que, dans la partie initiale du jet, les échanges avec l'écoulement principal sont 
faibles. Ainsi, les jets sont vus comme des corps flexibles et perméables immergés dans le 
domaine de calcul. Le modèle définit des conditions aux limites sur des surfaces immergées 
dans le domaine de calcul simulant l'effet des jets proches sur l'écoulement ambiant. Cette 
procédure permet de limiter le nombre de points de calcul tout en assurant une bonne prise en 
compte des phénomènes. Les résultats publiés semblent prometteurs. Néanmoins la définition 
des surfaces et des conditions aux limites reste particulièrement délicate. 

II.5.1.3 Injection globale 
 Dans le but d’utiliser des maillages encore plus grossiers où la taille des mailles est 
habituellement plus grande que la taille des perforations, la plaque multiperforée peut être 
considérée de manière macroscopique. La distinction « paroi » ou « orifice d’injection » est 
abandonnée au profit d’une condition limite uniforme.  

Vj
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refroidissement

Surface débitante 
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Surface de sortie 
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Surface de la condition 
limite SCL x

y

 
Figure II-18 : Coupe de la plaque multiperforée 

II.5.1.3.1 Modèle utilisé par Most 
 Cette méthode, détaillée par Most [71], consiste à injecter les flux de masse et de 
quantité de mouvement obtenus en présence d’une plaque multiperforée sur une condition 
limite uniforme. 
Par conservation du débit entre la surface réelle et la surface modélisée, on écrit : 
 CLyCLSjdj SVSVSVQ ραρρ === sin  Équation II-10 

Cette équation permet de déterminer immédiatement la vitesse débitante, normale à la paroi, 
pour la condition limite : 
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 j
CL

d
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CL

S
jyCL VS

SVS
SVV σα === sin  Équation II-11 

où σ est la porosité de la plaque, définie comme le rapport des surfaces débitantes. Toutefois 
l’injection du débit ne suffit pas à assurer la bonne dynamique de l’écoulement. En effet, 
l’étude de Mendez met en évidence la nécessité de prendre en compte les flux de quantité de 
mouvement. Dans le cas réel d’une plaque multiperforée puis dans celui d’une condition 
limite, ils s’écrivent : 
 SjjdjjREELQDM SVVSVV αρρ sin_

rrr
==Φ   

Pour appliquer ces flux sur la surface de la condition limite, Most utilise la porosité : 

CLjjCLQDM SVV σρ
rr

=Φ _  

Pour ses calculs, Most a suivi une approche RANS. Les conditions limites ont été choisies 
pour avoir une intensité de turbulence de 5% et une échelle de longueur de turbulence de 0,5 
mm. L’échelle de longueur correspond au diamètre des perforations.  

II.5.1.3.2 Modèle développé par Mendez 
 En appui sur une simulation aux grandes échelles, Mendez [67] quantifie la 
contribution des termes liés à la pression, aux quantités de mouvements et  à la viscosité sur 
l’évolution de la quantité de mouvement ρV. Il montre que sur la composante longitudinale, le 
flux de quantité de mouvement longitudinal QDMxΦ  domine très largement devant le terme de 

frottement, le terme de pression étant nul. Il déduit donc de ce flux une vitesse longitudinale 
qui est imposée comme condition limite. Le même processus ne peut cependant pas être 
réalisé sur la composante normale à la paroi sous peine de modifier le débit injecté. Ce 
modèle n’assure donc pas l’injection du bon flux de quantité de mouvement normal, mais 
Mendez avance que l’évolution de la quantité de mouvement ρVy est fortement dominée par 
le terme de pression, la contribution du flux QDMyΦ  ne représentant que quelque pourcents de 

la contribution totale. Le modèle proposé se résume donc à l’injection d’une vitesse dont la 
composante normale est définie par le flux de masse, la composante longitudinale par le flux 
de quantité de mouvement longitudinal, et la composante transverse étant nulle par symétrie. 

II.5.2 Prise en compte de la turbulence 
 Les écoulements de type film de refroidissement sont généralement turbulents. Dans 
les écoulements turbulents, les principales caractéristiques sont les instationnarités, la 
distribution tridimensionnelle et les structures turbulentes dont les échelles s’étendent sur un 
spectre allant des échelles dissipatives aux structures cohérentes de grande échelle. Capturer 
ces caractéristiques avec précision et pour un coût de calcul raisonnable est un challenge en 
simulation numérique. Dans la plupart des applications industrielles, le comportement moyen 
de l’écoulement ainsi que les frottements et les transferts thermiques associés sont de 
première importance, alors que le détail du comportement au cours du temps n’est que de 
seconde importance. C’est pourquoi la plupart des calculs réalisés utilisent une approche 
RANS où les effets du mouvement fluctuant sur les quantités moyennes sont modélisés, et 
seules les équations de ces dernières sont résolues. Toutefois, avec le développement des 
moyens informatiques, des méthodes de résolution instationnaires (de type LES ou URANS) 
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deviennent envisageables. Devant la grande variété de modèles disponibles, il n’est pas facile 
de choisir le modèle qui est a priori le mieux adapté pour des calculs de jets transverses. Le 
paragraphe II.5.2.1 reprend les conclusions obtenues par Acharya et son équipe ainsi que par 
Gustafsson puis Most avec les modèles standard. Des tentatives d’amélioration de ces 
modèles sont également présentées dans le paragraphe II.5.2.2.  

II.5.2.1 Performance des modèles de turbulence standards 
 Acharya et al. [1], [37] ont étudié la performance des modèles de turbulence les plus 
utilisés en calculs RANS en les confrontant à la configuration expérimentale de Ajersh et al. 
(1997 [3]). Dans cette étude, l’air de refroidissement est injecté par des orifices carrés dont les 
angles α et β valent respectivement 90° et 0°. Les modèles à deux équations considérés sont 
les suivants : kε haut Reynolds, Launder Sharma, Lam-Bremhorst bas-Reynolds, kω, 
Mansour-Rodi kε bas-Re corrigé par DNS ainsi que les modèles non linéaires de Speziale et 
Moong-Kasagi. Ces modèles bien qu’étant de degré de sophistication différente, ont un 
comportement voisin. Ils ne rendent pas bien compte du sillage et de l’expansion du jet. Les 
meilleurs résultats sont obtenus par le modèle kε de Lam-Bremhorst. Les modèles non-
linéaires prenant pourtant en compte l’anisotropie de la turbulence, ne sont pas capables de 
décrire correctement les tendances mesurées. 
 Dans le champ proche du jet ainsi que dans le sillage, où les grandes échelles jouent un 
rôle important dans le processus de mélange, l’énergie cinétique turbulente est sous-estimée 
par la plupart des ces modèles. Cette observation est en opposition avec la constatation 
habituelle concernant les modèles kε qui ont généralement tendance à surestimer la 
production de la turbulence (Durbin, 2002 [23]). Pour les applications de refroidissement par 
film, une part significative de la production provient des mouvements à grandes échelles pour 
lesquels les modèles de turbulence standard ne sont pas adaptés. Ainsi, alors que la turbulence 
produite par les contraintes de cisaillement tend à être surestimée, l’énergie cinétique des 
grandes échelles n’est pas capturée correctement. 
 Dans un plan transverse à l’écoulement, Acharya [1] observe que le cisaillement 
latéral est sous-estimé ce qui implique une sous-estimation du mélange et de l’accroissement 
du jet dans la direction transverse. Ce comportement habituel des modèles à deux équations a 
également été rapporté par Lakehal [50]. 
 Les faiblesses des modèles à deux équations concernant la diffusion latérale et 
l’énergie cinétique turbulente ont un impact fort sur la capacité de ces modèles à prévoir 
correctement l’efficacité adiabatique du film. Sur une configuration axiale, Lakehal [50] 
observe pour des faibles taux de soufflages que l’efficacité est surestimée sur l’axe de 
symétrie et sous-estimée de part et d’autre de celui-ci. Cette sous-estimation de la couverture 
latérale est à relier à la diffusion latérale trop faible du jet. Pour des taux de soufflage plus 
forts, la pénétration des jets prévue par les calculs est trop forte (comparée aux valeurs 
expérimentales) ce qui entraîne une plus grande séparation et une efficacité trop faible près de 
la sortie des jets. 
 
 Acharya [1] a également testé des modèles plus sophistiqués où les contraintes de 
Reynolds sont transportées (modèles RSTM pour Reynolds Stress Transport Models). Ces 
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modèles permettent une description anisotrope de la turbulence et l’on s’attend en 
conséquence à une amélioration des résultats. Les modèles RSTM de Launder et Tselepedakis 
(1994) ainsi que celui de Chen (1999) sont mis en comparaison au modèle à deux équations 
de Lam-Bremhorst et aux mesures de Ajersh. Les résultats obtenus ne montrent pas 
d’amélioration significative par rapport au modèle kε de Lam-Bremhorst sur les vitesses 
moyenne et les résultats concernant l’énergie cinétique turbulent sont mêmes moins bons. Ces 
conclusions sont cependant à nuancer par les travaux de Gustafsson qui compare les 
performances des modèles kε, SST-kω et RSTM. Il obtient une description du sillage et des 
niveaux d’énergie cinétique turbulente qui sont plus proches des résultats expérimentaux en 
utilisant le modèle RSTM. Cette observation est de plus confirmée par Most qui montre que si 
l’utilisation d’un modèle RSTM apporte une amélioration modeste des vitesses moyennes par 
rapport à un modèle kε, l’amélioration des résultats concernant l’énergie cinétique turbulente 
est importante. 
 
 D’après Acharya, les faiblesses obtenues sur l’ensemble des modèles testés sont à 
attribuer au fait que ceux-ci ne sont pas capables de prendre en compte les effets des 
instationnarités de grandes échelles qui affectent le champ proche du jet et contrôlent la nature 
de l’anisotropie de la turbulence.  

II.5.2.2 Améliorations des modèles de turbulence standards 
 Les calculs RANS étant massivement utilisés par les motoristes, plusieurs auteurs 
proposent d’améliorer ces modèles en prenant en compte l’anisotropie dans l’expression de la 
viscosité turbulente. Bergeles et al. ont développé au début des années 1980 pour le modèle kε 
une correction de la viscosité turbulente en fonction de la direction de l'écoulement. 
L'équation suivante est utilisée: 
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Dans cette expression δ représente l'épaisseur de couche limite. Cette approche donne des 
résultats satisfaisant pour des taux de soufflage faibles (~0.5).  
 Kay et Crawford [45] proposent une modification du calcul du nombre de Prandtl 
turbulent à proximité de la paroi. 
 Plus récemment Lakehal (2002) reprend cette approche consistant à tenir compte de 
l'anisotropie pour le calcul de la viscosité turbulente et les tensions normales. Une simulation 
numérique directe est utilisée pour paramétrer la contrainte normale à la paroi : 

)0.4065.4(10' 252
yy RRv += −  où Ry est le nombre de Reynolds turbulent basé sur la distance à 

la paroi. La contrainte transverse 2'w  est alors exprimée en fonction de la contrainte normale 
par l’équation suivante : )/'(/' 22 kvfkw ×=  où f est un facteur d’anisotropie empirique. Les 
coefficients de transport turbulent sont alors déduits : 

µυυ lvtt
2

21 '==  ; µυ lwt
2

3 '=  

La variation de l’échelle de longueur apparaissant dans ces relations est également déduite de 
la simulation numérique directe de Kim (1987) : yl 33.0=µ . Les résultats obtenus en utilisant 

cette approche montrent une expansion du jet bien plus réaliste et en conséquence une 
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meilleure prévision de l’efficacité adiabatique. Lakehal a également développé à partir des 
données DNS une expression du nombre de Prandtl turbulent faisant intervenir la distance à la 
paroi. L’utilisation de cette expression améliore encore les prévisions, mais de manière moins 
importante que la prise en compte de l’anisotropie. 

 
 Signalons enfin que Yavuzkurt et al [85][86] propose un modèle de longueur de 
mélange pour la région du film de refroidissement juste en aval de la zone multipercée. La 
distribution de longueur de mélange basée sur l’hypothèse du développement d’une double 
couche limite, est intégrée dans un modèle à une équation de turbulence et donne de bonnes 
prédictions de la vitesse longitudinale et de l’énergie cinétique de turbulence pour la plage de 
soufflage considérée (0.4<T1<0.9). Pourtant, Rouvreau émet quelques réserves quant à 
l’application de ce modèle. En effet, les valeurs obtenues pour les épaisseurs des différentes 
régions deviennent négatives pour des taux de soufflage supérieurs à un ; de plus les maxima 
de longueur de mélange sont situés dans l’écoulement principal pour les conditions 
expérimentales de Rouvreau et non à la frontière externe du film comme prévu par le modèle 
de Yavuzkurt et al.  
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II.6 CONCLUSION DE L’ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE 
 
 Les 40 ans de recherches passées sur les jets transverses en application au 
refroidissement des parois ont révélé la complexité de l’écoulement. Diverses structures sont 
générées, couvrant une large gamme d’échelles et induisant un champ turbulent fortement 
anisotrope. Les paramètres contrôlant la dynamique et la thermique sont fortement liés, si bien 
qu’il est nécessaire de prendre en compte l’injection par multiperforation dans le calcul des 
chambres de combustion. 
 En ce qui concerne la dynamique des jets en giration, aucune étude portant sur une 
configuration à grand nombre de rangées n’a été publiée, à notre connaissance. Les seules 
informations concernant la structure de l’écoulement ont été obtenues pour des cas de jet isolé 
ou bien des configurations à une ou deux rangées de jets. Ces études montrent que l’angle de 
giration β a une influence importante sur la trajectoire et la structuration du jet. Il découle de 
ces spécificités un blocage aérodynamique accru. Sur deux rangées, ce phénomène est 
d’autant plus marqué et aboutit à une plus grande stabilité de la protection de la paroi en 
fonction du flux injecté par rapport à une injection axiale. Mais ces cas d’études 
spécifiquement dédiés aux aubes de turbines affichent des taux de soufflage sensiblement 
éloignés de ceux d’une chambre de combustion. Un plus grand nombre de données ont été 
recueillies sur le comportement thermique de jets en giration sur une ou plusieurs rangées. 
Toutefois, sur l’ensemble des études répertoriées,  l’effet de courbure est systématiquement 
négligé, bien que ce paramètre semble a priori très important. 
 Le calcul complet d’un écoulement autour d’une plaque multipercée requiert un 
maillage très raffiné au niveau des orifices, ce qui est très pénalisant en terme de coût de 
calcul. Les approches permettant de réduire celui-ci sont de différents degrés de complexité. 
Un compromis est à faire entre coût de calcul, complexité de l’approche et précision des 
résultats selon l’objectif à atteindre. Concernant les approches de type injection uniforme,  
aucune condition limite adaptée aux spécificités de la turbulence générée par des jets 
multiples n’est proposée dans la littérature. 
 Les modèles de turbulence standard à viscosité turbulente ne permettant qu’une 
description isotrope de la turbulence ne sont pas adaptés à ce type de configuration. Des 
corrections peuvent être envisagées pour tenir compte des particularités de ce type 
d’écoulement et apporter une amélioration substantielle. Une autre approche consiste à 
réaliser des simulations instationnaires. La résolution en temps des mouvements à grandes 
échelles doit permettre la prise en compte des structures instantanées pour aboutir à une 
meilleure description de l’écoulement moyen et des transferts. La présente étude tente 
d’améliorer la situation en proposant des avancées dans les deux cas. Les bases de données 
expérimentales présentées aux chapitres IV et V pourront servir à améliorer les modèles 
industriels utilisés par les méthodes RANS. En parallèle, un modèle avancé est utilisé pour 
réaliser des simulations numériques instationnaires présentées au chapitre V. 
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III.1 MOYENS EXPERIMENTAUX 
 Deux bancs d’essai ont été mis en place à l’ONERA pour caractériser finement la 
dynamique d’une zone d’injection par multiperforation de type dilution giratoire. Ils 
permettent la réalisation de mesures optiques non intrusives sur des configurations simplifiées 
par rapport aux chambres de combustion réelles. Ces configurations académiques permettent 
de mieux comprendre les phénomènes physiques se développant sur de telles configurations. 
Le but de ces études est également de fournir une base de données expérimentale pouvant être 
utilisée comme référence pour améliorer des modèles utilisés en simulation numérique. La 
simplicité des géométries utilisées rend la modélisation numérique plus facile. Une étude 
numérique instationnaire est réalisée sur une configuration basée sur le banc à grande échelle.  

III.1.1 Bancs d’essais 
 Sur premier banc d’essai, une paroi de chambre de combustion est reproduite le plus 
fidèlement possible. Le diamètre, l’espacement et l’orientation des microperforations sont les 
mêmes que sur une véritable chambre. Ce banc est donc désigné par l’appellation « banc à 
échelle 1 ». Dans cette configuration, les mesures sont réalisées en aval de la paroi 
multiperforée parce qu’il n’est pas possible de ménager un accès optique au sein même d’une 
telle zone de dilution.  
 Un deuxième banc d’essai est élaboré pour mesurer l’écoulement dès la sortie des 
orifices d’injection, au cœur de la zone de dilution. La paroi multipercée est une homothétie 
de raison 12,5 de celle utilisée pour le banc à échelle 1. Cet agrandissement a pour objectif 
d’obtenir une meilleure résolution des mesures. Ce banc est donc qualifié de « banc à échelle 
12,5 ». 

III.1.1.1 Dimensionnement 
 Le dimensionnement des bancs est réalisé à partir des conditions thermodynamiques 
présentes dans un moteur d’hélicoptère. Ces valeurs ainsi que les masses volumiques et 
viscosités dérivées sont reportées dans le tableau suivant :  

 V (m/s) T (K) P (Pa) ρ (kg/m3) ν (m²/s) 
Jets 100 650 12,8 6,84 4,6x10-6

Ec. Principal 19 1830 12,8 2,44 24,1x10-6

Ratio Jet/Principal 5,26 0,355 1 2,81 0,19 

Tableau III-1 : Grandeurs thermodynamiques pour un moteur d’hélicoptère  

Les caractéristiques géométriques des chambres de combustion et les valeurs ci-dessus 
permettent d’obtenir les nombres adimensionnels reportés dans le Tableau III-2.  
 Sur les deux bancs, la vitesse de l’écoulement principal est déterminée pour conserver 
le nombre de Reynolds Re0 obtenu sur une chambre de combustion. Les études 
expérimentales entreprises sur ces bancs se focalisant sur la dynamique des écoulements, les 
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contraintes thermiques ne sont pas respectées. Les essais sont donc réalisés à température 
ambiante. Dans ces conditions, il est impossible de respecter à la fois la valeur du taux de 
soufflage et celle du rapport des flux de quantité de mouvement. L’objectif étant d’étudier 
l’interaction des jets et de l’écoulement principal, la trajectoire des jets doit être respectée. Or 
l’étude bibliographique a montré que le rapport des flux de quantité de mouvement est le 
paramètre qui contrôle cet aspect. Sur les deux bancs d’essai, la vitesse des jets est donc 
déterminée à partir de ce paramètre. Les valeurs des paramètres adimensionnels des bancs 
d’essai sont reportées dans le Tableau III-2. 

 Moteur Échelle 1 Échelle 12,5 
Re0 17 700 
Rejet 8600 1 200 11 600 
Rei 315 140 1 300 
M 15 9 

Aérodynamique 

I 78 
P/d 8,6 
S/d 8,05 Géométrie 

e/d 2 

Tableau III-2 : Valeurs des paramètres adimensionnels sur le moteur de référence, le banc à échelle 1 et le 
banc à échelle 12,5. 

 

III.1.1.2 Banc pour l’étude à l’aval d’une zone de dilution 
 Pour étudier une paroi multiperforée à échelle 1, un banc constitué de deux 
écoulements (primaire et secondaire) en conduite cylindrique est mis en place. L’écoulement 
secondaire pénètre dans l’écoulement primaire par l’intermédiaire d’une bague multipercée 
annulaire. Après avoir décrit le banc et ses différents organes, la bague multiperforée est 
détaillée. 

III.1.1.2.1 Banc d’essai à échelle 1 
 L’air ambiant est aspiré dans le convergent et forme l’écoulement principal (Figure 
III-1). Le ventilateur est placé en bout de ligne et l’air est rejeté à l’extérieur des bâtiments.  

Réservoir

Convergent

HublotsBague multipercée

Grille

P1
T1

P0

Pturb
Tturb
Qvol turb

Pcol
Tcol
Ouverture

Écoulement primaire

Éc. secondaire

 
Figure III-1 : Schéma du banc 
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L’écoulement secondaire provient d’un réservoir haute pression (70 bars) et entre dans une 
chambre de tranquillisation où une grille lui assure une répartition homogène. Cet écoulement 
secondaire passe ensuite à travers la paroi de la bague de dilution (Figure III-2) pour se 
mélanger à l’écoulement principal. Le débit volumique total est mesuré par une turbine et le 
débit massique secondaire est mesuré à l’aide d’un col sonique à section variable. Deux 
vannes permettent d’ajuster ces débits.  
 Le matériel utilisé pour effectuer les mesures de température, de pression et des débits  
est recensé dans le tableau suivant. L’incertitude de mesure fournie par les constructeurs est 
également précisée. Notons que la turbine et le col sonique à section variable fournissent des 
mesures très précises puisque l’incertitude sur les débits n’est que de un pourcent. 

Désignation Mesure Incertitude 
Sonde PT 100 + afficheur T1 0,33 K 
Sonde PT 100 + afficheur Tturb 0,33 K 
Sonde PT 100 + afficheur Tcol 0,35 K 

Furness FC014 100 mmH2O Patm – P0 0,1 % 
Furness FC016 2000 

mmH2O P1 – P0 0,6 % 

Furness FC0318 Patm – Pturb 0,1 % 
Col sonique Qmass_col 0,89 % 

Turbine Instromet G650 Qvol turb -0,5 % 

Tableau III-3 : Instruments de mesure du banc à échelle 1 

III.1.1.2.2 Bague multipercée 
 Pour générer la zone de dilution, l’écoulement secondaire passe à travers une bague 
INOX multipercée (figure 2) de diamètre intérieur 100 mm.  

 
Figure III-2 : Bague multipercée  Figure III-3 : Orifice d'injection 

 Le procédé de perçage utilisé par les motoristes sur les chambres de combustion est ici 
respecté : les orifices (figure III-3) sont percés par impulsion laser « à la volée » (la bague est 
mise en rotation et la fréquence des impulsions détermine l’espacement des orifices).  
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Il résulte de ce procédé un orifice qui a plus une forme ovoïdale que cylindrique. De plus, les 
coupes métallurgiques montrent que l’orifice est légèrement convergent (dans le sens de 
l’écoulement).  
 Les orifices sont disposés en quinconce et sont orientés grâce aux angles α et β, 
comme le montrent les schémas de la Figure III-4 : 

Segment 
de tube

Segment 
de tube

α

Coupe A-A

α

Coupe A-A

β
Vue de dessus

β
Vue de dessus

A

A

 
Figure III-4 : Orientation des orifices d'injection 

L’angle de pénétration α est fixé à 30°. L’angle β vaut 0° pour la bague « Dilution Axiale » et 
90° pour la bague « Dilution  Giratoire ». Dans ce dernier cas, l'écoulement secondaire 
pénètre transversalement et met en rotation l’écoulement principal. Le tableau suivant 
récapitule les paramètres de perçage : 

Bague α 
(°) 

β 
(°) P/d S/d Nbre de rangées Nbre de trous / rangée

Dilution axiale 30 0 8,60 8,05 9 99 
Dilution giratoire 30 90 8,60 8,05 9 99 

Tableau III-4 : Caractéristiques de perçage des bagues d’injection 

 

P

Figure III-5 : Dis

Un travail préliminaire a consisté à déte
Pour cela, les mesures de pression et de t
l’écoulement secondaire pendant que le d
Nous avons obtenu la valeur de Cd = 0,

 

 
position des orifices d'injection 

rminer le coefficient de décharge de chaque bague. 
empérature ont été réalisées pour différents débits de 
ébit de l’écoulement principal était maintenu à zéro. 

77 pour la bague Axiale et Cd = 0,87 pour la bague 
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Giratoire, qui est tout a fait conforme à ce que Turbomeca utilise pour ce type de 
configuration. 

III.1.1.3 Banc pour l’étude au sein d’une zone multiperforée 
 Afin de reproduire les phénomènes observés au sein d'une zone de dilution giratoire, 
un banc à échelle 12,5 a été défini. Les accès optiques permettent de réaliser les mesures PIV 
et LDA. L'ensemble est monté sur cylindre bloc afin d'éviter les vibrations, notamment à 
basse fréquence, engendrées par la circulation automobile à proximité du bâtiment. 
L'ensemble est montré sur la Figure III-7. Il comprend un caisson en bois alimenté par 6 tubes 
de diamètre 150 mm eux-mêmes connectés à un collecteur équipé d'une vanne afin de régler 
le débit principal. Ce caisson est ensuite relié à un convergent par un ensemble de grilles et de 
nids d'abeille permettant d'homogénéiser la répartition spatiale des flux et de diminuer les 
niveaux de turbulence. En sortie de convergent est installé la maquette de section 
rectangulaire 135x448 mm2 avec sur une partie de sa face inférieure une plaque multiperforée. 
Celle-ci compte 10 rangées de 9 orifices orientés avec un angle α = 30° et un angle β de 90°. 
Cette paroi multipercée est une homothétie de raison 12,5 de la surface multipercée du banc 
dédié aux mesures en aval de la zone de dilution décrit précédemment. Les jets sont alimentés 
par un circuit secondaire comprenant un convergent, une vanne et un débitmètre à vortex pour 
régler et mesurer le débit. La maquette est ensuite reliée à un ventilateur travaillant en 
aspiration. Le débit total (principal et secondaire) est mesuré à l'aide d'une compteur à turbine 
Instromet G650. 
 L’agrandissement d’un facteur 12,5 de la paroi permet un gain en résolution des 
mesures. Une description détaillée des jets pourra ainsi être obtenue. Toutefois, pour réaliser 
un accès optique juste à la sortie des orifices d’injections, la courbure de la paroi a été 
négligée. Notons que la maquette ne représente que quelques centimètres d’une véritable 
chambre. Or sur une petite distance l’effet de courbure n’est pas prépondérant. 

Hublots

Convergent

Écoulement 
secondaire

Maquette Coude pour visualisation

Écoulement
principal

Aspiration

1700 mm1220 mm

Boite de 
tranquillisation

1043 mm 820 mm 13
5 

m
m

zone multipercée
430 mm

 
Figure III-6 : Schéma du banc d'essai à échelle 12,5 
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e 12,5 

Incertitude 

Figure III-7 : Banc à échell

 
Désignation Mesure 

Turbine Instromet G650 Débit principal + secondaire -0,5 % 
Débitmètre vortex Débit secondaire nc 

Tableau III-5 : Instruments de mesure du

 

III.1.2 Techniques de mesures 

 banc à échelle 12,5 

 Pour caractériser la dy es mesures de vitesse et de 
oncentration sont mises en œuvre. Ces techniques sont non intrusives. Elles présentent donc 

l’avantage de ne pas perturber l’écoulem ais elles demandent une mise en 
pl raite échelle 1 es  pour des 
me par PLIF. Le b chelle 12,5 
est éq res de vitesse

III.1.2.1 Vélocimétrie doppler laser 

III.1.2.1.1 Instrumentation et montage 
 L’ONERA est équipé d’un banc LDA (Laser Doppler Anemometry) TSI. Le laser 

pace de 3,73 µm. Les 
photos ci-de  d’émission et de réception par rapport 
à la maquette à échelle 1  

namique des écoulements d
c

ent à mesurer, m
ace délicate et un post-t
sures de vitesse par LDA et des m

ment important. Le banc à 
e ation 

t équipé
a  ésures de concentr

 par PIV et LDA. 
nc à

uipé pour des mesu

 

utilisé est un Spectra Physics modèle stabilité 2017 Argon/Krypton réglé pour délivrer une 
puissance de 2 watts. Le rayon émis est séparé en deux faisceaux de fréquences différentes : 
l’un vert de longueur d’onde 514,5 nm, l’autre bleu de longueur d’onde 488 nm. Le volume 
de mesure formé par la focalisation d’une paire de faisceaux est un ellipsoïde dont le grand 
axe et le petit axe mesurent respectivement 1,31 mm et 90,5 µm. Les franges sont 
perpendiculaires au petit axe et sont au nombre de 24 séparées par un es

ssous montrent  le positionnement des têtes
 ainsi que l’orientation des faisceaux.
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possible, soit environ 3 mètres avant la maquette, pour assurer un mélange homogène avec 
l’air. 

