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6.7 Taux d’́evaporation filtŕe en LES . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 154

6.8 Conclusion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 155

7 Flammes laminaires diphasiques 157

7.1 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 157

7.2 Flamme diphasique homogène . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 163

7.3 Flamme diphasique saturée . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 174

III Combustion diphasique dans un secteur de foyer áeronautique 199
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Daget, Jens-Dominik M̈uller, Matthieu Leyko et certains noms illustres déjà cit́es, ont partaǵe avec moi
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ami). Qu’ils soient tous remerciés pour ces bons moments passés ensemble.
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Qj taux d’avancement

R constante universelle des gaz parfaits

T indice de Takeno
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Kr,j constante de la réaction inverse
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τe temps global d’́evaporation
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Θ variable d’avancement
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ε taux de dissipation
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Ret nombre de Reynolds turbulent
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Sct
k nombre de Schmidt turbulent
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{·}l moyenne d’ensemble sur les réalisations
particulaires

f̆ idem〈·〉l
f filtrage LES au sens de Reynolds
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Indices

0 état initial
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ζ à la surface de la goutte

F relatif au carburant

i composante dans la directioni

j relatif à la ŕeactionj

k relatif à l’esp̀ecek

l relatif à la phase liquide (grandeur
euĺerienne ḿesoscopique)

nF relatif aux esp̀eces autres que le carburant

O relatif à l’oxydant

p relatif à la particule (grandeur lagran-
gienne)

ev relatif à l’évaporation

12



Liste des symboles

rms écart-type des fluctuations(root mean
square)

Exposants

′ relatif à la fluctuation

′′ relatif au mouvement d́ecorŕelé

0 état de ŕeférence

c relatif à la conduction thermique

I partie non diffusive

M relatif au mouvement ḿesoscopique

m valeur molaire

sat état satuŕe

t contribution de sous-maille

U relatif au mouvement d́ecorŕelé

V partie diffusive

ev relatif à l’évaporation

˜ valeur tabuĺee

Abr éviations

DNS Direct Numerical Simulation

DTF Dynamically Thickened Flame

FDP Fonction Densité de Pŕesence

LES Large Eddy Simulation

LW Lax-Wendroff

MPI Message Passing Interface

NSCBC Navier-Stokes Characteristic Boundary
Condition

PDF Probability Density Function

RANS Reynolds Averaged Navier-Stokes

RUM Random Uncorrelated Motion

SGS Sub-Grid Scale

TF Thickened Flame

TFLES TF model for LES

THI Turbulence Homog̀ene Isotrope

TP-TFLES TFLES model for Two-Phase flames

TTGC Two-step Taylor-Galerkin Colin
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Chapitre 1

Introduction g énérale

1.1 Contexte industriel

En raison de l’́epuisement progressif des réserves de ṕetrole et des problèmesécologiques (pollu-
tion atmosph́erique et ŕechauffement climatique), la combustion est concurrencée à juste titre par le
développement de modes alternatifs de conversion d’énergie. Cependant, le domaine du transport aérien
est un cas particulier où aucune source d’énergie n’est envisagée à moyen terme pour remplacer les
hydrocarbures. En effet, la propulsion aéronautique ńecessite un rapport puissance/poids que seule la
combustion de carburant liquide est capable de fournir aujourd’hui. Ce constat justifie les efforts de re-
cherche dans l’aḿelioration de la connaissance et de la maı̂trise des proćed́es de combustion afin de
concevoir des moteurs plus propres, pluséconomes et plus performants pour l’aéronautique.

Le travail de th̀ese pŕesent́e ici s’inscrit dans ce contexte via l’étude de la combustion dans les foyers
de turbinesà gaz. Dans un premier temps, cette introduction décrit la probĺematique sṕecifique des
chambres de combustion d’hélicopt̀eres qui font l’objet de la partie applicative de ce travail. Via des
aspects historiques, technologiques et scientifiques, l’objectif est de montrer que le développement de ce
type de foyers ńecessite une recherche continue dans le domaine de la combustion turbulente et parti-
culièrement sur les aspects liés auxécoulements diphasiques età l’allumage. Dans un second temps, on
présente uńetat de l’art en mod́elisation de lacombustion diphasiquedans le but de positionner ce travail
par rapport̀a la recherche existante. Le choix de l’approche théorique et nuḿerique est alors justifíe avant
de d́efinir les objectifs pŕecis de cettéetude.

1.1.1 Br̀eve histoire de l’h́elicoptère

En 1907, en s’́elevant d’1m50 au-dessus du solà bord de son engin de 203 kg, le Français Paul
Cornu ŕealise le premier vol piloté d’un h́elicopt̀ere. Par la suite, le concept est perfectionné par plusieurs
inventeurs dont l’Argentin Raoul Pateras Pescara qui met au point le système de variation cyclique du pas
de l’hélice. Ńeanmoins, jusqu’aux années 1940, l’h́elicopt̀ere reste une machine expérimentale. En 1942,
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l’ingénieur aḿericain d’origine ukrainienne Igor Sikorsky fabrique le premier appareilà être produit en
série, le R4 (cf. Fig. 1.1), et en vend immédiatement 30 exemplairesà l’armée US. La configuration du
R4 constitúee d’un rotor principal unique stabilisé par un rotor anti-couple s’impose par la suite chez la
plupart des constructeurs.

FIG. 1.1 -Igor Sikorsky en 1944 en compagnie
d’un garde-ĉote aḿericain à bord de son R4 HNS1

« Hoverfly» (source : US Coast Guard)

FIG. 1.2 -Couverture de roman illustrant le rôle de
l’h élicopt̀ere lors de l’inondation des Pays-Bas

en 1953

Une fois oṕerationnel, l’h́elicopt̀ere se retrouve rapidement engagé dans les conflits militaires comme
lors des guerres de Corée et d’Indochine. Il est employé massivement durant la guerre d’Algérie pour le
transport rapide de petits contingents. La guerre du Vietnam (surnommée parfois« guerre des h́elicos»)
invente le concept d’h́elicopt̀ere de combat avec le Bell AH-1. Actuellement, le domaine militaire
repŕesente53% des ventes du leader mondial Eurocopter (chiffres 2006).

Cette image plut̂ot martiale est mod́eŕee par le r̂ole des h́elicopt̀eres dans la protection des populations
civiles. En particulier, les missions de sauvetage sont devenues très vite leur sṕecialit́e (cf. Fig. 1.2). Au
cours de l’́et́e 2005, apr̀es le passage de l’ouragan Katrina, la moitié des 24 000 personnes secourues en
situation de d́etresse dans les zones inondées l’ontét́e par h́elicopt̀ere. Les 3 et 4 aôut 2006, lors d’un
typhon touchant la région de Hong Kong, 91 personnes ontét́e sauv́ees en mer grâceà l’intervention d’un
seul h́elicopt̀ere Super Pumáevoluant dans des ventsà 170 km/h. Les h́elicopt̀eres jouent́egalement un
rôle dans la lutte áerienne contre les incendies de forêt. Leur aptitude au vol stationnaire leur permet
de remplir leurs ŕeservoirs d’eaùa proximit́e des lieux d’incendie et d’opérer des largages précis. Ces
missions de sauvegarde des vies humaines ont fait direà Igor Sikorsky que« l’h élicopt̀ere est la seule
machine qui sauve plus de vie qu’elle n’en coûte».
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1.1.2 R̂ole de la turbine à gaz

Depuis la sortie du Sikorsky R4, les progrès technologiques des hélicopt̀eres sont en grande partie
li és aux avanćees en matière de motorisation. Jusqu’au milieu des années 1950, les h́elicopt̀eresétaient
propulśes par des moteursà piston eńetoile ou en ligne. En 1955, Sud Aviation met au point l’Alouette II,
le premier h́elicopt̀ereéquiṕe d’une turbinèa gaz, l’Artouste II (410 kW) fabriqúee par Turboḿeca. Ce
type de moteur se géńeralise rapidement car il est particulièrement adapté aux h́elicopt̀eres : il poss̀ede
un rapport puissance/poidsélev́e et une grande souplesse, en partie grâceà l’utilisation de la turbine libre
qui permet des variations de couple pour une vitesse de rotation constante du rotor de sustentation.

Quelques notions de thermodynamique permettent de comprendre les principaux paramètres
influençant la performance des turbinesà gaz. Comme l’illustre la Fig. 1.3, leur fonctionnement est basé
sur le cycle de Brayton (ou cycle de Joule). Dans le cas idéal, le fluxṁ d’air dans le moteur subit les
transformations suivantes :

1. compression isentropiqueà travers le compresseur : l’écoulement reçoit le travail̇Wc ;

2. combustion isobare dans la chambre de combustion : l’écoulement reçoit la chaleuṙQch dégaǵee
par la ŕeaction chimique ;

3. d́etente isentropique dans la turbine : l’écoulement lib̀ere le travailẆt.

4
combustion

WtWc

Qch

m m
b.a.

TurbineCompresseur

T

P = cste

P = cs
te

S
2

3

5

3

4

5

2

Chambre de

FIG. 1.3 -Sch́ema simplifíe du cycle thermodynamique d’une turbineà gaz (a.). Cycle id́eal de Brayton-Joule
correspondant dans le diagramme entropie-température (b.). (D’apr̀es Mattingly [151])

Les points2 et 5 étant d́etermińes par les conditions atmosphériques, le dimensionnement du mo-
teur est globalement fixé par le d́ebit massiquėm et les points3 et 4. Pourṁ donńe, la puissance nette
Ẇnet = Ẇt−Ẇc dégaǵee par le moteur est proportionnelleà la surface limit́ee par la courbe2−3−4−5.
Augmenter le rapport de pressionP3/P2 dans le compresseur et la température en entrée de turbineT4

permet donc d’augmenter la puissance spécifiqueẆnet/ṁ, un des crit̀eres de performance principal du
moteur. Ces deux paramètres sont toutefois limités par des contraintes technologiques (cf. section 1.1.4).

Pour un rapportT4/T2 donńe, il existe un rapportP3/P2 qui maximiseẆnet. Par ailleurs, la consom-
mation sṕecifique d́epend du rendement thermodynamique du cycleηT = Ẇnet/Q̇ch qui est líe au
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rapport de pressionP3/P2 suivant la relation :ηT = 1 − (P2/P3)
(γ−1)/γ où γ est l’exposant polytro-

pique du gaz. Ainsi, l’augmentation du rapport de pression tendà produire un moteur pluśeconome en
carburant. Par rapport au cycle idéal, les transformations comportent des irréversibilit́es qui se traduisent
par des pertes de charge et des pertes thermiques réduisantηT etẆnet/ṁ.

Depuis leur d́ebut dans les années 1930-1940, les turbinesà gaz ont connu de très fortes aḿeliorations
en terme de :

– rendement global,
– puissance absolue,
– rapports puissance sur masse, volume et section transversale,
– duŕee de vie, endurance et fiabilité,
– réduction deśemissions polluantes,
– réduction du bruit, etc.

Ces progr̀es ontét́e accomplis principalement grâceà :
– L’amélioration du compresseur par l’augmentation de son rapport de pression et de son rendement

polytropique.
– L’amélioration de la chambre de combustion par une meilleure connaissance et maı̂trise de

l’ écoulement et de la combustion. Ainsi, la masse, l’encombrement, les pertes de charge ontét́e
réduits et l’efficacit́e de combustion (combustible brûlé sur combustible injecté) en ŕegime de
croisìere est tr̀es proche de100%. Ces progr̀es doivent beaucoup̀a la recherche scientifique en
combustion.

– L’augmentation du rendement polytropique de la turbine et surtout de sa température d’entŕee(T4)
grâce aux progr̀es des matériaux et des techniques de refroidissement.

1.1.3 Technologie des turbines d’h́elicoptères et de leurs foyers

Configuration typique

Le développement des turbinesà gaz a produit diff́erentes configurations de moteurs en fonction de
l’application. Dans le cas des hélicopt̀eres, on parle de turbomoteurs (turboshaften anglais) : la puissance
thermodynamique résiduelleẆnet est int́egralement convertie eńenergie ḿecanique de rotation pour
assurer la sustentation et la propulsion via le rotor. La puissance de ces moteurs est plus faible que celle
des turboŕeacteurs, ce qui conduit souvent au choix technologique suivant :

1. un compresseur comportant peu d’étages dont le dernier est géńeralement une roue centrifuge ;

2. une chambre de combustion annulaireà flux inverśe ;

3. une turbine haute-pression montée sur l’arbre du compresseur et une turbine basse-pression libre
li ée au rotor.

Cette configuration est typique d’un moteur d’hélicopt̀ere moderne, tel que le moteur Ardiden illustré
sur la Fig. 1.4.
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FIG. 1.4 -Vue en coupe du moteur Ardiden de Turboméca (c©Turboḿeca). L’air frais est admis par l’entŕee d’air
et subit la compression des deuxétages de roues centrifuges. La combustion isobare a lieu dans une chambre
annulaireà flux inverśe. La d́etente se fait̀a travers la turbine haute-pression couplée au compresseur puisà

travers les deux́etages de la turbine de puissance (basse pression) couplée au ŕeducteur (̀a gauche) via un renvoi
par arbre coaxial.

Chambre de combustion

La Fig. 1.5 illustre les principaux composants d’une chambre de combustionà flux inverśe.
L’ écoulement d’air issu de la roue de compresseur centrifuge est ralenti et redressé dans la direction
axiale par le diffuseur. En contournant la paroi du foyer, il est prélev́e par divers orifices ayant des rôles
sṕecifiques :

– l’injecteur et les trous d’air primaire alimentent la zone primaire où est localiśee la flamme ;
– les trous d’air de dilution abaissent la température des gaz brûlésà un niveau acceptable pour la

turbine ;
– les films et parois multiperforées cŕeent une couche d’air frais qui limite le flux de chaleur des gaz

brûlés vers la paroi du foyer.
L’injecteur a un double r̂ole : il pulvérise le carburant en géńerant un spray de fines gouttelettes et géǹere
une zone de recirculation qui augmente le temps de résidence des gaz brûlés et stabilise la combustion.
Enfin, le coude redresse l’écoulement issu du foyer dans le sens principal avant qu’il n’entre dans le
distributeur de la turbine haute-pression.

Pour les puissances modéŕees des turbines d’hélicopt̀eres, la chambrèa flux inverśe est int́eressantèa
plusieurs titres :
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– le compresseur centrifuge amène l’́ecoulement d’air sur un rayon important par rapportà l’axe de
rotation. La ǵeoḿetrie coud́ee permet de ramener cetécoulement au rayon de la turbine haute-
pression en conservant un faible encombrement dans la direction axiale.

– les grandes vitesses de rotation de ces petits moteurs nécessitent une faible longueur de l’arbre qui
couple la turbine au compresseur afin de limiter les vibrations.

– la disposition ǵeoḿetrique des injecteurs facilite leur accès.
L’inconvénient principal est le rapport surface/volumeélev́e qui requiert un flux d’air de refroidissement
plus important. De plus, le trajet de l’air qui refroidit les parois du rayon interne est complexe (cf.
Fig. 1.5), ce qui ǵeǹere des pertes de charge et rend plus difficile la répartition des d́ebits.

Coude

de carburant

Distributeur
haute−pression

zone primaire

zone de dilution

ZP :

ZD :

Air primaire (~30%)

Air de dilution (~30%)

Air de refroidissement (~40%)

InjecteurZP

Entrée d’air

Paroi du foyer

Flamme

Carter

ZD

Diffuseur

FIG. 1.5 -Coupe sch́ematique d’une chambre de combustion annulaireà flux inverśe (d’apr̀es Lefebvre [131])

Syst̀eme d’injection

Le syst̀eme d’injection repŕesente un des composants essentiel de la chambre de combustion. En plus
de fournir le carburant, il joue un rôle important dans l’áerodynamique de l’écoulement interne. Dans les
moteurs actuels, on rencontre principalement trois types d’injection (cf. Fig. 1.6) :

L’injection à pré-vaporisation. Le carburant est injecté dans un flux d’air circulant dans des tubes im-
merǵes dans la flamme. Au contact de ces tubes chauffés par rayonnement et par convection par
les gaz chauds, le carburant s’évapore et le ḿelange air-vapeur est injecté dans la zone primaire.
Ce syst̀emeà l’avantage d’̂etre simple et de réduire la formation des suies. Toutefois, il peut poser
des probl̀emes lors des variations de débit de carburant et la pression de chambre(P3) est limit́ee
par la capacit́e à refroidir les parois du tube de pré-vaporisation. Durant le cycle de démarrage, les
tubes sont trop froids pour permettre l’évaporation et des allumeurs-torches sont nécessaires pour
initier l’allumage.
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L’injection centrifuge. Cette technique est particulière aux chambres dites de« type Turboḿeca». Elle
consisteà pulv́eriser le carburant par centrifugation au moyen d’une roue munie de gicleurs en-
trâınée par l’arbre du ǵeńerateur de gaz. Son avantage est de réaliser une atomisation de qualité
sans circuit de carburant haute pression quel que soit le régime du moteur et la viscosité du carbu-
rant. Ce syst̀eme peut toutefois présenter des difficultés pour le rallumage et le refroidissement des
parois.

L’injection a érodynamique par préfilm (prefilming airblast). Le carburant s’́ecoule sous forme d’un
film liquide arrach́e par un jet vrilĺe interne puis atomisé par cisaillement avec un jet vrillé externe
coaxial (ǵeńeralement contra-rotatif). Ce système fonctionne tr̀es bieǹa des pressions d’airélev́ees
et ǵeǹere un spray fin qui produit une flamme bleue sans suie. Il peut néanmoins se montrer difficile
à allumerà faible pression et température.

a. b. c.

FIG. 1.6 -Principaux types d’injecteurs utilisés dans les moteur d’hélicopt̀eres :à pré-vaporisation (a.),̀a roue
centrifuge (b.), áerodynamique par préfilm (c.) (extraits de Lefebvre [131])

Syst̀eme d’allumage

Comme le montre la section 1.1.4, l’allumage du foyer représente un problème crucial pour les
constructeurs.̀A l’heure actuelle, deux technologies d’allumeurs sont majoritairement employées :

La bougie d’allumage. L’id ée est de concentrer une faible quantité d’énergie dans un volume restreint
et un temps tr̀es court afin de porter le ḿelange inflammablèa haute temṕerature. On ǵeǹere alors
un noyau d’allumage, capable de se propager si le dégagement de chaleur surpasse les pertes par
diffusion thermique et paŕevaporation du carburant. Les bougies d’allumage de turbinesà gaz sont
constitúees de deux́electrodes coaxiales dont l’extremité est śepaŕee par un semi-conducteur. Une
unité électrique sṕecifique ǵeǹere une tensiońelev́ee qui induit un premier courant de décharge
à travers le semi-conducteur afin d’initier l’ionisation du gaz environnant. Une fois ionisé, ce gaz
reçoit la d́echarge principale sous la forme d’un arcélectrique intense. Le circuit d’allumage géǹere
entre 1 et 250 cycles par seconde et la quantité d’énergie d́egaǵeeà l’extrémit́e de l’allumeurà
chaque cycle est de l’ordre du Joule. Toutefois, en raison de pertes par conduction dans la bou-
gie, par rayonnement et par onde de choc dans le gaz, seule une petite partie de cetteénergie est
transf́eŕee au ḿelange inflammable. La probabilité de succ̀es de la cŕeation du noyau initial d’al-
lumage d́epend de cette quantité d’énergie et de la durée de la d́echarge. Dans le m̂eme temps,
l’ énergie et le nombre de cycles de décharge influencent directement la durée de vie de la bougie
en raison de l’́erosion provoqúee par l’arcélectrique. Le dimensionnement de la bougie est donc
un compromis entre son efficacité et sa lonǵevité.
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L’allumeur-torche. Le principe consistèa associer une bougie d’allumage et un injecteur auxiliaire
pressuriśe dont l’allumage est facile dans les conditions de démarrage. Cet allumeur crée une
flamme-torche continue qui allume le spray de carburant produit par l’injecteur principal. Ce dis-
positif est couramment employé dans les turbines d’hélicopt̀ere et il est obligatoire pour les foyers
à pŕe-vaporisation. Son principal problème est la production de coke sur l’orifice de l’injecteur.
Pour l’éviter, l’injection est couṕee apr̀es l’allumage de la chambre et le logement de l’allumeur
est purǵe en continu par un flux d’air frais.

À l’avenir, des syst̀emes comme l’allumage par laser (LIS pourlaser induced spark) sont envisaǵes
pour leur capacit́e à allumer des ḿelanges plus pauvres que les systèmes conventionnels. Bien que des
recherches soient encore nécessaires pour le rendre applicable aux turbinesà gaz, l’allumage par laser
suscite un int́er̂et car la tendance actuelle conduità diminuer la richesse des foyers pour réduire les
émissions d’oxydes d’azote.

1.1.4 Critères de conception des turbines áeronautiques

D’un point de vue ǵeńeral, les fabricants de turbines aéronautiques recherchent l’amélioration des
performances, de la fiabilité et de la maintenabilité (c’est-̀a-dire son aptitudèa être maintenu eńetat de
fonctionnement) et la réduction des côuts d’acquisition et d’oṕeration.