 

(2)(1) 

Figure III-10 : Système d'ensemencement à l'huile  

 

III.1.2.1.2 Position des mesures 
 Les deux faisceaux laser donnent accès à deux composantes de la vitesse. Pour accéder 
à la troisième composante, des mesures sont réalisées sur deux profils orientés à 90° l’un par 
rapport à l’autre (figu

Figure III-11 : Mesure antes à par 'un système 2 composantes 

La composante mesurée est représentée en bleu. Par hypothèse d’axisymétrie, la composante 
Vz mesurée sur le profil à 135° donne la composante Vy sur le profil à 45°. Il en est de même 
pour les profils à 0° et 90°. Ainsi, à chaque section considérée, ces quatre profils sont 
mesurés. 
 Six sections de mesure sont étudiées : une en amont de la bague multipercée et cinq en 
aval. Pou n amont 

ent secondaire injecté, la mesure « amont » correspond à une section située 

z
re ci-dessous) : 

 
de vitesse 3 compos tir d

r être tout à fait précis, signalons que la maquette n’est pas dotée de hublot e
de la bague. Pour réaliser une mesure « amont », la maquette est montée en sens inverse : 
l’écoulement principal arrive sur le hublot puis il passe la bague. La mesure est alors réalisée 
sans écoulement secondaire. Une fois la maquette remontée dans le sens nominal et 
l’écoulem
suffisamment loin de la bague multipercée pour que l’injection n’ait pas d’influence.  
Les cinq profils situés en aval de la bague multipercée sont représentés sur la Figure III-12. La 
première position (4,1 mm) est pris au près possible de la bague, le faisceau laser horizontal 
frôlant celle-ci quand le volume de mesure est au centre de la veine. 

P45

y θ

P0 

P90 

P135 x
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Figure III-12 : Position des profils mesurés 

L’origine des positions (X0) est prise à l’extrémité de la bague multipercée. Une distance de 
6,48 mm la sépare de la zone multipercée, comme dé  sur la Figure III-13. taillé

Bague 
multipercée

x 0
P

« SURFACE MU RCEE »    
9 P

LTIPE

4,2 4
6,48

 
Figure III-13 : Positionnement des orifices sur la bague 

III.1.2.1.3 Précision escomptée 
 Les profils de vitesse obtenus sont intégrés pour calculer les débits. Les valeurs 
obtenues pour chaque section sont reportées dans le tableau et comparées à la valeur donnée 
par la turbine. 

 Amont 4,1 mm 10 mm 25 mm 50 mm 75 mm 
LDA 0,049 0,057 0,058 0,057 0,056 0,057 

D on 
Giratoire Turbine 0

002,0

048,0 −
+

 0
003,0

054,0 −
+

 

iluti

LDA 0,049 0,058 0,058 0,057 0,058 0,058 
Dilution 
Axiale Turbine  ,0  0048 −

002,0+

,0 0054 −
003,0+

Tableau III-6 : Comparaison des débits (en kg/s) obtenus par LDA et par le débitmètre à turbine 
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Un excellen st obtenu entre les mesures LDA aux différentes sections. Un très bon 
accord s’obs ement entre les mesures LDA et les mesures par la turbine. Les vitesses 
données au chapitre IV peuvent donc être considérées avec confiance. 

 Vélocimétrie par imagerie de particules 
 Le banc à échelle 12,5 est équipé d’un système de mesure PIV (Particle Image 
Velo cés 

mesure comme indiqué 
sur la Figure III-14. La A 
chaque pas d mps séparant ces deux 

ichés

Source laser 
 La source laser doit délivrer des flashes lumineux suffisamment intenses et brefs pour 
pouvoir figer l’écoulement sur chaque image. Les caractéristiques de la source utilisée sont 
données dans le Tableau III-7 : 

                                                

t accord e
erve égal

III.1.2.2

cimetry) 3D. Pour ces mesures, les écoulements principal et secondaire sont ensemen
de particules de DEHS1. Une nappe laser provenant d’une source QUANTEL Twins CFR 200 
permet de visualiser dans une section donnée l’écoulement des particules solides. Deux 
cameras vidéo CCD sont positionnées de part et d’autre de la veine de 

 fréquence d’acquisition, limitée par le laser, est égale à 10 Hz. 
e temps deux images successives sont enregistrées. Le te

cl  doit être optimisé par rapport à la vitesse de déplacement des particules. Ce temps est 
de l’ordre de 100 à 180 microsecondes pour une vitesse d’environ 4 m/s. Un système Pro-
Vision fourni par IDT2 permet de réaliser les réglages optiques initiaux. Lors des mesures, il 
synchronise le laser et les caméras et assure l’acquisition des données. Les images sont 
ensuite post-traitées par une technique de corrélation pour déterminer les positions 
successives de la même particule. La distance parcourue par la particule durant le temps 
séparant deux clichés permet finalement de déduire la vitesse. Pour chaque champ, 400 paires 
d’images sont acquises pour obtenir une moyenne convergée. 

 
Figure III-14 : Montage pour les mesures PIV sur le banc  échelle 12,5 

II

Caméras PIV

Source 
laser

Zone de 
dilution 

Optiques 

I.1.2.2.1 

 
1 Di-Ethyl-Hexyl-Sebacate 
2 Integrated Design Tools, Inc, www.idtpiv.com  
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III.1.2.2.2 Camér
 Deux cameras identiques 
tableau suivant rassemble leurs caractér

as 
à hau

is

 

 
 

Tableau III-8 :

III.1.2.2.3 Méthode t
 Pour obtenir les trois composa
selon deux angles différents p  
hamp des trois composantes de v

champs de vitesse de d
géométrique : une grille d’étalonnage tri
obtenir une 
idime

ensuite mise en œuvre pour déterminer 

wins CFR 200 Désignation QUANTEL T

Longueur d'onde 532 nm 

Fréquence de répétition max 10 Hz 

Énergie max. par impulsion 240 mJ 

Diamètre faisceau 6.5 mm 

Duré sion e d'une impul 8 ns 

Dim

C
d’acq

mo

ridi
nt

deux 
ites

ar
c

eux compos

grille tridimensionnelle, 
b nsionnelle (maillage de 5mm x 5
de 0,5 mm). Une fonction de « mappin
moindres carrés pour faire le lien entre 
en fin de procédure pour vérifier la quali
mire par un moucheté noir. Un cliché es
mm. La paire d’image obtenue est post
obtenue correspond au déplacement réel 

III.1.2.2.4 Post-traiteme
 L’algorithme utilisé pour obtenir
Dans un premier temps, les images sont
ces dernières le bruit de fond est élimin
avec adaptation locale de la taille des fen

 

Tableau III-7 : Caractéristiques de la source laser 
 sensibilité isées. Le te définition et grande sont util
tiques :  

 Car es des caméras 

itesse, la nappe laser est observée 
éoscopique, F II-14). Le 

struit à partir des deux pseudo 
obtenus par étalonnage 

dimensionnelle est observée par chaque caméra. Pour 
tenue consiste observer une grille 

s moindres carrés est 
les composantes du champ de vitesse. Au sein de la 

Désignation sharpVISION 1300-DE 

Capteur  déf: 
1280×1024 pixels 

SONY ICX085AL

ensions d’un pixel 6.7 µm × 6.7 µm 

adence maximale 
u es en 

de pleine résolution 
isition d’imag 12 Hz 

actéristiqu

mensionnelle 
es du champs de v
caméras (vision stér

se est ensuite recon
igure I

antes. Ces derniers sont 

la solution re
mm) dans plusieurs plans parallèles (9 plans séparés 
g » est alors déterminée à l’aide d’une méthode des 
l’espace image et l’espace objet. Un test est effectué 
té de l’étalonnage. Des particules sont simulées sur la 
t pris dans le plan à -2 mm et au autre dans celui à +2 
-traitée pour déterminer le déplacement. Si la valeur 
(4 mm), l’étalonnage est validé. 

nt 
 les champs de vitesse se compose de trois étapes. 
 découpées en fenêtres d’analyse (24x24 pixels). Sur 
é. Puis les fonctions d’intercorrélation sont calculées 
êtres d’analyse. Une méthode de

- 50 - 



OUTILS EXPERIMENTAUX ET NUMERIQUES  

fenêtre d’analy ix particules sont appareillées pour déterminer les 

uit un saut quantique d’énergie et le marqueur revient ensuite à 
son état fon eur d’onde supérieure à la 
longueur d’onde d’excitation. Cette fluorescence est finalement relevée pour former une 
image.  

ire de la température, mais dans nos essais la température est constante. La vapeur 

vité. Puis un cristal doubleur permet d’obtenir une 

se, un ensemble d’au moins d
coefficients d’une fonction quadratique de la vitesse. Le calcul des dérivées est obtenu à partir 
de cette forme quadratique. 

III.1.2.3  Fluorescence induite par plan laser 

III.1.2.3.1 Principe, instrumentation et montages 
 La technique PLIF (Planar Laser Induced Fluorescence) utilise une source de lumière 
monochromatique qui est introduite dans l’écoulement pour exciter un marqueur. Sur celui-ci, 
l’excitation photonique prod

damental en émettant un flux de photons de longu

 Pour nos expériences, le marqueur retenu est de la vapeur d’acétone, de formule 
chimique CH3COCH3. Il absorbe le rayonnement UV (225-320 nm, avec un pic à 278 nm) et 
émet dans le visible (350-550 nm, avec un pic à 435 nm) ce qui permet l’utilisation d’un 
capteur CCD. La fluorescence de l’acétone est une fonction linéaire à la fois de l’énergie laser 
incidente et de la concentration en acétone. Notons que la fluorescence est aussi une fonction 
non linéa
d’acétone est produite en faisant "buller" de l’air dans deux cylindres sous pression, eux-
mêmes plongés dans un bain thermostaté. Par ce principe, le mélange air/acétone initial est 
saturant et sa concentration dépend donc de sa température et de la pression de l'enceinte. Ce 
mélange saturant est alors injecté dans l'écoulement secondaire. Entre les conditions avec ou 
sans injection d’acétone, la différence de pression à la traversée de la bague multipercée est 
maintenue constante par ajustement du débit secondaire délivré par le col sonique. La 
différence obtenue donne le débit de mélange saturé. Pression et température sont finalement 
relevées pour calculer la concentration. 
 Le laser Spectra Physics Quanta_Ray Nd:Yag utilisé permet d’obtenir un signal UV 
pulsé de fréquence égale à 10 Hz et de longueur d’onde égale à 266 nm. La durée d’une 
pulsation est de l’ordre de 5 ns, ce qui permet l’acquisition d’images de fluorescence 
instantanées. Un faisceau infrarouge est d’abord obtenu grâce au pompage flash d’un barreau 
Nd-Yag (Grenat d’Yttrium et d’Aluminium dopé en Néodymium), faisceau qui est dans un 
premier temps amplifié en sortie de ca
seconde harmonique à 532 nm. Un deuxième étage de cristal doubleur permet de doubler la 
fréquence, donc de diviser par 2 la longueur d’onde, et d’obtenir une troisième harmonique à 
266 nm. Un jeu de quatre miroirs dichroïques sépare cette troisième harmonique à 266 nm des 
deux autres. Ainsi, il est possible en théorie d’obtenir un faisceau laser de 8 mm de diamètre 
et d’environ 100 mJ d’énergie moyenne.  
 Une lentille cylindrique génère une nappe laser divergente qui est ensuite focalisée 
dans la section de mesure à l’aide d’une lentille cylindrique convergente. Pour générer une 
nappe parallèle utilisée dans les plans longitudinaux, une troisième lentille est introduite entre 
les deux précédentes (voir Figure III-15).  
 La lumière arrivant sur la camera est préalablement intensifiée puis impacte un capteur 
CCD de 1280 x 1024 pixels.  
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 Enfin, une carte électronique permet de synchroniser le laser, l’intensificateur et la 
camera. Les images obtenues représentent des champs instantanés cadencés à 10 Hz. Un post-
traitement de ces images permet d’obtenir moyennes et rms, mais la fréquence d’acquisition 
étant faible, la mesure est sous échantillonnée et on ne peut pas procéder à une analyse 
spectrale. 
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Figure III-15 : Schéma du montage PLIF pour vues longitudinales 
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Figure III-16 : Instrumentation PLIF : Montage pour vues longitudinales 

laser (1), générateur de nappe (2), intensificateur (3), camera (4) 
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 Pour nos travaux, deux types de montages ont été utilisés. Le premier permet de 
réaliser des visualisations longitudinales de l'écoulement. Pour ce faire, une nappe à faisceau 
parallèle est introduite par le hublot situé à l'extrémité du Té, et la scène est visualisée à l'aide 
de la caméra située perpendiculairement à l'axe de la conduite. Un schéma et une 
photographie de ce montage sont proposés sur la Figure III-15 et la Figure III-16 
respectivement. Le second montage perm server l'écoulement dans un plan transverse. 
Pour ce dernier, une nappe divergente est introdu  
et la caméra est placée en prolongement de la 
travers du hublot situé à l'extrémité du té. 

III.1.2.3.2 Procédure d’étalonnage 
 La lumière reçue sur le capteur de la camera donne une information 
nombre de photon. Pour obtenir une concentration d’acétone, il est nécessaire d’étalonner 
cette information par une mesure sur un cas où la concentration est connue. Pour cela, la 
conduite est bouchée de part et d’autre du domaine observable par la camera et un volume 
d’acétone liquide est introduit à l’aide d’une pipette. L’acétone s’évapore rapidement et on 
obtient un mélange air-acétone homogène. Le tableau suivant donne, pour le volume 
considéré dans le cas des mesures sur des plans longitudinaux (5,1 litres), la correspondance 
entre fraction massique d’acétone (Ya), fraction molaire (Xa), concentration (Ca), quantité de 
liquide à introduire (Va), et absorption de l’intensité laser (I2/I1) par l’acétone au cours de la
traversée du d

et d'ob
ite perpendiculairement à l'axe de la conduite

conduite permettant de visualiser la scène au 

),( yxS  qui est un 

 
omaine : 

Ya Xa Ca (mol/m3) Va (mL) I2/I1
1,2% 0,6% 0,27 0,10 60% 
2,3% 1,2% 0,52 0,20 37% 
3,5% 1,8% 0,81 0,30 22% 
5,7% 2,9% 1,34 0,50 8,0% 

Tableau III-9 : Caractérisation du mélange 

L’absorption des photons UV par l’acétone est calculée grâce à la loi de Beer-Lambert : 

∫=
⋅−

L
dxxc

e
I
I

0
)(

1

2 σ
 

où σ est la section efficace d’absorption (4,8x10-20 cm²/molécule à 266 nm) et L la longueur 
de parcours d  l’intensité lumineuse résiduelle chute u faisceau laser. On constate que
rapidement avec la concentration. En conséquence, dans les essais la concentration d’acétone 
sera toujours faible (Xa inférieure à 6%) pour conserver une excitation et, par voie de 
conséquence, une fluorescence suffisante. Malgré cette précaution, au fur et à mesure que la 
lumière laser progresse dans le volume de mesure, l’acétone absorbe une partie de la lumière 
incidente ce qui provoque une diminution de la fluorescence. La décroissance du signal reçu 
dans le cas d’un milieu à concentration homogène peut être observée sur Figure III-17. On 
constate que pour des concentrations molaires inférieures au pourcent, le phénomène 
d’absorption peut être négligé. A partir de 2%, la prise en compte de l’absorption est 
nécessaire. 
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Evolution à r/D=0,4
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Figure III-17 : Décroissance de la fluorescence dans un mélange air-acétone homogène. 

(l’origine de l’abscisse correspond au bord de la bague multipercée et la lumière arrive par l’aval) 

 
La lumière issue du laser forme une nappe qui n’est pas uniforme et il est nécessaire de 
prendre en compte la répartition de lumière sur la hauteur de la nappe. Si I(y) et Io sont 
respectivement l’intensité dans la nappe et en sortie de laser, la répartition de lumière s’écrit : 
I(y)=Io.β(y), où β(y) est un coefficient à étalonner. Considérant que le signal obtenu ( , )S x y  
est de plus proportionnel à la concentration d’acétone, on écrit : 

( )yxIyxCyxS ,),(),( ⋅⋅= α  
où α est une constant à étalonner. Avec les considérations ci-dessus concernant l’absorption et 
la répartition de la lumière du laser, l’équation devient : 

A partir d’une concentration uniforme C , le signal théoriquement obtenu doit être constant :  
( ) ∫⋅⋅⋅⋅=

⋅−
x

dxyxc
eIyyxCyxS 0

),(

0),(),(
σ

βα  

0

( ) 000
0),( SeIyCyxS xC =⋅⋅⋅⋅= −σβα  

ce qui permet de déduire le produit α.β(y) et ainsi permettre l’étalonnage : 

( ) ( )
00

0

00

0
,

IC
S

e
IC
yxSy xc ==⋅ ⋅⋅σβα  

Sur la Figure III-18 les distributions de fluorescence obtenues lors des visualisations 
longitudinales pour différentes valeurs de concentration d'acétone sont présentées. La 
dist l à 

 nappe, respectivement sur le graphe de gauche 

 PLIF en effectuant le calcul 
suivant : 

ribution est tracée dans la direction de la propagation de la lumière pour un rayon éga
0.4D puis dans la direction de la hauteur de la
puis de droite. Grâce aux évolutions longitudinales (graphe de gauche), la linéarité du signal 
en fonction de l’intensité laser et de la concentration ainsi que la loi d’absorption de Beer-
Lambert sont vérifiées. Grâce à la correction de l’absorption, le signal est affranchi de la 
dépendance à la position longitudinale. Le coefficient d’étalonnage pour la position radiale 
considérée peut être déterminé (αβ(y=0,4)). L’évolution radiale du signal corrigé (graphe de 
droite) donne le produit α.β(y) qui permet d’étalonner la mesure

 ( )
∫⋅=

⋅
x

dxyxc
e

Iy
yxSyxC 0

),(

..
),(),(

σ

βα 0

 Équation III-1 
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Evolution corrigée et normalisée à r/D=0,4
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Figure III-18 : Exemple de distribution de la α.β(y) obtenue sur la configuration longitudinale pour 

différentes valeurs de concentration molaire d'acétone. 

III.1.2.3.3 Traitement des visualisations transversales : Prise en compte de 
la partie cachée 

 Dans le plan longitudinal, la nappe laser entre dans une conduite en INOX qui 
onstitue une zone d’ombre avant d’arriver dans le tube en 

mesure.  
c verre par lequel s’effectue la 

l
x

I(y)=I0.β(y)

l
x

I(y)=I0.β(y)

 
Figu

 

tion. Elle ne peut donc pas se faire directement mais peut être réalisée si l’on 
considère deux concentrations c1(x,y) et c (x,y) telles que : 

re III-19 : schéma du film pariétal dans la conduite avec la zone d'ombre sur l 

Dans cette zone d’ombre de longueur l, la lumière laser est absorbée par l’acétone. Or la 
correction de cette absorption par la loi de Beer-Lambert nécessite la connaissance de la 
concentra

2
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kdxyxc

ylS
ylSke

l −⋅−
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Ainsi, en connaissant les signaux reçus en x=l pour deux concentrations différentes, on peut 
corriger ces signaux de l’absorption de lumière imposée par l’acétone dans la zone d’ombre. 
 
Pour le traitement des images, le signal obtenu s’écrit maintenant :  

),(),(),(
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Pour obtenir la concentration, il f F(y) puis 
orriger chaque pixel de l’absorption de lumière par la fonction exponentielle (solution 1). En 
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aut donc appliquer la fonction d’étalonnage 
c
considérant que la lumière arrivant sur le volume élémentaire positionné en x=xi a été 
absorbée uniquement par les volumes élémentaires précédents xj (avec l<j<i-1), on calcule la 
concentration en x=xl puis on procède de proche en proche en calculant C(xi) à partir de C(xi-

1), comme l’indique l’équation discrétisée suivante : 
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 Équation III-2 

Une alternative (solution 2) consiste à corriger directement l’absorption à partir des deux 
essais à concentration différente. La méthode est alors affranchie des considérations 
concernant la zone d’ombre. Le facteur correctif au point considéré s’écrit : 
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ce qui permet d’obtenir directement la concentration par substitution dans l’Équation III-1 : 
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III.1.2.3.4 Chaîne de traitements et précision escomptée. 
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 Équation III-3 

2. Détermination la distribution α.β(y) à partir des mesures à concentration uniforme 
3. Traitement des images en configuration de dilution 

La première étape consiste à moyenner les images brutes (1000 images), à retrancher l’image 
de fond et à transformer les coordonnées en pixel en grandeur physique (Figure III-20 haut). 

La procédure de traitement se divise en trois étapes.  
1. Traitement des images brutes à l'aide du logiciel DAVIS de LAVISION 

Ce traitement fait appel à une procédure classique utilisant une mire. Les images obtenues 
avec une concentration uniforme sont ensuite traitées à l'aide d'un code spécifique en 
FORTRAN pour la fonction α.β(y) prenant en compte les caractéristiques du Laser, 
l'absorption au travers des hublots et la réponse de la caméra intensifiée. Enfin, les images 
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moyennées sont traitées à l'aide d'un deuxième code pour déterminer les distributions de 
concentration dans la fenêtre de visualisation. Deux méthodes de traitement décrites ci-dessus 
sont appliquées (Figure III-20 bas). 
 

e

 

Fig
Haut : i

Bas : Champ 

Pour déterminer la 
consiste à utiliser les imag
champs obtenus sur des vu
LASER n'occupant qu'une 
une sous-estimation de l'o
permet d'obtenir les cham
Cette précision relative est
traitements successifs mis e
 Le second test con
profils de concentration m
Tableau III-10 montre éga
écarts, tous les profils prése
 

 

 

Image moyenne non étalonné
 

2
Solution 1
ure III-20 : Exemple de résulta
mage obtenue après traitement
de concentration adimensionne

qualité de ces mesures, de
es de concentration uniform
es longitudinales à l'aide de
partie de la conduite, ce ch
rdre de 15 à 20%. La solu
ps représentés sur la Figure
 acceptable en considérant 
n œuvre. 

siste à comparer les débits
esurés en dilution. Les v

lement un écart de l'ordre 
ntés seront systématiqueme

- 57 - 
Solution 
 
t des traitements  
 par le logiciel DAVIS 
l obtenu par les 2 méthodes. 

ux tests peuvent être faits. Le premier 
e. Sur la Figure III-21 nous traçons les 
s deux méthodes. A noter que la nappe 
amp est limité à cette zone. On observe 
tion 2 appliquée aux vues transverses 
 III-22. Les résultats sont équivalents. 
la faiblesse des signaux mesurés et des 

 d'acétone injectés à ceux déduits des 
aleurs obtenues et présentées dans le 

de 15 à 20%. Pour tenir compte de ces 
nt normés pour obtenir le débit injecté. 

 



CHAPITRE III  

Configuration Traiteme  mm X = 25 mm X = 50 mm nt X = 4.1mm X = 10
S1 1.23 1.25 1.20 1.24 Dilution axiale S2 1.34 1.24 1.13 1.16 
S1 0.85 0.86 0.85 0.86 Dilution 

Giratoire S2 0.78 0.72 0.85 0.81 
Tableau III-10 : Rapport entre le débit d'acétone déterminé à partir du champ de concentration et celui 

calculé à partir des paramètres d'injection. 
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Figure III-21 : Champ de concentration obtenu après traitement des images de concentration uniforme. 

(Vue longitudinale) 

 
F  : Champ d ncentration obtenu après traitement des images centration uniforme  

ue transvers Gauche 0.5 roite : 1 ml
igure III-22 e co

(V
de con
) ales) ( ml ; D

 - 58 - 



OUTILS EXPERIMENTAUX ET NUMERIQUES  

 

III.2 MOYENS NUMERIQUES 
 Le code CEDRE (Calcul d’Écoulements Diphasiques Réactifs pour l’Énergétique) de 
l’ONERA a été retenu pour réaliser nos simulations numériques. C’est un code compressible 
doté d’un grand nombre de modèles. Ceux qui ont retenu notre attention sont les modèles de 
turbulence Kε et KL avec des approches « bas Reynolds » pour le traitement de parois. De 
plus ce code possède l’avantage d’être parallélisé ce qui permet un gain conséquent en temps 
de calcul. Dans les paragraphes suivants, les équations utilisées pour réaliser nos simulations 
numériques sont présentées. 

III.2.1 Équations de bilan 
 Les équations de bilan résolues lors des simulations numériques sont rappelées dans ce 
paragraphe. Leur obtention est détaillée en annexe A2. La compressibilité du fluide étant prise 
en compte, la moyenne au sens de Favre est considérée. 

• Continuité 
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• Équation de Reynolds 
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• Équation de conservation de l’énergie tota e 
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 Équation III-6 

• Équation de transport du scalaire passif 
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III.2.2 Conditions aux limites 
 En regroupant les variables naturelles (pr
un vecteur des quantités conservées q, l’équation

q
t
q

imp −=
∂
∂ .στ 

q étant l’état limite, qimp la valeur imposée et q~

contenant respectivement les temps caractéristiqu

~
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ession, température, vitesse et scalaires) dans 
 générique aux limites s’écrit : 

( ) qqI −− ~σ  Équation III-8 

 l’état interne. τ  et σ  sont deux matrices 
es (ou temps de relaxation) et les paramètres 

-  
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associés à chaque grandeur physique. En conséquence si un bloc qσ est égal à l’unité, les 

ompo

sés, P continue. 
• Sortie : P imposée, T, Vi, Z continus. 

où T rep r vitesse, Z les scalaires (turbulents et passifs) et P 

c santes q associées prendront, à la relaxation près, les valeurs imposées qimp. S’il est nul, 
c’est la contrainte de continuité qui s’appliquera. 

III.2.2.1 Entrées et sorties 
 Les écoulements étudiés étant à faible nombre de Mach, les conditions d’entrée et de 
sortie sont fixées pour être physiquement compatibles avec un écoulement subsonique : 

• Entrée : T, Vi, Z impo

résente la température, Vi le vecteu
la pression. Dans l’équation III-8, les paramètres suivants sont donc imposés : 

• Entrée : 0=Pσ , 1=Tσ , 1=Vσ , 1=Zσ  
• Sortie : 1=Pσ , 0=Tσ , 0=Vσ , 0=Zσ  

Les variables continues sont donc calculées à partir de l’état interne en imposant un temps de 
relax tion a τ  faible sur le gradient. 

III.2.2.2 Parois 
 sidérées dans nos simulations numériques sont des parois 
adiabatiques. En conséquence, l’ensemble des variables naturelles, à l’exception de la vitesse, 
st défini par continuité avec l’état interne. L’équation III-8 est 

paramètres suivants : 
• Paroi : 

Toutes les parois con

e utilisée en imposant les 

Tnn.= , 0=Zσ0=Pσ , 0=Tσ , Vσ  avec n la normale à la paroi 
Deux types de parois sont utilisées dans nos calculs : paroi glissante, également appelées 
sym normale à la paroi est 
fixé r continuité. Dans le second cas, toutes 

posantes sont fixées à zéro. 

  maillage est raffiné pour utiliser une 
app

III.2.3 Modèles de turbulence 
 Comme l’a montrée l’étude bibliographique, les modèles standard à deux équations 
sont inc ment d’un écoulement en présence de jets 

t. Dans cette 
ptique, un modèle plus élaboré et permettant les calculs in

étries et parois non glissantes. Dans le premier cas, seule la vitesse 
e à zéro, les autres composantes étant calculées pa

les com
 

En proximité des parois non glissantes, le
roche Bas Reynolds. 

apables de prévoir le bon comporte
pariétaux. Les structures générées sur une large bande spectrale imposent l’utilisation de 
modèles plus complexes prenant en compte l’aspect anisotrope de la turbulence et, dans la 
mesure des capacités de calcul, le comportement instationnaire de l’écoulemen
o stationnaires fut retenu. Celui-ci 
tire son origine des travaux de J. Lumley sur les modèles non-linéaires et fut adapté par 
Kourta pour  les calculs instationnaires. Le modèle obtenu, dénommé Semi-Déterministe pour 
traduire le fait que la partie déterministe de la turbulence est calculée, s’appuie sur deux 
équations de transport de k et ε. Pour profiter de la plus grande robustesse des modèles de 
type kL, ce modèle est réécrit à l’aide des équations de transport de k et L dans le cadre de ce 
travail. 
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 Après avoir rappelé les équations des modèles standard au paragraphe suivant, 
appro

(kε et 
kL n ont finalement testés sur une configuration de 
réfé

 paragra e son résen  les é ations résolues par le code CEDRE. Leur 
obtention est détaillée en annexe A2.2 

 
 

l’ che Semi-Déterministe est détaillée au paragraphe III.2.3.2. Ensuite l’extension de 
cette approche au modèle kL est présentée au paragraphe III.2.3.3. Les quatre modèles 

sta dard, kε et kL Semi-Déterministes) s
rence au paragraphe III.2.4. 