En conception, l’objectif d’aḿelioration des performances se heurteà plusieurs contraintes technolo-
giques. Ainsi, l’accroissement de la puissance spécifique par l’augmentation de la température d’entŕee
de turbine est limit́ee par la ŕesistance thermo-ḿecanique de la turbine haute-pression. Cette limite peut
être repousśee par les techniques de refroidissement et l’utilisation de matériaux plus performants mais
aussi par un meilleur contrôle de l’́ecoulement dans la chambre de combustion. Dans ce dernier cas,
les outils de simulation nuḿerique en ḿecanique des fluides ont un rôle à jouer dans le processus de
conception.À ce sujet, un calcul LES réactif aét́e ŕealiśe au cours de cette thèse pour ŕepondreà un
besoin de Turboḿeca sur le moteur Makila 2A. Le butétait d’́etudier l’influence d’un changement de
géoḿetrie de la chambre de combustion sur la répartition de temṕeratureà l’entŕee de la turbine haute-
pression. Au niveau des pales de turbine, le profil radial de température moyenńe en azimut (appelé FRT
pour fonction de distribution radiale de température) doit être rigoureusement contrôlé car la limite de
fluage des matériaux constituant les pales diminue avec la température. Le profil d́esiŕe par les concep-
teurs de la turbine comporte géńeralement des minima de température en pied de pale où les contraintes
mécaniques sont les plus fortes et en tête de pale òu le refroidissement est difficile. Les concepteurs
de la chambre de combustion doivent ensuite s’assurer que le profil de température du moteur réel est
proche de ce profil supposé pour le dimensionnement de la turbine.À l’heure actuelle, la ḿethode de
prédiction de la FRT consistèa calculer l’́ecoulement ŕeactif dans la chambre de combustion au moyen
d’outils 3D de type RANS (pourReynolds average Navier-Stokes). Par rapport au RANS, les ḿethodes
de type LES (pourlarge eddy simulationou simulation aux grandeśechelles) promettent d’aḿeliorer
significativement les prédictions et suscitent un intér̂et grandissant chez les constructeurs. L’étude de la
chambre de combustion Makila, menée en collaboration avec L. Gicquel, est un exemple d’application
de la LES au problème industriel d́ecrit ci-dessus. Pour des raisons de confidentialité, ce travail n’est pas
dévelopṕe dans le manuscrit et seules deux figures extraites du rapport de contrat [88] sont montŕees ici
(cf. Fig. 1.7). L’́etude a mis eńevidence l’importance de la modélisation pŕecise des entrées d’air et de
carburant (roue d’injection, trous, films, surfaces multiperforées, tubes de ḿelange, etc.). La Fig. 1.7a
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illustre la complexit́e de l’́ecoulement : la flamme, représent́ee par une iso-surface de température, in-
teragit fortement avec les jets d’air qui l’alimentent1. La Fig. 1.7b montre la distribution de température
dans une section proche de la sortie. En plus d’améliorer la pŕediction du profil moyen de température, la
LES fournit les fluctuations de l’écoulement. L’industriel pourrait utiliser cette information pourévaluer
les contraintes thermiques instationnaires auxquelles sont exposées les pales de turbine. Ce type d’étude
a ét́e poursuivi par Boudieret al. [33] à travers une comparaison LES, RANS et expérience dans une
chambre Turboḿecaéquiṕee d’injecteurs̀a pŕe-vaporisation. Enfin, sur le m̂eme sujet, le groupe Safran
s’intéressèa une ḿethode d’optimisation du FRT basée sur le calcul nuḿerique de l’́ecoulement ŕeactif
dans la chambre de combustion (cf. thèse en cours de F. Duchaine au Cerfacs [66, 67]).

a. b.

FIG. 1.7 -a) Calcul LES ŕeactif d’un secteur de chambre Turboméca Makila 2A : iso-surface de température
coloriée par la vitesse (rouge< jaune) repŕesentant la flamme et iso-surfaces de vitesse coloriées par la

temṕerature (bleu< gris) repŕesentant certains jets d’air et le jet de carburant (zone inférieure). b) Champs
instantańes de temṕerature en sortie de chambre pour deux variantes de géoḿetrie.

D’une manìere ǵeńerale, le dimensionnement d’un moteur aéronautique est dicté par des contraintes
diverses dont certaines sont citées ici :

Domaine de vol. Le fonctionnement stable du moteur est prévu dans des conditions de température et
de pression (donc d’altitude) qui définissent un domaine de vol.

Domaine de rallumage.L’extinction de la chambre de combustion peut survenir lors de défaillances
techniques (pompage, défaut de carburant, etc.) ou dans des conditions atmosphériques hostiles
comme lors d’une ingestion excessive d’eau ou de glace. Dans ce cas, le système d’allumage doit
assurer un rallumage imḿediat du moteur sous certaines conditions de vol (altitude et vitesse) et
de temṕerature.

Régimes de fonctionnement.À partir du profil de vol d’un appareil donné, on d́efinit un profil d’utilisa-
tion pour le moteur òu une duŕee d’oṕeration est attribúee pour chaque régime de puissance. Ainsi,
un moteur est dimensionné pour son ŕegime de croisìere mais aussi pour le régime de d́ecollage

1une version aniḿee de cette vue est disponible sur :http://www.cerfacs.fr/cfd/movies/Makila.mov
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et pour les ŕegimes d’urgence. Par ailleurs, les changements de régime sont limit́es par la marge
vis-à-vis de la ligne de pompage (rapport de pressionP3/P2 en fonction du d́ebit d’air) et par les
limites d’extinction de la chambre de combustion.

Température des gaz chauds.La résistance ḿecanique des matériaux constituant les pales de turbines
décrôıt avec la temṕerature et impose une limitèa la temṕeratureT4 des gaz produits par la
chambre de combustion (cf. ci-dessus).

Limite de démarrage. Durant la śequence de d́emarrage, l’arbre du géńerateur de gaz est entraı̂né par
un moteurélectrique, le carburant est injecté dans la chambre et le mélange air-carburant est en-
flammé par un allumeur. En fonction des conditions atmosphériques et de la température initiale
du moteur, des limites de durée voire de succ̀es sont fix́ees pour chaque phase et en particulier
l’allumage. De plus, la śequence de d́emarrage est ǵeńeralement associéeà un pic de temṕerature
des gaz(T4) qu’il est ńecessaire de prendre en compte.

Émissions de polluants.À l’heure actuelle, les normes d’émissions polluantes concernent uniquement
les avions civils propulśes par des turbo-soufflantes de plus de26.7 kN de pousśee [131]. Tou-
tefois, les industriels anticipent le durcissement et l’extension future de ces normesà l’ensemble
des appareils eńetudiant des solutions technologiques comme les injecteurs LPP (pourlean pre-
mixed prevaporizedou pauvres pŕemélanǵes pŕe-vaporiśes). Les pŕeoccupations concernent sur-
tout lesémissions de monoxyde de carbone(CO) et d’hydrocarbures imbrûlés (UHC) produites
aux faibles puissances et lesémissions d’oxydes d’azote(NOx) produites aux puissancesélev́ees.

Parmi ces crit̀eres, le domaine de rallumage figure parmi les plus contraignants et demande d’im-
portants efforts lors de la phase de développement. En particulier, la certification nécessite de côuteux
essais sur des bancs simulant les conditions d’altitude. Les performance du démarrage sont́egalement
importantes car elles limitent les conditions atmosphériques (altitude et température) dans lesquelles
l’appareil peut esṕerer stationner. Pour un hélicopt̀ere dont le moteur est froid, démarrer sur un altiport
par des temṕeratures ńegatives peut-être particulìerement d́elicat. La pŕediction et l’aḿelioration de l’al-
lumage repŕesente donc un besoin permanent de la part des constructeurs de turbines aéronautiques. Ces
tâches ńecessitent de comprendre en détail les facteurs physiques et technologiques qui influencent le
phénom̀ene.

1.1.5 Performance en allumage

Un allumage est considéŕe comme ŕeussi quand le foyer est capable de maintenir une combustion
stable une fois que le dispositif d’allumage estéteint. Le succ̀es d’un allumage pour différentes conditions
de d́ebit d’air et de richesse définit une courbe (cf. Fig. 1.8) qui représente la performance du foyer en
terme d’allumage. Comme le montre la Fig. 1.8, la courbe limitant le domaine où l’allumage est possible
se situèa l’intérieur de la courbe de stabilité du foyer. Les performances d’allumage dépendent donc des
facteurs influençant la stabilité maiségalement de facteurs propres au phénom̀ene d’allumage.

Pour comprendre le rôle de chacun de ces facteurs, il est nécessaire de détailler le processus d’allu-
mage. Pour un foyer typique de chambre annulaire, ce processus se décompose en trois phases principales
(cf. Fig. 1.9) :

24



1.1 Contexte industriel

FIG. 1.8 -Courbe d’allumagèa pression constante d’un foyer aéronautique typique (extrait de Lefebvre [131])

Phase 1.Dans le cas d’un allumage par bougie, l’étincelle ǵeǹere un noyau d’allumage suffisamment
volumineux et chaud pour̂etre capable de se propager. Dans le cas d’un allumage par allumeur-
torche, le jet de carburant auxiliaire est allumé par la bougie et produit une flamme-torche station-
naire.

Phase 2.Le noyau d’allumage ou le front de la flamme-torche se propage vers l’injecteur principal
et se stabilise dans la zone primaire. Alors qu’une chambre annulaire comporte une vingtaine
d’injecteurs principaux, les allumeurs sont géńeralement au nombre de deux. Suivant leur position,
entre deux et quatre injecteurs principaux peuvent doncêtre alluḿes au cours de cette phase.

Phase 3.La flamme se propage d’un injecteur principalà son voisin jusqu’̀a l’allumage complet du
foyer.

Le processus d’allumage décrit ci-dessus est influencé par les facteurs suivants :

L’allumeur. Pour un allumage par bougie, le succès de laphase 1dépend fortement des caractéristiques
de l’arcélectrique :
– l’ énergielibéŕee lors de la d́echarge influence directement la taille et la température du noyau

d’allumage ;
– la duréede la d́echarge comporte un optimum (de l’ordre de100 µs) qui minimise l’́energie

nécessairèa la cŕeation du noyau.̀A énergie constante, si la décharge est trop courte, les pertes
d’énergie lors de l’ionisation (cf. section 1.1.3) sontélev́ees. Si elle est trop longue, l’énergie
dépośee est perdue par convection dans l’écoulement.

– la position par rapportà l’écoulement doit respecter plusieurs conditions : une richesse de
mélange favorablèa l’allumage, un mouillage faible de la bougie par le spray et une vitesse
d’écoulement mod́eŕee pour limiter les pertes convectives. Enfin, vis-à-vis de laphase 2, la
bougie doit ńecessairement̂etre plaćee dans la zone primaire afin que le noyau d’allumage ait
tendancèa être convect́e vers l’injection par la recirculation du jet principal.

Dans le cas d’un allumeur-torche, le succès de la cŕeation de la flamme-torche(phase 1)dépend de
la qualit́e d’atomisation du spray produit par l’injecteur de démarrage. En ǵeńeral, cette condition
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Phase 3

d’allumage

Noyau

Injecteur

principal
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démarrage

Injecteur
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carburant

par l’allumeur
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l’injecteur le plus proche

Par allumeur−torche

Par bougie

Propagation de secteur 
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Bougie

Flamme−torche
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FIG. 1.9 -Processus d’allumage d’une chambre annulaire en trois phases pour un allumage par bougie ou par
allumeur-torche

est remplie et l’́etape n’est pas limitante dans le processus d’allumage. Laphase 2dépend de la
puissance thermique dégaǵee par la flamme-torche et de sa position par rapport au jet principal : les
gaz chauds produits par l’allumeur doiventêtre mis en contact avec le spray de carburant principal.

L’ écoulement gazeux.Dans le gaz, les principales variables influençant l’allumage sont les suivantes :
– pression de l’air :bien que l’́evaporation soit favoriśee par une faible pression, les effets de la

réaction chimique sont prépond́erants et la performance d’allumage diminue avec la pression.
– temṕerature de l’air : en diminuant, la temṕerature de l’air d́efavorise l’allumage par réduction

du taux d’́evaporation et de réaction.
– vitesse de l’air :pour un allumage par bougie, l’augmentation de la vitesse a géńeralement

un effet d́efavorable sur laphase 1. Un allumeur-torche y est moins sensible puisqu’il géǹere
sa propre dynamique de jet. Laphase 2est ǵeńeralement d́efavoriśee par une vitesséelev́ee
qui diminue le temps laissé au noyau oùa la flamme-torche pour se propager dans la zone
primaire avant d’̂etre convect́e vers l’amont. Toutefois, pour un moteur donné, une augmentation
de vitesse est associéeà une augmentation de température (due au travail du compresseur) età
une meilleure atomisation du spray, deux effets augmentant la probabilité d’allumage.

– intensit́e de turbulence :en augmentant les pertes thermiques par diffusion, une intensité de
turbulencéelev́ee a tendancèa d́efavoriser l’allumage.
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Le spray de carburant. Les propríet́es du spray jouent un rôle crucial dans toutes les phases de l’allu-
mage :

– propriét́es physiques du carburant liquide :la viscosit́e, en influençant la taille des gouttes, et
la volatilité d́eterminent la quantité de carburant pré-vaporiśe dans la zone d’allumage. Lors
de l’allumage, ces deux paramètres d́eterminentégalement le taux d’évaporation des gouttes
n’ayant pas subi une vaporisation totale. La volatilité est fortement d́ependante de la présence
d’esp̀eces ĺeg̀eres dans le ḿelange d’hydrocarbures liquides composant le kéros̀ene.

– richesse du ḿelange :dans le cas de l’allumage, la richesse gazeuse produite par pré-́evaporation
compte plus que la richesse totale (liquide + vapeur). Sa valeur optimale dans la zone primaire
se situe proche de la stœchiométrie.

– Atomisation du spray :les carburants courants ne sont pas assez volatiles pourêtre alluḿes et
brûlés si leur surface de contact avec l’air n’est pas largement augmenté par pulv́erisation (taille
de gouttes inf́erieureà la centaine de microns). Les propriét́es du spray ont donc un impact direct
sur les diff́erentes phases du processus d’allumage. D’une part, le minimum d’énergie permet-
tant l’allumage varie fortement avec la taille des gouttes [131]. Ainsi, dans un spray contenant
une large distribution de diam̀etres, un nombre suffisant de petites gouttes peut favoriser sen-
siblement l’allumage. D’autre part, la dispersion des gouttes dans la zone primaire influence
directement la richesse locale. Par rapport aux autres modes d’injection, les injecteurs de type
airblast produisent une distribution spatiale de gouttes relativement uniforme garantissant une
richesse suffisante près de l’allumeur (favorablèa laphase 1) et dans l’axe de l’injecteur (favo-
rableà laphase 2).

– temṕerature du carburant :une augmentation de la température initiale du carburant liquide fa-
vorise l’allumage en stimulant l’évaporation par augmentation de la volatilité et par aḿelioration
de l’atomisation duèa une plus faible viscosité.

La géométrie de la chambre. La distance entre deux injecteurs principaux influence laphase 3: plus
les injecteurs sont espacés, plus la progression de la flamme dans la direction azimutale est lente.
Dans certains foyers̀a pŕe-vaporarisation munis d’allumeurs-torches, il est nécessaire de placer
des injecteurs pilotes supplémentaires (sans bougie d’allumage) afin de favoriser la progression de
la flamme.

Dans le cas d’un allumage par bougie, on rappelle que le succès de laphase 1est líe à la capacit́e
du noyau d’allumagèa d́egager plus d’́energie par combustion qu’il n’en perd par transfert thermique
avec le gaz environnant et parévaporation des gouttes. Ce problème áet́e étudíe sur le plan exṕerimental
et th́eorique par Ballal et Lefebvre [14, 15, 16, 17]. Ces travaux montrent que les aspects diphasiques
jouent un r̂ole essentiel dans le processus. Lesphases 2 et 3, quantà elles, mettent en jeu des flammes
diphasiques instationnaires. L’étude d́etaillée de lacombustion diphasiqueest donc indispensable pour
aborder la question de l’allumage. La section 1.2 fournit unétat de l’art dans ce domaine. Le phénom̀ene
est d’abord d́ecrit de façon ǵeńerale (section 1.2.1) puis̀a travers diff́erentes tentatives de classification
(section 1.2.2). Les approches actuelles en modélisation (section 1.2.3) et certainesétudes exṕerimentales
(section 1.2.3) sont ensuite présent́ees.
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1.2 État de l’art en combustion diphasique

1.2.1 Description ǵenérale du phénomène

La complexit́e de la combustion diphasique réside dans l’interaction forte entre trois principaux
phénom̀enes : la ŕeaction chimique de combustion, lesécoulements diphasiques et la turbulence (cf.
Fig. 1.10). Sońetude ńecessite une approche interdisciplinaire où l’analyse des couplages est aussi im-
portante que celle des phénom̀enes pris śepaŕement.

• collisions

• rupture/coalescence

• dispersion

• évaporation

• agitation

• mélange

• dissipation

• allumage/extinction

• régimes de combustion

• instabilités

Combustion

Spray

Couplages

Turbulence

FIG. 1.10 -La combustion diphasique turbulente : triple interaction spray-combustion-turbulence

Combustion/turbulence. La combustion laminaire est déjà un processus complexe où des milliers de
réactions peuvent faire réagir des centaines d’espèces avec deśechelles de temps et d’espace très
variables. Par ailleurs, la turbulence est assurément le ph́enom̀ene le plus complexe en mécanique
des fluides non réactive. Pouŕetudier le couplage entre combustion et turbulence, la stratégie
consistèa comparer leurśechelles temporelles et spatiales respectives afin de distinguer différents
régimes d’interactions [61]. Lorsqu’une flamme interagit avec unécoulement turbulent, la turbu-
lence est modifíee par l’acćelération et l’augmentation de viscosité dans l’́epaisseur du front de
flamme. Selon les cas, ce mécanisme peut aussi bien géńerer de la turbulence (appelée alorsflame-
generated turbulence[108]) où l’atténuer (re-laminarisation par la combustion). D’un autre côté,
l’agitation turbulente modifie la structure de flamme, en fonction du rapport d’échelles turbulence-
chimie. Ǵeńeralement, la turbulence augmente la réaction par accroissement de la surface de
flamme mais elle peut aussi provoquer l’extinction dans les cas extrêmes.

Turbulence/spray. Les propríet́es du spray varient fortement selon la phase du processus d’atomisation.
Dans la ŕegion d’atomisation primaire, sous l’effet des forces aérodynamiques, la phase liquide
continue (jet ou nappe liquide) se déstabilise et se d́esagr̀ege sous la forme de filaments et de
grosses gouttes. L’atomisation secondaire produit ensuite des gouttes sphériques de petites tailles

28
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stabiliśees par la tension superficielle. Lors de ces deux phases, leséchelles turbulentes jouent un
rôle essentiel dans les processus de collisions, rupture et coalescence, mécanismes fondamentaux
de l’atomisation. Une fois l’atomisation secondaire achevée, la dynamique du spray est liéeà la
densit́e volumique de gouttes : un spray dense est contrôlé par les collisions entre particules alors
qu’un spray dilúe est contr̂olé par les interactions fluides/particules. Pour un spray dilué, suivant
sa charge massique (masse des gouttes sur la masse de gaz), on distingue deux types d’interactions
turbulence/spray :

– à faible charge(< 10%), le couplage est essentiellement direct : la turbulence contribueà la
dispersion du spray mais ne subit pas l’action des gouttes en retour ;

– à forte charge(> 10%), le couplage est réciproque (two-way couplingen anglais) : l’effet
de dispersion est toujours présent mais la turbulence gazeuse est fortement perturbée par le
spray. Cet effet retour peut aussi bien représenter une atténuation qu’une augmentation2 de la
turbulence.

L’ étude de l’atomisation est un problème ardu qui fait appel̀a plusieurs niveaux de modélisation.
Dans ce travail, le spray est supposé totalement atomisé et en ŕegime dilúe. Les efforts de
mod́elisation se concentrent alors sur la représentation correcte des phénom̀enes de dispersion
turbulente et d’́evaporation dont le rôle dans l’interaction spray/combustion est essentiel.

Spray/combustion. La réaction chimique de combustion ayant lieu uniquement en phase gazeuse, la
production de vapeur de carburantà partir de la forme liquide est unéetape obligatoire dans la
combustion de spray. Selon le rapport entre les temps d’évaporation et de convection du spray, la
combustion a lieu en milieu monophasique ou diphasique. Dans le premier cas, le taux de réaction
dépend uniquement de la répartition de vapeur de carburant résultant de la dispersion/évaporation
du spray. Dans le second cas, on observe un couplage intime entre le spray et la flamme. La
structure de flamme dépend alors fortement des paramètres du spray et de la réaction chimique.
L’analyse de cette structure fait l’objet de la section 1.2.2.

Finalement, l’analyse de la combustion diphasique peut se faire selon trois niveaux :

1. les ph́enom̀enes isoĺes de combustion, turbulence etécoulements diphasiques ;

2. les ph́enom̀enes coupĺes de façon binaire ;

3. le processus global couplant les trois phénom̀enes.

Le premier niveau représente en lui-m̂eme plus d’un sìecle de travaux de recherche dans chaque
domaine et tous les questionnements qu’il suscite sont loin d’être ŕesolus. Le second reste délicat
à appŕehender du point de vue analytique mais béńeficie des progr̀es de l’exṕerimentation et de
l’avènement du calcul nuḿerique. Le dernier niveau correspondà l’ultime degŕe de complexit́e : il
repŕesente une forme hybride des analyses préćedentes plus que leur simple addition. Là encore, le
potentiel des simulations numériques promet de belles avancées. Pour comprendre les besoins de ces si-
mulations en terme de modélisation, il est ńecessaire de décrire le ph́enom̀ene de combustion diphasique
du point de vue des structures de flamme.

2Dans le cas de l’injection Diesel, l’aérodynamique interne de la chambre de combustion et le mélange air-carburant sont
fortement conditionńes par l’entrâınement d’air par le spray sous l’effet du couplage inverse.
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1.2.2 Structures des flammes diphasiques

Dans leur article, Ŕeveillon et Vervisch [205] fournissent une synth̀ese des pŕećedentes descriptions
des structures des flammes diphasiques et proposent un niveau supplémentaire de classificatioǹa partir
de ŕesultats de simulation nuḿerique directe. La section suivante s’inspire de la partie descriptive de leur
étude.