III.2.3.1 Modèles standards 
Dans ce ph t p tés qu

 La fermeture des modèles standard repose sur le concept de viscosité turbulente de 
Boussinesq (1877) selon lequel le tenseur de Reynolds est le produit d’une viscosité 
turbulente et des gradients moyens :

( ) ijijkkijtji kSSuu δρδµρ ~~~2 3
2

3
1 −−=′′′′−  Équation III-9 

La viscosité turbulente est alors décrite par deux scalaires caractéristiques de la turbulence : 
l’énergie cinétique turbulente et son taux de dissipation ε ou bien une longueur intégrale 
turbulente L, selon l’équation suivante : 

 Lkt ~ CfkCf 2/14/1
2 ~~

ρ
ε

ρµ µµµ == ation III-10 

: 

µ  Équ

où µC  est une constante sans dimension qui vaut 0,09. Les scalaires turbulents sont 

finalement décrits par les équations de bilan suivantes, adaptées au calcul à « bas Reynolds ». 
 

• Énergie cinétique turbulente 
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  Équation III-12 
avec les paramètres et les fonctions d’amortissement suivants : 

Option Bas Reynolds A B C D E β 
BR4 MSD-E 0,02 0,14 -1- βf 2 2

4
3

µf− 2
1 3 µβ ff +−  0,4 

⎟
⎠

⎞
⎜
⎝

⎛
=

3,21
Re

tanh tf µ  et 
3,21

Re1
1

Re
Re

1
2

tt

f
f

d
df

f
f µµ

β

−
+=+=  qui varie de 1 à 2. 

t µµ
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• Taux de dissipation : 

( )
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avec le taux de dissipation laminaire 2
p

lam y
2 kν=  et les fonctions d’amortissement : ε

⎟
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⎜
⎛ +

=
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tanh 2f µ
⎝ 12

Re t  et 
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⎟
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Re
exp3,01f t  
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où Ret est le nombre de Reynolds définit par le rapport de la viscosité turbulente sur la 

viscosité moléculaire : µ
µ t

t =Re . 

III.2.3.2 Approche de type Semi-Déterminis

ement en couche limite…) 
changements brusques de déformations 

(production excessive de turbulence au point d’arrêt) 
• Inadaptation aux effets tridimensionnels, de rotation, de courbure. 

mites, des approches plus générales ont été développées à partir 
des années 1970. L’idée directrice est d’écrire une expression polynomiale générale reliant le 
tenseur Reynolds aux gradients de vitesse et à deux scalaires caractéristiques de la 
turbulence :  

 

te 
Chassaing [17] a étudié les limites des modèles à deux équations et relève quatre faiblesses : 

• Impossibilité de capturer l’anisotropie 
• Sensibilité insuffisante à des taux de déformation complémentaires (écoulements 

secondaires en conduits, décoll
• Mauvais comportement en présence de 

 
Pour tenter de pallier à ces li

⎟⎟
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∂
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=′′′′−
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m
ijji x

U
kFuu

~
,,αρ  Équation III-14 

Dans cette expression, α  est un scalaire caractéristique de la turbulence (par exemple ε ou L)
De façon générale, les contraintes turbulentes ne sont plus seulement des fonctions linéaires 
des gradients de vitesse, mais des termes non-linéaires (produits de gradients) s’ajoutent. On 

du modèle de Shih, Zhu et Luml our proche URANS réalisée par Kourta est présentée. 

III.2.3.2.1 Modèle non-linéaire de Shih, Zhu et Lumley 
 A partir de 1970, Lumley  a cherché à savoir si une relat pour les 
corrélations turbulentes et a trouvé qu’une telle relation existe seulement dans le cas où les 
chelles de longueur et de temps de la turbulence sont bien inférieures à celles de 

l’éc l  que les effets des conditions initiales et aux limites sur la 
turbulence ne sont pas significatifs loin des parois. Du point de vue de la modélisation, l’effet 

. 

trouve plusieurs propositions selon les hypothèses retenues. La proposition de Shih, Zhu 
 le paragraphe III.2.3.2.2 le Lumley [82] est détaillée au paragraphe suivant. Puis, dans

principe de l’approche URANS est rappelé. Enfin, dans le paragraphe III.2.3.2.3, l’adaptation 
ey p l’ap

ion générale existe 

é
ou ement moyen et donc
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« mémoire » est négligé. Le tenseur de Reynolds n’est pas transporté, mais il est calculé à 
partir des grandeurs locales à l’instant courant. Dans les autres cas, comme
moyens se développant rapidement, ou en proximité des parois, on peut se poser la question 

our chaque un point 
de vue pratique, des relations sont déduites formellement afin de résoudre le problème de 
fermeture. Leur validité devra bien sûr être vérifiée par l’expérience. 
Les corrélations turbulentes sont supposées  fonction du tenseur de gra ients moyens , 

de la vitesse et de l’échelle de longueur de la turbulence, caractérisées par l’énergie cinétique 

 les écoulements 

de savoir si une telle relation existe p corrélation turbulente. Toutefois, d’

jiU ,être d

turbulente k  et son  taux de dissipation ε  : 
( )ε,,, kUFuu jiijji =  

Il est à noter que la viscosité moléculaire ν  n’est pas incluse parce que l’attention est 
restreinte au

) 

che e po r cela ils montrent qu’à partir de 

Ces 18 ts par la méthode suivante : 
les n

pour o ants par rotation du repère. Le 
prin ant sur le qu

variant peut seulement être fonction d’autres invariants, l’invariant 

x écoulements turbulents à grand nombre de Reynolds. 
 Pour déterminer la forme de la fonction ijF , Shih, Zhu et Lumley (1993, [82]

rch nt à écrire la relation la plus générale ssible. Pou
iU , j  et sa transposée ijU , , seuls 18 tenseurs linéairement indépendants peuvent être obtenus. 

 tenseurs indépendants sont utilisés pour former 18 invarian
 te seurs indépendants sont multipliés par deux vecteurs arbitrairement choisis iA  et jB  

btenir des scalaires. Ces scalaires sont donc invari
cipe de la théorie des invariants développée par Lumley (1978) repos fait ’un 

in jiji

combinaison linéaire des 18 invariants obtenus.  
En utilisant la propriété de symétrie 

BAuu  est donc une 

ijji uuuu =  et en introduisant l’énergie cinétique 

turbulente com kuu ji 2=me la moitié de la trace , Shih, Zhu et Lumley réduisent le système 

et aboutissent à la relation suivante : 
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où 

ijji UU ,,=∏ , jiji UU ,,
~

=∏ , 2
,,

~~
jiji UU=∏ , 2

,
2
, jiji UU=∏  

Cette équation est la relation la plus générale entre jiuu  et U  sous l’hypothèse ji,

( )ε,,, kUFuu jiijji = . En pratique toutefois, une forme tensorielle quadratique doit e 

suffisante, en particulier lorsque 

êtr

ε/, kU ji  est plus petit que un (ce qui est vrai lorsque 

l’échelle de temps de la turbulence est lusp  petite que celle de l’écoulement moyen). C’est 
pourquoi, à partir d’ici, seule la partie quadratique de l’équation sera considérée. De plus, il 

n directe à deux échelles 

ratio atio

, définie 

est intéressant de constater que les cinq premiers termes du membre de droite (ordre 0 à 2) ont 
la même forme que ceux obtenus par  le formalisme d’interactio
(Yoshizawa, [87]) et par la méthode du groupe de renormalisation (Barton et al., [7]). Le fait 
que les trois analyses théoriques différentes mènent à un résultat similaire indique la 

nalité de cette équ n. 
 Le principe de réalisabilité est ensuite appliqué à l’équation générale pour déduire des 
contraintes sur les coefficients. La réalisabilité (Schumann, [79], Lumley, 1978)
comme la condition de non négativité des contraintes normales et l’inégalité de Schwarz entre 
les contraintes normales et croisées, est un principe physique et mathématique que la solution 
de tout modèle de turbulence doit vérifier. Ces conditions s’expriment ainsi (ne pas appliquer 
de sommation sur les indices) : 

0≥βα uu  pour α=β 

( ) 22 . βα uu≤  po

dition néc
ats non physiques. Ceci permet d’écrire (pour plus de 

détails, lire Shih, Zhu et Lumley [82]) : 

2
βα uu ur α≠β 

Ces relations représentent donc une con essaire minimale pour éviter qu’un modèle 
de turbulence ne produise des résult
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où η  est le rapport de l’échelle de temps du mouvement turbulent sur le temps de déformation 
moyen sur. Il est défini ainsi : 

ε
η kS

=  où ijij SSS 2= . 

)(ηf  doit être un polynôme de degré supérieur à 2 pour assurer le fait que k
uu ji

2  tende vers 
zéro quand η  tend vers l’infini. Shih, Zhu et Lumley prennent une expression simple : 

. Notons que la dépendance à 3
2)( ηη += Af η   des coefficients se justifie par le fait que, 

rès Lumley, les coefficients sont forcément fonction d’invariants.  
 
d’ap
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2121 ,,, ττ CCAA  et sont des constantes ajustables, mais qui doivent vérifi r : 3τC e
01 >A  et 02 >A , 

02 321 >++ τττ CCC  et 32 2 ττ CC >
onstantes 1A  et 2A  est nécessaire pour assurer la stabilité du modèle 

lorsque 

 
La positivité des c

η  tend vers zéro tandis q égalités concernant les iCτ .sont imposées par la 
relation de Schwarz. 
 Finalement, on obtient : 
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2
 Équation III-15 

ε
ν µ

2kCt = , 
ηµ +

=
3/2

1

 
A

C  

Les scalaires k et ε représentant l’énergie cinétiq te k et son taux de dissipation ε ue turbulen
restent à déterminer. Pour cela, les deux équations de transport standard des modèles k-ε sont 
utilisées. Ces équations sont détaillées en annexe A2.2. 
Dans les modèles de type Boussinesq, la turbulence est caractérisée par  qui est isotrope. tµ
Les modèles non-linéaires apportent des contributions de second ordre pour tenter de prendre 
en compte l’anisotropie intrinsèque de la turbulence.  

III.2.3.2.2 L’approche URANS 
Structures tourbillonnaires, organisées ou cohérentes définissent les mêmes événements mais 
sont généralement représentatives du choix de leur déf n. Effectivement, il n’existe aucun 
consensus sur une définition universelle de ces phénomènes. Certains auteurs ont proposé une 
caractérisation propre à leur vision du problème, généralement liée aux techniques 
d’identification. Ces définitions ne sont pas contradictoires mais créent néanmoins des 

emier instrument de cohérence spatiale, de reconnaissance de 
forme- et apparaissent fréquemment dans une zone bien définie de l’écoulement, elles sont 
sensibles au

non exc
se sont soumises à la 

turbulence de fond. 

initio

discussions vives sur la nature de ces structures. 
 Bien que ces structures cohérentes soient déterministes, dans le sens où elles sont 
visualisables –l’œil étant le pr

x détails de l’écoulement et de ce fait paraissent posséder des caractéristiques 
intrinsèques aléatoires : 

• leur apparition n’est pas périodique mais quasi périodique (dans un cas d’écoulement 
ité) 

• leur trajectoire, vitesse de convection, étendue spatiale, et pha
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Les deux défin s l
• Hussain propose en 1983 la définition suivan  : « une structure cohérente est une 

masse de fluide cohérente de grande éche dont la vo icité évolue en corrélation de 

. Soit  l’image à l’instant  de dans le mouvement du 
 est une struc ure cohérente si les conditions suivantes sont 

remplies : 
1.  garde une forme reconnaissable pour des temps longs devant le temps de 

retournement 

ition es plus courantes sont celles de Hussain et de Lesieur : 
te

lle, rt
phase sur l’ensemble de son étendue spatiale ». 

• Lesieur (1990) propose : Soit à l’instant 0t  une concentration locale de vorticité sur un 
domaine 

0

3
tD ⊂ ℜ tD 0t t≥

0t
D

tD tfluide. Nous dirons que 

tD

( ) 1

0ω
−

de . Ici 
0t

D 0ω  est une valeur moyenne spatiale sur , 

du module de la vorticité. Le temps de retournement es
mis par la structure pour faire un tour sur elle même. 

2.  est imprédictible, c’est à dire que son évolution dans le temps est très 
sensible à des petites variations des conditions initiales au sein du fluide. 

s les deux cas, la notion de vorticité comme représentative d’une structure cohérente est 
ifiée. Lesieur ajoute à la cohérence spatiale (forme reconnaissable), nécessaire et 

suffisante pour Hussain, une cohérence temporelle (durée de vie). 
Parce qu’il considère que ces visions sont trop subjectives, Lumley propose une définition 

es de mise en évidence comme une 
moyenne cond rthogonale Propre. Toutefois la simulation 

es et sur une relation de continuité, ensuite 
effet 

ulement, des conditions initiales et aux limites. C’est pourquoi la 
déf i
difficulté de bien modéliser la coupure spectrale constitue un inconvénient qui limite 
l’ut a
alors d URANS (moins sensibles aux conditions initiales et aux limites) à 
proximité des frontières tout en gardant une approche LES sur le reste du domaine de calcul. 

0t
D

t défini comme le temps 

tD

Dan
sign

beaucoup plus mathématique. Il assimile la mode propre le plus 
énergétique du tenseur des corrélations spatio-temporelles (en utilisant la Décomposition 
Orthogonale Propre), et ce, bien que la correspondance entre structure cohérente et entité 
énergétique ne soit pas réellement reconnue.  

 structure cohérente au 

 
 Pour retrouver par le calcul les structures cohérentes, la première possibilité est de 
simuler l’écoulement puis d’appliquer des méthod

itionnelle ou la Décomposition O
directe pose des problèmes de coût de calcul qui limitent son application à des écoulements à 
nombre de Reynolds et domaine de calcul limité.  
Face à cet obstacle, la simulation aux grandes échelles offre des possibilités intéressantes. Le 
principe de cette technique est de calculer les gros tourbillons tandis que les petits sont 
modélisés. Le spectre est ainsi séparé en deux parties : jusqu’à une fréquence de coupure fc, le 
calcul s’appuie sur les équations de Navier-Stok
l’ des structures de fréquence supérieure à fc est pris en compte par un modèle. Ceci 
revient de manière pratique à appliquer un filtre spatial lié aux plus petites échelles résolues 
par le calcul Cette approche est justifiée par le fait que les « petits » tourbillons ont un 
comportement supposé universel et quasi-isotrope, alors que les « gros » sont dépendants de 
la configuration de l’éco

init on précise de ces dernières constitue un véritable enjeu pour la LES et la DNS. La 

ilis tion de la LES et qui a donné naissance à des méthode hybrides. Une des idées est 
’utiliser des modèles 
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Appliquant une moyenne dépendant du temps ils permettent de définir les aspects 
inst o
 
 être envisagé de manière directe. En 
effe
sont des champs lissés, m é tte m
une mo e 
calculs sont moindres qu’en LES car les contraintes physiques liées au maillage sont à priori 
moindr
Pour mettre en évidence la cohérence dans
décomposées e

ati nnaires pouvant décrire des structures cohérentes. 

Le calcul des structures cohérentes peut aussi 
t, l’idée est ici d’appliquer une moyenne d’ensemble à l’écoulement. Les résultats obtenus 

ais qui d pendent du temps. Ce éthode a pour mérite de fournir 
délisation de la turbulenc qui comprend une large gamme de fréquence et les coûts de 

es.  
 les équations, les grandeurs physiques sont 

n trois parties (Hussain et Reynolds) : rc uuutu ++=)( . Ici, u  est la moyenne 
 correspond à la composante cohérente et ru  est la composante aléatoire, avec 

uivantes : 

temporelle, 

les propriétés s
cu

0== rc ff . 
Quelle que t la
linéairement d

 soi  décomposition proposée, elle présuppose que chaque terme décomposé est 
écorrélé des autres. Ainsi :  0=rc gf . Cette hypothèse permet, en particulier, 

xister. Ainsi, les équations 

d’éviter de s’encombrer de termes difficiles à quantifier dans les équations du mouvement. 
Mais le fait que les différents termes soient décorrélés ne signifie pas que les différents 
champs soient indépendants : des transferts d’énergie peuvent e
résultantes présentent des interactions non-linéaires (par exemple jricj xuu ∂∂. ). 

Si l’on injecte la décomposition proposée par Hussain et Reynolds dans les équations de 
Navier-Stokes, on obtient l’équation suivante : 
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En appliquant la moyenne temporelle on obtient : 
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Cette dernière équation met en évidence le fait que le tenseur de Reynolds est composé de 
deux corrélations de vitesses : la première correspond au mouvement aléatoire et la seconde 
au mouvement cohérent puisque :  

rjricjciji uuuuuu += . 

Toutefois, ce que l’on veut obtenir par le calcul, c’est le mouvement moyen dans le temps et 
les structures cohérentes. Pour cela, si l’on postule que la moyenne d’ensemble, dont 
l’opérateur est < >, permet d’obtenir le mouvement moyen dans le temps additionné du 
mouvement cohérent, les grandeurs physiques peuvent être décomposées ainsi : 

rerc uuuuutu +=++=)( , avec eutu =)( . 

Cet opérateur possède les propriétés suivantes : 
f f f= = , gfgf ee =  et 0rf = . 

L’introduction de cette décomposition double dans les équations de Navier-Stokes suivie de 
l’application de cet opérateur de moyenne donne : 
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x∂

’équation obtenue a donc la même forme que l’équation de Reynolds. Toutefois, les 

ndeur par résultat de l’opération et le terme résiduel de cette 

 le term

te me résiduel associé à la 
ouvements 

périodique, l’opérateur est fixé sur un critère 
dominant (défini par l’expérimentateur) en négligeant complètement tous les autres. 
Un caractère dominant est alors extrait, et tous les cas particuliers, tout aussi 

En conséquence, la décorrélation (ou orthogonalité) entre les mouvements cohérents et 
incohérents déduits de la décomposition ne peut pas être vérifiée. 

tion. Comme rappelé dans le paragraphe précédent, ceux-
ci  sont significatifs des structures cohérentes et une approche URANS pourra alors être 

L
corrélations du mouvement aléatoire ne forment pas tout à fait le tenseur de Reynolds, mais le 
tenseur d’ensemble, qui peut être interprété comme le tenseur de Reynolds organisé. Si des 
modèles classiques peuvent être utilisés pour le calculer, il est nécessaire de les adapter. 
 Notons que l’approche URANS ne s’appuyant pas sur une fréquence de coupure, toute 
fréquence suffisamment énergétique peut théoriquement ressortir et être prise en compte par 
le calcul. 
 
Retour sur la décomposition : 
L’utilisation d’un opérateur de moyenne, quel qu’il soit, permet effectivement d’établir une 
décomposition d’une gra le 
opération. Ainsi, l’opérateur de moyenne d’ensemble permet d’extraire le terme cohérent 
(répondant au paramètre de l’opérateur) et e résiduel est assimilé à une turbulence 
supposée aléatoire. Ce dernier dépend donc totalement des caractéristiques de l’opérateur 
utilisé et ne représente pas forcément (si ce n’est jamais) une réalité physique : 

• dans le cas d’un mouvement contenant une fréquence dominante et d’autres 
incommensurables, ces dernières sont reléguées dans le r
turbulence alors qu’elles peuvent également êtres significatives de m
cohérents ; 

• dans  les cas d’un mouvement pseudo-

intéressant, sont occultés. 

III.2.3.2.3 Adaptation du modèle de Shih, Zhu et Lumley 
 Le modèle de fermeture proposé par Shih, Zhu et Lumley a été adapté par Kourta pour 
prendre en compte les effets de rota

envisagée avec le modèle obtenu. Pour prendre en compte la rotation, Kourta propose de 
modifier les coefficients ia . Les contraintes exprimées par Shih, Zhu et Lumley concernant 
ces derniers portent sur le degré du polynôme et sur sa dépendance aux invariants. Un 
invariant supplémentaire ξ  peut donc être ajouté à ceux proposés, et Kourta écrit : 

 
ξγηµ22 ==− Ca

11 ++A
 Équation III-16 

 ηη ++= Af  Équation III-17 

3/2

3
2ξγξ 3

2),(

 avec  
ε

ξ Ω
=

k
  où  ijijΩΩ=Ω 2  Équation III-18 

D’un point de vue physique, une structure tourbillonnaire présente un rotationnel important en 
son centre et des hauts niveaux de déformation. Les modèles de turbulence classiques sont 
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très diffusifs, tant et si bien que les structures tourbillonnaires cohéren s n’apparaissent pas. 
Ici, on cherche à diminuer le rôle du modèle dans les zones de grande déformation et vorticité 

 vaut 

te

pour que les structures cohérentes puissent se développer.  
 Les coefficients apparus dans l’expression des tensions turbulentes ont été calés par 
Kourta et HaMinh [49] grâce à des mesures faites sur une marche descendante. Leurs valeurs 
sont les mêmes que celles proposées par Shih et Zhu, à l’exception de γ2 qui pour eux
zéro, puisqu’ils ne prennent pas en compte l’effet de rotation dans f . 

Cτ1 Cτ2 Cτ3 A1 A2 γ1 γ2

-4 13 -2 1.25 1000 0.9 1 
Tableau III-11 : Constantes de la fermeture du modèle Semi-Déterministe. 

Les constantes des équations de transport de k et ε conservent leurs valeurs standard et 
valent :  

Cε1 Cε2 σk σε
1.44 1.92 1.0 1.3 
Tableau III-12 : Constantes des équations de transport du modèle Semi-Déterministe. 

Bien que ces constantes aient été calées sur une expérience particulière, le modèle a démontré 
son t
détache
Ainsi, 
termes non linéaires permettent de mieux capter l’anisotropie des tensions turbulentes et, de 
plu e
Les zo
l’influe
vers les s s’est opéré, et l’appellation « Semi-Déterministe » traduit 

III.2.3.3 Extension de l’approche Semi-Déterministe au modèle KL 

 ap itude à capter les phénomènes instationnaires dans des situations aussi variées que le 
ment tourbillonnaire de paroi ou le tremblement d’une aile d’avion. 

ce modèle du premier ordre est plus général que les modèles k-ε classiques puisque les 

s, l s coefficients du modèle s’adaptent à l’écoulement.  
nes de forte déformation ou rotation vont agir sur ces coefficients de sorte que 
nce du modèle, c'est-à-dire son rôle diffusif, va s’en trouver réduite. Un retour partiel 
 équations de Navier-Stoke

ce rapprochement. 

III.2.3.3.1 Avantages par rapport à la version kε 
 Le développement du modèle kL est incité par les numériciens pour des raisons de 
robustesse. En effet, si le changement de variable : 

 
εµ

2
3

4
3 kCL =  Équation III-19 

permet d’aboutir à deux modèles (k-ε ou k-L) mathématiquement équivalents en isovolume 
(divV=0), on note en revanche un comportement numérique très différent au voisinage des 

ple une couche limite logarithmique pariétale. Le com
e L est linéairement dépendant de la distance à la paroi : 

parois. Considérons par exem portement 
d ykarL ×∝ . Pour obtenir le taux de 
d et le frottement dans une couche issipation, il faut considérer l’équation de transport de k 
limite pariétale. On écrit :  

2

 ρετ −
∂

=
j

i

x
0    et   

∂U 22. ⎟⎟
⎠

⎜⎜
⎝ ∂

=
y

ykarρτ  Équation III-20 
⎞⎛ ∂U
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En conséquence on déduit : 

 
ρ

τ
τ

pU =
ykar

U
×

∝
3
τε   avec   Équation III-21 

n effet, dans la sous 
couc isqueuse quation de nsport de  réduit à : 

 

Ainsi, la longueur intégrale de la turbulence varie linéairement alors que le taux de dissipation  
présente un maximum en pic très aigu. Les interpolations étant plus efficaces lorsqu’elles 
portent sur un champ de variables linéaires, la version k-L convergera plus vite que le modèle 
standard. De plus, les conditions limites pariétales sont différentes. E

he v , l’é  tra k se

ρεµ −
∂

= 20
y

  soit  
∂ 2k

2ylam ∂
= νε  É

2k∂
quation III-22 

On en déduit un comportement de k : 2ayk ∝  et donc de epsilon : alam νε 2= , ce qui donne 
finalement à la paroi :  

 20
2lim

y
k

y
νε

→
=   et 0  =k É ion III-23 

Pour la version k-L, les conditions à la paroi sont : 

 quat

0=L  et 0=k . Ainsi, un autre avantage 

L, on se propose de réécrire la 

de la version k-L est que les conditions à imposer sur les parois sont plus simples et donc plus 
robustes. Or, en simulation numérique, linéarité, simplicité et robustesse sont les clés de la 
convergence. 

III.2.3.3.2 Écriture du modèle Semi-Déterministe en version k-L 
 Pour profiter des avantages de la modélisation k-
fermeture non-linéaire Semi-Déterministe à l’aide des grandeurs k et L. En utilisant le 
changement de variable de l’équation III-19, on écrit :  

( )
( )

( )

( jkik UUL
C

f ξη

τ −+

),(

3
1

,,
23 )ij

ijiiijjitijji

f

C

δ
ξη

∏
~

),(

,3,,3

  Équation III-24 

UUUkuu δνδ −+−= 22

ijikkjjkki UUUUL
f

δ
ξη

τ ∏−++
),( 3

2
,,,,

21

ijkjki UUL
C

δτ ∏−+
~

3
1

,,
22

avec   LkCt
2/14/1 ~

µν = ,  
ξγηµ

11 ++
=

A
C  et  3/2 ( )3

22),( ξγηξη µ ++= ACf  

où 

32/3

S
kC

L
4/3

µ

η =  avec ijij SSS 2=  

    et    Ω=
kC

L
4/3

ξ     avec    ijijΩΩ=Ω 2  
µ

et finalement : ijji UU ,,=∏ , . 

es constantes conservent les valeurs du T  III-11. 
jiji UU ,,

~
=∏

L ableau
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III.2.4 Tests préliminaires des paramètres du calcul 
 Les modèles kε et kL de type standard et Semi-Déterministe ont été testés sur une 

alculs est 

est injecté dans la conduite 
rincipale à travers huit orifices de 6.1 milli s de diamèt

paroi (angles α et β nuls). Les jets étant situés dans la même section droite, l’écoulement 
r. Le d

 un jet, des conditions limites de symétrie se substituant au reste de la 
géométrie. L’injection est réalisée par le biais d’une boite de tranquillisation, comme indiqué 
ur la figure suivante :  

configuration de jets transverses. Le but de ces c d’évaluer leur performance en 
comparant les résultats obtenus aux mesures réalisées par Gajan et al [29] sur cette 
configuration dans le cadre du programme européen MOLECULES. 

III.2.4.1 Domaine de calcul, maillage et conditions limites 
 La configuration consiste en une zone de dilution comportant huit jets à haute vitesse 
débouchant dans un écoulent transverse. L’écoulement secondaire 
p mètre re orientés normalement à la 

moyen généré est périodique par secteu omaine de calcul considéré correspond donc à 
un seul secteur associé à

s

 
Figure III-23 : Domaine de calcul MOLECULES 

 
Figure III-24 : Coupe longitudinale du maillage MOLECULES 

50 
mm 
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 L rées en proximité 

s sur la face d’entrée de 
l’écoulement principal. On retiendra pour référence une vitesse débitante Uo de 25 m/s et une 
intensité de l

e maillage compte environ 380 000 cellules. Les mailles sont resser
de la paroi où y+ vaut 5. 
 
 Pour l’écoulement principal, les profils de la vitesse longitudinale et de l’énergie 
cinétique turbulente issus des mesures LDA sont directement injecté

a turbulence en milieu de veine de 5%.  

Condition limite pour la vitesse et l'énergie cinétique 
turbulente 
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Figure III-25 : Conditions limites pour l’écoulement principal 

 Les modèles de turbulence choisis pour réaliser les calculs étant de type kε ou kL, il 
est nécessaire d’injecter en entrée une distribution du taux de dissipation ou de longueur 
intégrale. La méthode utilisée pour obtenir une distribution de longueur intégrale est décrite 
ci-dessous. La distribution du taux de dissipation est ensuite déduite à l’aide de l’équation 
III-19 qui implique l’égalité de la distribution de la viscosité turbulente pour les deux 
modèles.  