J. Réveillon L. Vervisch

G>1G>>1

G<1 G<<1

Individual droplet burning

External flame

main flame

vaporizing droplets

droplets
non!vaporizing

single droplet combustionInternal group combustion

External sheath combustion External group combustion

FIG. 1.11 -Modes de combustion d’après la classification de Chiu (extrait de Réveillon et Vervisch [205])

À partir de l’observation exṕerimentale selon laquelle les gouttes de carburant brûlent rarement de
façon individuelle, Chiu et ses collaborateurs [50, 51, 53, 254] sont les premiers̀a avoir propośe une
classification des flammes de spray. En raisonnant sur un nuage de gouttes plongé dans une atmosphère
d’oxydant chaud, ils distinguent les régimes de combustion suivant le nombre de groupeG (cf. Fig. 1.11).
Ce nombre sans dimension représente le rapport entre la vitesse d’évaporation et la vitesse de diffusion
des gaz chauds̀a l’intérieur du nuage. Pour les grands nombres de Péclet, le nombre de groupe peut-être
évalúe par la relation :G ≈ 5N2/3/S oùN est le nombre de gouttes dans le nuage etS est le param̀etre de
séparation.S repŕesente le rapport entre la distance moyenne inter-gouttesδs et le rayon de la flamme qui
enveloppe potentiellement chaque goutteδrf

(cf. Kersteinet al. [119]). Dans le cas d’un spray très dilúe,
δs ne d́epend que de la densité volumique de gouttesn : δs = n−1/3. S permet de distinguer les situations
favorables̀a la combustion de gouttes isolées (S élev́e) des situations propicesà la combustion de groupe
(S faible). L’utilisation du nombre de groupeG permet une distinction supplémentaire. PourG ≫ 1,
le nuage est trop dense pour permettre la diffusion de la chaleur : le cœur du nuage est saturé et seules
les gouttes proches de la frontière du nuage s’évaporent. La combustion se fait alors dans une flamme
de diffusion maintenuèa distance de cette frontière(régime de combustion externe enveloppante). Pour
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la limite oppośee,G ≪ 1, les gouttes sont suffisammentéparses pour permettre aux gaz chauds de
péńetrer dans le cœur du nuage. On observe alors unrégime de combustion interneoù évaporation et
combustion ont lieu autour de chaque goutte. La transition entre ces limites extrêmes se fait via des
régimes interḿediaires (cf. Fig. 1.11). PourG lég̀erement suṕerieurà1, la flamme restèa l’extérieur du
groupe de gouttelettes mais le transport des gaz chaud y est suffisamment efficace pour que l’évaporation
affecte le cœur du nuage. PourG < 1, le cœur du nuage brûle en combustion externe alors que les gouttes
de la ṕeriph́erie br̂ulent de façon isolée.

Borghi et ses collaborateurs [30, 31, 32] ainsi que Chang [43] proposent un autre niveau d’analyse
faisant appel au temps d’évaporationτv, au temps caractéristique de la flammeτf et à sonépaisseur
δf . Quandτv ≪ τf , les gouttes sont́evapoŕees dans la zone de préchauffage de la flamme et le front
de flamme se propage dans unécoulement monophasique telle une flamme de prémélange gazeuse (cf.
Fig. 1.12a). Toutefois, les fluctuations de fraction volumique du spray peuvent entraı̂ner des variations
locales de la vapeur de carburant devant le front de flamme et provoquer des effets de prémélange partiel
(cf. Fig. 1.12b). Dans le cas où le temps d’́evaporation est long devant le temps de la flamme, la situa-
tion devient plus complexe. Pourδf > δs, les gouttes se retrouvent disperséesà l’intérieur du front de
flamme et ont tendancèa l’épaissir (cf. Fig. 1.12c). Pourδf < δs, les gouttes ayant traversé le front de
prémélange primaire br̂ulent dans une zone réactive secondaire. La forme de cette zone dépend du fac-
teur de śeparationS. Pour les faibles valeurs deS, on retrouve un ŕegime de combustion de groupe où les
gouttes br̂ulent individuellement ou en petits groupes entourés par une flamme. Pour des valeurs crois-
santes deS, Borghi [30] distingue un ŕegime de combustionpercolantepuis de combustionen poches
(cf. Fig. 1.13).

Zone de réaction

épaissie

Zone de

réaction

Zone de

Zone de
préchauffage

Zone de flamme

pré−vaporisation

a) b)

Flamme de prémélange riche

pauvre

Flamme de

prémélange

Flamme de

diffusion

+
Oxydant

Gaz brulés

c)

FIG. 1.12 -Flamme pŕevaporiśee (a). Effet des fluctuations locales de richesse sur la flamme prévaporiśee (b).
Flamme diphasiquéepaissie (c) (d’apr̀es Borghi [30])

Réveillon et Vervisch [205] notent que les représentations de Chiuet al.et Borghiet al.ne prennent
pas en compte les variations de richesses et les effets de la turbulence. En réponse, ils proposent d’étendre
l’analyseà partir de ŕesultats de simulations numériques directes 2D de flammes de spray faiblement
turbulentes obtenus pour différentes valeurs de la richesse du spray (définie à partir du rapport entre la
masse de liquide sur la masse d’oxydant), deδs/δf et deτv/τf . Les différentes topologies observées sont
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FIG. 1.13 -Diagramme de Borghi pour les flammes laminaires diphasiques [30]

sch́ematiśees par la Fig. 1.14 représentant la configuration d’un sprayà richesse initialeφ0
l variable qui

rencontre uńecoulement d’air co-courant. En fonction deφ0
l , trois principaux ŕegimes de flammes sont

distingúes :

Régime de combustion externe.Pour les valeurs extrêmes de la richesse, la réaction se fait suivant un
front de flamme continu :
– en ŕegime decombustion ferḿee(φ0

l faible) òu le front, principalement prémélanǵe, est capable
de consommer l’int́egralit́e du carburant liquide et gazeux (Fig. 1.14a) ;

– en ŕegime decombustion ouverte(φ0
l élev́e) òu le carburant br̂ule essentiellement en diffusion

avec l’air externe (Fig. 1.14d).

Régime de combustion de groupe.Les gouttes s’organisent en groupes dont la combustion se fait de
façon ind́ependante par des flammes de prémélange riches souvent suivies de flammes de diffusion
(Fig. 1.14b).

Régime de combustion hybride.Entre la combustion de groupe et la combustion externe ouverte, un
régime interḿediaire est observé (Fig. 1.14c) : les groupes de gouttes brûlent en pŕemélange mais
la richesséelévée emp̂eche la percolation des flammes de diffusion dans le spray. Le carburant non
brûlé est alors consomḿe en diffusion avec le co-courant d’oxydant.

1.2.3 Mod́elisation des flammes diphasiques turbulentes

Modèles pour l’écoulement gazeux

L’ensemble des analyses décrites ci-dessus montre que les flammes diphasiques peuvent prendre des
formes diverses en fonction de nombreux paramètres. Dans tous les cas, la structure fine de ces flammes
ne peutêtre ŕesolue de façon précise qu’avec des ḿethodes de type simulation numérique directe (ou
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FIG. 1.14 -Régimes de combustion diphasique en fonction de la richesse du sprayφ0
l selon Ŕeveillon et

Vervisch [205]. Trait continu : flamme de pŕeḿelange. Trait interrompu : flamme de diffusion.

DNS pourdirect numerical simulation) telles que celles employées par Ŕeveillon et Vervisch [205] ou
Nakamuraet al.[176]. À ce niveau, il est important de préciser qu’il ne s’agit cependant pas de véritables
DNS dans le sens où l’ écoulement n’est pas résoluà l’échelle de la goutte mais̀a l’échelle turbulente de
Kolmogorov. Les goutteśetant repŕesent́ees de manière ponctuelle, il s’agit en réalit́e de DNS de la phase
gazeuse uniquement. Bien qu’elles fournissent de précieuses informations sur la physique, ces méthodes
sont ŕeserv́ees aux́ecoulements̀a faible nombre de Reynolds ouà deux dimensions.̀A l’inverse, le monde
industriel utilise traditionnellement l’approche RANS afin de calculer les configurations réalistes pour
un faible côut informatique. La ḿethode RANS consistèa ŕesoudre leśequations moyenńees en temps
en utilisant des mod̀eles pour les termes instationnaires. Bien que d’importants efforts de modélisation
l’ont dotée d’un grand niveau de maturité, cette ḿethode reste imprécise pour leśecoulements fortement
détach́es rencontŕes dans les foyers aéronautiques. De plus, elle prédit difficilement les ph́enom̀enes
fortement instationnaires tels que les détachements de tourbillons et la formation de grandes structures
coh́erentes. Enfin, en combustion turbulente, les termes dusà la ŕeaction chimique requièrent un niveau
suppĺementaire de mod́elisation qui ajoutent un degré d’incertitude aux pŕedictions. La simulation aux
grandeśechelles (LES) est une approche intermédiaire entre DNS et RANS. Leséquations de conserva-
tion sont filtŕees en espace et seuls les phénom̀enes se d́eroulant̀a uneéchelle inf́erieureà la taille du filtre
nécessitent d’̂etre mod́elisés.À cetteéchelle (appeléeéchelle de sous-maille), le mouvement turbulent
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ne repŕesente qu’une faible portion de l’énergie cińetique totale et son caractère relativement universel
le rend plus facilèa mod́eliser. Les avantages de l’approche LES sur l’approche RANS sont discutés en
détail dans l’ouvrage de Poinsot et Veynante [197]. En particulier, l’interaction turbulence/combustion
(cf. section 1.2.1) est mieux décrite en LES. Toutefois, la LES nécessite des schémas nuḿeriques d’ordre
élev́e et des maillages raffinés pour bien représenter les plus petiteséchelles ŕesolues. De plus, un grand
nombre d’it́erations temporelles sont requises pour obtenir la convergence des propriét́es statistiques de
l’ écoulement. Ainsi, le côut d’une LES repŕesente facilement 100̀a 1000 fois celui d’un calcul RANS
équivalent. Comme on le verra par la suite, ce coût de calculélev́e impose une stratégie informatique
particulìere pour ŕealiser une LES avec un temps de restitution raisonnable.

Sous-mod̀eles pour la combustion diphasique en LES

Comme en combustion gazeuse, leséchelles de coupure de la LES sont supérieures aux́echelles
caract́eristiques des flammes diphasiques, quels que soient le ou les modes de combustion observés. Une
étape de mod́elisation est donc indispensable pour représenter les interactions spray/turbulence/combustion
à l’échelle de la sous-maille. Chaque niveau de description de l’écoulement ńecessite un traitement par-
ticulier faisant appel̀a unmod̀ele de sous-maillesṕecifique :

Modèle de goutte individuelle.Dans la mesure òu chaque goutte est vue de manière ponctuelle (cf. ci-
dessus), les transferts de masse, quantité de mouvement et d’énergie avec le gaz porteur doivent
être int́egralement mod́elisés. Pour une goutte individuelle, Chiu [52] distingue quatréetats pos-
sibles : le pŕechauffage, l’́evaporation, la saturation et la combustion. Dans la majorité des cas,
le dernierétat est peu ou pas observé en raison des effets de groupe décrits dans la section
préćedente. La mod́elisation pŕecise des trois premierśetats est loin d’̂etre une t̂ache aiśee. En
effet, si le probl̀eme de l’́evaporation d’une goutte monocomposant isolée dans une atmosphère au
repos est bien connu [219, 220], la situation se complique rapidement lorsqu’on inclut les effets
d’écoulement relatif gaz/goutte, d’interactions entre gouttes, de carburants multicomposants, de
fortes instationnarit́es, d’́etat supercritique, etc. Afin de prendre en compte un certain nombre de
ces effets, Chiu [52] propose de regrouper les théories existantes au sein d’un formalisme unifié.
Enfin, le mod̀ele de goutte isolée doitégalement représenter l’́echange de quantité de mouvement
sous la forme d’une force de traı̂née,éventuellement corriǵee par les effets d’évaporation [167].

Modèle d’atomisation du spray. La phase initiale d’atomisation représente unéetape particulìerement
délicate et pourtant cruciale car elle détermine la distribution en diam̀etre, concentration et vitesse
de gouttes, param̀etres essentiels de la dispersion et de la combustion du spray. Concernant la phase
d’atomisation primaire, le côut de calcul que représente le suivi de l’interface liquide/gaz place ce
type de simulation hors de portée des calculs en géoḿetrie ŕealiste. L’́etat de l’art actuel consiste
au mieuxà simuler la phase d’atomisation secondaire en considérant la rupture de gouttes comme
un processus stochastique [9]. Dans la plupart des cas, les caractéristiques initiales du spray sont
fournies par des mesures expérimentales en aval de la zone d’atomisation. En l’absence de données
exṕerimentales, le diam̀etre moyen de Sauter et l’angle du spray peuventêtre obtenus en fonction
du type d’injecteur̀a partir de corŕelations empiriques [131]. La mod́elisation de l’atomisation
repŕesente clairement un des points durs de la simulation des sprays.

Modèle de dispersion turbulente du spray.La plupart deśetudes LES d’́ecoulements gaz-particules
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adoptent l’approche Euler-Lagrange (EL ou lagrangienne) consistantà calculer la trajectoire la-
grangienne de chaque particule (DPS pourdiscrete particle simulationen anglais). Ceśetudes ont
montŕe la capacit́e de la LES̀a pŕedire la concentration préférentielle des particules par la turbu-
lence [265] et la ńecessit́e d’un mod̀ele de sous-maille pour les particules lorsqu’elles interagissent
avec les structures non résolues du fluide [11, 199, 71]. Concernant l’́evaporation, Ŕeveillon et Ver-
visch [204] proposent un mod̀ele pour la variance non résolue de la vapeur de carburant. Dévelopṕe
plutôt dans le contexte RANS, ce modèle aét́e étenduà la variance de sous-maille en LES par
Péra [185]. Par ailleurs, de façon récente, le formalisme Euler-Euler (EE ou eulérien) consistant̀a
décrire le spray comme un milieu statistiquement continu aét́e étendu au contexte de la LES par
Riber [206] et Riberet al. [207, 208].

Modèle de combustion turbulente.En combustion turbulente gazeuse, les modèles de flammelettes
sont largement ŕepandus [186, 188]. Ils se basent essentiellement sur la connaissance du scalaire
passifz et du taux de dissipation scalaireχ. Dans les flammes diphasiques,z n’est plus un scalaire
passif en raison du transfert de masse parévaporation. De plus, on y rencontre géńeralement
les deux ŕegimes de combustion, prémélange et diffusion, au sein d’une même structure de
flamme [205, 266]. Enfin, dans un calcul DNS de flamme diphasique contre-courant, Watanabe
et al. [266] observent des niveaux deχ largement inf́erieurs à ceux d’une flamme gazeuse
équivalente. Ainsi, les traditionnels modèles de flammelettes basés surz et χ sont incapables
de repŕesenter la structure d’une flamme diphasique. Une voie possible est l’approche combinée
flammelette/variable d’avancement (ou FPV pourflamelet/progress variable) propośee par Pierce
et Moin [192] et capable de traiter les régimes partiellement prémélanǵes. Savoir si le mod̀ele
de combustion doit prendre en compte la combustion de groupe n’est pas clair : ce phénom̀ene
peut aussi bien se manifesterà l’échelle ŕesolue commèa l’échelle de sous-maille en fonction
du nombre de gouttes dans le groupe. Bien que des comportements de type combustion de
groupe aient́et́e observ́es dans des calculs LES [127], la capacit́e de cette ḿethodeà repŕesenter
correctement le ph́enom̀ene restèa prouver.

Études numériques existantes en LES

En raison des difficult́es de mod́elisation, des côuts de calculélev́es et du manque de données
exṕerimentales pour la validation, les simulations aux grandeséchelles des flammes diphasiques sont
rares. En 2001, Sankaran et Menon [217] sont les premiers̀a pŕesenter une telléetudeà travers un
calcul dans une configuration de jet vrillé. Le spray est traité en approche lagrangienne, le domaine de
calcul axy-syḿetrique est mailĺe avec une grille structurée et tr̀es peu d’informations sont fournies sur
le mod̀ele de combustion. Cettéetude met eńevidence le fort potentiel de la LES pour reproduire l’in-
teraction entre l’́ecoulement vrilĺe, la dispersion et le ḿelange air–carburant ainsi que la modification de
l’aérodynamique par le dégagement de chaleur. Depuis 2002, uneétude LES diphasique réactive d’une
chambre áeronautique meńee dans le cadre du programme ASCI (Accelerated Strategic Computing
Initiative) a donńe lieuà plusieurs publications [57, 97, 141, 142, 170]. Les simulations sont réaliśees au
moyen du code de calcul CDP dévelopṕe par le CTR (Universit́e de Stanford). Le modèle lagrangien a
ét́e valid́e en dispersion [10] et enévaporation [142] à partir des exṕeriences respectives de Sommerfeld
et Qiu [245] et [246]. Les pŕedictions du mod̀ele stochastique de rupture pour l’atomisation secondaire
(cf. ci-dessus) ont́et́e confront́ees aux ŕesultats exṕerimentaux de Hiroyasu et Kudota [103] pour une
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injection Diesel. Pour valider l’approche diphasique globale (atomisation-dispersion-évaporation), un
calcul d’injection en ǵeoḿetrie complexe áet́e compaŕe aux donńees exṕerimentales d’un injecteur Pratt
& Whitney. Le calcul LES diphasique réactif à proprement parler représente un secteur simple (1/18e)
de chambre annulaire Pratt & Whitney incluant le contournement du foyer et les détails ǵeoḿetriques
de l’injecteur. Le domaine de calcul áet́e mailĺe au moyen d’une grille de 1.9 million d’éléments
hybrides. La ŕeaction chimique est prise en compte par le modèle FPV (cf. ci-dessus)̀a partir de tables
chimiques pour un carburant de substitution du jet-A (type de kéros̀ene) constitúe d’un ḿelange de deux
hydrocarbures. La simulation prédit une flamme non prémélanǵee produisant des gaz chauds refroidis
en aval par les jets de dilution. Le profil radial de température (FRT, cf. section 1.1.4) obtenu en sortie de
chambre reproduit de façon satisfaisante le profil expérimental. Afin de calculer les quelque 0.6 million
de trajectoires de particules (numériques et physiques) sur la grille non structurée, un effort particulier
a ét́e accompli dans le d́eveloppement de l’algorithme de suivi lagrangien [10]. Malgré une ḿethode
de ŕepartition de la charge de calcul en fonction de la densité de particules, le nombre de processeurs
parall̀eles utilisables semble limité et la simulation reste très côuteuse : plus de 25 jours de temps
d’exécution sur 80 processeurs ASC Frost (IBM SP3) pour environ 4 temps convectifs.

Cesétudes en LES constituent l’état de l’art en simulation nuḿerique de la combustion diphasique
turbulente en ǵeoḿetrie ŕealiste. Leur faiblesse réside dans l’absence de validation expérimentale en
écoulement ŕeactif. La section suivante décrit quelques exṕerimentations de flammes diphasiques turbu-
lentes bien documentées.

Études exṕerimentales

En combustion turbulente diphasique, l’expérimentation est particulièrement d́elicate, en partie en
raison des difficult́esà ǵeńerer un spray reproductible et bien caractériśe. Pourétudier la physique d’un
phénom̀ene aussi complexe, l’approche expérimentale est cependant indispensable. Par ailleurs, la va-
lidation des mod̀eles nuḿeriques requiert des expériences suffisamment détaillées pour d́efinir les pa-
ramètres d’entŕee des codes de calcul et fournir des comparaisons abondantes dans le domaine simulé.
Parmi ceśetudes plut̂ot rares, on peut citer les références suivantes :

– Akamatsuet al. [3, 4] ont étudíe le comportement d́etaillé d’une flamme–jet diphasique grâceà
diff érentes mesures optiques. Le dispositif d’injection produit un spray central parfaitement ato-
misé et dilúe qui est alluḿe et stabiliśe par un br̂uleur pilote coaxial. Cette configuration permet
de ńegliger les zones de spray fortement chargé òu ont lieu des ph́enom̀enes complexes tels que la
rupture, la coalescence et les collisions de gouttes.

– Pour un br̂uleur baśe sur le m̂eme principe, Michouet al. [163] et Michou [164] fournissent des
champs de temṕerature et des taux d’évaporation pour diff́erentes conditions de richesse et de
diamètre de gouttes. Cettéetude aét́e prolonǵee par Pichardet al. [190] et Pichard [189] qui
ont caract́eriśe le spray en terme de granulométrie et de fraction volumique de liquide pour des
variations de temṕerature et d́ebit d’air, de richesse et de type de carburant.

– Widmann et Presser [268] proposent une base de données exṕerimentale destińeeà la validation des
codes de ḿecaniques des fluides en combustion diphasique. Le dispositif est un injecteur pressurisé
produisant un spray conique creux dans un jet d’air co-axial vrillé. La giration mod́eŕee du jet
d’air géǹere une zone de recirculation centrale qui stabilise la flamme, comme dans la plupart des
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brûleurs áeronautiques. Les conditions aux limites sont bien définies et les propriét́es du spray
sont mesuŕees en d́etail. Les auteurs fournissentégalement les champs de vitesse de l’écoulement
gazeux ainsi que la température et la composition des gaz brûlés en sortie.

1.3 Objectif de l’étude et choix ḿethodologiques

1.3.1 Besoin d’un outil nuḿerique

La section1.1 a mis eńevidence la ńecessit́e d’un outil de pŕediction de la combustion dans les foyers
aéronautiques, en particulier pour les moteurs d’hélicopt̀eres. Un tel outil doit prendre en compte les
phénom̀enes physiques complexes et couplés que sont la turbulence, la combustion et les sprays (cf. sec-
tions 1.2.1 et 1.2.2). Il s’agit donc d’un code de calcul de mécanique des fluides (CFD pourcomputational
fluid dynamicsen anglais) incluant un modèle pour la chimie et pour leśecoulements̀a phase dispersée.
Comme on l’a montŕe dans la section 1.2.3, l’approche LES constitue une des voies les plus promet-
teuses dans ce domaine. Ayant prouvé son potentiel pour la combustion turbulente gazeuse [194], il est
naturel d’envisager l’extension de cette méthodeà la combustion diphasique. De plus, par son caractère
intrinsèquement instationnaire, elle semble particulièrement adaptée aux simulations d’allumages. Outre
les probl̀emes de mod́elisation, le d́eveloppement de cet outil numérique est soumis̀a deux contraintes
particulìeres : la capacité à traiter les ǵeoḿetries complexes des foyer réels ainsi qu’une performance
élev́ee en temps d’ex́ecution.

1.3.2 Contexte de travail

Depuis plusieurs années, le Cerfacs, en collaboration avec l’IFP, développe le code de calcul AVBP

qui a fait l’objet de plusieurs applications en combustion turbulente gazeuse sur des géoḿetries com-
plexes [86, 213, 229, 231, 232]. En 2004, les travaux de thèse de A. Kaufmann [110] ont permis d’im-
planter un module diphasique (appelé TPF) capable de traiter leśecoulements̀a phase dispersée dans
un contexte de simulation numérique directe. En 2005, la thèse de J.-B. Mossa [173] propose une ex-
tension de ces d́eveloppements aux effets de polydispersion dans les sprays. En 2006, la thèse de S.
Pascaud [181] montre la capacit́e de l’outil AVBP TPF à traiter la combustion diphasique en configura-
tion réaliste. En 2007, la th̀ese de E. Riber [206] développe et valide une approche LES pour la phase
disperśee dans leśecoulements non réactifs. Dans ce contexte d’élaboration d’un outil nuḿerique en
combustion diphasique, le travail de thèse pŕesent́e ici poursuit le d́eveloppement du module diphasique
existant et le consolide. Sur le plan pratique, le moduleTPF initialement d́evelopṕe par A. Kaufmann et
J.-B. Mossa áet́e implant́e dans une version récente d’AVBP. Ce travail, meńe en collaboration avec E.
Riber, a produit une version de code qui constitue le cœur de la version actuelle d’AVBP (AVBP V6.X).
En terme de mod́elisation, l’effort s’est port́e sur le mod̀ele d’́evaporation de gouttes et la mise en place
d’un couplage robuste avec la phase gazeuse et le modèle de combustion. La présentation de l’outil
LES diphasique ŕeactif d́evelopṕe dans cette th̀ese a fait l’objet d’une publication collective dansFlow,
Turbulence and Combustion[28] (cf. annexe B).
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1.3.3 Strat́egie et ḿethodes

Dès le d́ebut, le d́eveloppement du code AVBP a ét́e guid́e par certains choix de ḿethodes qui
répondent aux exigences en terme de modélisation et de performance de calcul. L’ensemble des
contraintes líeesà la pŕesentéetude (cf. section 1.3.1) conduisentà la strat́egie ŕesuḿee par la Fig. 1.15.
La simulation aux grandeśechelles repŕesente le cœur de l’approche autour duquel gravitent des
méthodes th́eoriques ou nuḿeriques plus sṕecifiques. Le choix du formalisme Euler-Euler pour la phase
disperśee repŕesente une option majeure. La justification de ce choix est détaillée dans le chapitre 3 et
peut se ŕesumer̀a quatre raisons principales :

– la formulation continue permet d’utiliser les mêmes algorithmes de résolution pour la phase ga-
zeuse et pour la phase dispersée ;

– la grille de calcul euĺerienneétant la m̂eme pour les deux phases, le couplage informatique est
immédiat ;

– gr̂ace aux deux b́eńefices pŕećedents, la parallélisation par d́ecomposition de domaine est efficace ;
– le côut de calcul pour le spray ne dépend pas du nombre de particulesà transporter et reste de

l’ordre du côut de calcul pour la phase gazeuse.
Dans le gaz, le ḿelange est pris en compte par une formulation multi-espèces des propriét́es thermody-
namiques et de la diffusion moléculaire. La ŕeaction chimique est représent́ee par un sch́ema cińetique
simplifié ajust́e quantitativement sur des propriét́es propagatives et possédant le bon comportement vis-
à-vis de l’allumage (loi d’Arrhenius) (cf. section 4.7). L’intéraction turbulence–flammèa l’échelle non
résolue par la LES est modélisée par le mod̀ele de flamméepaissie dynamique (cf. section 4.6). Le choix
de la formulation totalement compressible et de l’intégration temporelle explicite contraintà avancer au
pas de temps acoustique ce qui nécessite un grand nombre d’itérations temporelles. En contre-partie, les
phénom̀enes acoustiques sont bien décrits et l’efficacit́e de paralĺelisme est maximale. Par conséquent,
le temps d’ex́ecution peut̂etre largement réduit par l’utilisation d’un grand nombre de processeurs pa-
rallèles (cf. section 5.5). D’un point de vue géńeral, la strat́egie adopt́ee peut se résumer de la façon
suivante :

1. une description précise de l’áerodynamique de l’écoulement en ǵeoḿetrie complexe au moyen
d’une approche LES ;

2. un choix de ḿethodes et de modèles plut̂ot simples pour capturer l’essentiel de la physique des
flammes turbulentes diphasiques et de l’allumage tout en conservant des performancesélev́ees en
calcul parall̀ele.

1.3.4 Objectifs de l’́etude

Les écoulements turbulents diphasiques réactifs sont des systèmes complexes dont la modélisation
numérique ńecessite plusieurs niveaux de validation (cf. section 1.2.3). Concernant la dispersion du
spray par la turbulence du fluide, l’approche Euler-Euler adoptée dans AVBP a ét́e valid́ee par Riber
et al. [207] et Riber [206] sur l’expérience de Boŕeeet al. [29] et par Mossa [173] et Boileauet al. [28]
sur l’exṕerience de Sommerfeld et Qiu [245]. Dans cette th̀ese, les efforts de validation se sont portés
sur l’effet de la turbulence sur l’évaporation d’un nuage de goutte, d’une part, et sur le rôle de l’interac-
tion évaporation-combustion sur la propagation de flamme, d’autre part. La première partie est unéetude
DNS de l’́evaporation d’un nuage de gouttes dans une turbulence homogène isotrope d́ecroissante. Le
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1.3 Objectif de l’́etude et choix ḿethodologiques
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FIG. 1.15 -Description des principaux choix de méthodes en fonction des exigences de modélisation et de
parallélisme

but est de reproduire l’effet de la turbulence du gaz sur la ségŕegation des particules et la variance de
vapeur. La secondéetude porte sur des flammes planes laminaires et se divise en deux cas tests :

– une flamme diphasique dite homogène (spraýevapoŕe avant la flamme) que l’on compareà une
solution analytique ;

– une flamme diphasique saturée (spraýevapoŕe dans la flamme) dont la structure révèle le couplage
fort entre l’́evaporation, la ŕeaction chimique et les transferts thermiques. L’objectif est de montrer
que ce couplage, ḿecanisme cĺe de la propagation de la flamme, est bien pris en compte par le
mod̀ele. Ce cas test sertégalement̀a évaluer le mod̀ele de flamméepaissiéetendu aux flammes
diphasiques.

Ces études ne représentent qu’une première étape et une validation complète de l’approche
nécessiterait une comparaison avec les résultats d’une exṕerience de ŕeférence telle que celles décrites
dans la section 1.2.3. Toutefois, avant de chercherà reproduire pŕeciśement une flamme de laboratoire,
il est int́eressant de tester la méthode sur une des configurations réalistes auxquelles l’outil nuḿerique
est destińe. Dans ce but, l’approche complète (LES diphasique réactive) áet́e appliqúeeà la combustion
dans un foyer typique de turbine d’hélicopt̀ere. Dans un premier temps, l’étude s’est portée sur le
régime stationnaire et sur une phase d’allumage dans un secteur unique de chambre annulaire (séquence
correspondant̀a la phase 2définie dans la section 1.1.5). Dans un second temps, le domaine de calcul
a ét́e étenduà la chambre complète afin d’analyser le processus d’allumage par propagation de flamme
de secteur̀a secteur(phase 3). En raison des grandes ressources informatiques qu’elle nécessite, cette
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configuration permet de tester la performance du code (et des machines) sur des calculs parallèles avec
un grand nombre de processeurs. Ainsi, cetteétude a donńe lieu à plusieurs projets impliquant des
fabricants ou des propriétaires de machines massivement parallèles. Dans unéetude pŕeliminaire, IBM a
fourni un acc̀esà son supercalculateur BlueGene/L (Rochester, US) sur lequel des calculs parallèles sur
2048 processeurs ontét́e ŕealiśes [6, 26]. Le calcul pŕesent́e ici aét́e ŕealiśe sur 700 processeurs du Cray
XT3 (États Unis) pr̂et́e par Cray. Des tests ontégalement́et́e effectúes sur la machine Bull Tera-10 du
CEA (Saclay, France) et sur l’IBM Marenostrum du BSC (Barcelone, Espagne). Le but est de montrer la
faisabilit́e et l’apport de l’approche LES sur le problème pratique de l’allumage d’un foyer d’hélicopt̀ere
(cf. section 1.1) et d’identifier les possibilités et les limites du calcul parallèle dans une stratégie de
mâıtrise du temps de restitution pour de telles simulations [251].

1.4 Organisation du manuscrit

La premìere partie contient une description de l’approche théorique et nuḿerique emploýees dans la
thèse. Le chapitre 2 présente leśequations de conservation de la phase gazeuse (équations de Navier-
Stokes) dans le contexte multi-espèces ŕeactif compressible. Le chapitre 3 développe le formalisme
Euler-Euler pour la mod́elisation de la phase dispersée et d́etaille les mod̀eles de fermeture utilisés. Le
chapitre 4 fournit leśequations de la simulation aux grandeséchelles obtenus par filtrage deséquations
présent́ees dans les deux chapitres préćedents. La fermeture des termes non résolus est pŕesent́ee, le
mod̀ele de combustion turbulente est détaillé et une mod́elisation de la chimie du ḱeros̀ene est proposée.
Enfin, le chapitre 5 d́ecrit l’approche nuḿerique de façon ǵeńerale et aborde la stratégie de calcul pa-
rallèle.

La seconde partie traite de la validation du code de calcul et de l’exploration de la physique de certains
phénom̀enes cĺes de la combustion diphasiqueà travers des cas tests académiques. Ainsi, le chapitre 6
analyse l’interaction entre un nuage de gouttes enévaporation et une turbulence homogène isotrope alors
que le chapitre 7 s’intéressèa la propagation de flammes planes laminaires dans un spray de carburant.

La troisìeme partie pŕesente une application de l’approche LES diphasique réactiveà un secteur isolé
de foyer de turbine d’h́elicopt̀ere. Le chapitre 8 d́ecrit le ŕegime d’́ecoulement stationnaire en terme de
mécanisme de stabilisation et de structure de flamme. Le chapitre 9 analyse l’allumage du secteur pour
en identifier le processus détaillé.

La quatrìeme et dernìere partie est consacréeà l’allumage d’une chambre de combustion complète et
se pŕesente sous la forme d’un article en préparation pour l’AIAA Journal.
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2.7 Cińetique chimique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 52
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3.2.3 Équation ǵeńerale d’Enskog . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 63
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4.2 Équations LES pour la phase gazeuse . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 82
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4.4 Équations LES pour la phase dispersée . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 88
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4.4.2 Flux ḿesoscopiques résolus . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 89

4.4.3 Flux d́ecorŕelés ŕesolus . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 89

4.4.4 Flux de sous-maille . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 90

4.4.5 Termes sources filtrés . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 90

4.5 Mod̀eles de sous-maille pour la phase dispersée . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 93

4.5.1 Tenseur de sous-maille des vitesses mésoscopiques . . . . . . . . . . . . . . . . 93

4.5.2 Flux de sous-maille d’énergie d́ecorŕelée . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 93
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4.7.2 Élaboration du sch́ema ŕeactionnel simplifíe . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 106

Sch́ema complexe du JP10 . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 107
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5.1.1 Approche des résidus pond́eŕes . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 113

5.1.2 Calcul du pas de temps . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 115

5.1.3 Calcul des gradients . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 115
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Chapitre 2

Équations de conservation pour les
écoulements gazeux ŕeactifs

2.1 Équations et variables conservatives

Onécrit leséquations de conservation d’unécoulement multi-esp̀eces ŕeactif sous la forme suivante :

∂w

∂t
+ ∇ · F = s (2.1)

w = ( ρu, ρv, ρw, ρE, ρk)
T est le vecteur des variables conservatives avec respectivementρ, u, v, w, E

etρk, la masse volumique, les trois composantes du vecteur vitesseu = (u, v, w)T , l’ énergie totale non
chimique etρk = ρYk avecYk la fraction massique de l’espècek, k variant de 1̀aN , N étant le nombre
d’esp̀eces.F est le tenseur des flux que l’on décompose de façon classique en une partie non diffusive et
une partie diffusive :

F = FI(w) + FV (w,∇w) (2.2)

s est le vecteur des termes sources qui se compose de deux parties :

s = sc + sl-g (2.3)

où sc est le terme source lié à la ŕeaction chimique (cf. section 2.7) etsl-g est le terme source dû aux
effets de la phase liquide sur la phase gazeuse (cf. section 3.2.5).

Les trois composantes du tenseur des flux non diffusifsFI(w) s’écrivent :

f I =




ρu2 + P
ρuv
ρuw

(ρE + P )u
ρku




, gI =




ρuv
ρv2 + P

ρvw
(ρE + P )v

ρkv




, hI =




ρuw
ρvw

ρw2 + P
(ρE + P )w

ρkw




(2.4)
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où la pression hydrostatiqueP est d́etermińee par l’́equation d’́etat des gaz parfaits (Eq. 2.16).

Les trois composantes du tenseur des flux diffusifsFV (w,∇w) s’écrivent :

fV =




−τxx

−τxy

−τxz

−(uτxx + vτxy + wτxz) + qx

Jx,k




gV =




−τxy

−τyy

−τyz

−(uτxy + vτyy + wτyz) + qy

Jy,k




hV =




−τxz

−τyz

−τzz

−(uτxz + vτyz + wτzz) + qz

Jz,k




(2.5)

où τ est le tenseur des contraintes visqueuses,µ est la viscosit́e dynamique (cf. section 2.6),Ji,k est
le flux diffusif de l’esp̀ecek dans la directioni (cf. section 2.4) etqi est le flux diffusif de chaleur (cf.
section 2.5).τ est d́efini par :

τij = 2µ

(
Sij −

1

3
δijSll

)
(2.6)

avec : Sij =
1

2

(
∂uj

∂xi
+

∂ui

∂xj

)
(2.7)

où Sij est le tenseur des vitesses de déformation.

Note : Par la suite, en l’absence de précision, les indicesi, j et l désignent l’une des trois directions
de l’espace. Leur réṕetition implique une sommation sur ces trois directions (notation d’Einstein). Dans
tout ce document, l’indicek repŕesente uniquement lakièmeesp̀ece et ne suit pas la règle de sommation
(sauf dans les cas mentionnés).

2.2 Variables thermodynamiques

L’ état de ŕeférence est pris̀a la pressionP0 = 1 bar et à la temṕeratureT0 = 0 K. Les enthalpies
h̃s,k et entropies̃sk sensibles de chaque espèce sont tabulées tous les100 K de 0 à 5000 K et sont
définies respectivement par les Eq.2.8 et 2.9. Le symbole ˜ correspondà la valeur tabuĺee d’indicei et
l’exposantm repŕesente une valeur molaire.h̃m

s,k, s̃m
k et la masse molaireWk sont d́etermińeesà partir de
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la table JANAF [253]. Enfin, l’énergie sensible de l’espècek est donńee par l’Eq. 2.10 òu rk est fourni
par l’Eq. 2.18.

h̃s,k(Ti) =

∫ Ti

T0=0K
Cp,kdT =

h̃m
s,k(Ti) − h̃m

s,k(T0)

Wk
, i = 1, 51 (2.8)

s̃k(Ti) =
s̃m
k (Ti) − s̃m

k (T0)

Wk
, i = 1, 51 (2.9)

ẽs,k(Ti) =

∫ Ti

T0=0K
Cv,kdT = h̃s,k(Ti) − rkTi i = 1, 51 (2.10)

Les capacit́es calorifiques̀a pression constanteCp,k et à volume constantCv,k sont suppośees constantes
entreTi etTi+1 = Ti + 100 K. Elles sont respectivement détermińees par les Eq. 2.11 et 2.12. L’énergie
sensible de l’esp̀ecek est d́efinie par une interpolation lińeaire via la temṕerature (Eq. 2.13). L’énergie
sensible et l’enthalpie sensible du mélange sont respectivement définies par les Eq. 2.14 et 2.15.

Cp,k =
∂hs,k

∂T
(2.11)

Cv,k =
∂es,k

∂T
(2.12)

es,k(T ) = ẽs,k(Ti) + (T − Ti)
ẽs,k(Ti+1) − ẽs,k(Ti)

Ti+1 − Ti
(2.13)

ρes =

N∑

k=1

ρkes,k = ρ

N∑

k=1

Ykes,k (2.14)

ρhs =

N∑

k=1

ρkhs,k = ρ

N∑

k=1

Ykhs,k (2.15)

2.3 Équation d’ état des gaz parfaits

L’ équation d’́etat d’un ḿelange de gaz parfaits s’écrit :

P = ρ
R
W

T (2.16)

avec :
1

W
=

N∑

k=1

Yk

Wk
(2.17)
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où W est la masse molaire du mélange. La constante du mélanger et les capacit́es calorifiquesCp etCv

dépendent des fractions massiques :

r =
R
W

=

N∑

k=1

Yk

Wk
R =

N∑

k=1

Ykrk (2.18)

Cp =
N∑

k=1

YkCp,k (2.19)

Cv =

N∑

k=1

YkCv,k (2.20)

où R = 8.3143 J.mol−1.K−1 est la constante universelle des gaz parfaits. L’exposant polytropique
du mélange est donńe parγ = Cp/Cv. La constante du ḿelange, les capacités calorifiques et l’exposant
polytropique d́ependent de la composition locale du mélange d́efinie par les fractions massiquesYk(x, t).
Elles sont donc d́ependantes de l’espace et du temps :

r = r(x, t), Cp = Cp(x, t), Cv = Cv(x, t), et γ = γ(x, t) (2.21)

À partir de l’énergie sensible, on déduit la temṕerature en utilisant les Eq. 2.13 et 2.14. Enfin, les
conditions limites (cf. section 5.6) nécessitent le calcul de la vitesse du son du mélangec définie par :

c2 = γrT (2.22)

2.4 Diffusion moléculaire multi-esp̀eces

Dans unécoulement multi-esp̀eces, la conservation de la masse totale implique que l’Eq. 2.23 soit
satisfaite.Vk repŕesente la vitesse de diffusion de l’espècek (k = 1, ..., N) et s’exprime en utilisant
l’approximation d’Hirschfelder-Curtis (Eq. 2.24). L’Eq. 2.24 fait intervenir les gradients des fractions
molairesXk définies parXk = YkW/Wk. Exprimée en terme de fractions massiques, l’Eq. 2.24 devient
l’Eq. 2.25.

N∑

k=1

Yk V k
i = 0 (2.23)

Xk V k
i = −Dk

∂Xk

∂xi
(2.24)

Yk V k
i = −Dk

Wk

W

∂Xk

∂xi
(2.25)

Si on somme lesk Eq. 2.25, la conservation de la masse totale exprimée par l’Eq. 2.23 n’est pas
nécessairement respectée. On ajoute alors la contribution d’une vitesse de diffusion correctiveVc pour
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assurer la conservation de la masse totale de gaz (Eq. 2.26) [197]. Le flux de diffusion des espècesJk

qui prend en compte cette correction est défini par l’Eq. 2.27.

V c
i =

N∑

k=1

Dk
Wk

W

∂Xk

∂xi
(2.26)

Ji,k = ρYk

(
V k

i + V c
i

)
= −ρ

(
Dk

Wk

W

∂Xk

∂xi
− YkV

c
i

)
(2.27)

où Dk est la diffusivit́e de l’esp̀ecek dans le ḿelange d́efinie en section 2.6.

2.5 Diffusion de la chaleur

Le flux de chaleur totalq est la somme de deux termes : le flux de chaleur par conduction, que l’on
mod́elise par une loi de Fourier, et le flux de chaleur dû à la diffusion des esp̀eces (cf. section 2.4). Ces
deux termes sont détaillés dans l’Eq. 2.29.

qi = −λ
∂T

∂xi
+

N∑

k=1

Ji,khs,k (2.28)

qi = −λ
∂T

∂xi︸ ︷︷ ︸
conduction

−ρ

N∑

k=1

(
Dk

Wk

W

∂Xk

∂xi
− YkV

c
i

)
hs,k

︸ ︷︷ ︸
diffusion des esp̀eces

(2.29)

où λ est la conductivit́e thermique du ḿelange d́efinie en section 2.6.

2.6 Coefficients de transport diffusif

Dans la plupart des codes de mécanique des fluides utilisant un mélange de plusieurs espèces, la
viscosit́e dynamiqueµ est suppośee ind́ependante de la composition du mélange et proche de celle de
l’air1. La loi puissance (Eq. 2.30) est une approximation réaliste qui prend en compte les variations de la
viscosit́e dynamique en fonction de la température.

µ = µref

(
T

Tref

)b

(2.30)

où µref est la viscosit́e mesuŕeeà la temṕeratureTref géńeralement dans le ḿelange de gaz frais. L’ex-
posantb est typiquement dans la plage 0.5-1.0 (air :b = 0.76).

1Les erreurs líeesà cette hypoth̀ese sont faibles tant que le mélange est un gaz parfait
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La conductivit́e thermique du ḿelange est d́efinie par l’Eq. 2.31 qui utilise un nombre de PrandtlPr
suppośe constant. La diffusivit́e thermique est d́efinie par l’Eq. 2.32.

λ =
µCp

Pr
(2.31)

Dth =
µ

ρPr
(2.32)

La diffusivité moĺeculaireDk est expriḿeeà l’aide des coefficients binairesDij obtenus̀a l’aide de
la théorie cińetique des gaz [105]. La diffusivité moĺeculaireDk est d́efinie par l’Eq. 2.33 [22].