Nous savons qu’en écoulement établi : 
r
Uvu t ∂

∂
= υ''  avec : 2/14/1

µ= . D’où : 

 

Lktυ C

2/14/1

''

kC
r
U

vuL
µ∂

∂
−

=  Équation III-25 

Les distributions d’éner nt obtenues grâce aux 
mesures de vitesses. Pour calculer le gradient de vitesse, la loi en 1/9ième est dérivée et, pour 
rajouter des points près de la paroi, une loi logarithmique puis linéaire est utilisée. La 
distribution du tenseur croisé, en écoulement établi est donnée par l’équation suivante (Laufer 
[51]) : 

 

gie turbulente et de gradient de vitesse so

2*'' U
R
r

r
Uvu +

∂
∂

= υ  Équation III-26 

 Le profil ainsi obtenu est de plus lissé par un polynôme de degré 6 (Figure III-26) 
avant d’être injecté comme condition limite dans le calcul. On note un bon accord avec la 
distribution proposée par Michel [68] obtenue pour les couches limites turbulentes à 
l’équilibre. 
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Condition limite pour la longueur intégrale de la turbulence

y = -1,13E-11x6 + 1,66E-09x5 - 8,88E-08x4 + 
0,01

1,92E-06x3 - 1,43E-05x2 + 2,02E-05x + 
6,31E-03

0

0,007

0,008

0,009

0 10 20 30 40 50

r en mm

0,001

0,002

0,003

0,004

0,005

0,006

Lx
 e

n 
m Eq. 2

Michel
CL 

 
Figure III-26 : Condition limite pour L et ε 

 Pour la boite de tranquillisation, le onditions limites sont réalisées par des champs 
uniformes sur la face d’entrée de la boite de tranquillisation. 
 Une vitesse débitante est injectée normalement à la face d’entrée. Son module est 
choisi de façon à respecter une vitesse débitantes  dans le jet. On calcule ainsi : 

Condition limite pour L et Epsilon

0

10000

20000

EP
IS

IL
O

N

0,002

0,004 L

30000

0,00 0,01 0,02 0,03 0,04 0,05

r en m

0,000

0,006

0,008

 (m
)  (m

²/s
3 ) 

s c

jetU
smUU ojet /80.2,3 ==  

3
6 10.18

10.1609
−

− === trou
sufaces S

R  
610.29 −S

boite

smRUU surfacejetboiteCL /44,1_ =×=  

Une vitesse de 1,44 m/s est donc injectée sur la face d’entrée de la boite de tranquillisation. La 
pression est imposée en sortie à la valeur de la pression atmosphérique. En fin de calcul, le 
débit secondaire injecté est skgQ jet /1088,2 3−×= , le débit de l’écoulement principal est 

Qaxial 29 3−= skg /1013, ×

 turbulente ée à 0,05 m²/s² ce qui représente 
longueur intégrale est fixée à 1 mm (ou ²/s3) 

our deux raisons. La première est que la boite de tranquillisation réelle est munie d’une grille 
lence dont les dimensions caractéristiques sont d  l’ordre du millimètre. La deuxième 

est due à une volonté de limiter l’effet mémoire de la turbulence : en imposant une petite 

Pour évaluer la performance de l’outil numérique, deux séries de tests sont réalisées. 
ans un premier temps, l’influence de la méthode d’

. Le rapport des débits vaut donc 0,1. 
 La valeur de l’énergie cinétique est estim
une intensité de turbulence de 15%. La ε=1,84 m
p
de turbu e

échelle de longueur, la condition limite perd son influence sur une petite distance. 
 

III.2.4.2 Influence des méthodes d’intégration temporelle et des 
modèles de turbulence 

 
D intégration temporelle est étudiée, 
d’abord sur les calculs RANS puis sur les calculs URANS. Dans un deuxième étape, une fois 
la méthode d’intégration temporelle choisie, les différents modèles de turbulence sont 
comparés. Le tableau suivant synthétise l’ensemble des calculs ou tests effectués : 
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_
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21h

5x10-5

Implicite 
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0,08s0,04s0,04s
10-5

Influence 
du 

modèle

Influen e 
la méthode 
d’intég n 
temporelle

ce d

ratio

Temps physique 

Temps CPU  
Tableau III-13 : Temps physiques et te U des calculs envisagés mps CP

 Pour comparer les résultats obtenus, des profils sont tracés à 2d, 5d ou 10d en aval de 
l’orifice d’injection et pour des positions angulaires θ définies sur la figure suivante : 

unge-Kutta 
plicite, d’ordre 2, a été testé. Les résultats présentés sur la figure suivante montrent des 

profils de vitesses et d’énergie cinétique turbulente pratiquement identiques pour les deux 
schémas test

 
Figure III-28 : Influence du schéma temporel en RANS 

 
Figure III-27 : Position des profils dans une section droite 

III.2.4.2.1 Influence de la méthode d’intégration temporelle 
 Sur les calculs RANS, deux schémas d’intégration temporelle on été testés. Les calculs 
ont été menés dans un premier temps avec un schéma implicite d’ordre 1 qui utilise une 
méthode de réduction de gradients de type GMRES. Ensuite un schéma R
im

és.  
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 Pour les calculs URANS, le pas de temps a fait l’objet d’une première étude, le 
schéma d’intégration temporelle choisi étant celui à ordre 1. Deux pas de temps de 5x10-5 
secondes puis de 10-5 secondes ont été employés. Les résultats obtenus avec le modèle Semi-
Déterministe en kε sont reportés sur la figure suivante. On observe que la réduction du pas de 
temps augmente significativement la qualité des résultats. 

x/d=5, teta=2Pi/32, ordre1

-0,5

0

0,5

1
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2
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r(mm)

U LDA
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k LDA

U KE_URANS dt10-5s

Vr KE_URANS dt10-5s

Vt KE_URANS dt10-5s

k KE_URANS dt10-5s

U KE_URANS dt5x10-5s

Vr KE_URANS dt5x10-5s

Vt KE_URANS dt5x10-5s

k KE_URANS dt5x10-5s  
Figure III-29 : Influence du pas de temps en URANS (Schéma implicite d’ordre 1) 

Dans la suite de l’étude, le pas de temps est donc fixé à 10-5 secondes. Les calculs ont été 
repris avec le schéma implicite d’ordre 2. Les résultats moyens reportés sur la figure suivante 
montrent une légère amélioration des prévisions. 

fluence du schéma temporel sur les valeurs moyenne en URANS (Implicite, dt=10-5 s) 

nt de ces calculs, un test sur 25 000 itéra ps 
physique) a été effectué avec un schéma explicit ent 
instationnaire peut être observé sur les cham
schémas implicites (ordre 1 et 2) et explicit
précision du schéma s’accompagne d’une génération de stru
plus en plus nombreuses dans toute la zone de
meilleure résolution temporelle, la diffusion num st 
considérée comme la plus proche de l’expérience. On nt, 
les structures de la couche cisaillée amont du je t 

 
Figure III-30 : In

x/d=5, teta=2Pi/32
2
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e Runge-Kutta à l’ordre 2. Le comportem

ps de concentration instantanés obtenus avec les 
e sur la Figure III-31. L’augmentation de la 

ctures de plus en plus petites et de 
 sillage. Le schéma explicite permettant une 

érique est réduite et la solution obtenue e
observe cependant que, très localeme
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employé. Ce point s consacré à l’analyse 
équen

era discuté ultérieurement dans le paragraphe 
fr tielle. 

 
Figure III-31 : Influence de la méthode d’intégration temporelle  

sur les champs de concentration instantanés (sc laire passif) 
En haut : calculs implicites avec dt=10

a

rdre 2 avec dt=10 s. 

La solution la plus convergée temporellement est donc celle obtenue avec le schéma explicite. 
Toutefois, avec un tel schéma, le pas de te pérativement être réduit à 10-7 
secondes. En conséquence, pour obtenir un temps physique suffisamment long permettant 
d’aboutir à une moyenne et une analyse fréquentielle convergées, le temps de calcul CPU est 
estimé  à 2500 heures. Ce temps de calcul a été jugé trop coûteux pour cette étude. Le schéma 
implicite d’ordre 2 est donc celui qui a été retenu pour la suite des travaux. 
 
 Pour analyser de façon plus quantitative le comportement instationnaire, deux sondes 
ont été placées dans l’écoulement aux mêmes positions que celles choisies par Gajan et al. 
[29] pour réaliser des mesures par fil chaud. La Figure III-32 montre leur position : une sonde 
est située dans la couche cisaillée amont du jet, l’autre est placée dans le sillage. Les nomb  
C e 

-5 s (ordre 1 à gauche ; ordre 2 à droite) 
En bas calcul explicite à l’o -7 

mps doit im

re
FL obtenus sur ces deux sondes sont donnés dans le Tableau III-14 pour les différents pas d

temps testés. Les nombres CFL advectif sont tous inférieurs à l’unité, ce qui assure que la 
distance parcourue par l’écoulement en un pas de temps est inférieure à la taille de la cellule. 
L’utilisation d’un schéma implicite permet de réaliser des calculs avec des nombres CFL 
supérieurs à l’unité. Dans la présente étude, ils varient de 20 à 2 ou de 9 à 0,9 lorsque le pas 
de temps diminue. La diminution du nombre CFL vers l’unité entraîne une augmentation de la 
précision du schéma temporel et l’intégration en temps se rapproche alors du cas explicite. 
Pour les tests réalisés avec un schéma temporel explicite (dt=10-7 secondes), les nombres CFL 
acoustiques sont corrects : en une itération, le front de l’onde acoustique parcours une 
distance inférieure à la taille de la maille. 
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Figure III-32 : Positi ils moyens (en bas) 

 

 CFL advectif 

on des sondes sur un champs instantané (en haut) et sur deux prof

Pas de temps (s) CFL acoustique 
10-5 20 0,7 

5x10-6 10 0,35 
10-6 2 0,07 

Sonde de la couche 
cisaillée amont 

10-7 0,2 0,007 
10-5 9 0,6 

5x10 4,5 0,3 -6

10-6 0,9 0,06 
Sonde du sillage 

10-7 0,09 0,006 

Tableau III-14 : Pas de temps et nombres CFL 

 
Les signaux temporels obtenus sont reportés sur la Figure III-33. Dans la couche cisaillée on 
observe, pour les calculs utilisant un schéma implicite, un signal pseudo-périodique 
témoignant du passage régulier des structures. Avec le schéma explicite, l’évolution 
temporelle est pratiquement nulle, conformément à l’observation effectuée sur les champs de 
concentration instantanés de la Figure III-31. Dans le sillage, des signaux plus chaotiques sont 
obtenus, quel que soit le schéma temporel. 

 (
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m

/s
) 

 - 77 -  



CHAPITRE III  

Evolution temporelle
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Figure III-33 : signaux enregistrés par la sonde placée dans la couche cisaillée amont (à gauche) et par 

celle placée de la sillage (à droite) 

ée de Fourier est appliquée à ces signaux pour obtenir les spectres d’énergie. 
Dans la couche cisaillée, on observe sur la Figure III-34 une très grande influence du schéma 
temporel.  
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Figure III-34 : Influence du sché mporel sur les fréquences de la couche cisaillée amont 

Pour les calculs dotés d’un schéma ite et d’un pas mps de 10-5 secondes, un pic très 
marqué apparaît. Il correspondant au caractère déterministe du signal observé sur la Figure 
III-33. L’énergie cohérente associée aux structures et lculée par les équations de 
Navier-Stokes tandis que la turbulence de fond, que l’on observe sur le spectre expérimental, 
est modélisée par la ferm est obtenu avec les deux 
chémas implicites à l’ordre 1 et à l’ordre 2, l’augmentation de l’ordre entraîne une 

es. Un dernier test est effectué avec le schéma 
temporel explicite Runge-Kutta à l’ordre 2. Le résultat alors obtenu est similaire à celui donné 
par le schéma implicite à ordre 2 avec le plus petit pas de temps testé. Nous obtenons donc 
une certaine cohérence des résultats numériques, puisque l’augmentation de la précision de 
l’intégration temporelle converge vers une solution unique. Mais cette solution ne tend pas 

(s) (s) 

 (
m

/s
) 

 (
m

/s
) 

ma te

 implic  de te

 donc ca

eture non-linéaire. Si un pic très marqué 
s
augmentation significative de la fréquence de pic. La dispersion observée semble indiquer que 
la résolution temporelle n’est pas convergée. Étant donné que les fréquences calculées sont 
relativement importantes, une période ne comprend que 15 à 20 pas de temps. Des tests dans 
lesquels le pas de temps est réduit sont donc entrepris. En le divisant par deux, la fréquence de 
pic augmente et son amplitude est fortement réduite. En divisant le pas de temps par dix, les 
hautes fréquences sont totalement amorti
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vers le résultat expérimental, puisqu’une fr inante est observée vers 6000 Hz à 
partir des mesures à fil chaud. fréquence la plus proche de 
l’expérience est obtenue avec un schéma au premier ordre et un CFL accoustique ou advectif 
de 20 ou 0,7 respectivement alors que la fréquence est différente pour des schémas d’ordre 
plus élevé ou des CFL plus petits (jusqu’à 0,2 en acoustique et 0,007 en advectif). Le maillage 
est peut-être la cause de cet écart. En effet, l’augmentation de la précision de l’intégration 
temporelle diminue la diffusion numérique, si bien que l’épaisseur de la couche cisaillée 
amont s’en trouve réduite, comme le montre la Figure III-35. Or la taille et la fréquence des 
st
structures ne permet peut être pl us préconisons donc, dans une 

équence dom
Il est paradoxal que la réponse en 

ructures dépendent justement de l’épaisseur de cisaillement. La réduction de la taille de
us au maillage de les capter. No

s 

étude future, de raffiner le maillage et d’observer l’influence du raffinement sur les 
fréquences obtenues. 

  
Figure III-35 : Champs de concentration instantanés. Zoom sur la couche cisaillée amont. 

A gauche calcul implicite à l’ordre 1 ; A droite calcul explicite à l’ordre 2. 

 Dans le sillage, les mouvements sont de plus grande taille et sont captés quel que soit 
le schéma d’intégration temporelle. Les mouvements étant bien plus lents que dans la couche 
cisaillée, le pas de temps fixé à 10-5 secondes permet une bonne résolution en temps. 
Toutefois, pour obtenir un spectre convergé, un temps de calcul très important est nécessaire. 
Dans cette étude, ce temps est de 0,12 secondes, ce qui correspond à 60 périodes à 500 Hz. 
Les s s en pectres obtenus ne sont donc pas parfaitement convergés. Ils mettent néanmoin
évidence des mouvements à basse fréquence autour de 500 Hz. Cette fréquence est du même 
ordre que celle obtenue expérimentalement par mesure avec un fil chaud.  
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Figure III-36 : Influence du schéma d’intégration temporelle sur les fréquences du sillage 

O1T : Implicite ordre 1. O2T : Implicite ordre 2. 

D‘après ces tests, le modèle Semi-Déterministe est donc bien adapté pour capturer les 
phénomènes instationnaires à basse fréquence dans le sillage du jet. Or le phénomène obtenu 
à l’aval du jet est beaucoup plus important pour la structure globale de l’écoulement que celui 
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qui se produit en amont. En effet, en amont les phénomènes instationnaires se développent 
dans une zone de taille très réduite tandis qu’en aval ils influencent la totalité du jet. 

III.2.4.2.2 Influence du modèle de turbulence 
 Les quatre modèles de turbulence sont maintenant mis en comparaison. Par rapport 
aux mesures LDA, les modèles standard prévoient une zone de sillage trop importante (Figure 
III-37). Le jet n’est pas seulement positionné en dessous du sillage comme on l’observe sur 
les résultats des mesures, mais il entoure la zone de sillage. Les modèles standard ne sont 
donc pas assez diffusifs dans les zones latérales au jet. Cette faiblesse a déjà été relevée par 
Acharya et exposé dans la bibliographie au paragraphe II.5.2.1. Les modèles Semi-
Déterministes améliorent ce problème, et les résultats obtenus, sans être parfaits, sont en 
meilleur accord avec les mesures : la zone de sillage diminue et le jet est positionné en 
dessous de celle-ci. En x=5d, la zone de sillage est cependant positionnée trop loin de la paroi. 

K_EPS stdK_EPS U K_L std LDAK_L U

x/d=2

x/d=5

 
Figure III-37 : Isocontours de vitesse longitudinale pour les mesures LDA, les modèle

et KEPS_std) et les modèles Semi-Déterministes (KL_U et KEPS_U) 
s standards  (KL_std 

 
On constate sur les profils de la Figure III-38 et de la Figure III-39 ou encore sur les champs 
de la Figure III-40 que l’énergie cinétique turbulente calculée par les modèles Semi-
Déterministes est bien plus importante que celle calculée par les modèles standards et en 
meilleur accord avec les mesures LDA. Il faut noter que pour les calculs instationnaires, 
l’énergie tracée correspond à la somme de l’énergie turbulente modélisée et des fluctuations 
de vitesse au cours du temps (mouvement cohérent). Or si les mesures LDA prennent 
effectivement en compte les mouvements cohérents, tels que les battements du jet, les
modèle randes 
échelles ne corresponden q. Or cette vision d’une 

 
s de turbulence de type RANS  en sont incapables. En effet ces fluctuations à g

t pas à de la turbulence au sens de Boussines
turbulence générée par les gradients moyens de vitesse est l’hypothèse fondamentale des 
modèles RANS. 
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Figure III-38 : Profils de vitesse longitudinale (U), de vitesse radiale (Vr) de vitesse tangentielle (Vt) et 
d’énergie cinétique turbulente (k) pour les mesures LDA, les modèles standards  (KL et KEPS) et les 

modèles Semi-Déterministes (KL_U et KEPS_U) 

 

x/d=2, teta=0, ordre 2
2

 
Figure III-39 : Profils de vitesse longitudinale, de vitesse radiale de vitesse tangentielle et d’énergie 

cinétique turbulente pour les mesures LDA, les modèles standards et les modèles Semi-Déterministes. 
Même légende que la Figure III-38. 

-1,5

-1

0 10 20 30 40 50r(mm)

-0,5

0

0,5

1

1,5

U LDA Vr LDA Vt LDA k LDA
U KL Vr KL Vt KL k KL
U_KL_U Vr_KL_U Vt_KL_U k_KL_U
U KEPS Vr KEPS Vt KEPS k KEPS
U_KEPS_U Vr KEPS_U Vt KEPS_U k KEPS_U

x/d=2, teta=2pi/32, ordre2

0,5

1,5

2

-1

-0,5

0

0 10 20 30 40 50
r(mm)

1

2V 00 , VkV

2
00 , VkVV

 - 81 -  



CHAPITRE III  

K_EPS standard K_EPS URANSK_L standard K_L URANS

 
Figure III-40 : Énergie cinétique turbulente et taux de dissipation (axes en mètres) 

L’augmentation de l’énergie cinétique turbulente s’accompagne d’une augmentation du taux 
de dissipation dans les calculs instationnaires, comme indiqué sur la Figure III-40. Notons que 
da e 
tu a 
viscosité turbulente est ca

ns le cas des calculs kL, le taux de dissipation est déduit de l’échelle et de l’énergi
rbulente grâce à l’équation III-19. Pour comparer le caractère diffusif des quatre modèles, l

lculée par l’équation suivante : 

LkCkCt
2/14/1

2 ~
~

~
ρ

ε
ρµ µµ ==  

Dans les m Cµ est une constante fixée à 0,09. Cette valeur est déterminée dans 
le cas d’une couche limite turbulente bidimensionnelle. Les spécificités de ce calage posent la 
question de l’universalité de la valeur obtenue. Cette question a été examinée par Cazalbou et 
Bradshaw [16] qui ont conclu une large dépendance au type d’écoulement. Les valeurs 
avancées par ces auteurs sont comprises ente 0,03 et 0,6. Ils ont également dégagé une 
influence significative du nombre de Reynolds, dont l’augmentation se traduit par une 
décroissance de Cµ. Leurs estimations conduisent, dans la limite  à de valeurs de 
0,05 et 0,065 pour la couche limite et le canal plan respectivement. Dans les modèles Semi-
Déterministes, Cµ est un scalaire calculé par l’équation III-16. Les valeurs obtenues sur le jet 
transverse (Figure III-41) sont comprises entre 0,005 et 0,4 dans la zone cisaillée amont et le 
sillage respectivement. 
 it 
un
stationnaires (Figure III-42). Notons que pour les calculs URANS de la viscosité turbulente, 
l’énergie cinétique turbulente et le taux de dissipation utilisés correspondent à la partie 
modélisée du mouvement fluctuant. Dans la zone de jet où se développent des phénomènes 
déterministes, la viscosité diminue. Par contre, dans le sillage où les phénomènes sont 
beaucoup plus aléatoires, la viscosité augmente. 

odèles standard, 

∞→τRe

La conjugaison de l’énergie cinétique, du taux de dissipation et du paramètre Cµ indu
e distribution de la viscosité turbulente qui augmente ou diminue par rapport aux calculs 
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K_EPS URANS K_L URANS

 
 Figure III-41 : Cµ calculés par les modèles Semi-Déterministes (axes en mètres) 

 

 
K_EPS standard K_EPS URANSK_L standard K_L URANS

 
Figure III-42 : Viscosité turbulente  (axes en mètres) 

 
La différence du comportement diffusif entre les modèles standard et les modèles Semi-
Déterministes s’observe également de façon très claire sur les champs de concentration ci-
dessous. L’approche URANS améliore significativement la prévision du mélange. Rappelons 
que dans les applications de refroidissement par multiperforation le mélange, et par 
conséquent la température, sont des éléments déterminants pour le dimensionnement et la 
durée de vie des pièces.  

K_EPS standard K_EPS URANSK_L standard K_L URANS

Scalaire 
passif

 
Figure III-43 : Champs de concentration longitudinaux obtenus par simulations numériques  
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Figure III-44 : Comparaison champ de concentration longitudinal. 

A gauche : calcul KEPS URANS. A droite : mesure PLIF 

 Comme précédemment lors de l’étude de l’influence du schéma temporel, il est 
possible ’étud  sur le 
omportement instationnaire de l’écoulement. Leur influence sur les aspects instationnaires 

est étudiée grâce à la sonde placée dans le sillage et décrite sur la Figure III-32. Les basses 
fréquences sont retrouvées qualitativement par les modèles Semi-Déterministes en kε et kL. 
Avec un schéma implicite d’ordre 2, les spectres tracés sur la Figure III-45 ne montrent pas de 
différences importantes.  
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Figure III-45 : Influence du modèle de turbulence sur les spectres du sillage 

 La comparaison des modèles Semi-Déterministes kε et kL ne met pas en évidence de 
différences fondamentales. Les comportements sont voisins. La principale différence apparaît 
au niveau de la zone de déviation maximale du jet où la viscosité turbulente du modèle kL est 
plus importante. La conséquence sur les vitesses et les concentrations n’est pas de premier 
ordre. Par contre, un écart très important entre ces deux modèles apparaît au niveau du temps 
de restitution du calcul. Comme indiqué dans le Tableau III-13 le modèle Semi-Déterministe 
kL est bien plus rapide que la version kε. Ce gain de temps est dû au schéma d’intégration 
temporelle qui fait environ deux fois moins d’itérations internes à chaque pas de temps pour la 
même réduction demandée. En d’autres termes, ce modèle converge plus vite. Il sera donc 
choisi pour la suite des travaux. 

III.2.5 Configuration numérique utilisée pour un jet en giration 
 Du point de vue numérique, l’objectif du projet est de calculer le banc à échelle 12,5 
avec une approche URANS. Toutefois, dans une première étape, le cas d’un jet isolé en 
giration (α=30°, β=90°) est considéré. Ce cas d’étude présente déjà en soit un intérêt 
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académique puisque les données recueillies lors de l’étude bibliographique sur une telle 
configuration présentent des manques importants. L’objectif de cette étude est donc de décrire 
les champs moyens et instationnaires ainsi que de qualifier la turbulence. De plus, ce cas 
d’étude moins coûteux en temps et ressources informatiques permet d’envisager une étude de 
sensibilité au maillage. Une fois qu’un raffinement satisfaisant sera déterminé, des études sur 
une rangée, puis sur la plaque entière pourront être entreprises. 

III.2
 La Figure III-46 présente le dom er un calcul complet 

 vitesse est imposée par le profil de Blasius représenté sur la 
Figure III-47. L’épaisseur de cette couche lim ent 
se dével ion, 

.5.1 Domaine de calcul 
aine de calcul utilisé pour réalis

autour d’un orifice d’injection en giration.  

 
Figure III-46 : Domaine de calcul d'un jet en giration 

Les veines principales et secondaires sont prises en compte et reliées par un orifice 
cylindrique. Pour limiter le domaine de calcul, des parois glissantes ou conditions limites de 
symétrie sont appliquées sur les faces latérales de ces veines ainsi que sur la face supérieure, 
respectivement inférieure, de la veine du haut, respectivement du bas. Un orifice d’injection  
fait passer de l’air de la veine du bas vers la veine du haut. Cet orifice est orienté à 30 degrés 
par rapport à la paroi (angle α) et à 90 degrés par rapport à la direction de l’écoulement 
principal (angle β). 

III.2.5.2 Conditions limites 
 Sur la veine principale, la

ite est déterminée en considérant un écoulem
oppant au dessus d’une plaque plane sans incidence. Pour notre configurat

l’origine de cette plaque est prise à la sortie du convergent. Ce profil peut être comparé aux 
mesures PIV obtenues sur le banc ONERA à 21,5 mm en amont des perforations dans des 
conditions de soufflage nul. Notons qu’en PIV 3 composantes, l’obtention de valeurs en 
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proximité de la paroi est délicate à cause des réflexions en paroi. De plus les forts gradients en 
paroi sont difficilement capturés par le maillage de mesure. Malgré ces difficultés, le profil 
expérimental obtenu est cependant en bon accord avec une loi de Blasius. Ces résultats 
devront être confirmés par les futures mesures LDA. 
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Figure III-47 : Profils de vitesse de l'écoulement principal 

 Les valeurs aux noeuds du maillage sont également représentées. Le maillage est raffiné en 
proximité de la paroi pour obtenir une distance normalisée y+ qui vaut 1. La vitesse de 
frottement calculée est u* = 0,118 m/s. La vitesse débitante obtenue avec ce profil est de 3,92 
m/s. Pour la condition limite, l’intensité de la turbulence est fixée à 1%, ce qui entraîne une 
énergie cinétique turbulente k=1,6x10-3 m²/s². La viscosité turbulente est égale à la viscosité 
moléculaire. La longueur intégrale ou le taux de dissipation de l’énergie cinétique turbulente 
basés sur cette viscosité valent respectivement  0,7 mm ou 0,0154
est fixée à une atmosphère. 
 Pour la veine du bas, des conditions d’entrée uniforme sont imposées pour générer 
l’écoulement secondaire. La vitesse imposée sur la face d’entrée est déterminée pour générer 
une vitesse débitante dans l’orifice de 34,5 ms. L’intensité de la turbulence est fixée à 6% et la 
viscosité turbulente est ce, l’énergie cinétique 

uadrangles sur les parois non glissantes, comme illustré par la Figure 
III-48. Puis sont dupliqués dans des plans parallèles pour 
remplir les deux veines et la perforation. Cette technique présente l’avantage de permettre une 

 m²/s3. En sortie la pression 

 égale à la viscosité moléculaire. En conséquen
turbulente vaut 10-3 m²/s² et la longueur intégrale ou le taux de dissipation de l’énergie 
cinétique turbulente valent respectivement 1 mm ou 6x10-3 m²/s3. 

III.2.5.3 Étude de la convergence en maillage 

III.2.5.3.1 Définition des maillages utilisés 
 La Figure III-49 montre la topologie des maillages utilisés. Le maillage est d’abord 
défini à l’aide de q

ces maillages bidimensionnels 

bonne description des couches limites puisque la distance des cellules par rapport aux parois 
est maîtrisée. De plus, le maillage généré est exclusivement constitué d’hexaèdres, ce qui 
permet une bonne prise en compte des gradients (le recours à des limiteurs n’est pas 
nécessaire). 
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Figure III-48 : Maillage de la paroi de la veine principale - maillage intermédiaire (distances en mm) 

 
 
 

 
Figure III-49 : Coupe transversale - maillage intermédiaire (distances en mm) 
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Figure III-50 : Comparaison des maillages sur un plan de coupe situé dans la perforation 

Maillage 
déraffiné 

Maillage 
intermédiaire 

Maillage 
fin 
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Le maillage est resserré près des parois. La d tance normalisée y+ calculée en amont du jet 
vaut 1 sur la veine principale. Une approche « bas Reynolds » peut donc être envisagée. 

 
Pour étudier la sensibilité au maillage, trois raffinements sont utilisés : 

• Maillage fin : 80k mailles dans la perforation / 886k au total 
• Maillage intermédiaire : 40k mailles dans la perforation / 631k au total 
• Maillage déraffiné : 20k mailles dans la perforation / 450k au total 

La Figure I et de comparer ces maillages à l’intérieur et en sortie de la perforation. 

III.2.5.3.2 Comparaison des résultats obtenus 
L’étude de l’influence du maillage est réalisée avec un modèle de turbulence kL standard. 
L’intégration temporelle est effectuée avec un schéma implicite au premier ordre. Les débits 
principaux et secondaires correspondent au point de fonctionnement nominal. 

 

 
Figure III-51 : Iso-contours du module de la vitesse 

De gauche à droite, les maillages : déraffiné, intermédiaire et fin. 