Dk =
1 − Yk∑N

j 6=k Xj/Djk

(2.33)

Les coefficients binairesDij sont des fonctions complexes dépendant des intégrales de collision et des
variables thermodynamiques. Dans un code DNS utilisant une chimie complexe, utiliser l’Eq. 2.33 a
un sens.À l’inverse, les codes LES qui utilisent un schéma cińetique simplifíe ne ńecessitent pas une
mod́elisation aussi pŕecise. On adopte donc une approche simplifiée en faisant l’hypoth̀ese que les
nombres de Schmidt de chaque espèceSck sont constants. La diffusivité moĺeculaireDk est alors d́efinie
par :

Dk =
µ

ρ Sck
(2.34)

où Sck est le nombre de Schmidt de l’espècek suppośe constant.

Pr etSck mod́elisent la diffusion laminaire thermique et moléculaire. Leurs valeurs sont obtenuesà
l’aide du logiciel PREMIX, inclus dans l’ensemble logiciel CHEMKIN [113], en calculant leur valeur
dans les gaz brûlés dans un calcul de flamme plane laminaire de prémélange.

2.7 Cinétique chimique

Le terme sourcesc de l’Eq. 2.1 est d́efini par :sc = (0, 0, 0, ω̇T , ω̇k)
T avecω̇T le taux de d́egagement

de chaleur eṫωk le taux de ŕeaction de l’esp̀ecek. Le mod̀ele de combustion implanté dans AVBP est une
loi d’Arrhéniusécrite pourN réactifsMkj etM réactions. Les ŕeactions se mettent sous la forme définie
par l’Eq. 2.35. Le taux de réactionω̇k de l’esp̀ecek est d́efini par l’Eq. 2.36 comme la somme des taux de
réactionω̇kj de l’esp̀ecek dans chaque réactionj, j variant de1 àM . Les coefficients stoechioḿetriques
des ŕeactifsν ′

kj et des produitsν ′′
kj permettent de calculer les coefficients globauxνkj = ν ′′

kj−ν ′
kj .Qj est

le taux d’avancement de la réactionj définie par l’Eq.2.37.Kf,j etKr,j sont les constantes des réactions
directe et inverse d́efinies respectivement par les Eq. 2.38 et 2.39.Af,j est le facteur pŕe-exponentiel et
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Ea,j est l’énergie d’activation.Kr,j est impośe par l’hypoth̀ese d’́equilibre thermodynamique.

N∑

k=1

ν ′
kjMkj ⇋

N∑

k=1

ν ′′
kjMkj , j = 1,M (2.35)

ω̇k =
M∑

j=1

ω̇kj = Wk

M∑

j=1

νkjQj (2.36)

Qj = Kf,j

N∏

k=1

(
ρYk

Wk

)ν′
kj

− Kr,j

N∏

k=1

(
ρYk

Wk

)ν′′
kj

(2.37)

Kf,j = Af,j exp

(
−Ea,j

RT

)
(2.38)

Kr,j =
Kf,j

Keq
(2.39)

Dans l’Eq. 2.39,Keq est la constante d’équilibre [125] définie par l’Eq. 2.40. La pression de référence
estégaleà P0 = 1 bar. ∆H0

j est la variation d’enthalpie (sensible + chimique) définie par l’Eq. 2.41 et
∆S0

j la variation d’entropie pour la réactionj définie par l’Eq. 2.42.∆h0
f,k est l’enthalpie de formation

de l’esp̀ecek à la temṕeratureT0 = 0 K. Le d́egagement de chaleurω̇T est donńe par l’Eq. 2.43.

Keq =

(
P0

RT

)PN
k=1 νkj

exp

(
∆S0

j

R −
∆H0

j

RT

)
(2.40)

∆H0
j = hj(T ) − hj(0) =

N∑

k=1

νkj

(
hs,k(T ) + ∆h0

f,k

)
(2.41)

∆S0
j =

N∑

k=1

νkjsk(T ) (2.42)

ω̇T = −
N∑

k=1

ω̇k∆h0
f,k (2.43)
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Chapitre 3

Équations de conservation pour la phase
disperśee

3.1 Introduction

Contrairement aux́ecoulements de fluides newtoniens qui sont majoritairement décrits par une th́eorie
des milieux continus avec un point de vue eulérien, la dynamique des sprays peutêtre abord́ee sous
diff érentes approches théoriques. Dans l’approche lagrangienne (notée L), on consid̀ere la phase dis-
perśee comme un ensemble de particules discrètes de petite taille auxquelles on applique la mécanique
du point. Dans l’approche eulérienne (not́ee E), le spray est vu comme un milieu continu analogueà un
fluide et constitúe des propríet́es moyennes locales de l’ensemble des particules. Afin de comprendre le
choix fait dans cettéetude, les approches lagrangienne et eulériennes sont présent́ees de manière succinte
dans les sections 3.1.1 et 3.1.2. La suite de ce chapitre (sections 3.2à 3.3) est consacréeà la description
du formalisme euĺerien statistique.

Note : Par la suite, on parle indifféremment de phase dispersée ou de phase liquide pour définir le spray
de gouttelettes (appelées particules dans le formalisme eulérien statistique). Par opposition, l’écoulement
gazeux est appelé phase continue, phase porteuse ou phase gazeuse.

3.1.1 Approche lagrangienne

La description Euler-Lagrange (EL) du spray consisteà suivre la trajectoire lagrangienne (L) de
chaque gouttelette en lui appliquant les transferts de quantité de mouvement, de masse et de chaleur
avec le gaz porteur dont l’écoulement est d́ecrit du point de vue eulérien (E).À chaque instant, on résout



ÉQUATIONS DE CONSERVATION POUR LA PHASE DISPERŚEE

le syst̀eme suivant pour chaque gouttelette(k) présente dans l’écoulement :

dX
(k)
p,i

dt
= V

(k)
p,i (3.1)

d

dt

(
m(k)

p V
(k)
p,i

)
= F

(k)
p,i (3.2)

dm
(k)
p

dt
= ṁ(k)

p (3.3)

d

dt

(
m(k)

p C(k)
p T (k)

p

)
= Q̇(k)

p (3.4)

avec ~X
(k)
p la position de la goutte,~V (k)

p sa vitesse,m(k)
p sa masse,C(k)

p sa chaleur sṕecifiqueà pres-

sion constante,T (k)
p sa temṕerature,F(k)

p les forces ext́erieures agissant sur la goutte,ṁ
(k)
p le taux

d’évaporation etQ̇(k)
p le taux de transfert de chaleur avec le gaz porteur.

Le principal avantage de la ḿethode EL est l’absence de modélisation ńecessaire pour traiter des
probl̀emes tels que les effets de polydispersion (particules de différents diam̀etres) et de croisement de
trajectoires. Ainsi, elle est couramment employée dans les codes RANS et son potentiel en LES aét́e
démontŕe [141, 149, 180]. Sur le plan nuḿerique, la localisation des particules sur la grille eulérienne
nécessite des algorithmes performants. Dans le cas de calculs parallèles par d́ecomposition de domaine,
l’ échange de particules entre processeurs est une tâche d́elicate [84]. Une fois les particules repéŕees,
des interpolations sont nécessaires pour transférer les termes de couplage de la grille eulérienne aux
particules et inversement. Si l’on souhaiteéviter une diffusion nuḿerique importante lors de ces interpo-
lations, des sch́emas d’ordréelev́e donc côuteux en temps de calcul sont requis.

Sur le plan informatique, le suivi instantané de plusieurs millions voire centaines de millions de par-
ticules1 impliquent des ressources de calculs qui dépassent les capacités des calculateurs d’aujourd’hui
et des prochaines années. Ce problème est ǵeńeralement ŕesolu en adoptant une approche lagrangienne
stochastique òu les particules physiques dont les propriét́es statistiques sont supposées identiques sont
regrouṕees au sein d’une particule numérique appeĺeeparticule stochastique. Le nombre de particules̀a
suivre est alors considérablement ŕeduit mais une mod́elisation suppĺementaire devient ńecessaire [169].
De plus, afin de maintenir la précision requise par la LES, l’approche lagrangienne stochastique doit
conserver un grand nombre de particules stochastiques ce qui nécessite le recours au parallélisme.

Pour un calcul LES parallèle, il est facile de montrer que seule la décomposition en domaine est ef-
ficace lorsqu’on utilise un grand nombre de processeurs. Toutefois, un maillage découṕe pour le solveur
gazeux n’est pas optimisé pour le solveur lagrangien. En effet, la distribution de particules dans le do-
maine de calcul peut̂etre tr̀es diff́erente de la distribution de cellules eulériennes et varie ǵeńeralement
au cours du temps. Un très grand nombre de trajectoires lagrangiennes sont alors calculées par quelques
processeurs, ce qui réduit fortement l’efficacit́e du calcul parall̀ele. Dans une śequence d’allumage, par
exemple, la chambre est initialement remplie de gouttelettes de carburant de manière plus ou moins uni-
forme. Durant le calcul, la propagation de la flamme de la zone d’allumage vers la zone où elle se stabilise
modifie consid́erablement la distribution des gouttelettes car ces dernières disparaissent parévaporation
dans le front de flamme. Pour conserver un parallélisme efficace sur des milliers de processeurs, il est

1120 millions de gouttes dans le calcul de la chambreVesta(cf. partie IV)
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alors ńecessaire de re-découper le domaine au cours du calcul au moyen d’une méthode d’́equilibrage
dynamique [97].

3.1.2 Approche euĺerienne

Les difficult́es nuḿeriques et informatiques de l’approche EL ont motivé la mod́elisation des sprays
par des approches Euler-Euler (EE). Dans ce cas, on ne s’intéresse pas̀a l’histoire de chaque par-
ticule maisà leurs propríet́es moyennes en regardant le spray comme un fluide continu. Le type de
moyenne — volumique ou statistique — conduità deux formalismes qui diffèrent par leurs hypothèses,
la définition des grandeurs transportées et la nature des modèles de fermeture mais qui produisent un
syst̀eme d’́equations pŕesentant de fortes similitudes.

Filtrage volumique

Simonin [236] et Kaufmann [110] fournissent une description détaillée du formalisme eulérien en
filtrage volumique (appelé aussimod̀eleà deux fluides). La méthode suppose que leséquations de Navier-
Stokes sont valables dans la phase gazeuse et dans la phase dispersée. Les diff́erenteśetapes conduisant
auxéquations filtŕees se ŕesument ainsi :

1. on multiplie leséquations dans chaque phase par une fonction indicatrice de phaseχφ valant1
dans la phaseφ et0 sinon ;

2. on applique les relations de commutation entre les opérateur de d́erivation etχφ ;

3. on applique l’oṕerateur de moyenne volumique〈·〉Ω sur le volume de contrôleΩ ;

4. on mod́elise les termes non résolus.

Si on ne s’int́eresse qu’̀a la conservation de la masse et de la quantité de mouvement, le système obtenu
se pŕesente sous la forme suivante :

∂

∂t
αφρφ +

∂

∂xj
αφρφUφ,j = Sα,φ (3.5)

∂

∂t
αφρφUφ,i +

∂

∂xj
αφρφUφ,jUφ,i = Su,φ (3.6)

oùαφ = 〈χφ〉Ω est la fraction volumique de la phaseφ, ρφ sa masse volumique etUφ,i sa vitesse moyenne
filtr ée au sens de Favre(αφρφUφ,i = 〈ρφuφχφ〉Ω). Sα,φ et Su,φ sont des termes̀a mod́eliser compre-
nant les effets de la pression, de la viscosité, deséchanges entre phases et des fluctuations d’échelles
inférieures̀aΩ.

Filtrage statistique

Les équations Euler-Euler en moyenne statistique sont obtenuesà partir d’un formalisme issu de la
théorie cińetique des gaz formulée par Chapman et Cowling [44]. On trouve une d́emonstration d́etaillée
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de cette ḿethode dans les thèses de Kaufmann [110] et Mossa [173]. Dans cette th̀ese, on se limitèa
décrire les principaleśetapes (cf. sections 3.2à 3.3) ŕesuḿees ici de la façon suivante :

1. on d́efinit une fonction densité de pŕesence de particules (FDP) conditionnée par une ŕealisation
du fluide porteur ;

2. onécrit l’équation de transport décrivant l’́evolution de cette FDP ;

3. au moyen de cette FDP, on définit une moyenne statistique locale des propriét́es du spray ;

4. on multiplie cettéequation par une fonction quelconqueΨ du spray, puis on la filtre grâceà la
moyenne d́efinie pŕećedemment afin d’établir l’équation ǵeńerale d’Enskog ;

5. en remplaçantΨ par les quantit́es appropríees, ońetablit un syst̀eme d’́equation de conservation
pour le mouvement moyen ditmésoscopique;

6. on recherche des modèles de fermeture pour le mouvement décorŕelé et pour les termes d’échange
avec la phase porteuse.

Discussion

L’inconvénient de la description EE en moyenne volumique est de négliger leséchelles inf́erieures
à la taille caract́eristique du volume de contrôle. Contrairement̀a la LES pour l’́ecoulement gazeux, il
n’existe pas d’approche claire pour modéliser les effets de ces petiteséchelles [110]. On peut cependant
esṕerer augmenter la précision de la ḿethode en diminuant la taille du volume de contrôle. Cependant,
l’hypothèse de milieu continu limite la taille minimale de ce volume en y imposant un nombre suffisant
de particules. La description EE statistique, quantà elle, n’impose pas de longueur caractéristique et reste
validea priori pour toutes leśechelles (suṕerieures bien entendùa la taille des particules). Par construc-
tion, la contrainte sur la statistique du volume de contrôle ne se pose pas. Par ailleurs, le mouvement non
résolu qui repŕesente l’́ecart par rapport au mouvement mésoscopique peutêtre mod́elisé [76, 237]. Dans
la pŕesentéetude, le choix s’est donc porté sur l’approche Euler-Euler en moyenne statistique.

Contrairement̀a l’approche EL, leśequations obtenues par la méthode EE sont proches deséquations
de la phase gazeuse, ce qui permet d’utiliser les mêmes algorithmes informatiques que le solveur ga-
zeux et de profiter pleinement des capacités de paralĺelisme. De plus, le couplage informatique ne pose
aucun probl̀eme puisque la grille de calcul est la même pour les deux phases. En d’autres termes, le
code de calcul ŕesolvant l’́ecoulement diphasique en Euler-Euler n’est qu’une extension du code gazeux
auquel on ajoute un jeu de variablesà transporter ainsi que des modèles pour les termes de fermeture
et de couplage. Le temps de calcul n’est alors plus lié aux nombres de particulesà transporter mais au
nombre d’́equations eulériennes d́ecrivant la phase dispersée et la complexit́e des mod̀eles de fermeture.
En ǵeńeral, il ne d́epasse pas le double du temps requis pour un calcul monophasiqueéquivalent.

La principale faiblesse de l’approche EE est sa difficulté à mod́eliser les configurations où les gran-
deurs moyennes ne permettent pas de représenter le spray de façon réaliste. C’est le cas en particulier
lorsque le spray présente des caractéristiques polydisperses, c.-à-d. en pŕesence d’une distribution de
diamètres de gouttes pour une même position.̀A partir de l’approche initialement décrite par Greenberg
et al. [94], Laurent et Massot [128] et Laurentet al. [129] proposent une ḿethode sectionnelle dans la-
quelle le spray est divisé en sections contenant une classe de diamètre, chaque section nécessitant son
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propre jeu d’́equations eulériennes. Les auteurs montrent que quelques sections suffisent pour représenter
de façon ŕealiste une large distribution de diamètres. Dans sa thèse, Mossa [173] propose un mod̀ele òu
la distribution des tailles est présuḿee et òu uneéquation de transport pour la densité de surface de
gouttes permet de prendre en compte les effets polydisperses sur la dynamique du spray. L’approche EE
se heurtéegalement aux cas où les trajectoires de gouttes au sein d’un même volume de contrôle euĺerien
sont tr̀es diff́erentes2. Toutefois, Desjardinset al. [63] montrent qu’il est possible d’utiliser la ḿethode
DQMOM [144] pour pŕedire le croisement de trajectoires en formulation eulérienne. Concernant la LES
d’écoulements gaz-particules, l’étude comparative de Riberet al. [207] montre que l’approche EE sta-
tistique donne des résultatśequivalents̀a l’approche EL bien que les fluctuations turbulentes de la phase
disperśee soient mieux prédites en EL. Enfin, le spray possédant des propriét́es analogues̀a un fluide
fortement compressible, la ḿethode euĺerienne doit transporter des fronts très raides qui peuvent poser
des probl̀emes nuḿeriques. La solution consisteà utiliser des sch́emas peu dispersifs et un opérateur de
diffusion artificielle [206] (cf. section 5.3).

3.2 De la description statistique du spray aux́equations de conservation
eulériennes

3.2.1 Équation de transport de la fonction densit́e de pŕesence

On consid̀ere une particule quelconque dont la vitesseup, la temṕeratureTp, la massemp et la posi-
tion xp à l’instantt peuvent prendre les valeurs respectivescp, ζp, µp etx dans l’espace des phases (c.-
à-d. l’espace des possibles). On définit la fonctionWp (cp, ζp, µp,x, t) de l’espace des phases décrivant
l’histoire de cette particule au cours du temps :

Wp (cp, ζp, µp,x, t) = δ(cp − up(t)) δ(ζp − Tp(t)) δ(µp − mp(t)) δ(x − xp(t)) (3.7)

avec : δ(φ − φp(t)) = 1 si φ = φp(t)

δ(φ − φp(t)) = 0 sinon

φ repŕesentantcp, ζp, µp oux etφp la variable particulaire correspondante.
On d́efinit la ŕealisationHp du spray comme l’ensemble des fonctionsWp décrivant le mouvement des

Np particules. En prenant la moyenne d’ensemble des réalisationsHp conditionńee par une ŕealisation
Hf de la phase porteuse, on définit la fonction densit́e volumique de pŕesence de particules3 (FDP) :

fp (cp, ζp, µp,x, t,Hf ) = 〈Wp (cp, ζp, µp,x, t) |Hf 〉 (3.8)

2Dans le cas extrême òu les trajectoires sont opposées, d́efinir une vitesse moyenne n’a plus de sens...
3On trouve fŕequemment cette fonction désigńee commefonction densit́e de probabilit́e (ou pdf pour probability density

function en anglais). Cette appellation n’est pas rigoureuse dans la mesure où la fonctionfp repŕesente une concentration
probable de particules et non une probabilité au sens strict : contrairementà une v́eritablepdf, son int́egration dans l’espace des
phases n’est paśegaleà l’unité mais au nombre total moyen de particules sur l’ensemble des réalisations possibles.
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où la moyenne statistique〈·|Hf 〉 s’obtient en prenant un grand nombreNp de ŕealisationsHp du spray
pour une ŕealisation uniqueHf de la phase gazeuse :

fp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) = lim
Np→∞


 1

Np

Np∑ Np∑

m=1

W (m)
p (cp, ζp, µp,x, t)


 (3.9)

La quantit́efp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) dcpdζpdµpdx repŕesente le nombre probable de particulesà l’ins-
tant t ayant une positionxp, une vitesseup, une temṕeratureTp et une massemp telles quex ≤ xp <
x + dx, cp ≤ up < cp + dcp, ζp ≤ Tp < ζp + dζp etµp ≤ mp < µp + dµp.

La fonctionfp est une FDP eulérienne qui v́erifie uneéquation de transport de type Boltzmann :

∂

∂t
fp +

∂

∂xj
cp,jfp =

(
∂fp

∂t

)

coll

− ∂

∂cp,j

〈
dup,j

dt
|cp, ζp, µp

〉
fp

− ∂

∂ζp

〈
dTp

dt
|cp, ζp, µp

〉
fp

− ∂

∂µp

〈
dmp

dt
|cp, ζp, µp

〉
fp (3.10)

(
∂fp

∂t

)
coll

repŕesente la variation temporelle de la FDP due aux interactions entre particules (collisions,

coalescence, rupture, etc.).d
dt est la variation lagrangienne due auxéchanges avec le gaz (traı̂née, chan-

gement de phase, transfert de chaleur, etc.) ouà des effets volumiques (gravité, rayonnement, etc.).
〈·|cp, ζp, µp〉 est la moyenne d’ensemble sur les particules telles queup = cp, Tp = ζp etmp = µp.

3.2.2 Moyennes de phase et mouvement mésoscopique

Par la suite, on utilise la notation indicéel pour d́esigner les grandeurs moyennes de la phase dispersée
constitúee dans cettéetude de gouttelettes de carburant liquide.

Moyenne d’ensemble

La moyenne de phase d’une fonction particulaire quelconqueΨ(up, Tp,mp) correspond̀a la moyenne
de la grandeurΨ sur l’ensemble des réalisations particulaires possibles. Elle est obtenue par intégration
sur l’espace des phases — c’est-à-dire l’espace des propriét́es des particules — pondéŕee par la fonction
densit́e de pŕesence :

{Ψ}l =
1

n̆l

∫
Ψ(cp, ζp, µp) fp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) dcpdζpdµp (3.11)

où n̆l est le nombre moyen de particules par unité de volume appelé aussi densité de particules et d́efini
par :

n̆l (x, t) =

∫
fp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) dcpdζpdµp (3.12)
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Moyenne d’ensemble massique

De même que la moyenne de Fabre est plus adaptée dans leśecoulements turbulents compressibles
gazeux (cf. section 4.2.1), il est pratique de définir une moyenne de phase pondéŕee par la masse de la
particule lorsque celle-ci varie (parévaporation, par exemple) :

Ψ̆ = 〈Ψ〉l =
1

ρlᾰl

∫
µpΨ(cp, ζp, µp) fp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) dcpdζpdµp (3.13)

où ρl est la masse volumique du liquide etᾰl est la fraction volumique de la phase dispersée dans le
mélange diphasique définie par :

ρlᾰl = n̆l {mp}p =

∫
µpfp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) dcpdζpdµp (3.14)

On note la relation suivante utile pour les développements ultérieurs :

ρlᾰl 〈Ψ〉l = n̆l {mpΨ}l (3.15)

avec : mp = ρl
π

6
d3 (3.16)

où d est le diam̀etre de particule. Dans le cas d’un spray monodisperse, on amp = ρl
π
6 d3 = cste à la

positionx et à l’instantt. Les deux moyennes sont alorséquivalentes :

〈Ψ〉l = {Ψ}l (3.17)

et ᾰl et n̆l sont líes par la relation suivante :

ᾰl =
π

6
n̆ld

3 (3.18)

oùd repŕesente le diam̀etre local instantańe commuǹa toutes les particules. Ainsi, dans les développements
ulérieurs òu l’hypothèse de spray monodisperse sera utilisée,d pourra aussi bien d́esigner une propriét́e
de la particule lagrangienne qu’une grandeur eulérienne du spray.

Grandeurs mésoscopiques et grandeurs d́ecorrélées

Lorsqu’on remplaceΨ par la vitesse de particulaireup dans l’Eq. 3.13, on obtient la vitesse moyenne
locale instantańee du spray liquide conditionnée par la ŕealisationHf de l’écoulement gazeux :

ŭl (x, t|Hf ) = 〈up〉l =
1

ρlᾰl

∫
µpcpfp dcpdζpdµp (3.19)

ŭl est une vitesse moyenne eulérienne appeléevitesse ḿesoscopique. Pour toute particule individuelle
située enx à l’instantt, on peut exprimer la vitesse propreup de cette particule comme la somme de
cettevitesse ḿesoscopiqueet d’une composante résiduelleu′′

p appeĺeevitesse d́ecorŕelée:

up = ŭl + u′′
p avec

〈
u′′

p

〉
l
= 0 (3.20)
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décorrélée

ul

pu

vitesse
particulaire

u"p

mésoscopique
vitesse

vitesse

FIG. 3.1 -Décomposition de la vitesse particulaire lagrangienneup en une partie ḿesoscopiquĕul et une partie
décorŕeléeu′′

p

Cette d́ecomposition permet de voir le spray comme un ensemble de particules mues par un mouve-
ment de groupe appelémouvement ḿesoscopiqueoù chaque particule se distingue de ce mouvement par
savitesse d́ecorŕelée(cf. Fig. 3.1).

Dans la section 3.2.4, on constate que le mouvement décorŕelé ou RUM (pourrandom uncorrelated
motionen anglais) a un effet sur le mouvement mésoscopique (Eq. 3.33). Févrieret al. [76] proposent
donc une approche où le RUM est pris en compte dans la modélisation du spray. On définit ainsi plusieurs
grandeurs qui jouent un rôle dans cette approche :

Le tenseur des vitesses d́ecorréléesδR̆l :

δR̆l,ij (x, t|Hf ) =
〈
u′′

p,iu
′′
p,j

〉
l
=

1

ρlᾰl

∫
µp (cp,i − ŭl,i) (cp,j − ŭl,j) fp dcpdζpdµp (3.21)

L’ énergie d́ecorréléeδθ̆l :

δθ̆l =
1

2

〈
u′′

p,iu
′′
p,i

〉
l

(3.22)

δθ̆l correspond̀a la demi-trace du tenseur des vitesses décorŕelées et s’obtient eńecrivant son
équation de transport (cf. section 3.2.4).

La partie déviatorique du tenseur des vitesses décorréléesδR̆
∗
l :

δR̆
∗
l,ij = δR̆l,ij −

2

3
δθ̆lδij (3.23)

Le tenseur triple des vitesses d́ecorréléesδS̆l :

δS̆l,ijk (x, t|Hf ) =
〈
u′′

p,iu
′′
p,ju

′′
p,k

〉
l

(3.24)

=
1

ρlᾰl

∫
µp (cp,i − ŭl,i) (cp,j − ŭl,j) (cp,k − ŭl,k) fp dcpdζpdµp

Enfin, dans le but de connaı̂tre la temṕerature des gouttes qui conditionne leur taux d’évaporation (cf.
section 3.3.2), on d́efinit l’enthalpie sensible particulairehs,p qui se compose de deux parties :
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L’enthalpie sensible ḿesoscopiquĕhs,l = Cp,l

(
T̆l − Tl,ref

)
:

h̆s,l (x, t|Hf ) =
1

ρlᾰl

∫
µpCp,l (ζp − Tl,ref ) fp dcpdζpdµp (3.25)

où Cp,l est la chaleur massiquèa pression constante du liquide etT̆l est la temṕerature liquide
mésoscopique.Tl,ref est une temṕerature de ŕeférence fix́eeà une valeur proche dĕTl de sorte que
Cp,l puissêetre suppośee constante entrĕTl etTl,ref .

L’enthalpie sensible d́ecorréléeh′′
p = Cp,lT

′′
p :

h′′
p = hs,p − h̆s,p avec

〈
h′′

p

〉
l
= 0 (3.26)

3.2.3 Équation générale d’Enskog

En multipliant l’équation de Boltzmann (Eq. 3.10) par une fonction particulaire quelconqueΨ et en
l’int égrant par partie sur l’espace des phases (opérateur

∫
· dcpdζpdµp), on obtientl’ équation ǵeńerale

d’Enskogpour la fonctionΨ :

∂

∂t
ρlᾰl 〈Ψ〉l +

∂

∂xi
ρlᾰl 〈up,iΨ〉l = C (mpΨ)

+ ρlᾰl

〈
dup,j

dt

∂Ψ

∂up,j

〉

l

+ ρlᾰl

〈
dTp

dt

∂Ψ

∂Tp

〉

l

+ ρlᾰl

〈
dmp

dt

(
∂Ψ

∂mp
+

Ψ

mp

)〉

l

(3.27)

où C (mpΨ) est la variation deρlᾰlΨ̆ due aux interactions entre particules et sera négligée par la suite.

En notant que〈up,iΨ〉l = 〈up,i〉l 〈Ψ〉l +
〈
u′′

p,iΨ
〉

l
, on peut ŕeécrire l’Eq. 3.27 sous la forme suivante :

∂

∂t
ρlᾰlΨ̆ +

∂

∂xi
ρlᾰlŭl,iΨ̆ = T (Ψ) + C (mpΨ)

+ ρlᾰl

〈
dup,j

dt

∂Ψ

∂up,j

〉

l

+ ρlᾰl

〈
dTp

dt

∂Ψ

∂Tp

〉

l

+ ρlᾰl

〈
dmp

dt

(
∂Ψ

∂mp
+

Ψ

mp

)〉

l

(3.28)

où T (Ψ) est l’oṕerateur de flux d́ecorŕelé d́efini par :

T (Ψ) = − ∂

∂xi
ρlᾰl

〈
u′′

p,iΨ
〉
l

(3.29)

Lorsque la fonctionΨ dépendégalement du temps et de l’espace (cas où l’on dérive l’équation de
l’ énergie d́ecorŕelée Eq. 3.34), les termes suivants viennent s’ajouter au membre de droite des Eq. 3.27
et 3.28 :

ρlᾰl

〈
∂

∂t
Ψ

〉

l

+ ρlᾰl

〈
up,i

∂

∂xi
Ψ

〉

l

(3.30)
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3.2.4 Équations de conservation

Les équations de conservations eulériennes pour la phase dispersée sont obtenues en appliquant
l’ équation ǵeńerale d’Enskog (Eq. 3.28)̀a différentes fonctions particulaires.

Conservation de la densit́e de particules

En prenantΨ = 1
mp

, on obtient :

∂

∂t
n̆l +

∂

∂xi
n̆lŭl,i = T

(
m−1

p

)
+ C (1) (3.31)

On note que dans le cas d’un spray monodisperse, toutes les particules ont localement une masse iden-

tique(mp = cste) d’où : T
(
m−1

p

)
= − ∂

∂xi
ρlᾰl

〈
u′′

p,i

mp

〉
l
= 0.

Conservation de la fraction volumique

En prenantΨ = 1, on obtient :

∂

∂t
ρlᾰl +

∂

∂xi
ρlᾰlŭl,i = T (1) + C (mp) + Γl (3.32)

où T (1) = 0 et Γl = −Γ = ρlᾰl

〈
1

mp

dmp

dt

〉
l

= n̆l

{
dmp

dt

}
l

est le taux de variation de masse par

changement de phase (évaporation).

Conservation de la quantit́e de mouvement

En prenantΨ = up, on obtient :

∂

∂t
ρlᾰlŭl,i +

∂

∂xj
ρlᾰlŭl,iŭl,j = T

(
u′′

p,i

)
+ C (mpup) + Fd,i + Γu,i (3.33)

T

(
u′′

p,i

)
repŕesente le transport de quantité de mouvement par la vitesse décorŕelée. C (mpup) est

l’ échange de quantité de mouvement entre particules (collisions, rupture, coalescence, etc.).Fd,i =

ρlᾰl

〈
Fp,i

mp

〉
l

= n̆l {Fp,i}l est l’échange de quantité de mouvement avec la phase gazeuse via la force

de trâınéeFp exerćee sur chaque particule.Γu,i = ρlᾰl

〈
up,i

mp

dmp

dt

〉
l

= n̆l

{
up,i

dmp

dt

}
l

est l’échange

de quantit́e de mouvement avec la phase gazeuse par changement de phase. Dans le cas d’un spray
constitúe de gouttes ayant localement le même diam̀etre (spray monodisperse) et la même temṕerature,
on a :Γu,i = Γlŭl,i.
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Conservation de l’́energie d́ecorrélée

En prenantΨ = 1
2 (up,i − ŭl,i) (up,i − ŭl,i) = 1

2u′′
p,iu

′′
p,i et en ajoutant les termes de l’Eq. 3.30à

l’ équation d’Enskog (Eq. 3.28), on obtient :

∂

∂t
ρlᾰlδθ̆l +

∂

∂xi
ρlᾰlŭl,iδθ̆l = T

(
1

2
u′′

p,iu
′′
p,i

)
+ C

(
1

2
mpu

′′
p,iu

′′
p,i

)
+ Wθ + Γθ + Uθ (3.34)

T

(
1
2u′′

p,iu
′′
p,i

)
repŕesente le transport d’énergie d́ecorŕelée par la vitesse décorŕelée. C (mpup) est

l’ échange d’́energie d́ecorŕelée entre particules.Wθ = ρlᾰl

〈
u′′

p,i
Fp,i

mp

〉
l

= n̆l

{
u′′

p,iFp,i

}
l

est la va-

riation d’énergie d́ecorŕelée dueà trâınée. Γθ = ρlᾰl

〈
1
2

u′′
p,iu

′′
p,i

mp

dmp

dt

〉
l

= n̆l

{
1
2u′′

p,iu
′′
p,i

dmp

dt

}
l

est

la variation d’́energie d́ecorŕelée due au transfert de masse avec la phase gazeuse. Dans le cas d’un
spray constitúe de gouttes localement mono-diamètre et mono-temṕerature, on a :Γθ = Γlδθ̆l. Enfin,
Uθ = −ρlᾰlδR̆l,ij

∂ŭl,i

∂xj
provient des termes additionnels (Eq. 3.30) et inclut les effets du tenseur

décorŕelé δR̆l sur l’énergie d́ecorŕelée.

Conservation de l’enthalpie sensible

En prenantΨ = hs,p, on obtient :

∂

∂t
ρlᾰlh̆s,l +

∂

∂xj
ρlᾰlŭl,j h̆s,l = T

(
h′′

p

)
+ C (mphs,p) + Λl + Φl (3.35)

T
(
h′′

p

)
repŕesente le transport d’enthalpie sensible par la vitesse décorŕelée.C (mpup) est l’échange

d’enthalpie sensible entre particules.Φl = ρlᾰl

〈
dhs,p

dt

〉
l

est la variation d’enthalpie sensible due au

transfert de chaleur par conduction dans la phase liquide.Λl = ρlᾰl

〈
hs,p

mp

dmp

dt

〉
l
= n̆l

{
hs,p

dmp

dt

}
l

est

la variation d’enthalpie sensible due au transfert de masse avec la phase gazeuse. Dans le cas d’un spray
constitúe de gouttes localement mono-diamètre et mono-temṕerature, on a :T

(
h′′

p

)
= 0 etΛl = Γlh̆s,l.

3.2.5 Ŕesuḿe des hypoth̀eses et deśequations de conservation de la phase dispersée

Hypothèses simplificatrices

H1 - Les particules sont des gouttes sphériques ind́eformables4

H2 - Le rapport de masse volumique entre le liquide et le gaz permet de supposer que la seule force
exerćee par le fluide porteur sur les gouttes est la traı̂née.

4Cette hypoth̀ese revient̀a supposer que les phases d’atomisation primaire et secondaire sont achevées. Dans un spray, le
phénom̀ene de rupture de goutte est caractériśe par le nombre de WeberWe = ρ|u−up|

2d/σ où σ est la tension superficielle
du liquide. Les gouttes sont stables en-dessous d’une valeur critiqueWec ≈ 12. PourWe < 5, les d́eformations de l’interface
sont ńegligeables et l’hypoth̀ese de sph́ericité est v́erifiée [238].
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H3 - La temṕerature (donc l’enthalpie sensible) est homogèneà l’intérieur de chaque goutte. Cela re-
vient à supposer une conductivité infinie dans la phase liquide.

H4 - L’effet de la gravit́e est ńegligeable5.

H5 - L’ écoulement est dilúe (ᾰl < 0.01). Par conśequent, les effets d’encombrement volumique de
la phase dispersée sur la phase porteuse sont négligeables : la fraction volumique gazeuse vaut
1 − ᾰl ≡ 1.

H6 - En vertu de l’hypoth̀ese H5, les interactions goutte-goutte sont négligeables :C ≡ 0.

H7 - En vertu de l’hypoth̀ese H5, la phase porteuse est faiblement altéŕee par la pŕesence du spray ce
qui permet d’utiliser une FDP conditionnée par une ŕealisation unique de la phase porteuse6.

H8 - Toutes les gouttes possèdent localement le m̂eme diam̀etre : le spray est dit monodisperse7.

H9 - Toutes les gouttes possèdent localement la m̂eme temṕerature8. Les hypoth̀eses H8 et H9 autorisent
une expression simplifíee des termesΓl, Γu,i, Γθ, Λl etΦl (cf. section 3.3.2).

Équations de conservation

Sous les hypoth̀esesénonćees ci-dessus, leśequations de conservation eulériennes qui ŕegissent la
phase dispersée se ŕesument ainsi :

∂

∂t
n̆l +

∂

∂xj
n̆lŭl,j = 0 (3.36)

∂

∂t
ρlᾰl +

∂

∂xj
ρlᾰlŭl,j = − Γ (3.37)

∂

∂t
ρlᾰlŭl,i +

∂

∂xj
ρlᾰlŭl,iŭl,j = T

(
u′′

p,i

)
− Γŭl,i + Fd,i (3.38)

∂

∂t
ρlᾰlδθ̆l +

∂

∂xi
ρlᾰlŭl,iδθ̆l = T

(
1

2
u′′

p,iu
′′
p,i

)
+ Uθ − Γδθ̆l + Wθ (3.39)

∂

∂t
ρlᾰlh̆s,l +

∂

∂xi
ρlᾰlŭl,ih̆s,l = − Γh̆s,l + Φl (3.40)

temporel + mvt mésocopique= mvt décorŕelé + évaporation+ trâınée+ conduction

On regroupe les Eq. 3.36–3.40 sous la forme compacte utilisée pour la phase gazeuse (cf. section 2.1) :

∂wl

∂t
+ ∇ · Fl = sl (3.41)

5Cette hypoth̀ese peut̂etre facilement relax́ee par l’ajout d’un terme source dans l’équation de quantité de mouvement
(Eq. 3.33) [208]

6Sa validit́e devra toutefoiŝetre discut́ee dans le cadre de la combustion diphasique où la pŕesence de la flamme crée des
échanges importants de masse, de quantité de mouvement et de chaleur entre le gaz porteur et le spray (cf. remarque en fin de
section).

7Pour l’extension de cette ḿethode aux sprays polydisperses, se rapporterà la th̀ese de Mossa [173].
8Cette hypoth̀ese est raisonnable dans la configuration industrielleétudíee dans la partie III. En effet, le spray se trouve dans

les conditions de saturation qui induisent une température identique pour le gaz et les gouttes. Il vérifie donc cette hypoth̀ese
en dehors de la zone de flamme qui représente un faible volume dans l’écoulement.
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3.2 De la description statistique du spray auxéquations de conservation eulériennes

où wl = ( n̆l, ρlᾰl, ρlᾰlŭl, ρlᾰlv̆l, ρlᾰlw̆l, ρlᾰlδθ̆l, ρlᾰlh̆s,l )
T est le vecteur des variables conserva-

tives ḿesoscopiques de la phase liquide avecŭl, v̆l etw̆l les trois composantes de la vitesse mésoscopique
liquide : ŭl = (ŭl, v̆l, w̆l)

T . Fl est le tenseur des flux de la phase liquide composé d’une partie duèa la
convection par le mouvement mésoscopiqueFM

l et d’une partie due au mouvement décorŕeléFU
l :

Fl = FM
l (wl) + FU

l

(
u′′

p

)
(3.42)

Les tenseursFM
l etFU

l s’écrivent respectivement :

FM
l =

(
fM
l ,gM

l ,hM
l

)T
(3.43)

FU
l =

(
fU
l ,gU

l ,hU
l

)T
(3.44)

Les trois composantesfM
l , gM

l ethM
l sont d́efinies par :

fM
l =




n̆lŭl

ρlᾰlŭl

ρlᾰlŭ
2
l

ρlᾰlŭlv̆l

ρlᾰlŭlw̆l

ρlᾰlŭlδθ̆l

ρlᾰlŭlh̆s,l




, gM
l =




n̆lv̆l

ρlᾰlv̆l

ρlᾰlŭlv̆l

ρlᾰlv̆
2
l

ρlᾰlv̆lw̆l

ρlᾰlv̆lδθ̆l

ρlᾰlv̆lh̆s,l




, hM
l =




n̆lw̆l

ρlᾰlw̆l

ρlᾰlŭlw̆l

ρlᾰlv̆lw̆l

ρlᾰlw̆
2
l

ρlᾰlw̆lδθ̆l

ρlᾰlw̆lh̆s,l




(3.45)

Les trois composantes du tenseur des flux du mouvement décorŕelé fU
l , gU

l ethU
l sont :

fU
l =




0
0

ρlᾰlδR̆l,xx

ρlᾰlδR̆l,xy

ρlᾰlδR̆l,xz

ρlᾰlδS̆l,iix

0




, gU
l =




0
0

ρlᾰlδR̆l,xy

ρlᾰlδR̆l,yy

ρlᾰlδR̆l,yz

ρlᾰlδS̆l,iiy

0




, hU
l =




0
0

ρlᾰlδR̆l,xz

ρlᾰlδR̆l,yz

ρlᾰlδR̆l,zz

ρlᾰlδS̆l,iiz

0




(3.46)

sl est le vecteur des termes sources composé d’une partie líee auxéchanges avec le gazsg-l et d’une
partie líee au mouvement décorŕelé sθ :

sl = sg-l + sθ (3.47)

sg-l regroupe les termes de transfert de masse, de quantité de mouvement et d’énergie avec la phase
gazeuse :

sg-l =




0
−Γ

−Γŭl + Fd,x

−Γv̆l + Fd,y

−Γw̆l + Fd,z

−Γδθ̆l + Wθ

−Γh̆s,l + Φl




(3.48)
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sθ contient uniquement le terme additionnel apparaissant lors de la dérivation de l’́equation de l’́energie
décorŕelée :

sθ = (0, 0, 0, 0, 0, Uθ, 0)T (3.49)

Les différentes composantes des vecteursFU
l , sg-l etsθ nécessitent des modèles de fermeture qui sont

présent́es dans la section 3.3. Finalement, par conservation de la masse, de la quantité de mouvement et
de l’énergièa l’interface, on peut́ecrire le terme source deséquations gazeuses dû aux effets de la phase
liquide :

sl-g =




Γŭl − Fd,x

Γv̆l − Fd,y

Γw̆l − Fd,z

Λ + Φ + ui (Γŭl,i − Fd,i)
Γδk,F




(3.50)

uiΓŭl,i et −uiFd,i repŕesentent respectivement les effets de l’évaporation et de la traı̂née sur l’́energie
cinétique gazeuse.Λ et Φ correspondent au transfert d’énergie interne sensible parévaporation et par
conduction thermique gaz-liquide respectivement (cf. section 3.3).