Sur la Figure III-51, les champs du module de la vitesse sont tracés dans un plan de coupe 
passant par l’orifice. Pour les trois cas, on observe dans la perforation une zone de jet à haute 
vitesse et une zone à basse vitesse. Le maillage déraffiné induit de la diffusion numérique en 
sortie d’orifice qui provoque une pénétration plus faible du jet dans l’écoulement principal. 
Les trois composantes de la vitesse sont détaillées sur la Figure III-52 pour le même plan de 
coupe. Les maillages "intermédiaire" et "fin" donnent des résultats proches. Par contre un 
comportement différent de la vitesse longitudinale est obtenu avec le maillage déraffiné. Cette 
différence s’explique par les structures se développant dans la perforation. Ainsi, en 
considérant les champs obtenus dans un plan perpendiculaire à mi hauteur de la perforation 
(Figure III-53 et Figure III-54), deux tourbillons contrarotatifs légèrement dissymétriques sont 
obtenus avec le maillage déraffiné alors qu’un seul tourbillon est présent avec les maillages 
plus raffinés. La comparaison de ces derniers montre que la vorticité de ce tourbillon unique 
est plus forte avec le maillage le plus fin.  

is

II-50 perm
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F

uche à droite, les composantes : longitudinale, verticale et transver
igure III-52 : Iso-contours de vitesse (axes en mètres) 

De ga sale. 

 
Figure III-53 : Vecteurs vitesse et contours de vitesse normale (axes en mètres)   

dans le plan de coupe obtenu à mi hauteur de la perforation (Figure III-54)  
De gauche à droite, les maillages : déraffiné, intermédiaire et fin. 

 

 

 - 90 - 



OUTILS EXPERIMENTAUX ET NUMERIQUES  

 
Figure III-54 : Position de la coupe dans l’orifice 

Sur la Figure III-55 et la Figure III-56 les résultats numériques sont présentés dans des plans 
perpendiculaires à l’écoulement principal et situés à 2d en aval de l’injection. Les champs de 
concentration de la Figure III-55 montrent un comportement proche pour les deux maillages 
les plus fins tandis que la solution obtenue avec le maillage déraffiné montre 
comparativement des écarts importants. Ces écarts sont à relier aux différences des structures 
formées dans l’orifice (Figure III-53). La topologie de l’écoulement au sein de l’orifice 
influence donc fortement la dynamique du jet en interaction avec l’écoulement principal. 
Entre le maillage intermédiaire et le maillage fin, une différence nette apparaît cependant sur 
la position du jet. Le raffinement du maillage entraîne une distance plus grande entre le jet et 
la paroi. Ce comportement est confirmé par les champs de vitesse longitudinale donnés sur la 
Figure III-56. On observe une élévation de la zone d’accélération située vers z=40 mm. Celle-
ci s’accompagne d’un « redressement » de la zone de sillage. 

 

 
Figure III-55 : Champs de concentration 2d en aval de l’injection (axes en mètres) 

De gauche à droite, les maillages : déraffiné, intermédiaire et fin. 

 

 
Figure III-56 : Champs de vitesse longitudinale 2d en aval de l’injection (axes en mètres)  

De gauche à droite, les maillages : déraffiné, intermédiaire et fin. 
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Les sauts de pression entre les deux veines sont de 1750, 1800 et 1820 Pascal pour les 
maillages déraffiné, intermédiaire et fin, respectivement. Le raffinement du maillage qui 
permet une meilleure convergence, entraîne une augmentation du saut de pression. A son tour, 
celui-ci provoque une accélération dans la zone à forte vitesse de l’orifice, ce qui induit une 
intensification du tourbillon tournant dans le sens horaire. 
 
 Les calculs réalisés sur ces trois maillages montrent que l’écoulement obtenu est très 
sensible à la discrétisation. Les résultats convergent vers la solution obtenue avec le maillage 
le plus fin. Les différences observées avec le maillage intermédiaire sont faibles, excepté dans 
l’orifice lui-même où la structure tourbillonnaire est plus intense. 
 
 Tous les calculs ont été réalisés sur la machine GALIBIER dotée de processeurs Intel 
Itanium 2 de type Montecito. Un processeur Montecito est bi-coeur. Chaque coeur est cadencé 
à 1.6 Ghz et délivre 6.4 GFlops. Il y a 4 Go de mémoire disponible par coeur.  
  Les simulations du jet normal MOLECULES ont nécessité 8 processeurs, celles du jet 
isolé en giration de 16 à 64 processeurs. 
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III.3 CONCLUSION 
 
 ultiperforées. Le  
paramè er les 

es peut également être mis en 
omparaison avec une injec

obtention de mesures dès la 
ortie d

ats expérimentaux et numériques obtenus sur cette 
configuration sont présentés au chapitre V. 
 Avant de réaliser des calculs sur la configuration cible, des tests préliminaires ont été 
entrepris. Premièrement, une étude de convergence en maillage a montré une très grande 
sensibilité à la discrétisation. Puis le modèle Semi-Déterministe a été testé sur une 
configuration de jet transverse. Il a montré sa capacité à prendre en compte des mouvements 
cohérents. Les tests ont également montré qu’en aval de l’injection ces mouvements sont bien 
résolus alors que des difficultés apparaissent dans les couches cisaillées très fines. Sur les 
champs moyens, l’approche URANS apporte une amélioration de la diffusion par rapport aux 
modèles RANS standard. Enfin, l’utilisation de la fermeture Semi-Déterministe sur le modèle 
kL a permis un gain important en temps de calcul sans dégradation des résultats. 

sDeux bancs d’essai ont été conçus pour l’étude des parois m
tres géométriques et aérodynam  représentiques ont été choisis pour bien

conditions présentes dans les chambres de combustion aéronautiques. 
 Sur le banc à échelle un, la symétrie de révolution permet d’étudier l’effet d’une 
injection de type dilution giratoire. Des mesures de vitesse et de concentration sont mises en 
place pour observer et quantifier la dynamique de l’écoulement grâce notamment à 
l’établissement d’une procédure d’étalonnage pour obtenir des mesures de concentration 
quantitatives. L’injection par multiperforations giratoir
c tion par multiperforations axiales. Ce travail fait l’objet du 
chapitre IV. De plus, cette configuration étant proche de la réalité industrielle, la base de 
données établie peut servir à tester et étalonner des modèles académiques et industriels.  
 Un deuxième banc d’essai à plus grande échelle a été élaboré en configuration de 
plaque plane. La technique de mesure de vitesse PIV 3D permet l’
s es orifices d’injections. La base de données obtenue sur cette configuration plus 
académique pourra servir à tester les modèles de turbulence. Pour réaliser des calculs sur cette 
configuration l’outil numérique a été choisi en appui sur les informations recueillies dans la 
bibliographie. Ainsi, un modèle de turbulence permettant de réaliser des calculs URANS est 
retenu. Dans ce modèle, la fermeture Semi-Déterministe initialement écrite pour un modèle kε 
a été étendue au modèle kL. Les résult
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IV.1 INTRODUCTION 

IV.1.1 Objectifs 
 Dans ce chapitre, les mesures de vitesse et de concentration réalisées sur le banc à 
échelle 1 sont présentées. Le premier objectif de cette étude est d’observer et d’analyser 
l’influence d’une injection par multiperforation sur un écoulement transverse. Deux types 
d’injection sont testés. La première est de type dilution giratoire pour laquelle l’angle β est 
fixé à 90 degrés. Cette configuration n’a pas d’équivalent dans la littérature et les résultats 
obtenus constituent donc un travail original. En aval de l’injection, des mesures sont réalisées 
pour caractériser la dynamique et le mélange de l’écoulement. Le deuxième objectif de ces 
essais est d’analyser le rôle de l’angle β. Dans ce but, une étude équivalente est réalisée sur 
une injection plus classique à angle β nul et les résultats sont mis en comparaison. Le 
troisième objectif de cette étude est de fournir une base de données pour la validation des 
simulations numériques. Dans cette optique, la difficulté a consisté à élaborer une 
configuration qui soit à la fois simplement modélisable et suffisamment proche de la réalité 
industrielle.  

IV.1.2 Conditions d’essai 
 Pour les deux configurations testées, les débits des écoulements principal et secondaire 
sont conservés. L’objectif étant focalisé sur la dynamique de l’écoulement, l’influence des 
paramètres thermiques n’est pas prise en compte dans cette étude. Les deux écoulements sont 
donc à température ambiante. En conséquence le taux de soufflage M et le rapport des flux de 
quantité de mouvement I  ne sont pas indépendants. Les conditions d’essai sont recensées 
dans le tableau ci-dessous. Dans la mesure des possibilités de réglage, les valeurs des débits, 
des vitesse et des rapports I et M sont les mêmes pour tous les essais. Seul le saut de pression  
∆P à la traversée de la bague multipercée change significativement entre les deux 
configurations.  

 Q0 Qjets V0 Vjets M I ∆P Cd 
Unité g/s g/s m/s m/s - - Pa  

Incertitudes (%) 1 0,9       
Variations (%) 1 1 1 1 1 2 1  
Essais dilution 

giratoire 48,2 5,92 5,29 46,9 9,06 80,4 1594 0,87 

Essais dilution  
axiale 48,4 5,93 5,33 46,8 9,04 79,4 2104 0,77 

Tableau IV-1 : Conditions d'essai 

 Les mesures étant effectuées en plusieurs fois, les conditions d’essais varient 
légèrement d’une série de mesure à une autre. En conséquence, les valeurs avancées sont des 
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moyennes et l’écart type relatif est fourni dans la rubrique Variation pour quantifier les écarts. 
On retiendra que cet écart est suffisamment faible pour être négligé.  
 Des essais préliminaires réalisés avec différents débits secondaires ont permis de 
déterminer avec précision le coefficient de perte de charge Cd défini ainsi : 

 PSQCd tedébijets ∆= ρ2tan  Équation IV-1 

IV.2 RESULTATS EXPERIMENTAUX 
 Les résultats obtenus par LDA et PLIF sont présentés dans ce paragraphe. Un premier 
travail a consisté à caractériser l’écoulement principal arrivant sur la paroi multiperforée. La 
maîtrise de cet écoulement doit permettre la reproductibilité des expériences et la prise en 
compte dans les simulations numériques d’une condition d’entrée. Les profils des vitesses 
moyennes et des fluctuations normales sont donnés dans le paragraphe IV.2.1. Ensuite, les 
résultats obtenus sur l’écoulement en aval de la bague à multiperforation giratoire sont 
présentés dans le paragraphe IV.2.2. L’écoulement moyen, la turbulence et le mélange sont 
étudiés. Enfin, dans le paragraphe IV.2.3 ces données sont mises en comparaison avec celles 
obtenues avec la bague à multiperforation axiale dans le but d’analyser le rôle de l’angle de 
giration. 

IV.2.1 Caractérisation amont 
 Pour les mesures en amont de l’injection, le débit secondaire est nul. Les mesures sont 
réalisées sur quatre profils orientés à 0, 45, 90 et 135 degrés. Les résultats présentés sur la 
figure suivante concernant la composante longitudinale de la vitesse (U) sont tous superposés. 
De plus, les vitesses sur l’autre composante (V) sont pratiquement nulles. L’écoulement 
principal est donc axisymétrique et ne présente pas de giration en amont de l’injection 
pariétale. Notons qu’avant d’arriver sur la maquette, l’écoulement s’établit sur trois mètres de 
canalisation, soit une distance L/D=30, ce qui est suffisant pour obtenir un écoulement 
pleinement développé. 

 
Figure IV-1 : Profils en amont de l'injection 

 Les résultats concernant les RMS sont comparés à ceux obtenus par LAUFER [51] sur 
un écoulement en conduite. Bien que les allures soient bonnes il apparaît sur le graphe ci-
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dessus que nos mesures surestiment les fluctuations longitudinales. Toutefois, les nombres 
Reynolds des deux expériences ne sont pas les mêmes : 35 400 dans notre cas contre 50 000 
pour LAUFER. Nous pouvons cependant considérer que notre écoulement est pleinement 
développé. 

IV.2.2 Influence d’une injection pariétale giratoire  

IV.2.2.1 Écoulement moyen 
 La Figure IV-2 présente l’évolution des profils de vitesse moyenne en coordonnées 
cylindriques. Les orifices de la paroi multipercée sont orientés  transversalement par rapport à 

pulse une composante tangentielle et provoque la 
ent. Cette rotation a une intensité importante comme on 

Uo). Le fluide injecté transversalement induit 
entation de la vitesse longitudinale 

on de celle-ci pour 0,38<r/D<0,43. 
l’injection, on observe que, par diffusion, le 

itudinal. Les vitesses radiales 
ntement vers la paroi, ce qui confirme la 

l’écoulement principal (β=90°) ce qui im
mise en rotation de l’écoulem
l’observe sur la composante azimutale (2 à 3,5x
un fort blocage aérodynamique qui se traduit par une augm
sur l’axe de 30% et une réducti
 Les mesures étant effectuées en aval de 
blocage et la vitesse azimutale diminuent dans le sens long
positives prouvent que l’écoulement se dirige le
diminution du blocage par diffusion. 
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Figure IV-2 : Vitesses moyennes en dilution giratoire. 

ntes 

IV.2.2.2 Turbulence 

IV.2.2.2.1 Contraintes turbule
 Les figures IV-3 et IV-4 présentent les composantes du tenseur de Reynolds 
adimensionnées par la vitesse de frottement amont u* qui vaut 0,28 m/s. Celle-ci est 
déterminée sur l’écoulement amont, à partir de l’analyse de Blasius en écoulement turbulent. 
Cette analyse s’appuie sur le frottement à la paroi τp, le coefficient de frottement Cf, et le 
coefficient de perte de charge Λ. Ces grandeurs s’écrivent : 

ρ
τ pu =* , 

2

2
0U

C fp
ρ

τ = , 
4
Λ

=fC , 41Re
3164,0

=Λ  

La vitesse de frottement se déduit alors simplement. Elle s’écrit : 

 410 Re8
3164,0* Uu =  Équation IV-2 
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 La turbulence apparaît comme très intense et envahit une part importante du 
canal (environ la moitié du rayon). Elle se dissipe peu à peu mais à 75 mm en aval de la bague 
d’injection elle est toujours importante.  
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Figure IV-3 : Contraintes turbulentes normales en dilution giratoire. 
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Figure IV-4 : Contraintes turbulentes croisées en dilution giratoire. 

rvu ′′  et Les contraintes tvu ′′  sont directement obtenues par les mesures LDA. Mais, ne 

disposant d’une tête laser munie seulement de deux faisceaux, la contrainte trvv ′′

ils
 ne peut pas 

être mesurée. Des mesures complémentaires sont entreprises sur des prof  à 45° et les 
contraintes obtenues sont combinées pour obtenir la corrélation tr vv ′′  manquante. Ce 
traitement est décrit en annexe A3. 

IV.2.2.2.2 Échelles intégrales 
 Les échelles intégrales de temps ont été obtenues par vélocimétrie laser sur un million 
de particules avec un taux d’acquisition d’environ 20 kHz. Les échelles d’espace sont ensuite 
déduites grâce à l’hypothèse de Taylor de convection figée des structures de l’écoulement et 
reportées sur la Figure IV-5. Il faut ici signaler que cette hypothèse s’applique quand le taux 
de turbulence es , ce n’est pas le 
as dans le film pariétal. Nous avons tout de même utilisé cette hypothèse, faute de mieux, en 

prenant comme vitesse de convection la vitesse moyenne au point de mesure. Les résultats 
présentés sur la figure suivante montrent que les échelles se trouvent fortement diminuées 
après l’injection. En effet, les microperforations, provoquent une multitude de petits jets qui 
génèrent des structures de petites tailles près de la paroi.  

t faible. Or, comme nous le verrons dans le paragraphe suivant
c
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Echelles intégrales normées par le diamètre de conduite
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Figure IV-5 : Échelles intégrales d'espace en dilution giratoire. 

 En proxim oi, la taille des petites structures évolue d’un profil à un autre. 
Une augmentation claire s’observe sur la figure de droite quand on passe de 4,1 mm à 75 mm 
en aval de l’injection. 

IV.2.2.3 Mélange 

IV.2.2.3.1 Champs 

ité de la par

moyens 
 Les ch  obtenus en dilution giratoire par PLIF sont amps de concentration moyenne
tracés sur la Figure IV-6 pour les visualisations longitudinales et la Figure IV-7 pour les 
visualisations transversales.  

Solution 1

Solution 2

Solution 1

Solution 2

Solution 1

Solution 2

Figure IV-6 : Champ de concentration d'acétone obte
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X = 4.1 mm X = 10 mm 

 
X = 25 mm X = 50 mm 

 

X = 75 mm  
 

Figure IV-7 : Champ de concentration d'acétone obtenus en dilution giratoire vues transversales 
 (axes en mm) 

On observe que l'acétone a diffusé dans une large zone à proximité de la paroi supérieure. La 
largeur de cette zone évolue faiblement entre 0 et 50 mm à l'aval de la bague de dilution. Ceci 
est confirmé par les profils de concentration déduits des champs (Figure IV-8). A noter que 
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les profils obtenus à partir des vues transversales sont parfaitement axisymétriques. De plus 
on peut également observer la bonne correspondance entre les résultats obtenus à partir des 
visualisations longitudinales et transversales. 
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Figure IV-8 : Profils de concentration de vapeur d'acétone obtenus dans différentes sections droites et sur 

différents diamètres ((Dilution giratoire ; Vues transversales). 

 

IV.2.2.3.2 Champs instantanés 
 Sur la Figure IV-9 et la Figure IV-10, sont reportés des images instantanées du champ 

inance respectivement suivant des vues longitudinales et 
ansversales. Ces clichés montrent nettement le caractère fortement instationnaire de 

l'éco e la 
zone pariétale et la zone centrale. En se rapprochant de la paroi, la taille des structures 

de concentration en niveau de lum
tr

ulement avec la présence de grosses structures périphériques liées au cisaillement entr

diminue, ce qui est cohérent avec les mesures d’échelles intégrales de longueur (Figure IV-5).  
 Le nombre de Schmidt Sch Dν=  est le rapport du temps de diffusion de la masse sur 
le temps de diffusion de la quantité de mouvement. Il varie en fonction de la pression, de la 
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température, et de la composition du mélange. Dans notre configuration à pression et 
température ambiante, il ne dépend donc que de la concentration en acétone. La fraction 
volumique d’acétone étant au maximum de 5% dans l’écoulement secondaire, le nombre de 
Schmidt varie de 1,47 dans l’air à 1,31 dans l’écoulement secondaire. Le temps de diffusion 
de la quantité de mouvement étant légèrement du même ordre que le temps de diffusion de la 
masse, les champs de concentration instantanés observés sont une bonne représentation des 
champs de vitesse instantanés.  
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Figure IV-10 : Clichés instantanés du champ de concentration de vapeur d'acétone  
(Dilution giratoire ; Vue transversale, plan x=4,1 mm) 

 

IV.2.3 Influence de l’angle de giration 
 Pour identifier l’influence de l’angle bêta, les résultats des configurations axiale (β=0°) 
et giratoire (β=90°) sont mis en comparaison. Les trois composantes de la vitesse moyenne 
ainsi que l’intensité de la turbulence sont tra
multipercée (figure 15).  

cés sur cinq profils situés en aval de la bague 
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IV.2.3.1 Écoulement moyen 

IV.2.3.1.1 Orientation de l’injection pariétale 
 L’observation de la figure suivante montre que les deux configurations présentent 
deux comportements bien distincts. Contrairement au blocage aérodynamique décrit au 
paragraphe précédent pour la dilution giratoire, un mécanisme d’entraînement est généré par 
la configuration axiale. En effet, la composante longitudinale de la vitesse des jets est alors 
huit fois supérieure à celle de l’écoulement principal. Ce dernier est entraîné par le film 
pariétal ce qui a pour conséquence une diminution de la vitesse longitudinale au centre de la 
veine.  
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Figure IV-11 : Comparaison des vitesses moyennes entre les configurations axiale et giratoire. 

 
 En dilution giratoire un mécanisme d’entraînement existe sur la composante azimutale 
et a pour conséquence la mise en rotation de l’écoulement principal. La première influence de 
l’angle β est bien d’orienter l’injection de l’air secondaire et par voie de conséquence cet 
angle oriente l’entraînement de l’écoulement principal.  

IV.2.3.1.2 Épaisseur du film pariétal 
 Moins intuitive est l’influence de l’angle β sur l’épaisseur du film pariétal. En se 
basant sur les profils de vitesse longitudinale pour la dilution axiale et les profils de vitesse 
azimutale pour la dilution giratoire, l’épaisseur du film est évaluée à 0,1 et 0,2 r/D 
respectivement, soit une épaisseur double en giratoire. Les vitesses radiales ont des valeurs 
plus importantes en giratoire ce qui traduit un contournement plus important du film pariétal 
par l’écoulement principal et suggère donc la présence d’un film plus épais. Enfin, 
l’observation des profils de l’intensité de la turbulence sur la figure ci-dessous confirme 
encore une

IV.2.3.2 Turbulence 
 La com ontre 
non seul ution giratoire, mais aussi qu’il est 

 épaisseur de film pariétal double en dilution giratoire.  

paraison des profils de l’intensité de la turbulence sur la Figure IV-12 m
ement que le film turbulent est plus épais en dil

plus intense de 5 à 10 pourcents. Or la turbulence est le principal mécanisme de mélange des 
écoulements principal et secondaire. Dans un moteur, une turbulence accrue va donc favoriser 
le refroidissement de l’écoulement principal et l’homogénéisation du champ de température 
en sortie de chambre. 

 - 105 -  



CHAPITRE IV  

Intensité de la turbulence 
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Figure IV-12 : comparaison de la turbulence entre les configurations axiales et giratoires. 

Pour comprendre les mécanismes de génération de turbulence, les profils des contraintes 
normales puis croisées sont tracés sur la Figure IV-13 et la Figure IV-14 respectivement. La 
turbulence générée par l’interaction du film et de l’écoulement principal est anisotrope en 
dilution giratoire comme en dilution axiale. Toutefois, en dilution giratoire, l’orientation des 
orifices d’injection à β=90° entraîne un mouvement de rotation qui induit des gradients 
moyens importants sur la direction radiale.
l’injection axiale produisent de 
omposante azimutale augmentent significativement (Figure IV-13). On observe également 

 Ces gradients supplémentaires par rapport à 
la turbulence. En conséquence, les contraintes normales sur la 

c
une augmentation des contraintes normales sur la composante radiale par rapport à la dilution 
axiale. Ces augmentations entraînent un retour partiel vers l’isotropie dans le cas de la dilution 
giratoire. 
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Sur notre configuration quelques simplifications peuvent être envisagées. Premièrement, la 
géométrique cylindrique impose une invariance par rotation. Les gradients en θ∂∂ r  sont 
donc nuls. Ensuite, les vitesses radiales étant très faibles, les gradients du type ir xV ∂∂  sont 
négligés. Les contraintes croisées sont donc réécrites ainsi :  
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Les profils de vitesse longitudinale de la Figure IV-11 montrent un fort gradient positif en  
dilution axiale ou bien un gradient négatif puis positif en dilution girato e. Les profils de la 
corréla

ir

rvu ′′  affichent des valeurs de signe opposé au signe de ces gradients. L’hypothèse tion 

de Boussinesq, et la modélisation RA NS qui en découle, semble donc justifiée, du moins 
qualitativement, pour cette tension. Il en est de même en dilution giratoire pour les contraintes 

tvu ′′  et trvv ′′ . Pour tvu ′′  le gradient longitudinal peut s’observer en comparant les profils 
tracés aux différentes coordonnées longitudinales. Une diminution des vitesses azimutales due 
aux frottements visqueux s’observe très près de la paroi, pour r/D>0,45. En deçà de cette 
valeur le film diffuse très légèrement ce qui donne lieu à un gradient longitudinal positif. 
Concernant la contrainte trvv ′′ , la rotation de l’écoulement engendre un fort gradient radial 
positif de vitesse azimutale. Les signes de ces gradients sont donc opposés aux signes des 
contraintes associées, ce qui permet de valider qualitativement l’hypothèse de Boussinesq 
dans la zone de recouvrement pour la dilution giratoire. Par contre, cette hypothèse n’est pas 
vérifiée en dilution axiale sur les contraintes tvu ′′  et trvv ′′ . En effet, la vitesse azimutale étant 
nulle dans tout l’écoulement, cette hypothèse prévoit des valeurs nulles pour ces contraintes. 
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échelles sont plus petites en dilution giratoire. Elles augm sque le film progresse le 
long de la conduite, alors qu’en d sensiblement constante. Entre 

entent lor
ilution axiale leur taille reste 

le film et l’écoulement principal, le gradient d’échelle en dilution giratoire est bien plus faible 
qu’en dilution axiale.  
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Figure IV-15 : Échelles intégrales de la turbulence 

IV.2.3.3 Mélange 
 Les champs de concentration instantanés et moyens obtenus en dilution axiale sont 
présentés sur la Figure IV-16 et comparés à ceux mesurés en dilution giratoire. On observe 
l’influence de l’angle de giration sur le mélange. Il apparaît que l'épaisseur du film est 
beaucoup plus petite lorsque l'injection est axiale. De plus ce film tend à s'épaissir à l'aval de 
la bague alors qu'il conservait une épaisseur quasi constante en dilution giratoire. Par contre 
les niveaux de concentration sont du même ordre de grandeur ce qui est compatible avec des 
vitesse plus faible à proximité de la paroi en d oire qu'en dilution axiale. L’angle β, 
qui met l’écoulement « de refroidissement » en rotation, a donc une action très importante sur 
le mélange. 
 Sur les clichés instantanés en niveau de luminance, nous voyons nettement apparaître 
les structur urbillonnaires liées au cisaillement de l'écoulement dans la zone pariétale. En 
comparant les clichés obtenus dans l
structures obtenues en dilution axiale soie
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nt plus petites. On retrouve également un 
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Figure IV-16 : Comparaison des champs de concentration 
En haut: champs instantanés ; En bas: champs moyens 
A gauche: injection Axiale ; A droite: injection giratoire 
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IV.3 CONCLUSIONS SUR L’ETUDE EN AVAL D’UNE ZONE DE 
DILUTION 

 
 
 Une zone de dilution réaliste a été étudiée expérimentalement. En configuration de 
dilution giratoire comme en en configuration d  dilution axiale, le film de refroidissement 
généré reste plaqué contre la paroi sous l’effet de l’écoulement principal incident. Grâce à 
l’allongement du temps de transit de l’air de refroidissement, la dilution giratoire permet 
d’obtenir une épaisseur de film bien plus grande qu’en dilution axiale tout en gardant une 
concentration en gaz frais analogue. Dans les deux configurations, la turbulence produite par 
l’interaction des jets et de l’écoulement principal est très intense. Cette turbulence est  
hautement anisotrope en dilution axiale. Un retour partiel vers l’isotropie s’opère en dilution 
giratoire. De plus, l’hypothèse de Boussinesq, qui est le fondement des modèles RANS, est 
mieux vérifiée en configuration giratoire.  
 La base de données établie a été transmise à Turbomeca. Leur code de calcul a été 
testé sur cette configuration en utilisant, notamment, une condition limite uniforme pour 
assurer l’injection. Ce travail fut présenté à l’AIAA Joint Propulsion Conference en juillet 
2008. Le papier associé à cette présentation est fourni en annexe A4. 

 

e

 - 110 - 



 

CHAPITRE V  : ETUDE DANS UNE ZONE DE 
DILUTION 

 

CHAPITRE V : ETUDE DANS UNE ZONE DE DILUTION ........................................ 111 
V.1 

................................ 113 
V.2.1 Vitesses moyennes ............................................................................................. 113 
V.2.2 Turbulence.......................................................................................................... 115 

V.3 RESULTATS NUMERIQUES .......................................................................................... 115 
V.3.1 Performance des calculs RANS et URANS....................................................... 115 

V.3.1.1 Écoulement dans le plan de sortie de l’orifice........................................................ 115 
V.3.1.2 Interaction entre le jet et l’écoulement principal .................................................... 117 

V.3.2 Exploitation des résultats numériques................................................................ 119 
V.3.2.1 Structures de l’écoulement, mélange...................................................................... 119 
V.3.2.2 Champs de vitesse en sortie de l’orifice ................................................................. 124 

V.4 CONCLUSIONS SUR L’ETUDE DANS LA ZONE DE DILUTION.......................................... 128 
 

 

INTRODUCTION .......................................................................................................... 112 
V.1.1 Objectifs ............................................................................................................. 112 
V.1.2 Conditions d’essais............................................................................................. 112 

V.2 RESULTATS EXPERIMENTAUX ....................................................