Remarque : Pour obtenir les termes d’échangegaz → liquide (couplage direct) qui composentsg-l,
on a fait l’hypoth̀ese que le filtrage statistique de la phase dispersée est baśe sur une ŕealisation unique de
la phase gazeuse (cf. section 3.2.5, H7). Or, chaque réalisation particulaire introduit une perturbation de la
phase gazeuse via ceséchanges interfaciaux. La Fig. 3.2 montre l’effet du transfertliquide → gaz (cou-
plage inverse) sur le traitement statistique de la phase liquide. L’erreur provient du fait que la réalisation
Hf qui conditionne la moyenne d’ensemble des réalisations particulaires n’est pas indépendante de ces
dernìeres mais se trouve modifiée parsl-g à chaque instant. L’effet de ce couplage inverse est d’autant
plus important que la charge massique liquide estélev́ee. De façon rigoureuse, il faudrait recourirà la
probabilit́e jointe fluide-particules pour définir la fonction densit́e de pŕesence de particule intervenant
dans l’́equation de Boltzmann du spray (Eq. 3.10) [74]. Si l’on prend l’exemple òu seule la quantité de
mouvement du gaz est perturbée par la particule, la fonction densité de pŕesence en probabilité jointe
gaz-particules s’écrit :

fgp (cp, cg, ζp, µp,x, t) = 〈Hp (cp, cg, ζp, µp,x, t)〉 (3.51)

où cg est la vitesse du gaz̀a l’endroit de la particule. Par rapportà l’Eq. 3.10, l’́equation de Boltzmann
defgp fait apparâıtre le terme supplémentaire :

∂

∂cg,i

〈
dui

dt
|cp, cg, ζp, µp

〉
fgp (3.52)

L’Eq. 3.52 repŕesente la variation de la FDP jointefgp dueà l’acćelération lagrangienne du gazdudt le
long des trajectoires de particules. Le terme correspondant dans l’équation de conservation de la vitesse
mésoscopique (Eq. 3.38) s’écrit alors :

ρlᾰl

〈
duj

dt

∂up,i

∂uj

〉

l

(3.53)

La mod́elisation du terme de l’Eq.3.53 d́epasse le cadre de cetteétude et ce type de contribution est
négligé par la suite.
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Couplage inverse :

fRéalisation du gaz
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Instant t + dt
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Ensemble de réalisations
des particules f

 p

Ensemble de réalisations
des particules

 p |< H    H  >

|< H    H’ >

l−gs

H

FIG. 3.2 -Effet du couplage inverse sur la description statistique de la phase dispersé

3.3 Modèles de fermeture

3.3.1 Trâınée

On rappelle que le termeFd dans l’Eq. 3.38 s’exprime en fonction de la forceFp exerćee sur une
goutte individuelle :

Fd,i = ρlᾰl

〈
Fp,i

mp

〉

l

(3.54)

Pour des particules denses(ρl ≫ ρgaz) et de petits diam̀etres(d ≤ 50 µm), toutes les forces autres
que la trâınée peuvent̂etre ńegligées (cf. section 3.2.5, H2) [110]. La force de trâınée exerćee par le gaz
ayant une vitesseu sur une particule sphérique isoĺee de massemp et de vitesseup est telle que :

Fp,i

mp
=

1

τp
(ui − up,i) (3.55)

où τp est le temps de relaxation de la particule exprimé par :

τp =
(
1 + 0.15Re0.687

p

)
τ ′
p (3.56)

avec τ ′
p =

ρld
2

18µ
(3.57)

où Rep est le Reynolds de goutte défini par :

Rep =
ρ|u − up|d

µ
(3.58)

L’Eq. 3.56 est une corrélation empirique proposée par Schiller et Naumann [222] permettant de corriger
le temps de relaxation prédit par le mod̀ele de trâınée de Stokes (Eq. 3.57) lorsqueRep n’est pas petit
devant l’unit́e. Malgŕe la d́ependance deRep vis-à-vis de la vitesse particulaire, on suppose que le temps
de relaxation est le m̂eme pour toutes les particulesà la positionx et au tempst. D’après la moyenne
définie par l’Eq. 3.54, le terme de traı̂néeFd s’exprime alors en fonction de la vitesse mésoscopique de
la façon suivante :

Fd,i = ρlᾰl
ui − ŭl,i

τp
(3.59)
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Afin d’ évaluer les effets de la traı̂née sur la phase dispersée, on d́efinit le nombre de Stokes comparant
le temps caractéristique de la trâınéeτp au temps caractéristique de l’́ecoulement :

St =
τp

τL
(3.60)

où τL = L/|u| avecL uneéchelle caractéristique de l’́ecoulement gazeux.St est un indicateur de la
réponse de la particule aux variations de vitesse de l’écoulement. PourSt ≪ 1, la particule se comporte
comme un traceur vis-à-vis de l’́ecoulement gazeux. PourSt ≫ 1, la particule suit une trajectoire de
type « boulet de canon» et ne voit pas les perturbations du gaz. Enfin, pour des Stokes de l’ordre de
l’unit é, les effets de concentration préférentielle des gouttes dans certaines régions de l’́ecoulement sont
maximaux [74, 73, 264]. Ce ŕegime est associé à un mouvement d́ecorŕelé important.

On écrit le terme d̂u à la trâınéeWθ dans l’́equation de l’́energie d́ecorŕelée (Eq. 3.39)̀a partir de
l’expression de la force de traı̂née pour une goutte individuelle (Eq. 3.55) :

Wθ = ρlᾰl

〈
u′′

p,i

1

τp
(ui − up,i)

〉

l

(3.61)

En notant que
〈
u′′

p,iui

〉
l
= ui

〈
u′′

p,i

〉
l
= 0, on obtient apr̀es calcul :

Wθ = −ρlᾰl
2

τp
δθ̆l (3.62)

La trâınée est donc un terme de destruction de l’énergie d́ecorŕelée. En effet, elle tend̀a imposerà
l’ensemble des particules une vitesse proche de celle du gaz en atténuant leśecarts vis-̀a-vis de cette
vitesse suivant la loi de Stokes.

3.3.2 Évaporation

Le taux d’́evaporation du sprayΓ intervenant dans les Eq. 3.36à 3.40 s’exprime en fonction du taux
de variation de masse lagrangienṁp = dmp/dt de la façon suivante :

Γ = −n̆l {ṁp}l (3.63)

Modèles existants

Comme pour la trâınée (cf. section 3.3.1), ońecrit le mod̀ele d’́evaporation en considérant le cas d’une
goutte isoĺee sans combustion au sein d’unécoulement de gaz. Ce problème a fait l’objet de nombreuses
études th́eoriques, exṕerimentales et nuḿeriques. Shazin [219] fait une revue des modèles th́eoriques
applicables aux codes de mécanique des fluides en distinguant :

– le mod̀ele hydrodynamique classique basé sur l’approche initialement proposée par Spalding [247,
248] et ses variantes incluant les améliorations par Ambrazon et Sirignano [1] ou Yaoet al. [271] ;
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– les mod̀eles multi-composants adaptésà l’évaporation de carburants réalistes comme le diesel ou
le kéros̀ene. Shazin [219] cite en particulier les mod̀elesà thermodynamique continuecomme celui
propośe par Harstad et Bellan [99] et le mod̀eleà courbe de distillationde Burgeret al. [37] ;

– les mod̀eles cińetiques adaptés aux petits diam̀etres de gouttes(< 5µm) lorsque l’hypoth̀ese de
milieu continu n’est plus valable.

Principalement pour des raisons de coûts de calculs, les codes de CFD actuels se limitent aux modèles
de type hydrodynamique. Dans [220], Shazinet al. comparent diff́erents mod̀eles hydrodynamiques en
fonction des corrections utilisées pour mod́eliser les effets convectifs dusà la vitesse relative entre la
goutte et le gaz environnant par rapport au problèmeà syḿetrie sph́erique (sans vitesse relative). Concer-
nant la mod́elisation du transfert de chaleur dans la goutte, Shazinet al. [220] distinguent les approches
suivantes classées par ordre croissant de complexité :

– mod̀eleà temṕerature de goutte uniforme et constante dans le temps (loi du d2, voir plus loin) ;
– mod̀ele à temperature de goutte uniforme mais variable dans le temps (mod̀ele de temṕerature

uniformenot́e UT). Ce mod̀ele suppose une conductivité thermique infinie donc une absence de
gradient de temṕerature dans la goutte ;

– mod̀eleà conductivit́e thermique finie dans la goutte sans prise en compte de l’écoulement liquide
à l’intérieur de la goutte ;

– mod̀ele à conductivit́e thermique effective qui introduit une correction au modèle pŕećedant pour
tenir compte de l’́ecoulement interne ;

– mod̀ele d́ecrivant l’́ecoulement interne par un modèle de tourbillon ;
– solution compl̀ete deśequations de Navier-Stokes dans le gaz et dans la goutte.

On trouve une description détaillée de ces diff́erentes approches dans l’ouvrage de Sirignano [238]. Ces
mod̀eles ńecessitent la connaissance de la fraction de carburant gazeuxà l’interface gaz/goutteYF,ζ (cf.
Fig. 3.3) qui est ǵeńeralement donńee par une hypoth̀ese d’́equilibre thermodynamiquèa l’interface.
Miller et al. [167] proposent un mod̀ele de non-́equilibre baśe sur la loi de Langmuir-Kundsen afin de
mieux pŕedire l’évaporation de petites gouttes dans les gaz chauds.

Quelle que soit la complexité de ces mod̀eles, il est ńecessaire de comparer leurs prédictionsà des
donńees exṕerimentales pŕecises pour des conditions physiques variables. Nomuraet al. [178] four-
nissent des mesures expérimentales d’́evolution temporelle du diam̀etre pour des gouttes den-heptane
en évaporation dans du diazoteà des conditions variables de température et de pression. Des mesures
simultańees du diam̀etre et de la temṕerature de gouttes de décane eńevaporation dans uńecoulement
d’air chaud ont́et́e ŕealiśees par Wong et Lin [270]. Elles se limitent toutefois̀a l’étude de forts diam̀etres
de gouttes (de l’ordre du millim̀etre) qui sont peu représentatifs des tailles caractéristiques des applica-
tions áeronautiques sitúees entre10 et 100 µm. Castanetet al. [41] ont étudíe exṕerimentalement les
transferts de chaleur dans un train de gouttes enévaporation dans une couche limite thermique d’air. Par
mesure Laser, ils accèdentà la fois au diam̀etre (de l’ordre de la centaine deµm) et à la temṕerature
des gouttes. Toutefois, la complexité de l’áerothermie du gaz ambiant introduit des incertitudes dans
l’exploitation des mesures. En faisant varier l’espace inter-gouttes, ilsétudient l’influence des interac-
tions goutte-goutte sur les transferts de masse et de chaleur dusà l’évaporation. En complément de ces
études exṕerimentales, leśetudes nuḿeriques d́etaillées de l’áerothermie de gouttelettes fournissent des
donńees de ŕeférence int́eressantes. Citons en particulier les travaux de Chianget al. [47] qui ont ŕesolu
le probl̀eme coupĺe de l’́ecoulement externe et interne d’une goutte en translation et enévaporation dans
l’air en utilisant des propriét́es de transport variables. Dans Chiang et Sirignano [48], on trouve une
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extension de cettéetude au cas de deux gouttes en interaction.

Description du modèle de temṕerature uniforme

Dans la pŕesentéetude, le choix s’est porté sur le mod̀ele de typehydrodynamiquèa temṕerature uni-
formeparce qu’il repŕesente un compromis satisfaisant entre un faible coût de calcul et la prise en compte
du ph́enom̀ene de d́ependance entre la température des gouttes et le taux d’évaporation. Ce ph́enom̀ene
physique est important dans le cas de la combustion où les variations de température importantes in-
duisent des effets de préchauffage du liquide qui conditionnent le temps d’évaporation [106] donc de
combustion (cf. section 7.3.5). Les deux hypothèses principales de ce modèle sont les suivantes :

– la conductivit́e thermique de la phase liquide est infinie d’où une temṕerature uniforme au sein de
chaque goutte ;

– l’interface liquide/gaz est̀a l’équilibre thermodynamique ce qui permet d’utiliser la loi de Clausius-
Clapeyron.

gazr

ζT
Y

ζ r

ζF,

T

F,Y

liquide

FIG. 3.3 -Sch́ema d’une goutte isoléeà la temṕeratureTζ qui s’évapore dans un gaz possédant une temṕerature
T∞ et une fraction massique de carburantYF,∞

Taux de transfert de masse

Kuo [125] décrit comment obtenir le taux d’évaporationṁp d’une gouttelette isolée (Fig. 3.3) en
intégrant l’́equation de conservation de la fraction massique de carburant gazeux (indiceF ) entre le
rayon d’interfacerζ et un rayon infini. Cette ḿethode aboutit̀a une expression dėmp qui ne d́epend que
des variables enr = rζ et enr → ∞ :

ṁp = −πd Sh [ρDF ] ln (1 + BM ) (3.64)

Sh est le nombre de Sherwood donné par la corŕelation de Ranz-Marshall :

Sh = 2 + 0.55Re1/2
p ScF

1/3 (3.65)
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où 0.55Re
1/2
p ScF

1/3 est la correction traduisant les effets convectifs liés à la vitesse relative entre la
goutte et le gaz porteur.
Le produit[ρDF ] s’obtientà partir du nombre de Schmidt du carburantScF :

[ρDF ] =
µ

ScF
(3.66)

BM est le nombre de Spalding de masse qui fait apparaı̂tre la différence de fraction massique de carburant
gazeux entre l’interface et l’infini :

BM =
YF,ζ − YF,∞

1 − YF,ζ
(3.67)

YF,ζ peut s’́ecrire en fonction de la fraction molaireXF,ζ :

YF,ζ =
XF,ζWF

XF,ζWF + (1 − XF,ζ) WnF,ζ

(3.68)

où WnF,ζ est la masse molaire moyenne dupseudo-mélange constitúe d’esp̀eces autres que le carburant.
En supposant que la composition de ce mélange est la m̂eme entreζ et∞, on a :

WnF,ζ = WnF,∞ =
1 − YF,∞

1 − YF,∞
W
WF

W (3.69)

XF,ζ est fourni par la loi de Dalton pour un mélange id́eal de gaz parfaits :

XF,ζ =
PF,ζ

P
(3.70)

où PF,ζ est la pression partielle de carburant gazeuxà l’interface donńee par la relation de Clausius-
Clapeyron :

PF,ζ = Pcc exp

(
WF Lv

R

(
1

Tcc
− 1

Tζ

))
(3.71)

Pcc etTcc sont respectivement la pression et la température de ŕeférence qui correspondentà un point de
la courbe de saturation du carburant.Lv est la chaleur latente massique d’évaporation qui représente la
diff érence entre l’enthalpie gazeuse et liquide du carburantà la temṕerature de ŕeférenceTref :

Lv = ∆hs,F (Tref ) = hs,F (Tref ) − hs,p (Tref ) (3.72)

Dans l’Eq. 3.71, la variable manquante est la température de l’interfaceTζ que l’on supposéegaleà
celle de la goutte :Tζ = Tp (cf. section 3.2.5, H3). Dans les Eq. 3.67 et 3.69, la condition∞ correspond
à l’état du gaz non pertubé par la pŕesence de la goutte. Dans le cadre desécoulements dilúes (cf. sec-
tion 3.2.5, H5), on suppose que la distance inter-gouttes est suffisamment grande pour que les gouttes ne
s’influencent pas mutuellement. Par conséquent, l’́etat∞ est repŕesent́e par la valeur locale eulérienne
dans la phase gazeuse.

D’après l’hypoth̀ese H9 (cf. section3.2.5),à la positionx et à l’instantt, toutes les gouttes possèdent
la même temṕeratureTp donc le m̂eme nombre de SpaldingBM . Par ailleurs, malgŕe la d́ependance de
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Rep vis-à-vis de la vitesse particulaire, on suppose que le nombre de Sherwood (Eq. 3.65) estégalement
constant̀a x et t donńes. En rappelant que le spray est supposé monodisperse (cf. section 3.2.5, H8), le
taux d’́evaporation moyen du sprayΓ est finalement obtenùa partir du taux d’́evaporation lagrangieṅmp

donńe par l’Eq. 3.64 en appliquant la moyenne définie par l’Eq. 3.63 :

Γ = πn̆ld Sh [ρDF ] ln (1 + BM ) (3.73)

Taux de transfert de chaleur

Le taux de transfert de masseṁp étant connu, on chercheà d́eterminer le taux de transfert de chaleur
entre phases. On estime le flux conductif gazeuxà l’interfaceà partir de l’expression d́erivée pour une
particule en l’absence de changement de phase :

φc
g = πdNuλ (Tζ − T∞) (3.74)

Nu est le nombre de Nusselt que l’on exprime de façon analogue au nombre de Sherwood (Eq. 3.65) en
utilisant la corŕelation de Ranz-Marshall :

Nu = 2 + 0.55Re1/2
p Pr1/3 (3.75)

La conductivit́e thermique du gazλ est obtenuèa partir du nombre de PrandtlPr :

λ =
µCp

Pr
(3.76)

Le bilan d’́energièa l’interface s’́ecrit :

φt
p + φt

g = 0 (3.77)

soit : φev
p + φc

p + φev
g + φc

g = 0 (3.78)

avec : φev
p = ṁphs,p(Tζ) et φev

g = −ṁphs,F (Tζ) (3.79)

φt
p et φt

g sont les flux totaux d’enthalpie entrant dans la goutte et dans le gaz respectivement.φc
p et φc

g

sont les flux conductifs entrant dans la goutte et dans le gaz respectivement.φev
p et φev

g sont les flux
d’enthalpie par changement de phase dans la goutte et dans le gaz respectivement, dont la somme vaut
φev :

φev = ṁp (hs,p(Tζ) − hs,F (Tζ)) = ṁp∆hs,F (Tζ) = φc
g + φc

p (3.80)

L’Eq. 3.80 signifie que l’enthalpie absorbée parévaporation(φev < 0) impośee par la loi de Spalding
(Eq. 3.64) est puiśee dans le gaz via le flux conductifφc

g (géńeralement, le gaz est plus chaud que la
goutte d’òu : φc

g < 0). L’excès/le d́efaut d’enthalpie est fourni/prélev́e à la phase liquide via le flux
conductifφc

p.

Les différents taux de variation d’énergie dans le spray et dans le gaz sont notés de la façon suivante :

Taux de transfert de chaleur vers le gaz vers le liquide
par changement de phase Λ Λl

par conduction thermique Φ Φl

total Π = Λ + Φ Πl = Λl + Φl
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3.3 Mod̀eles de fermeture

À partir de la moyenne d’ensemble{·}l des flux d’enthalpie par conduction etévaporation d’une goutte
isolée, on exprime les taux de transferts de chaleur du sprayΛ, Λl, Φ et Φl en fonction des variables
lagrangiennes, soit respectivement :

Λ = n̆l {−ṁphs,F (Tζ = Tp)}l (3.81)

Λl = n̆l {ṁp (hs,p (Tζ = Tp) + hs,corr)}l (3.82)

Φ = n̆l

{
φc

g

}
l

(3.83)

Φl = n̆l

{
φc

p

}
l

(3.84)

La signification de la correction de référence de l’enthalpiehs,corr dans l’Eq. 3.82 est préciśee dans la
sous-section suivante. Le bilan interfacial d’enthalpieà l’échelle du spray s’écrit de la façon suivante :

Π + Πl = Λ + Φ + Λl + Φl = 0 (3.85)

Malgré la d́ependance deRep vis-à-vis de la vitesse particulaire, on suppose que le nombre de Nusselt
(Eq. 3.65) est constant pour toutes les particulesà la positionx et au tempst. On obtient alors les taux
de transfert de chaleur du spray en fonction des variables moyennes liquides et des variables gazeuses :

Λ = Γhs,F (T̆l) (3.86)

Λl = −Γ
(
h̆s,l − hs,corr

)
(3.87)

Φ = πn̆ldNuλ
(
T̆l − T∞

)
(3.88)

Φl = − (Λ + Φ + Λl) (3.89)

Valeur de référence pour l’enthalpie liquide

Une pŕecaution est ńecessaire lorsqu’on calcule le flux d’enthalpie dans la phase liquide via le bilan
interfacique faisant intervenir les enthalpies gazeuses (Eq. 3.79). En effet, l’enthalpie liquidehs,p (Tζ) est
définieà partir d’une valeur de référence diff́erente de celle de l’enthalpie gazeusehs,F (Tζ). Pour tenir
compte de cet́ecart de ŕeférence, on ajoute le terme suivant au flux d’enthalpie dans la phase liquide :

+ ṁphs,corr avec hs,corr = hs,F (Tl,ref ) − Lv (3.90)

L’Eq. 3.90 assure que le saut interfacial d’enthalpie sensible est bienégal à l’enthalpie latente
d’évaporation.

Coefficients de transport diffusif

Dans les Eq. 3.64 et 3.74, les propriét́es de transport diffusif sont supposées constantes lors de
l’int égration deśequations de conservation. En réalit́e, les coefficients[ρDF ] etλ varient du fait du chan-
gement de composition et de température entrerζ et l’infini. Cette variation peut̂etre prise en compte en
choisissant judicieusement les valeurs de référence pour le calcul de ces coefficients :

Tref = (1 − a) Tζ + aT∞ (3.91)

Yk,ref = (1 − a) Yk,ζ + aYk,∞ (3.92)
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Hubbardet al. [106] préconisent la valeura = 1/3. La validité de cette r̀egle appeĺeerègle du1/3 est
confirmée par Versaevel [259] qui a ŕesolu nuḿeriquement leśequations de transport autour de la goutte
avec des coefficients de diffusion variables. Toutefois, la règlea = 1 aét́e appliqúee ici par souci de sim-
plicité. Ce choix entrâıne une surestimation du taux d’évaporation mais ne modifie pas le comportement
qualitatif du mod̀ele. Pour les calculs futurs, l’utilisation de la règle du1/3 est recommand́ee.

Échanges thermiques et temṕerature d’ équilibre

On consid̀ere l’équation lagrangienne de l’enthalpie d’une goutte isolée de massemp :

d

dt
(mphs,p(Tp)) = φc

p + φev
p (3.93)

soit : mp
d

dt
hs,p(Tp) + hs,p(Tp)

d

dt
mp = φc

p − ṁphs,p(Tζ) (3.94)

En notant quedhs,p(Tp) = Cp,ldTp eths,p(Tp) = hs,p(Tζ), l’Eq. 3.94 devient :

mpCp,l
dTp

dt
= φc

p (3.95)

L’Eq. 3.95 montre que seul le flux conductif liquide est responsable des variations de température dans la
goutte. Afin de comprendre le rôle de ces variations, on teste le modèle de temṕerature uniforme (UT) au
moyen d’un code 0D. Ce code résout le probl̀eme temporel de l’évaporation d’une gouttelette isolée gr̂ace
à l’intégration temporelle explicite au premier ordre des termes de transferts de masse et d’énergie pŕedits
par les Eq. 3.64 et 3.74 respectivement9. Le mod̀ele UT est comparé aux donńees exṕerimentales10 de
Castanetet al. [41].