 - 111 - 



CHAPITRE V  

 

V.1 INTRODUCTION 

V.1.1 Objectifs 
 L’étude bibliographique n’ayant permis d’obtenir que des informations parcellaires sur 
les jets en giration, l’objectif de ce chapitre est de présenter en détail la structure d’un tel jet. 
Dans ce but, les mesures expérimentales recueillies sur un jet situé au centre de la première 
rangée sont présentées. Des simulations numériques réalisées sur un jet isolé en giration 
complètent ce travail, bien que les configurations numériques et expérimentales ne soient pas 
tout a fait identiques. En effet, le grand nombre de jets présents sur le banc d’essai entraîne un 
blocage aérodynamique important et leur espacement faible favorise leur interaction. Or, dans 
la configuration de jet isolé choisie pour l’étude numérique, le blocage aérodynamique est 
plus faible et aucune interaction entre jets ne peut être prise en compte. Toutefois, les travaux 
de Most indiquant que la configuration (jet isolé ou plaque multiperforée) et la position du jet 
sur une plaque multiperforée (première ou dernière rangée)  a peu d’influence sur le champ de 
vitesse en sortie de l’orifice, des comparaisons entre les calculs et l’expérience sont 
présentées. Les résultats numériques sont ensuite exploités pour comprendre les mécanismes 
des structures cohérentes. Pour finir, le champ de vitesse en sortie de l’orifice est étudié en 
détail. Sa connaissance est importante pour les approches numériques de type injections 
locales par condition limite ou termes sources.  

V.1.2 Conditions d’essais 
 Le Tableau V-1 regroupe les paramètres imposés sur l’écoulement principal et au 
niveau des jets pour les différents essais. Le point nominal de fonctionnement est établi par 
conservation du nombre de Reynolds de l’écoulement principal ainsi que par conservation du 
rapport des flux de quantité de mouvement (cf. § III.1.1.1). L’étude de la convergence en 
maillage est réalisée avec ces conditions de fonctionnement. Toutefois, pour les essais 
expérimentaux, nous avons dû veiller à ne pas dépasser le débit maximal accepté par le 
débitmètre à turbine. Cette précaution a nécessité une réduction de la vitesse de l’écoulement 
principal. L’étude de Rouvreau [76] a cependant montré que ce paramètre n’est pas 
prépondérant. 
 Un problème d’étalonnage nous a ensuite conduit à imposer un taux de soufflage de 
7,5 au lieu de 8,8 comme il était prévu initialement. Les calculs effectués avec le maillage fin 
ont donc été repris avec ce taux de soufflage pour que les résultats puissent être comparés aux 
mesures expérimentales. 
 Entre les essais et le calcul, le coefficient de perte de charge, définit par l’équation 
IV-1, n’est pas rigoureusement identique. La valeur de 0,69 est obtenue lors des essais contre 
0,62 pour le calcul. 
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 V0 Vjets M I ∆P Cd 
Unité m/s m/s - - Pa - 

Point nominal 3,920 34,5 8,8 78     

Essai plan 1ière rangée 3,464 26,3 7,6 58 836 0,68 

Essai plan –P/2 3,510 26,5 7,5 57 842 0,68 

Essai plan –P/4 3,516 26,4 7,5 57 857 0,68 

Essai plan +P/4 3,515 26,5 7,5 57 855 0,68 

Essai plan +P/2 3,519 26,5 7,5 57 855 0,68 

Moyenne essais 3,505 26,4 7,54 56,9 849 0,68 

Calcul 3,920 29,6 7,54 56,9 1323 0,62 

Tableau V-1 : Point nom is 

V.2 RESULTATS EXPERIMENTAUX 
 Les mesures présentées dans ce chapitre sont situées sur la première rangée de 
perforations. Sur cette rangée l’interaction entre l’écoulement principal et les jets est la plus 

pr
jet is

 
tra r
princ
de la v n
vitess
orifi
située a  
et 1
dessus de la sortie de l’orifice dans une zone comprise entre z/d=0 et z/d=1 ce qui semble 

loquer la sortie de l’écoulement secondaire dans cette région. Le comportement du jet en 
sortie d’un orifice est confirmé par des visualisations présentées sur la Figure V-2. Ces 
visualisations sont obtenues en positionnant la nappe laser de manière affleurante à la paroi et 
en ensemençant seulement l’écoulement secondaire. Elles mettent en évidence une absence 
d’ensemencement dans la zone du bord d’attaque1 l’orifice correspondant aux faibles vitesses 
normales et transverses observées par PIV. Une deuxième série de visualisations a été 
effectuée en bouchant tous les orifices situés de part et d’autre de celui observé pour se placer 
dans une configuration de jet isolé. Les observations amènent à la même conclusion : aucun 
ensemencement n’est présent vers le bord d’attaque. 

                                                

inal et paramètres des essa

forte et le film pariétal ne s’est pas encore formé. Cette position a été choisie pour une 
emière analyse parce que le comportement des jets est à priori le plus poche de celui d’un 

olé. 

V.2.1 Vitesses moyennes 
Sur la Figure V-1 l’évolution de l’écoulement est observée sur quatre sections 

nsve ses. En amont de l’injection, (X=-P/4), les jets ont déjà une influence sur l’écoulement 
ipal : ils induisent un blocage aérodynamique qui a pour conséquence une accélération 

itesse lo gitudinale. Dans la section des orifices (X=0), les jets sortent avec une forte 
e

ces e
 transversale. On constate un décalage ente la position des jets et la position des 
. En eff t, le repère étant positionné au centre de la section de sortie de la perforation 
u centre de la première rangée, les bords de l’orifice sont situés précisément à z/d=-1 

 z/d=  alors que le jet est situé entre z/d=0 et z/d=2. L’écoulement principal accélère au 

b

 
1 Les notations de McGovern et Leylek [61] qui parlent de « leading edge » et « trailing edge » sont ici reprises. 
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 En aval de l’injection, sur le plan situé à X=P/4, une zone de sillage en forme de « L » 
inversé s’est formée. Cette zone est entourée de deux tourbillons contrarotatifs 
dissymétriques. Ces tourbillons différents par leur taille et par leur position. Leur mécanisme 
de é à l’aide des résultats numériques, dans le paragraphe 
V.3.2. Ils entraînent des fortes vitesses verticales et, localement, des vitesses transverses en 
proximité de la paroi. Plus en aval, dans le plan situé en X=P/2, la zone de sillage s’étend. En 

 : Énergie cinétique turbulente et vecteurs vitesse dans le plan. 

génération respectif sera discut

proximité immédiate de la paroi, les zones à vitesse transversale fusionnent pour créer un 
écoulement transverse continu. Celui-ci aura une influence sur la capacité convective du film 
de refroidissement. Toujours dans le plan à X=P/2, des vitesses verticales importantes 
persistent. Elles ont un rôle important dans le mélange entre l’écoulement principal et 
l’écoulement secondaire.  

 

 
Figure V-1 : Évolution de l’écoulement autour de l’injection. 

A gauche : Isocontours de vitesse longitudinale et vecteurs vitesse dans le plan. 
A droite
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Figure V-2 : Visualisations dans le plan de sortie de l’orifice. 

De gauche à droite : cliché instantané, champ moyen et maximum de luminance. 

 nce, une zone d’intensité maximale 

 V-1 montre des niveaux d’intensité turbulente de plus de 100% à la sortie des 
orifices. Plus en aval, la zone atiquement toute la largeur de 
la veine bulent. Les niveaux d’intensité turbulente restent 

port

rrespondant au milieu de 
la nappe laser (d’épaisseur 1 mm). La comparaison montre que le jet numérique sort par toute 
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Sur les visualisations en maximum de lumina
indique la présence d’un cœur potentiel situé au voisinage du bord de fuite. 

V.2.2 Turbulence 
 Les jets pénétrant dans l’écoulement principal génèrent une turbulence très importante. 
La Figure

turbulente diffuse pour envahir pr
et commencer à former un film tur

im ants (40 à 80% en P/2). 

V.3 RESULTATS NUMERIQUES 

V.3.1 Performance des calculs RANS et URANS 
 Le maillage fin est maintenant utilisé pour entreprendre des calculs avec le taux de 
soufflage des essais expérimentaux (M=7,54). Les résultats obtenus sont comparés aux 
mesures expérimentales dans le plan de symétrie de la première rangée (x=0) et dans le plan 
situé à x=P/4 en aval. Des calculs RANS et URANS sont réalisés avec un modèle de 
turbulence KL doté respectivement des fermetures standard et Semi-Déterministe. Pour le 
calcul instationnaire, l’intégration temporelle est réalisée avec le schéma implicite d’ordre 2 
utilisé sur le cas test présenté au paragraphe III.2.4 avec un pas de temps de 5x10-6 secondes. 

V.3.1.1 Écoulement dans le plan de sortie de l’orifice 
 Sur la Figure V-3, la visualisation réalisée dans le plan de sortie de l’orifice est 
comparée à un champ de concentration obtenu par un calcul URANS moyenné. Les résultats 
numériques sont présentés dans un plan situé à 0,5 mm de la paroi co

la section de l’orifice ce qui n’est pas le cas expérimentalement puisque les mesures montrent
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une absence d’ensemencement vers le bord d’attaque. Les résultats numériques sont pourtant 
en accord avec ceux rencontrés lors de l’étude bibliographique (McGovern et Leylek [61]) qui 
montrent des vitesses maximales dans cette région du bord d’attaque (Figure V-14).  En 
parallèle, les mesures PIV sont cohérentes avec les visualisations. Pour s’assurer de leur 
qualité, des vérifications ont été faites sur les expérimentations (dimensions de la maquette et 
des orifices, mesures des débits) et une visualisation d’un jet isolé a été réalisée. Pour 
expliquer cette différence, la seule explication que l’on envisage est l’écart de vitesse dans la 
veine du bas entre l’expérience et le calcul. Pour alimenter les 90 jets, l’écoulement 
secondaire se déplace à une vitesse débitante de 2,8 m/s au niveau de la première rangée. Pour 
respecter une telle vitesse dans notre simulation numérique, il aurait fallu réduire la surface 
d’entrée d’un facteur 90. Ne connaissant pas à priori les dimensions de la zone d’influence de 

aspiration, la surface ainsi réduite fut jugée trop petite par rapport à la taille de l’orifice. 
Avec la surface d’entrée décrite sur la Figure III-46, nous obtenons une vitesse de 0,4 m/s. Cet 
écart est peut être la cause des différences obtenues sur la dynamique et sur le coefficient de 
décharge. Pour la simulation numérique, une alternative consiste à laisser une sortie sur la 
veine du bas et imposer une différence de pression entre les deux veines. La vitesse de 2,8 m/s 
peut alors être imposée. Nous avons jugé, peut être de façon prématurée, que l’accélération 
très importante dans le jet (jusqu’à 45 m/s, Figure V-14) est le mécanisme principal de la 
génération des mouvements. 
 Dans la région située autour et au-delà du bord de fuite de l’orifice, les résultats 
expérimentaux et numériques s’accordent qualitativement. Sur les champs moyens on observe 
ainsi une langue de forme allongée (zone de surbrillance). Sur la visualisation on note une 
différence plus forte du traceur que celle calculée par le code. En comparant les champs 
moyen et  instantané, on peut remarquer que cette diffusion est due à un battement 
longitudinal (dans le sens de l’écoulement principal) du jet non capturé par le modèle. 

 

  

 

l’

Écoulement 
principal 

Bord  
d’attaque 

Bord de 
fuite 

Figure V-3 : Visualisation dans le plan de sortie de l’orifice. 
A gauche : Champ moyen. A droite : champ instantané. 
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V.3.1.2 Interaction entre le jet et l’écoulement principal 

V.3.1.2.1 Champs dans le plan des jets 
 e V-4 sont présentés les champs ps de 
vitess ondaire obtenus par les mesures PIV, les calculs RANS et les cal NS 
moyennés. Dans ce plan, les résultats des calculs RANS et URANS moyenné étant très 
proches, ils sont comparés ensembles aux mesures. La vitesse secondaire est définie par 

uivante : 

Sur l
e sec

a Figur de vitesse longitudinale et les cham
culs URA

l’équation s
22

sec zy VVV +=  

 
F

(2) 

(3) 

(3) 

(1) 

(2) 

(1) 

(2) (1) 

igure V-4 : Isovaleurs des vitesses moyennes en X=0. 
A gauche : composantes longitudinale. A droite : vitesse secondaire. 

De haut en bas : mesures PIV, calcul RANS, calcul URANS. 
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 La comparaison des résultats des mesures et des calculs montre des différences 
importantes. Comme lors des visualisations, on observe sur les mesures PIV que le jet sort du 
côté du bord de fuite de l’orifice. Les résultats numériques montrent au contraire un jet sortant 
sur toute la surface de sortie avec de surcroît des vitesses secondaires maximales du côté du 
bord d’attaque (Z/d=-1). En conséquence, on observe un décalage du jet qui semble lié à la 
zone d’accélération (notée (1) sur la  Figure V-4) observée sur la composante longitudinale. 
Expérimentalement, celle-ci affecte une zone bien plus importante que sur les résultats des 
calculs. Cette différence semble due à la différence de configuration puisque lors de 
l’expérience la rangée de 9 perforations induit un blocage aérodynamique bien plus important 
que dans le cas du jet isolé du calcul. 
 Sur les résultats de calculs, on observe la présence du tourbillon interne qui débouche 
dans l’écoulement principal (2). La trace de ce tourbillon semble également présente sur les 
résultats des mesures, mais dans une moindre proportion. 
 La vitesse secondaire montre des différences d’intensité et de répartition spatiale entre 
les mesures et le calcul.  Pour comprendre ces différences, un profil (3) est extrait dans la 
section à x=0 en travers du jet (entre les points y/d=2 z/d=1 et y/d=0 z/d=3). Les profils 
obtenus sont présentés sur la Figure V-5. Leur comparaison indique une diffusion plus 
importante dans la configuration expérimentale. 

0
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Figure V-5 : Comparaison du comportement des jets 

 

V.3.1.2.2 Champs en aval de l’injection 
 En aval de l’orifice, les simulations numériques permettent d’obtenir les deux 
tourbillons contrarotatifs positionnés de part et d’autre de la zone de sillage. Toutefois, les 
c s avec l’expérience restent qualitatives à cause de l’interaction entre les jets qui 
n’est pas prise en compte dans les calculs.  
 En effet, on observe sur la Figure V-6 la présence du jet suivant par la présence du 
sillage et de la zone de forte vitesse secondaire qui lui sont associés (8<Z/d<10). Le jet n+1 
restreint l’espace disponible pour le jet n, ce qui explique les différences observées entre les 
mesures et les simulations numériques. La comparaison des calculs RANS et URANS ne met 
pas en évidence de d
 

omparaison

ifférence significative. 
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 ntaux en 

V.3.

V.3.2.1.1 Tourbillons moyens 
Sur la Figure V-7 on observe les deux tourbillons générés en interaction avec le jet. Il 

apparaît clairement que le tourbillon (1) situé du côté de la couche cisaillée amont est le 

Figure V-6 : Isovaleurs des vitesses moyennes en X=P/4. 
A gauche : composantes longitudinale. A droite : vitesse secondaire. 

De haut en bas : mesures PIV, calcul RANS, calcul URANS. 

V.3.2 Exploitation des résultats numériques 
Bien que les résultats numériques soient assez éloignés des résultats expérime

ce qui concerne les intensités ou la position de la zone de sillage et des structures, la présence 
de ces dernières dans les résultats numériques prouve que leur mécanisme de génération est 
capturé par les calculs. Ces derniers sont donc utilisés pour comprendre les structures 
moyennes et cohérentes qui se développent.  

2.1 Structures de l’écoulement, mélange 
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résultat de l’entraînement de l’écoulement principal par le jet. Ce tourbillon ne produit pas un 
mélange important entre l’écoulement principal et l’écoulement secondaire puisqu’il est 
essentiellement constitué d’air de l’écoulement principal.  
 Le tourbillon (2) situé du coté des Z positifs est également le résultat de l’entraînement 
de l’écoulement principal par le jet. Par contre, ce tourbillon a une action importante sur le 
mélange. Il amène de l’air « froid », issu du jet, vers la paroi. 

 

1 

2 

Figure V-7 : Isosurface de concentration et vecteurs 3D dans le plan X=P/4 

 

V.3.2.1.2 Mouvements cohérents 
 Des calculs instationnaires ont été réalisés avec le modèle KL utilisant la fermeture 
Semi Déterministe. Les  III.2.4) ont montré la 

éthode d’intégration temporelle suffisamment précise. Pour réaliser 
s calculs du jet en giration, le schéma implicite d’ordre 2 a été utilisé avec un pas de temps 

de 5x10-6 seco te  indiqué la difficulté de prendre en 
mpte

2

 tests réalisés sur un jet transverse (paragraphe
nécessité d’utiliser une m
le

ndes. Les sts préliminaires ont également
co  les mouvements cohérents dans les zones cisaillées très fines. Malgré ces difficultés, 
les champs instantanés obtenus sur le jet en giration indiquent la présence d’un mouvement 
cohérent au sein de la perforation, vers la sortie de l’orifice (Figure V-8). Pour mettre en 
évidence les structures générées, l’opérateur λ  est calculé. Ce critère correspond à la 

22
deuxième valeur propre du tenseur S+Ω  et il est relié au laplacien de la pression (Prière 
[74]). Représenté sur la Figure V-9, ses valeurs négatives indiquent la présence d’un centre 
dépressionnaire et, par voie de conséquence, la présence d’une structure en rotation. 
Toutefois, bien que ce critère fasse la distinction entre la vorticité d’une structure et les effets 
visqueux aux parois, Jeon et Hussain [44] montrent que cette condition est nécessaire mais 
as suffisante. Des exceptions apparaissant dans les couches cisaillées montrent les limites du p
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critère λ2. Ces auteurs complètent donc la définition du critère et dérivent un nouvel 
opérateur, le Mergulien, à partir de λ  : 2

( ) 222 λλ −=Me  

 
Figure V-8 : Isovaleurs de la vitesse longitudinale à deux instants différents obtenues (calculs URANS) 

(axes en mètres) 

 
Figure V-9 : Critère λ2 (à gauche) et Mergulien (à droite) appliqués sur un champ instantané 

(axes en mètres) 

Représenté sur la Figure V-9, le Mergulien met en évidence des structures dans la couche 
cisaillée amont d à faible vitesse, 
comme dans le ca n met de plus en 
évidence des structures dans la zone à basse vitesse.  
Le Merg s donner d’indication sur 

rgulien. F a pour valeur 1 si le Mergulien est 
positif et 0 dans les autres cas. En multipliant le rotationnel par F, les zones de déformation 
sont éliminé  au champ de pression. Le 
résultat du produit F*Rotationnel est présenté sur la Figure V-10. La comparaison avec le 
rotationnel mo des couches limites ainsi qu’une zone de 

u jet et au sein de l’orifice entre la zone de jet et la zone 
s de l’injection axiale (Mendez, [62]). Le Mergulie

ulien étant un scalaire, il a pour inconvénient de ne pa
l’orientation des structures. Le rotationnel est donc utilisé comme indicateur complémentaire. 
Ses trois composantes, représentées sur la Figure V-10, permettent de connaître la direction de 
rotation. Cependant, des zones de déformation, non associées à des structures cohérentes sont 
détectées par le rotationnel. Nous proposons donc d’associer le rotationnel et le Mergulien.  
Pour cela une fonction F est dérivée du Me

es ou, en d’autres termes, la vorticité est corrélée 

ntre clairement la suppression 
cisaillement dans la perforation sur la composante y.  
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mètres) 

En haut : nel 

L’analyse du produit F*Rotationnel montre une forte vorticité (notée (1) sur la  Figure V-10) 
associée au tourbillon interne présenté sur la Figure III-53. L’axe de ce tourbillon est 
identifiable sur la Figure V-8 entre les valeurs positives et négatives de la vitesse 
longitudinale. Les valeurs importantes de vorticité obtenues sur les composantes z et y 
correspondent bien à l’axe de ce tourbillon. Toujours dans la perforation, sur la composante x, 
une zone tour one de jet et 

 zone à basse vitesse (2). Dans le cas d’une injection axiale, Mendez [62] a également mis 
en évidence des structures cohérentes dans cette région grâce à une simulation aux grandes 
échelles. Dans  la paroi de la perforation, on décèle aussi 

(1) 

(2) 

(4) 

(3) 

Figure V-10 : Vorticité instantanée (axes en 
Rotationnel. En bas F*Rotation

billonnaire est détectée dans la zone de cisaillement située entre la z
la

 le même secteur, en s’approchant de
deux zones de vorticité supplémentaires sur la composante x. Ces zones correspondent aux 
gradients de vitesse secondaire engendrés par le tourbillon interne (voir Figure V-15).  
 Au dessus la perforation, la forte interaction entre le jet et l’écoulement principal 
génère des structures orientées selon l’axe y (4). C’est une différence par rapport à l’injection 
axiale pour laquelle Mendez [62] a montré une vorticité orientée sur un axe normal au plan 
médian de l’orifice.  

 
 Les tests préliminaires sur les calculs instationnaires (paragraphe III.2.4) ont montré la 
capacité de l’approche URANS à prendre en compte les mouvements de l’écoulement à l’aval 
de l’injection avec une bonne résolution. Ce comportement est également observé sur le jet en 
giration. L’interaction avec l’écoulement principal qui génère un mouvement de battement du 
jet est identifiable sur la Figure V-11. On observe également une structure cohérente qui se 
détache du coté du bord d’attaque. 
  

 - 122 - 



ETUDE DANS UNE ZONE  DE DILUTION 

Instant 1 

 
Figure V-11 : Champs de concentration à d ents sur un plan situé à 10 mm de la paroi. 

(axes en mètres)  

 

 

eux instants différ

 
Figure V-12 : Vorticité corrélée au champ de pression à deux instants différents à 10 mm de la paroi 

En haut : instant 1. En bas : instant 2. 
(axes en mètres)
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 Pour analyser la nature des structures obtenues, l’opérateur F*Rotationnel est appliqué 
sur le plan à 10 mm de la paroi aux deux instants de la  Figure V-11. On observe sur la 
composante x des structures cohérentes localisées dans la zone d’interaction entre 
l’écoulement principal et le jet. Les deux tourbillons contrarotatifs sont aussi clairement 
identifiables. On constate que le tourbillon situé du côté du bord de fuite reste cohérent sur 
une distance importante et finit par sortir du domaine. Au contraire, celui situé du côté du 
bord d’attaque est atrophié et il se dissipe rapidement.  Sur la composante y, on observe en 
aval de l’injection des mouvements qui s’apparentent à des allées périodiques de sillage. 
 
 La prise en compte de ces mouvements cohérents rendue possible grâce au calcul 
URANS entraîne un champ de concentration
calculs RANS en aval du jet (dès x=0,02 m). La Figure V-13 montre que la diffusion du jet 
est beaucoup plus grande lorsque le modèle Semi-Déterministe est employé. 

 

 

Champs de vitesse en sortie de l’orifice 

 

 moyenne assez différent de celui obtenu par 

RANS URANS moyen 

Figure V-13 : Champs de concentration sur un plan situé à 10 mm de la paroi. 
A gauche : calcul RANS. A droite : calcul URANS moyenné. 

(axes en mètres) 

 

V.3.2.2 
 Pour les simulations numériques utilisant une approche de type injections locales, la 
connaissance de la distribution de vitesse est nécessaire. En effet, à cause de l’hétérogénéité 
de cette dernière, Most [71] démontre qu’il faut adapter la surface d’injection du modèle 
numérique pour injecter à la fois le bon débit massique et le bon débit de quantité de 
mouvement. L’étude suivante a pour but la connaissance du champ de vitesse en sortie de 
l’orifice. L’influence du taux de soufflage, de l’angle de giration et du modèle de turbulence 
est discutée. 
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V.3.2.2.1 Influence du taux de soufflage 
 Deux calcu ont réalisés avec deux taux de soufflage différents : M=7,5 et 
M=2,3. Les résultats dans le plan de sortie de l’orifice sont présentés sur la Figure V-14. Dans 
les deux cas, une zone de jet, à forte vitesse se forme du coté du bord d’attaque. Cette zone de 
jet ento one à faible vitesse. Pour le cas à fort taux de soufflage, il se forme dans la 
perforation un tourbillon unique au centre duquel les vitesses sont très faibles (Figure V-15). 
La trace de ce tourbillon est visible dans le plan de sortie par la présence d’une zone à très 

e U0=2). Dans le cas du taux de soufflage modéré (M=2,3), deux tourbillons 
é s se forment dans la perforation (Figure V-15). La trace du tourbillon le plus 
est visible dans le plan de sortie du fait de la présence d’une zone à faible vitesse 

(V/U =1) à proximité du centre (x=y=0). 
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Figure V-14 : Isovaleurs du module de vitesse. 
A gauche : M=7,5. A droite : M=2,3 

 
Figure V-15 : Isovaleurs de la vit  coupe (décrit en Figure III-54). 

A gauche  : M=2,3. 
(axes en mètres) 

esse normale et vecteurs dans le plan de
 : M=7,5. A droite

 - 125 -  



CHAPITRE V  

 

V.3.2.2.2 Influence du modèle de turbulence 
 Les résultats des calculs RANS et URANS moyenné sont très proches, tant dans le 
plan de coupe au sein de la perforation (Figure V-17) que dans le plan de sortie des jets 
(Figure V-16). Avec les calculs URANS les zones à faible vitesse sont légèrement plus 
importantes. 
 

  
Figure V-16 : Isovaleurs du module de vitesse. 

A gauche : Calcul RANS. A droite : calcul URANS. 

 
 

 
Figure V-17 : Isovaleurs de la vitesse normale et vecteurs dans le plan de coupe. 

A gauche : calculs RANS. A droite : calculs URANS. 
(axes en mètres) 
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V.3.2.2.3 Influence de l’angle de giration  
 En sortie d’un orifice en giration (α=30° et β=90°), l’écoulement est fortement 
tridimensionnel comme le montre la  Figure V-18. Comme dans le cas de l’injection axiale 
(Most [71]) une zone d’accélération est présente du côté du bord d’attaque. Toutefois, cette 
zone est bien plus petite et, par conséquent, la vitesse maximale du jet est plus importante. On 
note également que l’angle de giration entraîne un champ de vitesse dissymétrique.  
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Figure V-18 : Isovaleurs du module de vitesse obtenus par calculs RANS. 

uche : dilution giratoire. A droite : injection axiale (Most [71]).  
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A ga
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V.4 CONCLUSIONS SUR L’ETUDE DANS LA ZONE DE DILUTION 
 
 Les résultats expérimentaux obtenus sur une configuration de type dilution giratoire 
onstituent unc

e
e base de donnée inédite. Les premières analyses montrent une forte interaction 

ntre les jets et l’écoulement principal qui se traduit sur la première rangée par une génération 
importante de turbulence et par des jets qui sont rapidement déviés vers l’aval. Un effet de 
blocage force l’écoulement principal vers le bord d’attaque de la perforation. 
 Les simulations numériques donnent qualitativement des résultats comparables aux 
mesures. Toutefois, la distribution de vitesse en sortie de la perforation est très différente 
puisque une partie du débit sort à proximité du bord d’attaque de l’orifice. De plus, l’effet 
d’accélération de l’écoulement principal est sous-estimé. Ces différences peuvent être dues au 
blocage différent entre l’expérience et le calcul (rangée et jet isolé) et aux conditions aux 
limites imposées sur l’écoulement secondaire. Plus en aval, la forme du sillage et les deux 
tourbillons contrarotatifs dissymétriques sont retrouvés. Toutefois, l’influence du jet latéral 
n+1 est absent dans le calcul. Par conséquent, les comparaisons avec les mesures restent 
qualitatives. 
 Les calculs URANS font apparaître des phénomènes instationnaires. Toutefois, les 
calculs préliminaires réalisés sur la configuration MOLECULES montrent que les paramètres 
utilisés permettent de mieux résoudre ces mo vements dans la zone de sillage des jets. En 
conséquence, les résultats pport au calcul RANS en 
proximité immédiate d  apparaissent en aval. 

râce aux mouvements cohérents capturés, la diffusion du jet est bien plus importante. De 
lus, une analyse de la vorticité permet de relier les champs de vitesse calculés aux structures 

tourbillonnaires et facilite ainsi l’interprétation de l’écoulement. Ce dernier est complexe car 
il a un caractère tridimensionnel très marqué difficile à modéliser.  
 L’étude de l’écoulement dans l’orifice montre une grande influence du taux de 
soufflage sur la structure tourbillonnaire. Cette différence se ressent sur le plan de sortie de 
l’orifice dans la zone à basse vitesse. La zone de jet reste cependant similaire. L’angle de 
giration entraîne une zone à faible vitesse plus importante que dans le cas de l’injection 
axiale. La zone de jet est située du coté du bord d’attaque de l’orifice, comme avec une 
injection axiale, mais sa forme étant différente, les vitesses maximales obtenues sont plus 
importantes. 
 Les travaux présentés dans ce chapitre permettent de mieux appréhender la structure 
de l’écoulement et donne des indications sur l’influence de certains paramètres de 
l’écoulement. Néanmoins, l’analyse des écarts observés entre le calcul et les mesures doit être 
poursuivie afin de mieux comprendre l’interaction entre le jet et l’écoulement principal.  

 

u
moyens montrent peu de différences par ra

es jets alors que des différences importantes
G
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CONCLUSION GÉNÉRALE ET PERSPECTIVES  

 Dans le contexte actuel de réduction des  
performances des mo bres de combustion est 
une clé technologique. Les trois objectifs de ce ail ont vis ion de la 
dynamique et du mélange de l’écoulement, la four
l’amélioration s simulations 
numériques, et l’optim versale 
des orifices d’injection. 
 Pour atteindre ces objectifs, ce travail a commencé par une étude bibliographique. 
Celle-ci a permis d’identifier le rôle de certains paramètres. Toutefois, les données concernant 
la dilution giratoire ont mis en évidence un manque d’information. En particulier, l’influence 
de l’angle de giration sur la dynamique du film de refroidissement n’avait pas été étudiée. De 
plus, la description des jets orientés dans un sens transverse à l’écoulement était peu connue.  

Pour pallier à ces manques, deux bancs d’essais ont été mis en place pour réaliser des mesures 
optiques. Le choix des caractéristiques des surfaces multiperforées et des points de 
fonctionnement fut décidé en concertation avec Turbomeca pour une application immédiate 
des résultats aux moteurs aéronautiques.  
 Pour étudier l’influence de l’angle de giration, des mesures de vitesse et de 
concentration on été réalisées sur une configuration à échelle 1. Cette étude a montré que la 
dilution giratoire, grâce à l’allongement du temps de transit des gaz de refroidissement qu’elle 
implique, permet d’obtenir un film de refroidissement bien plus épais qu’avec une injection 
axiale, tout en conservant dans ce film une concentration en gaz frais analogue. La technique 
d’injection pariétale de type dilution giratoire a donc une grande capacité de protection de la 
paroi et un  pouvoir de dilution grandement supérieur à l’injection axiale. L’analyse de la 
turbulence générée par des films issus d’une injection axiale ou d’une injection giratoire nous 

émissions polluantes et d’augmentation des
teurs aéronautiques, le refroidisse

trav
ment des cham

é la compréhens
niture d’une base de données pour 

de la prise en compte de l’injection par multiperforation dans le
isation des techniques de refroidissement par l’orientation trans
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amène à conseiller des modèles capables de prendre en compte l’anisotropie de la turbulence 
lors des simulations numériques. La base de donnée réalisée lors de cette étude a été transmise 
à Turbomeca. En confrontant à ces mesures des calculs réalisés par leurs soins, leur modèle 
d’in n

Une étude expérimentale à grande échelle a été entreprise sur une configuration de 

urs stratégies de 

ANS permet de bien résoudre des mouvements cohérents en aval de l’injection. 

billons à grande échelle, anisotropie), des calculs instationnaires sont 

 plus 
nes concernant la turbulence. Pour analyser cette dernière et quantifier l’anisotropie, nous 

andons de diagonaliser le tenseur de Reynolds et de travailler sur les invariants, en 
suivant la procédure de Escudié et Liné [24]. Une analyse des capacités des modèles de 
turbulence à décrire correctement ce type d’écoulement pourra être dégagée. 

jectio  de type MultiPerforation a été amélioré. 
 
dilution giratoire. Sans équivalent dans la littérature, cette étude constitue un travail original. 
Elle a permis de décrire en détail la structure complexe des jets en giration. Celle-ci est 
fortement tridimensionnelle et intrinsèquement instationnaire. L’étude s’est concentrée sur la 
première rangée ou l’interaction avec l’écoulement principal est très importante.  
 Pour calculer un tel jet, l’étude bibliographique a fait ressortir plusie
calcul ainsi qu’un comportement turbulent anisotrope et développant des structures à grandes 
échelles qui met en défaut les modèles de turbulence RANS standard. Ces conclusions ont 
conduit le choix d’une stratégie de calcul complet autour de la perforation et l’utilisation 
d’une approche URANS pour la prise en compte de la turbulence. Pour réaliser ce type de 
simulations numériques une fermeture Semi-Déterministe a été implantée dans le code 
CEDRE. Initialement écrite pour un modèle kε, cette fermeture a été adaptée au modèle kL et 
également implantée dans le code CEDRE. Son utilisation a permis un gain en temps de 
calcul important sans dégradation des résultats. Des tests préliminaires ont montré que 
l’approche UR
Sur les champs moyens, cette prise en compte apporte une amélioration de la diffusion par 
rapport aux calculs RANS. 
 Le modèle kL doté de la fermeture Semi-Déterministe a ensuite été utilisé sur le cas 
d’un jet en giration. En aval de l’injection, les mêmes conclusions que pour les tests 
préliminaires ont été tirées. L’analyse de la vorticité a permis de montrer la structure 
complexe du jet et son caractère tridimensionnel très marqué. 

 
 
 
Perspectives 
 
 Pour optimiser la technique d’injection par multiperforation, le banc d’essai à échelle 
un pourrait être utilisé avec d’autres paramètres (débits, angle β à 45°, espacement des 
orifices). Concernant la simulation numérique de cette configuration, l’étude expérimentale 
ayant montré la présence d’une turbulence difficilement modélisables par une approche 
RANS (tour
recommandés. 
 Le travail réalisé sur la configuration à échelle 12,5 n’est qu’une première étape. Les 
mesures PIV devront se poursuivre au cœur de la zone multiperforée. De plus, des mesures 
LDA devront être réalisées pour valider les mesures PIV et accéder à des informations
fi
recomm
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 Les simulations numériques effectuées sur la configuration à grande échelle ne 
constituent également qu’un premier pas. La reprise du calcul du jet isolé en giration en 
ménageant une condition de sortie dans la veine du bas et en imposant le saut de pression 
expérimental semble nécessaire pour vérifier si l’écoulement secondaire influence le 
comportement du jet. Dans un second temps, le domaine de calcul pourra être adapté pour 
simuler toute la première rangée en imposant des conditions de périodicité. L’interaction entre 
les jets serra ainsi observée. Enfin, le calcul complet de la maquette devra être envisagé. 
 L’étude à grande échelle au milieu de la zone dilution devrait permettre de dégager des 
informations utiles pour améliorer les modèles d’injections. En particulier, les observations 
des structures tourbillonnaires et des contraintes turbulentes pourront servir à améliorer la 
prise en compte de la turbulence générée par les injections pariétales de type dilution 
giratoire. 
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A1

 osante de la vitesse est basée sur l’effet Fizeau – Doppler : une 

fréq
Pour comprendre le mécanisme de l’effet Doppler, considérons deux cas élémentaires : le cas 

sch

(

. PRINCIPE DE L’ANEMOMETRIE DOPPLER LASER 

A1.1. Principe de l’effet Doppler 
La mesure d’une comp

onde frappant une particule en mouvement sera diffusée avec une fréquence différente de la 
uence incidente. On appelle fréquence Doppler la différence entre les deux. 

d’un émetteur fixe et d’un récepteur mobile puis le cas inverse, comme représenté sur le 
éma ci-dessous : 

a)  (b)  

EF 
RM

EM RF 

Figure A1-1 : Principe de l'effet Doppler [1] 

Pou
(a) Émetteur Fixe, Récepteur Mobile ; (b) Émetteur Mobile,  Récepteur Fixe 

r le cas (a), une onde de longueur λ est émise à la vitesse c  à partir d’un émetteur fixe. Sa 

fréquence est donc 
λ

υ = . Le récepteur se déplace à la vitesse uc r  et dans son référentiel 

de arrive avec une vitesse kucl’on
rr.− . En conséquence, la fréquence perçue par le récepteur 

: est 

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−=

−
=′

c
kukuc
rrrr .1. υ

λ
υ  

Dans le cas (b), l’émetteur est mobile et se déplace à la vitesse ur , mais l’onde de longueur λ  
toujours émise à la vitesse absolue c . Eest n conséquence, teur reçoit la fréquence  le récep

λ
υ c

=′′ . Dans le référentiel de l’émetteur l’onde se déplace à la vitesse kuc
rr

− . D’où la 

relation suivante :   

c
lu
rr.1−

′
=′′ υυ  

Pour mesurer la vitesse d’une particule, on peut maintenant envisager le cas où l’émetteur et 
le récepteur sont fixes tandis que la particule est en mouvement, comme illustré sur le schéma 
suivant : 
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u

Figure A1-2 : Principe de l'effet Doppl

 
En s’appuyant sur les deux cas élémentai
s’écrit alors :  

er avec 
mou

c
′=′′ υυ

Par différence entre la réception et l’émissio

D −′′= υυ

υ⇒<<
c
lu
rr

1.

 
Deux techniques permettent alors la détectio
• la Vélocimétrie Doppler Globale (DGV
• la vélocimétrie laser à franges 
Pour nos mesures, nous avons utilisé un sys

A1.2. Vélocimétrie laser à frange
 Une source laser continue émet un 
monochromatique cohérente par une lam
transportés jusqu’à la tête d’émission via u
collimatés et croisés au point focal de la len
volume de mesure représenté sur la figure 
présentant un petit et un grand axe qui 
respectivement. Les faibles dimensions du
dans l’espace de ce type de mesure. 

 

⊥

 
 un récepteur fixe et une particule en 

res précédents, la fréquence vue par le récepteur 

un émetteur fixe,
vement [1] 
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n, on obtient la fréquence Doppler : 
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n de cette fréquence Doppler : 
) 

tème de vélocimétrie laser à franges.  

s 
rayon qui est séparé en deux faisceaux de lumière 

e semi-transparente. Les rayons sont ensuite 
ne fibre optique. Au niveau de cette tête, ils sont 
tille d’émission, créant, au point de croisement, un 
ci-dessous. Ce dernier s’apparente à un ellipsoïde 
mesurent dans notre cas 90,5 µm et 1,31 mm 

 volume de mesure justifient le caractère localisé 
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2φ 

Figure A1-3 : Croisement des faisceaux et volume de mesure 

 
Du fait de la différence de marche liée à l’angle d’incidence 2φ entre les deux rayons, un 
réseau anges d’interférences alternativement sombres et brillantes apparaît dans ce 
volum esure. Par des considérations géométriques présentées sur la Figure A1-3, on 
calcu a distance interfrange ∆x :  

 de fr
e de m

le l
λ

ϕsin2
=∆x

 Soit d ulement qui 

 

es particules microniques se déplaçant à la même vitesse U que l’éco
les entoure. Lorsque l’une d’elle traverse les franges d’interférence, elle ne diffuse de la 
lumière qu’à la rencontre d’une frange brillante (figure ci-dessous) : 

 
Figure A1-4 : Scintillement d'une particule passant dans une frange brillante [Girardot et al, 1999] 

s’écrit :

 
La fréquence émise par la particule à la traversée successive des franges brillantes et sombres 

 

λ
ϕυ

xD =
∆

=  

On remarquera que, dans l’équation obtenue, la relation entre la fréquence émise et la 
composante normale aux franges (U) de la vitesse de la particule est linéaire. 
 Le récepteur est un photomultiplicateur. Il converti la lumière diffusée par la particule 

sin2UU

lorsqu’elle traverse les franges brillante, en un signal électrique. Un processeur en donne la 
fréquence caractéristique  et un ordinateur permet enfin de  collecter, traiter et présenter les 
résultats.  
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Figure A1-5 : Système LDA à une composante fonctionnant en diffusion avant 

 
Deux configurations de collecte du signal lumineux diffusé par la particule sont envisageable : 
le photomultiplicateur peut être placé en diffusion avant, c' t-à-dire du coté opposé à la tête 

e-même. 
 Cette deuxième solution présente l’avantage non négligeable de diviser par deux tous 
les réglages nécessaires lorsque l’on souhaite, par exemple, modifier la position de l’émission. 
Cependant, lorsqu’une particule est éclairée, elle diffuse de la lumière de façon anisotrope. La 
théorie de Mie (1908) démontre que certaines directions se trouvent favorisées (figure ci-
dessous).  

es
d’émission (cas de la figure ci-dessus), ou bien en rétrodiffusion, également appelée diffusion 
arrière, où cette fois la lumière diffusée est détectée dans l’optique d’émission ell

Cellule 
de Bragg 

Onde 

Photomultiplicateur

incidente 

 
Figure A1-6 : Intensité de la diffusion de Mie 

 

e la vitesse, la méthode du défilement des franges est 
employée. Un modulateur acousto-optique appelé « cellule de Bragg » (Figure A1-5) est 
utilisé pour ajouter une fréquence optique à l’un des faisceaux incident et, par conséquent, les 
interfranges formées dans le volume de mesure se déplacent avec une vitesse constante bien 

 iplicateur en position de diffusion avant assure 
une cadence d’acquisition bien meilleure qu’en rétrodiffusion.  Dans le cadre de notre étude 
c’est la solution que nous avons retenue. 
 La composante de la vitesse mesurée est perpendiculaire au plan des franges, mais une 
ambiguïté subsiste sur le sens de passage de la particule car une même fréquence peut 
correspondre à une vitesse positive ou négative. De plus, les particules immobiles donnent 
une fréquence nulle et dans les écoulements turbulents, deux particules se déplaçant à la 
même vitesse mais dans des sens opposés donnent un signal incohérent. Pour lever cette 
ambiguïté, et déterminer le signe d

En conséquence, placer le photomult
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déterminée. Dès lors, une particule immobile dans le volume de mesure émet un signal dont la 
fréquence correspond à la vitesse de défilement des franges. Ainsi, la vitesse d’une particule 
en mouvement s’additionne ou se soustrait à la vitesse de défileme
 
 Pendant les essais, le signal obten le photomultiplicateur est observé sur un 
oscilloscope afin d’apprécier la esure et donc de s’assurer de la qualité 
combinée des optiques, de ncem  la réception. 
  L’émission de deux à trois paires de fa ère différents rend possible la 
mesure simultanée de deux ou trois composante de e de mesure étant alors 
formé de deux à trois réseaux de franges d’interférences, de couleurs et de directions 
différentes.  
 
 
 
Référence 
 
[1] Notes de cours « Principes fondamentaux sur les techniques fil chaud, Vélocimétrie 
Doppler Laser et Phase Doppler Laser », LEHRSTUHL FUR STROMUNGSMECHANIK. 
 

ent et des réglages de
isceaux de lumi

 la vitesse, le volum

 l’enseme

u par 
 qualité de la m

nt des franges. 



ANNEXES 

 

A2. CALCUL AU PREMIER ORDRE DES ECOULEMENTS 
TURBULENTS 

A2.1. Établissement des équations de bilan en compressible 
 En 1894, O. Reynolds proposa de considérer les mouvements turbulents comme la 
superposition d’un mouvement moyen prédictible, déterministe, et d’un mouvement 
complètement aléatoire, turbulent, descriptible par des modèles statistiques. Dans ce 
document, la moyenne d’ensemble du mouvement, qui est la moyenne d’un phénomène sur n 
expériences, est considérée. 
Les équations de bases de la mécanique des fluides sont ici reprises en tenant compte de la
compressibi

 
lité du fluide. Dès lors, la moyenne de Favre est utilisée.  

 
• Moyenne de Favre 

Elle s’appuie sur la moyenne d‘ensemble de la masse volumique : ρρρ ′+= . La Moyenne 
de Favre est donc une moyenne d’ensemble, pondérée par la masse volumique et s’écrit :  

ρ
ρff =

~   avec  fff ′′+=
~  

où f , f~  et f ′′   correspondent respectivement aux quantités instantanée, moyenne  et 
fluctuante . On va transformer toutes les toutes les équations instantanées en décomposant 
toutes les variables selon Favre, à l’exception de la masse volumique et de la pression et en 
appliquant ensuite une moyenne d’ensemble. 
 

• Continuité 

En notant que ii Uu ~ρρ =  il vient : 

 0
~

=
∂

+
∂ iUρρ

 
∂∂ ixt

Équation A2-1 

’intérL êt de l’utilisation de la moyenne de Favre réside dans le fait que l’équation de 
continuité obtenue est de forme conservative. 
 

• Équation de Reynolds 

Le principe fondamental de la dynamique permet d’aboutir à l’équation de quantité de 
mouvement instantanée (ou équations de Navier-Stokes) : 

ij
jij

jii

xx
P

x
UU

t
U

τ
ρρ

∂
∂

+
∂
∂

−=
∂

∂
+

∂
∂

 

Dans cette équation les forces volumiques n’apparaissent pas car elles sont négligées pour les 
applications qui nous concernent.  
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L’air est considéré comme un fluide Newtonien, ce qui permet d’écrire que le tenseur des 
contraintes visqueuses est proportionnel à la partie symétrique du tenseur des taux de 
déformation :  

ij
k

k
ijij x

U
S δηµτ

∂
∂

+= 2  avec ⎟
⎟
⎠

⎜
⎜
⎝ ∂

+
∂
∂

=
i

j

j

i
ij xx

U
S

2
1  

où 

⎞⎛ ∂U

µ  est la viscosité de cisaillement (ou dynamique) et η  est la viscosité volumique. 
L’hypothèse de Stokes, valide pour des gaz monoatomiques et utilisée ici pour l’air, s’écrit : 

032 =+ ηµ . Le tenseur des contraintes s’écrit alors : 

⎟⎟
⎠

⎞⎛ ∂U
⎜⎜
⎝ ∂

−= ij
k

k
ijij x

S δµτ 3
12  

’hypothèse de Stokes se justifie par le fait que la trace du tenseur des contraintes s’écrit en 
nction de la divergence du champ de vitesse uniquement et vaut donc zéro en 

ible. 

L
fo
incompress
 
En notant que gfgffg ′′′′+= ρρρ ~~ , on applique la moyenne de Favre aux équations de Navier 
Stokes et on obtient l’équation du mouvement moyen, où équation de Reynolds : 

( )jiij
jij

jii uu
xx

P
x

UU
t
U ′′′′−

∂
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+
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∂

∂
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ρρ

~~~
  Équation A2-2 

avec 

 ⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛

∂
∂

−= ij
k

k
ijij x

U
S δµτ

~~2 3
1  Équation A2-3 

Le tenseur de Reynolds jiuu ′′′′− ρ  apparaît. Cette quantité représente l’influence du mouvement 
fluctuant sur le mouvement moyen. Dans le bilan de quantité de mouvement moyenne, tout se 
passe comme si ces corrélations étaient à l’origine de forces de surface ou contraintes 
supplémentaires. Elles sont de ce fait dénommées contraintes turbulentes ou tensions de 
Reynolds. Le mouvement fluctuant n’étant pas calculé directement, toute la difficulté va 
consister à modéliser le plus finement possible ce tenseur de Reynolds.  
 

• Équation de conservation de l’énergie totale : 

L’énergie totale est la somme de l’énergie interne et de l’énergie cinétique :  

 iiuueE ρρρ 2
1

int +=  Équation A2-4 

Un bilan de puissance permet d’écrire l’équation instantanée de conservation d’énergie 
totale : 

 ⎥
⎦

⎤
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ρρ
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σ
µλ Cp=  Équation A2-5 

Notons que le flux de chaleur est considéré proportionnel au gradient de la température selon 
l’hypothèse de Fourier. 
 
En décomposant cette équation et en appliquant une moyenne d’ensemble, on obtient : 

                      ⎥
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~~~
 Équation A2-6 

où E~ρ  est l’énergie totale du mouvement moyen et s’écrit :  
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( )kUUeuueEE iiii
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int ++=+== ρρρρρ  
Par différence entre le mouvement instantané et le mouvement moyen on écrit : 

iiuUeEEE ′′+′′=−=′′ ~~
int ρρρρρ  

En intégrant cette dernière décomposition dans l’équation 2-6, on obtient : 
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L’équation devient : 
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Dans CEDRE,  la fluctuation de vitesse est néglig e et l’é
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A2.2. Transport des grandeurs turbulentes 
Le modèle kε s’appuie sur l’énergie cinétique turbulente 
écrire la viscosité turbulente, selon l’équationd  :  

 
ε

ρµ µ ~

~2kCt =  

A2.2.1. Transport de l’énergie cinétique tur
Pour obtenir l’équation de transport de  une pk , re

équation de ilan pour les composantes du tenseur de Re
(i=j) dans ette équation de façon à faire appara
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~2"""" ρρρ == . Une deuxième méthode  qu

décomposition de l’énergie cinétique moyenne :  
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L’équation pour l’énergie cinétique instantanée se dé
multipliant scalairement par , soit : iU
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Équation A2-7 
s la relation  : TCe p=int
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 et son taux de dissipation ε  pour 

Équation A2-9 
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ière méthode consiste à écrire une 

nolds, puis à contracter les indices 
re l’énergie cinétique turbulente 
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En ultipliant par Um i
~  l’équation du mouvement moyen, on obtient l’énergie cinétique du 

mouvement moyen (Chassaing) : 
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Par différence entre le deux équations précédentes, on obtient l’énergie cinétique du 
mouvement fluctuant : 

[ ] ( )
j

ji
j

ij
iiji xxxxxxt ∂∂∂∂∂∂∂

iiiiiijii

j

jiii U
uu

uu
p

u
P

uupuP
x

uuu ∂′′′′−
′′∂

−
′′∂

+
′′∂

+
′′∂

+
′′+′′∂

−=
∂

′′′′′′
+

~
'

'Ukk +∂∂
~~~

2
1

ρτ
τρ

 

ne  (Bailly, 
Gailliègue) : 

ρρ

ce qui s’écrit encore, en combinant les deux termes de pression moyen
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  Équation A2-10 
ans l’équation obtenue, on reconnaît les termes de prod

diffusion (D, E et F) et deux corrélation dues aux effets de compressibilité (G et H). La 
 de Rey

D uction (B), de dissipation (C), de 

modélisation du tenseur nolds ayant fait l’objet du paragraphe précédent, on déduit 
immédiatement la production. Il reste à modéliser les termes C à H. En décomposant les 
termes contenant le tenseur des contraintes et en regroupant ceux faisant apparaître la 
fluctuation de pression, il vient : 
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  Équation A2-11 
La e cinétique turbulente a été réalisée pour 

précédente en 
e sur le cas des 

coulements compressibles. 

 aux écoulements incompressibles 

n incompressible la moyenne de la fluctuation de vitesse 

modélisation de l’équation de transport de l’énergi
des écoulements incompressibles. Nous réécrivons donc l’équation 
incompressible pour effectuer les modélisations et nous reviendrons ensuit
é
 
Passage

E iu ′′  est nulle et la m
au sens de Reynolds : 

oyenne est prise 
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Dans le membre de droite de cette équation, on reconnaît respectivement le ter
production de k, la dissipation visqueuse, la diffusion moléculaire, le transport de l’énergie 
cinétique pa e des forces de 
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En considérant la relation ijij
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ij x∂
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∂
 valable pour tout tenseur T  symétrique, on écrit : ij
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tuant est n le pour les 
écoulements compressibles, l’équation précédente devien
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Le term  de la viscosité turbulente 
par une

turb y lds où la diffusion par ag tation 
moléculaire est négligeable devant celle par agitation turbulente. 
 

ulence homogène ou bien à grand nombre de Re

Dans le m e équation de transport 
p

e de diffusion par agitation turbulente est modélisé à l’aide
 loi de type gradient :  
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n-vitesse est beaucoup moins facile à modéliser, et de plus, on ne 
dispose pas d’informations expérimentales. Ce
modélisation de la diffusion de k :  
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où 

⎞∂∂∂∂′′′∂ kpuuu µρ1 ' ⎛

kσ  représente un nombre de Prandtl turbulent. Dans le modèle standard, 0.1=kσ , 
autrement dit, le terme de corrélation pression-vitesse est négligé et on suppose que les 
comportements diffusifs de l’écoulement moyen et de k sont identiques. 

our les Finalement, l’équation de transport de l’énergie cinétique turbulente modélisée s’écrit p
écoulements incompressibles : 



ANNEXES 

*ρε
σ
µ

µρ
ρρ

−
⎥
⎥
⎦

⎤

⎢
⎢⎜⎜ 
⎣

⎡

∂
∂

⎟⎟
⎠

⎞

⎝

⎛
+

∂
∂

+
∂
∂′′−=

∂

∂
+

∂
∂

jk

t

jj

i
ji

j

j

x
k

xx
U

uu
x
Uk

t
k

 Équation A2-12 

Ainsi l’apparition directe du taux de dissipation dans l’équation précédente a sans doute 
poussé au choix de cette variable comme seconde grandeur à transporter pour décrire la 
viscosité turbulente. 

 compres le 

Dans le cas des écoulements compressibles il faut tenter de modéliser le second membre de 
l’Équation A2-11. Si la démarche semble être la même qu’en incompressible, la difficulté 

sée pour prendre en compte les effets de compressibilité dans le calcul 
de la dissipation consiste à écrire la dissipation 

 
 
Retour au sib

réside dans le fait que l’obtention de la pseudo dissipation utilisait l’hypothèse d’un champs 
de vitesse à divergence nulle, ce qui n’est plus le cas en présence d’écoulement compressible. 
La méthode la plus utili

ε  comme la somme de deux 
contributions associées respectivement à la partie incompressible et à la partie compressib  
du champs turbulent de vitesse : 
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La modélisation de sε  correspond donc à celle de ∗ε  et elle est détaillée au paragraphe 
suivant. Plusieurs modélisations sont proposées pour dε  : Zeman, Sarkar, ou Dash. Toutefois 
ces modèles ne sont pas très répandus. 
 
Par ailleurs, la fluctuation iu ′′  n’est pas nulle et peut être modélisée suivant Jones par une loi 
de type gradient :  
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λµσ /=  qui désigne le nombre de Prandtl turbulent est compris entre 0,7 et 1. 
 
Toutefois, dans le code CED iu ′′RE utilisé, les termes fonction de la fluctuation  sont négligés, 

e la dissipation, et l’équation de transport de k tout autant que la partie dilatationnelle d
modélisée s’écrit finalement : 
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A2.2.2. Transport de la pseudo dissipation 
Une expression approchée du taux de dissipation ε  de l’énergie cinétique turbulente k est 
souvent utilisée. Par définition, nous avons :  
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pour une turbulence incom nombre de Reynolds est élevé ou lorsque la 
turbulence est homogène, on peut approcher la dissipation 

pressible. Lorsque le 
ε  par la pseudo dissipation, notée 

 :  ∗ε
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La méthode pour obtenir une équation de transport consiste à chercher une équation pour la 
ième composante de fluctuation de vitesse en faisant la différence entre l’équation de 
conservation de la quantité de mouvement et sa formulation moyennée au sens de Reynolds : 
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La modélisation des différents termes intervenants dans cette équation n’est pas aisée, 
d’autant plus qu’aucune des quantités n’est accessible expérimentalement. On retiendra 
simplement que le terme de production e1 est approché par : 
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elles, les termes e3 et e7 sont regroupés et, pour des 
ombres de Reynolds élevés, sont contrôlés par la cascade d’énergie, la viscosité ne jouant 
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n
aucun rôle : 

ρεε
ε k

Cee 2)73( −=+  

Le terme de transport (e4) est fermé par une expression en 
terme (e6) : 
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terme e5 :  
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Enfin, une analyse d’ordre de grandeur montre,  (Launder) que le terme (e2) est d’un ordre de 

pressible : 
grandeur plus petit en nombre de reynolds. L’équation de transport modélisée sur la 
dissipation s’écrit donc en incom
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où εσ , 1εC  et 2εC sont trois constantes du modèle.  
 
Passage au compressible 

a dissipation est séparée en deux contributions associées respectivement à la partie 
rtie compressible du champ turbulent de vitesse : 

L
incompressible et à la pa

dsnelledilatationesolénoîdal εεεεε +=+≈  
Seule la dissipation solénoïdale est transportée. Elle est identifiée à la pseudo dissipation dans 
l’équation A2-15 qui est réécrite en considérant les moyennes au sens de Favre : 
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  Équation A2-16 
 

iu ′′Notons que dans le code CEDRE, la fluctuation de vitesse  est négligée. 

A2.2.3. Détermination des constantes du modèle kε 
Constante Cµ 
L’expression même du cisaillement turbulent en couche limite turbulente bidimensionnelle 
plane en moyenne donne : 

y
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En appliquant cette expression à la région d’équilibre énergétique entre production et 
dissipation, de k où ε=∂∂− yUvu /''  la substitution du gradient de vitesse conduit à 

( ) 22
/'' kvuC =µ . Or, en référence aux données expérimentales dans cette configuration, 

Bradshaw et al. Ont conclu à une valeur sensiblement constante du rapport kvu /''  de l’ordre 
de 0,3. On en déduit donc C . 

tenue. 
ette question a été examinée par Cazalbou et Bradshaw [16] qui ont conclu à une large 

 estimations conduisent, dans la limite  à de valeurs 
de 0,05 et 0,065 pour la couche limite et le canal plan respectivement. Une telle décroissance 
st également observée sur les mesure de Laufer en conduite cylindrique [5

pour l’écoulement à faible nombre de Reynolds (50 000) et Cµ = 0,06 pour celui à fort 
eynolds (500 000). 

 
Consta

09,0=µ

Les spécificités de ce calage posent la question de « l’universalité » de la valeur ob
C
dépendance de Cµ au type d’écoulement (entre 0,03 et 0,6). Ces mêmes auteurs ont également 
dégagé une influence significative du nombre de Reynolds, dont l’augmentation se traduit par 
une décroissance de Cµ. Leurs ∞→τRe

e 2] avec Cµ = 0,1 

R

nte Cε2 
Cette constante est la seule qui subsiste en situation de turbulence homogène et isotrope où les 
équations de fermeture du modèle se réduisent à :  
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la valeur de Cε2 se déduit directement du taux de décroissance énergétique en T.H.I selon : 
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L’ensemble des travaux expérimentaux s’accorde sur une loi de décroissance énergétique en 
puissance ntAk ×= , l’exposant n étant compris entre -1,25 selon Comte-Bellot et -1 selon 
Batchelor. La relation précédente fourni : ( ) nnC /12 −=ε  ce qui conduit à une valeur 
comprise entre 1,8 et 2,0. L’indication de 1,92 comme valeur standard intègre en réalité un 
effet « d’optimisation par l’usage ». 
 
Constante Cε1 
Le calage de cette constante fait référence à la région logarithmique de l’écoulement de 

ermes d’a équation de 
transport de la dissipation s’écrit : 
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Considérant que dans cette région les profils de U, k et ε peuvent être représentés par :  
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L’équation précédente, avec ykarUt τν =  conduit à : 

µεσ C

Avec les résultats antérieurs et un nombre de Prandtl de dissipation 3,1=ε

εε
karCC

2

21 −=  

σ , cette égalité 
fourni 44,1  à condition de prendre pour constante de Von Kár1 =εC m soit une 
valeur légèrement supérieure à celle généralement utilisée (

án 435,0=kar
41,0=kar ). 

Cµ Cε1 Cε2  σk σε

Pour récapituler, les constantes standard valent :  
 

 
Hypothèse Équilibre Région log THI   

Valeur 0.09 1.44 1.92 1.0 1.3 
Tableau A2-1 : constantes du modèle k-ε standard 

 

A2.2.4. Transport de la longueur turbulente 
de

 transport d’une « longueur turbulente ». Celle-ci est définie à partir de la viscosité 
turbulente : 

 Le modèle k-ε standard, décrit au paragraphe précé nt, est ici utilisé pour obtenir une 
équation de

 LkCt
2/14/1 ~ρµ µ= . Par égalité des viscosités turbule odèles Kε et KL, 

on obtient la relation suivante :  
ntes des m

εµ

2
3

4
3 kCL =  

 - 153 -  



ANNEXES 

Par rapport au modèle Kε standard, l’équation de transport de l’énergie cinétique turbulente 
st inchangée. Il reste à définir une équation de transport pour L. Pour cela

d’abord une dérivée logarithmique de l’équation pour expliciter la variation de L : 
e , on réalise tout 
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ε2  Équation A2-17 

ulaire. On décomposant L, k et ε et en utilisant la continuité, on a : 
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=+= . On écrit alors : 

 
DtDt

DLkD
k
LLD

Dt
ρε

ε
ρρ

−= 3  Équation A2-18 

récédente : 
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On injecte alors les équations de transport de k (10) et de ε (12) dans l’équation p
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n remanie ensuite l’équation A2-15 pour écrire le gradient de ε en fonction des gradients de 
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ier terme de diffusion et l’injection du changement de variable 
(19) donne, en supposant σL=σε : 
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 Équation A2-21 
L’équation obtenue peut désormais être considérée comme un modèle « original » pour 
procéder au calage des constantes. On écrit : 
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 Équation A2-22 

où A, B, C, D, et E sont des constantes qu’il va falloir optimiser en confrontant calculs et 
xpériences. 

 

e
 
Pour le calcul « bas Reynolds » proposé dans CEDRE, une fonction d’amortissent est 
utilisée : 

Lk 2/1Cft
4/1 ~ρµ µµ=          avec   ⎟
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De plus, la source Lρ  doit être corrigée pour que la solution au voisinage des parois 
soit , y compris dans les sous-couches bas Reynolds :  ykarL ×=
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  Équation A2-24 
 
Enfin, les constantes A à E et S sont réajustées et valent, selon l’option haut Reynolds (HR) 
ou bas Reynolds (BR) choisie : 

⎤⎡ ∂∂⎞⎛ ∂⎞⎛ ∂⎟
⎞

⎜
⎛ ⎞⎛ ∂ kLLkLLLProdL

2
2

22
.µµ

 A B C D E S β Option
HR théorique 0,023 0,164 -2 -3/4 3 0,346 0 
HR optimisé CEDRE 0 0,16 -2 0 0 0 0 
BR2 Bertier-Dutoya 0 0,16 -1- 0 0 0 0,4 βf

BR3 MSD-K 0,02 0,14 -1- 0 βf βf2
1−  0 0,4 

BR4 MSD-E 0,02 0,14 -1- βf 2
4
3

µf− 2
2
1 3 µβ ff +− 0 0,4 

Tableau A2-2 : Constantes des modèles K-L linéaires. 
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Dans ce tableau, le modèle « haut Reynolds théorique » est élaboré à partir du modèle k-ε 
standard. 
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A  

Les repè r la maquette à échelle 1 sont les suivants : 

 
Figure A7 : Systèmes de coordonnées utilisés 

Soient Bc et Bp les bases cartésienne et cylindrique décrites ci-dessus. Un vecteur vitesse
s’écrit : 

3. OBTENTION DU TENSEUR DE REYNOLDS COMPLET A PARTIR
DE MEURES 2D 

A3.1. Rotation du tenseur de Reynolds 
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des mesures de vitesse en coordonnées cartésiennes. Pour obtenir des informations en 
coordonnées cylindriques, il faut effectuer une rotation en utilisant la matrice de passage P. 
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Considérons maintenant le tenseur de Reynolds. En coordonnées cartésiennes ou cylindriques 
il s’é ivement : crit respect
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Le tenseur R étant une forme quadratique, on effectue un changement de base en utilisant la 
relation :  PRPR t='  et pour θ = 45° ou 225° on obtient : 
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Ainsi, les mesures sur les profils à 0° (et 180°) et 90° (et  les contraintes 

ales 

⎟
⎞′2u 2

2 u

−

 270°) nous donnent
222  ;  ; θvvu r ′′′  et les contraintes croisées 'et    ' θvuvu r ′′norm . Grâce aux mesures sur les 

profils à 45 et 225° et au traitement mathématique ci-dessus, nous obtenons la contrainte θvvr ′′  
et complétons donc le tenseur de Reynolds. 

A3.2. Validation de la méthode 
Cette méthode est testée sur les contraintes croisées 'et    ' θvuvu r ′′ . Sur les figures ci-dessous, 
les graphes de gauches sont issus des profils à 0 et 90° pour lesquels ces contraintes sont 
mesurées directement. Les mesures sur les profils à 45 et 225° sont utilisées pour calculer ces 
corrélations. Ces résultats sont reportés sur les graphes de droite. La Figure A8 et la Figure 
A9 permettent une évaluation des performances sur les configurations giratoire et axiale 
respectivement. On observe un accord qualitatif. 
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Figure A8 : Vérification de la méthode en dilution 
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Figure A9 : Vérification de la méthode en dilution axiale 
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I. Introduction 
uring the last decades, aeroengine internal cooling has become a crucial issue. Indeed, to reduce polluting 
emissions, new lean injectors are requiring a higher amount of primary air and thus less air is available for 

cooling. Besides, to improve the thermodynamic cycle efficiency, the temperature of this air coming from the 
compressor exit has been doubled in 30 years of engine development, increasing again the difficulty to provide a 
proper thermal protection. To reach the latter, an efficient method called Full Coverage Film Cooling (FCFC) is 
currently used in aeroengines to protect and increase the lifetime of parts exposed to high temperatures. In this 
approach, fresh air coming from the casing goes through a multiperforated liner and enters the combustion chamber. 
The associated micro-jets coalesce and produce a film that protects the internal wall face from the hot gases (Mayle 
and Camarata1, Rouvreau2). As new combustion chamber development requires CFD computations, sub-millimeter 
holes must be taken into account. However, their number is far too large to allow a complete description. A specific 
modelling is required and this modelling must be validated experimentally.  

D 

Crawford et al.3,4 carried out a FCFC heat transfer study with normal, 30 deg slant and 30 deg x 45 deg 
compound-angled holes. They found that the compound-angled injection is the preferable one. To take advantage of 
this conclusion, a cylindrical liner is investigated in this paper. Cooling air is injected with a compound angle 
inducing a rotating motion of the cooling film. The recovery region is investigated experimentally to provide flow 
visualizations using PLIF and a velocity and concentration database. Although many studies investigated thermal 
performances (Schmidt et al5, Ligrani et al.6) or dynamics (Gustaffson7, Miron et al.8) of the cooling film, there are 
few concentration data. Previously, the PLIF technique was however used by Rouvreau2 on a multiperforated plate. 
He observed the evolution of the film along 21 rows of holes and concluded that a steady state is obtained at the 8th 
row. But the effect of the compound angle was not investigated as holes were only 30 deg slant. 

Both the multijets injection area and the recovery region are computed. A boundary condition is proposed to 
model the multiperforated liner. Objectives are to identify the effect of compound angle and to test the multihole 
injection model accuracy. 

II. Experimental facility and instrumentation 

A.  Experimental setup 
A special wind tunnel working at ambient temperature was built to investigate aerodynamically the film cooling 

issuing from a multiperforated ring as an application of combustor walls cooling techniques. As shown in Fig. 1, 
ambient air passes through the convergent intake and enters a three meter long pipe, 100 millimeters in diameter, to 
form the fully developed primary flow. Secondary flow is provided using a 70 bars tank and a sonic nozzle measure 
the mass flow rate with an accuracy better than 1%. This secondary flow arrives in a tranquilization chamber 
through four entrances before penetrating into the main flow through the multiperforated ring to form the cooling 
film. The 100 mm ID (D) glass tube and the lateral windows are made of Suprasil glass in order to permit UV 
lighting for PLIF measurements. The total mass flow rate is then measured by a turbine flow meter with an accuracy 
better than 0.5%. 

 
In this study, the multiperforated combustor liner is modelled by a 100 mm ID ring which is provided by 

Turbomeca to ensure a good representation of actual multiperforated walls. Injection holes, drilled by laser 

 

Sonic nozzle

Turbine
flow meter

Flexible
Link Centrifugal

Blower

Tank

Intake

Optical GlassesMultiperforated ring
Screen

P1
T1

P0

Pturb
Tturb
Qvol turb

Pcol
Tcol
Aperture

Primary flow

Secondary flow

Figure 1. Experimental setup 
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impulsions, have a compound angle orientation, described in Fig. 2 : angle β is in the plane (  whereas angle 

α is in the plane (  when β=0° and in the plane 
xee rr ,θ

rx ee rr , ( )θeer
rr ,  when β=90°. Two multiperforated rings are used: one 

with β=0° and another one with β=90°, further referred to as “Axial ring” and “Swirl ring” respectively. Angle α has 
a fixed value of 30°.  The hole pattern is a staggered array of 9 rows with 99 holes each. 
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Figure 2. multiperforated ring 

 

B. Experimental techniques 
During these experiments, two experimental techniques were applied. In a first step a 2D LDA system was used 

in order to obtain a detailed description of averaged velocity and turbulence field in six pipe sections located 
upstream and downstream of the multiperforated ring (4.1, 10, 25, 50 and 75 mm). The size of the measurement 
volume is equal to 1.3 mm in length and 90 μm in diameter. The flow is seeded with droplets of olive oil. 
Measurements are performed on 8 radiuses as shown in Figure 3. In order to determine the three velocity 
components we assume that the flow is axisymmetric and, by comparing the measurements obtained on two 
orthogonal radiuses, the velocity and turbulence field can be determined (Fig. 3). 

The PLIF technique is used to study the mixing of the film cooling with the primary flow. As the Schmidt 
number is close to one in our experiences, concentration structures observed on instantaneous fields are a good 
representation of velocity structures. Two types of measurement are taken: cross view and longitudinal view. The 
transverse flow is analyzed in different pipe sections downstream of the jet exits (4.1, 10, 50 and 75 mm). The laser 
sheet is orthogonal to the pipe axis and the camera is placed in front of the open section of the pipe. For longitudinal 
views, the respective positions of the laser sheet and the camera are permutated. 
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Figure 3. Measurement positions and method used to  
achieve the three velocity component from a 2D system 

 
The PLIF technique uses a monochromatic light source which is formed into a sheet and passed through the flow 

field. The light source excites an energy transition in a marker species, which fluoresces upon relaxation9. The 
fluorescence is captured on an imaging array. In this study, acetone vapor is used as a tracer. Acetone fluorescence 
is a linear function of both incident laser energy and acetone concentration. Acetone absorbs in UV light (225-320 
nm; 278 nm peak) and emits in the visible spectrum (350-550 nm, 435 peak) allowing for the use of CCD arrays. A 
quadrupled Nd YAG Spectra Physics laser provides a 90 mJ, 266 nm pulse which is formed into a sheet and focused 



to a waist in the test section. The sheet thickness is 0.3 mm in the measured flow field regions. Two lens 
arrangements are used to form either a parallel or a diverging laser sheet. The acetone vapor is obtained by bubbling 
filtered air through two pressurized cylinders. A 1280 x 1024 pixel CCD camera captures the fluorescence. The 
incoming light is first amplified by an intensifier. For each test, 1000 images are recorded. Auxiliary measurements 
are performed without flow rates to obtain the concentration values: the measuring volume is insulated and a known 
acetone mass is introduced. As the laser enter the measurement volume, acetone absorbs the incident light and then 
the fluorescence decrease along the laser sheet. Besides, the light distribution in the laser sheet is not uniform 
because of the optical apparatus. It is therefore necessary to account for these phenomena to get proper results. Post-
processing is then applied to eliminate the background, scale measurements, correct light absorption and light 
distribution. Finally, concentration is normalized by the initial concentration of the secondary flow C0. 

C. Aerodynamic flow parameters 
A review of the large number of parameters influencing the film efficiency is given by Bogard and Thole10. In 

film cooling, the main aerodynamics parameters are blowing ratio M and momentum flux ratio I, written as: 

00V
V

M jetjet

ρ
ρ

=   2
00

2

V
V

I jetjet

ρ
ρ

=  

The blowing ratio scales the thermal transport capacity since the convective transport is proportional to 

jetp VC ρ . The momentum flux ratio scales the dynamics of the interaction of the mainstream with the exiting 
coolant jet as the mainstream impact pressure causes the coolant jet to turn toward the wall. Rouvreau2 investigated 
a full coverage film cooling area and clearly demonstrated that these two parameters are independent, but have the 
same kind of effect on velocity profiles. In our study, both primary flow and secondary flow are at ambient 
temperature and hence, blowing ratio and momentum flux ratio are not independent any more. Primary flow is 
supposed to represent burned gases and secondary flow is supposed to represent the cold air coming from the 
compressor. In our case a M ratio of 8.8 corresponding to values considered in combustors was used. Finally, in 
order to simulate real flows inside combustors, Reynolds similarity was also respected. Reynolds number is based 
on main stream bulk velocity and pipe radius and is valued at 17 700. 

III. Film-Cooling analysis methods 
In film cooling, adiabatic wall temperature  is known to be a dominant factor in establishing reduced heating 

due to film cooling. The adiabatic wall temperature is usually expressed as a dimensionless temperature, or adiabatic 
film-cooling effectiveness η, with  being the coolant temperature at the exit of the cooling hole: 

awT

jetT
)/()( 00 jetawaw TTTT −−=η  

Techniques for determination of adiabatic film-cooling effectiveness can be classed into two groups. In the first 
one the coolant is ejected at a temperature different from the mainstream and the adiabatic wall temperature is 
measured directly. In these experiments it is often difficult to achieve an adiabatic wall, so corrections are applied to 
allow for conduction in the wall. The second group of techniques relies on the analogy that exists between heat and 
mass transfer. Coolant air at the same temperature as the free stream is seeded with a tracer gas, and surface 
concentrations of the tracer gas are measured. Analogous to the adiabatic film-cooling effectiveness, an 
impermeable wall effectiveness based on concentration measurements can be defined: 

)/()( 00 CCCC jetiwiw −−=η  
The conditions for the use of the analogy between heat and mass transfer in film-cooling investigations have 

been reviewed by Shadid and Eckert9. When they are met, the impermeable wall concentration field is similar to the 
adiabatic and wall temperature field and the two parameters are equal: 

awiw ηη =  
This is the case in typical film-cooling investigations where Reynolds numbers are high and turbulent mixing 

dominates over molecular diffusion. Molecular parameters such as Prandtl and Schmidt numbers have very little 
influence. 
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IV. Influence of compound angle 
In this section, experimental results obtained for both axial and swirl injections are compared to analyse the 

effect of the compound angle. On each graph, the axial injection results and the swirl injection results are reported 
on the negative radius and positive radius respectively. 

A. Mean velocities 
Mean velocity profiles measured upstream and downstream of the injection zone are plotted on Fig. 4. 

Considering that the blowing ratio is 8.8 the air injected through the wall drives the main stream. Consequently, 
changing the injection hole orientation leads to change the driving process orientation. For this reason the 
longitudinal velocity component reported on the Fig. 4a below is reduced at the pipe center in the case of axial 
injection whereas, with compound injection, the main stream is driven in a swirl motion, as it is clearly shown in 
Fig. 4b. The rotation induces a blockage process resulting in an increase of lengthwise velocity in the center zone of 
the pipe. Between both configurations, longitudinal velocity profiles are therefore strongly different.  

Using a velocity criterion on longitudinal component for axial injection and tangential component for compound 
injection, film thickness can be estimated. Therefore, the film obtained with a compound angle injection is two times 
thicker than the film measured in the axial injection configuration (respectively 0.1 and 0.2 r/D). 

 

B. Turbulence 
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Figure 4. Comparison of measured velocity components 

Turbulence intensity profiles reported on Fig. 5 confirm the previous results on film thickness and also indicate 
that a compound injection increases turbulence intensities by 5 to 10 percent compared to an axial injection. 
Measurements of turbulent time scales are performed with one million acquisition points and, using the Taylor 
hypothesis, turbulent lengths scales are calculated. This hypothesis assumes a frozen turbulence and is applicable in 
the case of small turbulence circulations so that the advection of a turbulent field can be taken to be entirely due to 
the mean flow. While this hypothesis is likely to be validated upstream the wall injection, it is not the case in the 
cooling film because of the high levels of turbulence. Nevertheless, results reported on Fig. 5b can be interpreted as 
a good estimate of the length scale behaviors as the significance of the results is justified by the matching of the 
length scale values in the film in the swirl case with the injection hole size, and also by the matching of downstream 
injection profiles with upstream profile at the pipe center. Behaviors of the length scales in the cooling film 
generated by each configuration are very different in the region close to the wall: a constant value about 16d is 
found for the axial film while in the swirling film configuration the turbulence scales increase continuously from 2d 
to 10d when we move away from the dilution zone. The understanding of this difference still requires further 
analysis. 
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Figure 5. Comparison of turbulence 

C. Concentration 
Concentration fields in a longitudinal plane are given in Fig. 6 for both axial and swirl injection. It is important 

to notice that the film remains attached to the wall providing good wall protection. Instantaneous pictures show 
coherent structures that develop in the shear layer between the cooling film and the main stream.  
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Figure 6. Comparison of concentration fields.  
Top: instantaneous results ; Bottom: mean results ; Left: axial injection  ; Right: swirl injection 



Mean concentration fields are also given in Fig. 6 in the same measurement plane. Comparing axial and swirl 
injection, it is obvious that film thickness is greatly increased using compound angle injection. Another important 
result is the behaviour of the film in the streamwise direction: with axial injection, the film is getting thicker with the 
streamwise distance while the thickness remains nearly constant in the case of swirl injection. This result suggests 
that the film establishes in a much shorter distance in the latter case. 

Concentration profiles given in Fig. 7 indicate close levels at the wall for both configurations and a film twice 
thicker in the case of swirl injection. This is consistent with the lower axial velocity for swirl injection to ensure 
mass conservation of acetone.  
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V. Numerical modeling 
Computations of this experiment are performed using RANS modelling on a 2D axisymmetric domain shown in 

Fig. 8. Turbulence is taken into account by the standard k-ε model. 
At the inlet (face 1), measured LDA velocity and turbulent kinetic energy profiles are imposed as boundary 

conditions. On the exit plane (face 2), the ambient static pressure is imposed. A wall law is used on faces 4 and 5. 
Boundary condition 6 is the axis of symmetry of the mesh.  

 
As the number of sub-millimeter holes is far too large to allow a complete description, coarse grids are usually 

used in combustor calculations, and air from effusion cooled walls is injected with a uniform boundary condition. In 
this study a coarse mesh has been used and the 2D axisymmetric mesh necessitates that the multiperforation zone is 
represented by a uniform boundary condition imposed on face 3. These simulations have been performed in axial 
and swirl effusion cooling configuration. 

As mentioned by Mendez12, in the case of effusion cooling, streamwise momentum flux of the jets has to be 
reached to ensure a proper description of the cooling film. Hence, the uniform boundary condition used as a 
MultiPerforation Model (MP Model) provides the correct mass and momentum fluxes entering into the combustor. 
The main advantage of this method is that it is not necessary to mesh every sub-millimeter hole and thus, it allows 
the use of coarse grids and even axisymmetric simulations of effusion cooled combustor walls. In order to quantify 
the benefits of such a MP Model, the 2D simulations have been performed with a standard injection model through 
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Figure 8. 2D  Computational domain (9 753 nodes) 
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Figure 7. Comparison of concentration profiles 
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the whole boundary condition. With a standard injection model, the boundary velocity is reduced to provide the 
correct mass flux but there is no momentum correction. The results of these datum simulations are shown only on 
the velocity profiles figures. 

 

A. Prediction of axial injection 
In the case of axial injection, the cooling film induces a high speed layer on the longitudinal velocity component 

which is qualitatively described by the numerical simulations using the MP model, as shown in Fig. 9. The 
simulation without MP model, gives entirely wrong results compared to experiments. Despite the good agreement 
between MP model and measurements, some discrepancies can be observed. The film thickness is well predicted by 
the simulation in planes X=4mm and X=10 mm but the film dynamics is under-predicted in downstream planes. 
This may be caused by the k-epsilon model which assumes an homogeneous and isotropic turbulence which, in that 
case of the shear layer, is far from being verified. Thus a too important diffusion may dissipate artificially the 
cooling film. 
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Figure 9.  Mean velocity profiles (U/Uo) on the axial configuration 
 

 
 

As a confirmation of previous remarks about the film dissipation, turbulent energy profiles (shown in Fig. 10) 
show too high turbulence levels at the junction between the cooling film and the main flow resulting in a too fast 
dissipation of the film. 

 
American Institute of Aeronautics and Astronautics 

092407 
 

8



 
American Institute of Aeronautics and Astronautics 

092407 
 

9

 

0 0,25 0,5 0,75

X=4mm
0,2

0,3

0,4

0,5

R
/D

0 0,25 0,5 0,75

X=10mm

0 0,25 0,5 0,75

X=25mm

0 0,25 0,5 0,75

X=50mm

0 0,25 0,5 0,75
-0,5

-0,4

-0,3

-0,2

R
/D

0 0,25 0,5 0,75 0 0,25 0,5 0,75 0 0,25 0,5 0,75

ONERA measurements
Turbomeca 2D Simulation (sqrt(K)/Uo)

Figure 10. Turbulent intensity profiles in the axial (top) and swirl (bottom) configurations 

B. Prediction of swirl injection 
The swirl injection axial and tangential velocity profiles (Fig. 11) are in much better agreement with the 

experiments than in the axial injection case. This is due to the structure of the flow: in the swirl injection case, the 
cooling air injected through the effusion holes forms a thick and coherent swirling film that is convected 
downstream the effusion holes. In that case, the velocity gradients at the wall are much lower than in the axial 
injection case. The two equation turbulence model used is based on an isotropic hypothesis and consequently the 
diffusion of the calculated cooling film is in better agreement with experiments in the swirl configuration. 

In that case, the simulations which does not use a MP model predicts wrong velocity results, especially 
considering the tangential velocity which is quasi inexistent in the simulation without momentum correction. 

Like in the axial configuration, despite the good agreement between MP model simulation and measurements, 
the simulation cannot predict the acceleration of the flow in the near wall region. This acceleration is the result of 
the axial entrainment of the swirling flow resulting in a helical cooling film. This entrainment is not predicted by the 
simulation because it is generated by hole/flow interactions that the uniform boundary condition used to represent 
effusion cooling cannot predict. 
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Figure 11. Mean velocity profiles on the swirl injection configuration 

 
 Like the mean velocity profiles and the turbulence profiles, the concentrations profiles of effusion air 
downstream the multiperforated plate (see Fig. 12) are well reproduced by the simulations except in the near wall 
region. These good results confirm that this kind of simulation using MP model boundary conditions are well 
adapted to prediction of the flow dynamics and mixing in swirling effusion cooled combustors. 
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Figure 12. Concentration profiles in axial (top) and swirl (bottom) configurations 

 

VI. Conclusion 
A valuable database has been elaborated on a simplified multiperforated combustor. It is shown that the 

compound angle has a strong effect on the dynamics of the flow, resulting in a swirl motion of the cooling film 
which keeps attached to the wall and induces an intensive turbulence. Comparison to axial injection shows that film 
thickness and turbulence are greatly increased with compound angled holes. Main features of this complex flow are 
described by numerical simulations, especially in swirling configurations. Nevertheless, film and turbulent layer 
dynamics in the axial configuration are underestimated by all the simulations. This paper demonstrates that the MP 
model can be a powerful tool in the simulation of the complex flow into strongly multiperforated combustors. The 
next stage of this work will be devoted to enhancement and further validation of this type of models.  
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Caractérisation aérodynamique d'un écoulement 

avec injection pariétal de type dilution giratoire en vue de sa modélisation 

 
 
 
Dans les turbomachines, pour protéger les parois des chambres de combustion exposées à de très 
fortes températures, la technique de refroidissement par multiperforation s’avère particulièrement 
efficace. Cette technique consiste à faire passer une partie de l’air provenant du compresseur à 
travers la paroi de la chambre de combustion par des milliers d’orifices de petit diamètre. Lors du 
développement des nouvelles chambres, la prise en compte de ce type d’injection dans les simulations 

numériques s’avère toutefois difficile à cause de la petite taille et du très grand nombre des 
perforations. Le travail effectué durant cette thèse vise à la fois à optimiser cette technique d’injection 
et à améliorer sa prise en compte dans les simulations numériques. Des campagnes d’essais sont 

réalisées pour étudier l’effet de l’orientation, longitudinale ou giratoire, du flux d’air protecteur. Une 
action significative de ce paramètre est démontrée sur la protection de la paroi et sur le mélange de 
l’air de refroidissement avec l’écoulement incident. Les modèles existants assurant la prise en compte 
de l’injection par multiperforation sont testés sur la base de données expérimentales générée. Ces 
modèles montrant un comportement qualitatif avec des faiblesses en proximité de la paroi, des 

mesures expérimentales et des simulations numériques stationnaires puis instationnaires sont 
entreprises sur une configuration à grande échelle. L’écoulement y est étudié en détails, à l’échelle des 
jets. Une analyse de l’interaction entre les jets et l’écoulement incident est effectuée dans la 
perspective d’améliorer les modèles d’injection d’air au travers de parois multiperforées. 
 
Mots clés : Chambre de combustion, refroidissement par multiperforation, jets transverses, mélange, 
simulation numérique instationnaire 
 

Aerodynamic characterization of a flow 
with a gyratory type wall injection with the view of its modelling 

 

In turbomachinery, in order to protect combustor walls exposed to very high temperatures, the 
effusion cooling technique turns out to be very effective. This technique consists in having part of the 
air coming from the compressor passing through thousands of sub-millimetre holes drilled through the 

combustor liner. During the development of new combustors, accounting for this type of injection in 
numerical simulations turns out to be difficult in view of the small dimension and the large number of 
injection holes. The aim of the work presented in this thesis is both the optimisation of this injection 
technique and the improvement of the capacity to account for it in numerical simulations. Experiments 
are carried out to study the effect of the orientation, streamwise or gyratory, of the protective air flow. 
A significant effect of this parameter is demonstrated on the protection of the liner and on the mixing 
of cooling air with incident flow. The existing models providing multiperforation type injections are 

tested with the experimentally generated database. These models showing a qualitative behaviour 
with weaknesses in the vicinity of the wall, experimental measurements and steady then unsteady 
numerical simulations are performed on a large scale configuration. The flow is studied in details, on 
the jets scale. An analysis of the interaction between the jets and the incident flow is performed in 
order to improve multiperforation injected air models. 
 
 

Keywords : Combustors, effusion cooling, jets in cross flow, mixing, unsteady numerical simulation 
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