Au cours de l’́evaporation, on observe une phase initiale de préchauffage òu les conditions thermody-
namiques̀a l’interface sont telles que le taux d’évaporation est faible. Comme le montre la Fig. 3.4, le flux
de chaleur conductif−φc

g fourni par le gaz est alors supérieur au fluxφev consomḿe parévaporation.
D’après l’Eq. 3.80, l’exc̀es de chaleur est transféŕe à la goutte sous la forme du flux conductifφc

p qui
contribueà augmenter la température de la goutte donc de sa surface (cf. Fig 3.5a). Cetteélévation de
temṕerature stimule l’́evaporation et entraı̂ne une augmentation deφev (cf. Fig. 3.4) telle que l’on atteint
un état d’́equilibre :

– le flux conductif gazeuxφc
g est int́egralement converti en enthalpie de changement d’état via le

flux φev ;
– le flux conductifφc

p résultant tend vers0 et la temṕerature liquide atteint une valeur constante.
La valeur d’́equilibre de la temṕerature liquide est appelée temṕerature humide [167] (wet bulb tempera-
tureen anglais) et notéeTwb. La Fig 3.5b montre qu’une foisTwb atteinte, la d́ecroissance temporelle de
la surface de goutte suit uneévolution lińeaire : on retrouve la loi bien connue dud2. Cette loi est v́erifiée

9Ce code 0D de type lagrangien utilise les mêmes entŕees et le m̂eme mod̀ele d’́evaporation qu’AVBP de sorte qu’il four-
nit des ŕesultats rigoureusement identiquesà ceux d’un calcul AVBP équivalent en configuration 0D, cas où les approches
euĺerienne et lagrangienne sontéquivalentes.

10Dans l’exṕerience de Castanetet al. [41], certains param̀etres physiques ne sont pas connus en raison de la complexité
aérothermique de l’́ecoulement gazeux. C’est pourquoi les courbes du modèle UT ontét́e obtenues en ajustant la température
gazeuse et les coefficients de diffusion des Eq. 3.64 et 3.74, ce qui restreint la comparaisonà une analyse qualitative.
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3.3 Mod̀eles de fermeture

FIG. 3.4 -Évolution temporelle des flux de chaleur dans la goutte prédits par le mod̀ele UT : flux conductif
gazeuxφc

g, flux de changemement de phaseφev et flux conductif liquideφc
p

lorsque le nombre de Spalding est constant et s’exprime enécrivant la variation de carré du diam̀etre de
goutte de la façon suivante :

d

dt
d2 = −4Sh

[ρDF ]

ρl
ln (1 + BM (Twb)) (3.96)

L’Eq. 3.96 suppose que le nombre de Spalding n’est pas influencé par les variations de pression via
l’ équilibre thermodynamique (cf. Eq. 3.70) et par la fraction massique de carburant dans le gaz (sur-
face de goutte loin de la saturation :YF,ζ ≫ YF,∞). D’après la Fig 3.5b et l’Eq. 3.96, la loi dud2
repŕesente une approximation intéressante si la valeur deTwb est connue. Toutefois, en raison de la com-
plexité math́ematique des expressions,Twb ne peut paŝetre expriḿee de manìere explicite et requiert
une ḿethode de ŕesolution it́erative. En outre,Twb dépend de la temṕerature et de la fraction massique
de carburant dans le gaz qui peuvent varier fortement suivant que l’on se situe dans les zones froides ou
réactives de l’́ecoulement. Dans la combustion de spray, il n’est donc pas possible d’employer une valeur
constante deTwb pour tout l’́ecoulement. Milleret al. [167] proposent une corrélation valable pour plu-
sieurs hydrocarbures exprimantTwb en fonction de la temṕerature d’́ebullition et de la temṕerature du
gaz. Par ailleurs, Cannevière [40] présente une ḿethode permettant d’exprimer le nombre de Spalding
comme une fonction lińeaire de la temṕerature du gaz pour un carburant et une pression donnée. Connais-
santTwb, l’utilisation de l’Eq. 3.96évite de ŕesoudre l’́equation d’enthalpie de la goutte (Eq. 3.95). Tou-
tefois, supposer queTwb est atteinte de façon instantanée revient̀a ńegliger le temps de préchauffage qui
peut jouer un r̂ole important dans la dynamique de flamme (cf. section 7.3).

Traitement numérique de l’ébullition

L’expression du Spalding de masse (Eq. 3.67) comporte une singularité lorsque la fraction massique
de carburant̀a l’interfaceYF,ζ vaut l’unité. Cette valeur est obtenue lorsque la température de l’interface
atteint la temṕerature d’́ebullitionà la pression considéŕeeTeb(P ) dont la valeur est donnée par la relation
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a. b.

FIG. 3.5 -Comparaison entre les prédictions du mod̀ele de temṕerature uniforme (UT) et les données
exṕerimentales de Castanetet al.[41] pour l’ évaporation de gouttes d’éthanol.Évolution temporelle de la

temṕerature de goutte (a.) et de la surface de goutte sans dimension (b.).C représente le rapport entre la distance
inter-gouttes et le diam̀etre initial indiquant que les gouttes peuventêtre consid́erées comme isolées.

de Clausius-Clapeyron (Eq. 3.71) :

Teb =

(
1

Tcc
− R

WF Lv
ln

(
P

Pcc

))−1

(3.97)

Du point de vue purement analytique, la loi d’évaporation (Eq. 3.64) ne permet pas d’atteindre la
temṕerature d’́ebullition car le flux d’enthalpie par changement de phase augmente linéairement avec
le taux d’́evaporation, limitant ainsi le flux conductif dans la phase liquide (cf. Eq. 3.80). Du point de vue
numérique, en pratique, il est possible que le modèle pŕedise une temṕerature suṕerieureà Teb. Dans ce
cas, la temṕerature liquide est ramenéeà la valeur de la temṕerature d’́ebullition et le flux conductif li-
quide est consid́eŕe comme nul. D’apr̀es le bilan d’enthalpièa l’interface (Eq. 3.80), le taux d’évaporation
s’exprime alors en fonction du flux conductif gazeux et de la différence d’enthalpièa travers l’interface :

ṁp (Tζ = Teb) =
φc

g

∆hs,F (Teb)
(3.98)

L’Eq. 3.98 exprime le fait que lorsque la goutte està la temṕerature d’́ebullition, le taux d’́evaporation
est pilot́e uniquement par le flux conductif dans le gaz (Eq. 3.74) et non plus par le flux massique de
carburant pŕedit par la loi de Spalding (Eq. 3.64).

3.3.3 Mouvement d́ecorrélé

La mod́elisation du mouvement décorŕelé dans le contexte ḿesoscopique eulérien est d́ecrite en d́etail
dans la th̀ese d’E. Riber [206]. La section suivante en fait le résuḿe.

Afin de rendre compte de l’effet du mouvement décorŕelé sur le mouvement ḿesoscopique, le ten-
seur des vitesses décorŕeléesδR̆l doit être mod́elisé. Enécrivant l’Eq. 3.23, on a d́ecompośe δR̆l en sa
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3.3 Mod̀eles de fermeture

demi-traceδθ̆l, l’ énergie d́ecorŕelée, dont on áecrit l’équation de conservation (Eq. 3.39), et sa partie
déviatoriqueδR̆

∗
l qui nécessite un mod̀ele de fermeture. En faisant une hypothèse d’́equilibre local et en

négligeant les corrélations d’ordre 3,δR̆
∗
l peut s’́ecrire :

δR̆
∗
l,ij = −τp

2

(
δR̆l,il

∂ŭl,j

∂xl
+ δR̆l,jl

∂ŭl,i

∂xl
− 2

3
δR̆l,lm

∂ŭl,l

∂xm
δij

)
(3.99)

Par ailleurs, en supposant l’équilibre du tenseur d’anisotropie défini paral,ij = (δR̆l,il−2/3δθ̆lδij)/2/3δθ̆lδij

et que l’anisotropie est négligeable(al,ij al,ij ≪ 1), δR̆
∗
l peut être repŕesent́e par un mod̀ele de type

visqueux [237] :

δR̆
∗
l,ij = −νRUM

(
∂ŭl,i

∂xj
+

∂ŭl,j

∂xi
− 1

3

∂ŭl,l

∂xl
δij

)
(3.100)

où la viscosit́eνRUM s’écrit :

νRUM =
1

3
τpδθ̆l (3.101)

ConnaissantδR̆
∗
l , on exprimeUθ comme la somme de deux termes :

Uθ = −ρlᾰlδR̆
∗
l,ij

∂ŭl,i

∂xj
− 2

3
ρlᾰlδθ̆l

∂ŭl,j

∂xj
(3.102)

où le premier terme représente la production d’énergie d́ecorŕelée par la partie d́eviatorique du tenseur
des vitesses d́ecorŕelées et le second contient les effets de divergence du champ mésoscopique.

Dans l’́equation de conservation deδθ̆l (Eq. 3.39), le flux d’́energie d́ecorŕelée par le mouvement

décorŕeléT

(
1
2u′′

p,iu
′′
p,i

)
fait intervenir le tenseur triple des vitesses décorŕeléesδS̆l :

T

(
1

2
u′′

p,iu
′′
p,i

)
= −1

2

∂

∂xj
ρlᾰlδS̆l,iij (3.103)

Kaufmannet al. [111] sugg̀erent de mod́eliserδS̆l par une loi de type diffusif :

δS̆l,iij = κRUM
∂δθ̆l

∂xj
(3.104)

Dans l’Eq. 3.104,κRUM est un coefficient de diffusion estimé par un mod̀ele analoguèa celui fourni
dans l’approche RANS̀a deux fluides de Simonin [236] :

κRUM =
5

3
τpδθ̆l (3.105)

3.3.4 Ŕecapitulatif des termes mod́elisés

La section suivante résume les expressions des différents mod̀eles pour les grandeurs non résolues
dans leśequations de conservation eulériennes de la phase dispersée.
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• Force de trâınéeFd :

Fd,i = ρlᾰl
ui − ŭl,i

τp
(3.106)

• Destruction de l’énergie d́ecorrélée par la trâınéeWθ :

Wθ = −ρlᾰl
2

τp
δθ̆l (3.107)

• Taux d’ évaporationΓ :
Γ = πn̆ld Sh [ρDF ] ln (1 + BM ) (3.108)

• Taux de transfert de chaleur par évaporationΛ et Λl :

dans le gaz : Λ = Γhs,F (T̆l) (3.109)

dans le liquide : Λl = −Γ
(
h̆s,l + hs,corr

)
(3.110)

• Taux de transfert de chaleur par conductionΦ et Φl :

dans le gaz : Φ = πn̆ld Nuλ(T̆l − T∞) (3.111)

dans le liquide : Φl = − (Φ + Λ + Λl) (3.112)

• Tenseur des vitesses d́ecorréléesδR̆l :

δR̆l,ij = δR̆
∗
l,ij +

2

3
δθ̆lδij (3.113)

avec δR̆
∗
l,ij = −νRUM

(
∂ŭl,i

∂xj
+

∂ŭl,j

∂xi
− 1

3

∂ŭl,l

∂xl
δij

)
(3.114)

et νRUM =
1

3
τpδθ̆l (3.115)

• Tenseur triple des vitesses d́ecorréléesδS̆l :

δS̆l,iij = κRUM
∂δθ̆l

∂xj
(3.116)

avec κRUM =
5

3
τpδθ̆l (3.117)
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Chapitre 4

Équations pour la LES diphasique ŕeactive

4.1 Simulation aux grandeśechelles (SGE ou LES)

La simulation aux grandeśechelles [198, 215] (large eddy simulationou LES en anglais) est re-
connue comme une approche complémentaire de la traditionnelle approche RANS (pourReynolds
averaged Navier-Stokesen anglais). Bien que conceptuellement très diff́erentes, ces deux approches ont
toutes deux pour principe d’appliquer certains opérateurs de filtrage aux́equations de Navier-Stokes
compressibles dans le but de produire de nouveaux systèmes d’́equations de conservation adaptés
aux écoulements turbulents. Ces opérateurs font apparaı̂tre des termes non résolus qui ńecessitent
des mod̀eles de fermeture spécifiques. Les principales différences entre l’approche RANS et LES
proviennent du choix de l’oṕerateur emploýe :

Approche RANS : L’opérateur est une moyenne d’ensemble sur un grand nombre de réalisations du
champ fluide [46, 198]. Les termes̀a mod́eliser doivent repŕesenter la physique pour toutes les
échelles de la turbulence.

Approche LES : L’opérateur est un filtre local, de taille fixée△, indépendant du temps et appliqué à
une ŕealisation unique du champ fluide. Cefiltrage spatialpermet une śeparation entre les grandes
et les petiteśechelles de la turbulence. Les termesà mod́eliser sont repŕesentatifs de la physique
pour leséchelles de la turbulence plus petites qu’uneéchelle de coupure. Cetteéchelle de coupure
située entre les grandeséchelles ŕesolues et les petiteśechelles mod́elisées est líeeà la taille du
filtre.

La différence fondamentale entre ces deux approches réside dans la plage d’échelles non ŕesolues qui
repŕesente toutes leśechelles dans le cas du RANS, seulement les petiteséchelles dans le cas de la LES.
Cette diff́erence est illustŕee par la Fig. 4.1 montrant le spectre d’énergie d’un champ turbulent homogène
isotrope (THI).

Grâce à la śeparation d’́echelles par le filtre, la LES permet une représentation dynamique des
tourbillons de plus grande taille dont les contributions sont critiques pour lesécoulements au sein de
géoḿetries complexes. La physique desécoulements turbulents est mieux prédite avec la LES puisque
des ph́enom̀enesà grandéechelle, comme la propagation des ondes acoustiques, sont intrinsèquement
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FIG. 4.1 -Repŕesentation conceptuelle des méthodes RANS (a.) et LES (b.) appliquéesà une turbulence
homog̀ene isotrope

présents dans leśequations de conservation [197].

Pour toutes ces raisons, la LES possède un grand potentiel pour lesécoulements turbulents réactifs que
l’on rencontre dans les applications industrielles. Cette utilisation est toutefois limitée par les hypoth̀eses
introduites pour construire les modèles.

Dans ce chapitre, on présente tout d’abord leśequations de conservation pour le gaz (section 4.2)
puis les mod̀eles de sous-maille correspondants (section 4.3). Le filtrage LES deséquations de la phase
liquide est d́ecrit dans la section 4.4 et la modélisation du mouvement de sous-maille liquide est détaillée
dans la section 4.5. La section 4.6 présente le mod̀ele de combustion turbulente choisi dans cetteétude : le
mod̀ele de flamméepaissie. Enfin, dans la section 4.7, on propose un modèle simplifíe pour la cińetique
chimique du ḱeros̀ene.

4.2 Équations LES pour la phase gazeuse

4.2.1 Filtrage LES deśequations de Navier-Stokes

La proćedure de filtragéevoqúee dans la section 4.1 consisteà d́efinir la quantit́e filtréef comme le
produit de convolution de la quantité non filtŕeef avec un filtre spatialG△ de taille caract́eristique△ :

f (x) =

∫
f (x) G△

(
x′ − x

)
dx′ (4.1)

Le filtre G△ est classiquement de type boı̂te ou gaussien [216]. La quantit́e filtréef est calcuĺee en
résolvant nuḿeriquement sońequation de transport. La quantité de sous-maille non résolue estf ′ =
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f −f . Pour leśecoulements̀a masse volumique variable, il est pratique d’utiliser une moyenne pondéŕee
par la masse volumique oumoyenne de Favre, définie par :

ρf̃ = ρf (4.2)

On obtient leśequations de conservation de type LES en filtrant leséquations de Navier-Stokes ins-
tantańees (Eq. 2.1) :

∂w

∂t
+ ∇ · F = s (4.3)

où s est le terme source filtré etF est le tenseur des flux filtrés compośe de trois contributions :

F = F
I
+ F

V
+ F

t
(4.4)

avec

tenseur des flux convectifs résolus : F
I

=
(
f
I
,gI ,h

I
)T

(4.5)

tenseur des flux diffusifs résolus : F
V

=
(
f
V

,gV ,h
V
)T

(4.6)

tenseur des flux de sous-maille : F
t

=
(
f
t
,gt,h

t
)T

(4.7)

L’ échelle de coupure est fixée par la taille de la maille (filtrage implicite). De manière classique, on
suppose qu’il y a commutation entre l’opérateur de filtrage et les opérateurs de d́erivée partielle.

4.2.2 Flux convectifs ŕesolus

Les trois composantes du tenseur des flux convectifs résolusF
I

sont d́efinies par :

f
I

=




ρũ2 + P
ρũṽ
ρũw̃

ρẼũ + P u
ρkũ




, gI =




ρũṽ

ρṽ2 + P
ρṽw̃

ρẼṽ + P v
ρkṽ




, h
I

=




ρũw̃
ρṽw̃

ρw̃2 + P

ρẼw̃ + P w
ρkw̃




(4.8)
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4.2.3 Flux diffusifs résolus eńecoulement non ŕeactif

Les trois composantes du tenseur des flux diffusifs résolusF
V

sont d́efinies par :

f
V

=




−τxx

−τxy

−τxz

−(u τxx + v τxy + w τxz) + qx

Jx,k




gV =




−τxy

−τyy

−τyz

−(u τxy + v τyy + w τyz) + qy

Jy,k




h
V

=




−τxz

−τyz

−τzz

−(u τxz + v τyz + w τzz) + qz

Jz,k




(4.9)

D’après Poinsot et Veynante [197] Chap. 4, les termes de diffusion en LES s’écrivent :

Tenseur des contraintesτij

τij = 2µ

(
Sij −

1

3
δijSll

)
(4.10)

approximation : τij ≈ 2µ

(
S̃ij −

1

3
δijS̃ll

)
(4.11)

avec : S̃ij =
1

2

(
∂ũj

∂xi
+

∂ũi

∂xj

)
(4.12)

µ ≈ µ(T̃ ) (4.13)

Tenseur de diffusion des esp̀ecesJi,k

en non ŕeactif : Ji,k = −ρ

(
Dk

Wk

W

∂Xk

∂xi
− YkVi

c

)
(4.14)

approximation : Ji,k ≈ −ρ

(
Dk

Wk

W

∂X̃k

∂xi
− ỸkṼi

c

)
(4.15)

avec : Ṽi
c

=

N∑

k=1

Dk
Wk

W

∂X̃k

∂xi
(4.16)

Dk ≈ µ

ρ Sck
(4.17)

84
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Fux de chaleurqi

en non ŕeactif : qi = −λ
∂T

∂xi
+

N∑

k=1

Ji,khs,k (4.18)

approximation : qi ≈ −λ
∂T̃

∂xi
+

N∑

k=1

Ji,k h̃s,k (4.19)

avec : λ ≈ µCp(T̃ )

Pr
(4.20)

Les variations spatiales des flux de diffusion moléculaire sont consid́eŕees comme suffisamment
faibles pour̂etreévalúees par un mod̀ele de type gradient. Leśequations de conservation font apparaı̂tre
des termes de sous-maille dont la modélisation est pŕesent́ee dans la section 4.2.4.

4.2.4 Termes de sous-maille

Les trois composantes du tenseur de sous-mailleF
t

sont d́efinies par :

f
t

=




−τxx
t

−τxy
t

−τxz
t

qx
t

Jx,k
t




, gt =




−τxy
t

−τyy
t

−τyz
t

qy
t

Jy,k
t




, h
t

=




−τxz
t

−τyz
t

−τzz
t

qz
t

Jz,k
t




(4.21)

Les différents termes s’écrivent :

Tenseur des contraintesτij
t

τij
t = −ρ (ũiuj − ũiũj) (4.22)

mod̀ele : τij
t = 2 ρ νt

(
S̃ij −

1

3
δijS̃ll

)
(4.23)

La viscosit́e turbulenteνt est calcuĺee par le mod̀ele de sous-maille et détaillée en section 4.3.

Tenseur de diffusion des esp̀ecesJi,k
t

Ji,k
t

= ρ
(
ũiYk − ũiỸk

)
(4.24)

mod̀ele : Ji,k
t

= −ρ

(
Dt

k

Wk

W

∂X̃k

∂xi
− ỸkṼi

c,t

)
(4.25)

avec : Ṽ c,t
i =

N∑

k=1

Dt
k

Wk

W

∂X̃k

∂xi
(4.26)

Dt
k =

νt

Sct
k

(4.27)
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De manìere usuelle, le nombre de Schmidt turbulent est fixé àSct
k = 1 pour toutes les espèces.

Flux de chaleur qi
t

qi
t = ρ

(
ũiE − ũiẼ

)
(4.28)

mod̀ele : qi
t = −λt

∂T̃

∂xi
+

N∑

k=1

Ji,k
t
h̃s,k (4.29)

avec : λt =
µtCp

Prt
(4.30)

Dans les simulations présent́ees ici, le nombre de Prandtl turbulent aét́e fixé à Prt = 0.9, valeur
classique en RANS. Pour la LES, on trouve dans la littérature des valeurs pouvant varier de0.2 à
plus de1 en fonction de l’application.

4.3 Modèles de sous-maille

L’effet du mouvement de sous-maille sur le mouvement résolu est repŕesent́ee par le tenseur des flux
de sous-mailleF

t
dont la mod́elisation est requise. Tous les modèles de sous-maille s’appuient sur la

même hypoth̀ese th́eorique d’invariance spatiale et temporelle du filtre LES. Des variations dans la taille
du filtre duesà un maillage non uniforme oùa un maillage mobile ne sont pas directement prises en
compte. Le changement de topologie de la cellule n’intervient que dans le calcul local du volume de la
cellule :△ = V

1/3
cell . En th́eorie et sauf dans les modèles comme MILES [81] qui utilisent la dissipation

du sch́ema comme mod̀ele LES, l’utilisation de viscosité artificielle en LES (cf. section 5.3) est prohibée.
Dans la pratique, son utilisation doit se faire avec la plus grande attention et ne doit pas dépasser la contri-
bution du mod̀ele de sous-maille. Leśequations de conservation d’unécoulement compressible turbulent
filtr ées font apparaı̂tre des tenseurs et des vecteurs de sous-maille (notée SGS poursub-grid scale) qui
décrivent l’interaction entre petiteśechelles mod́elisées et grandeśechelles ŕesolues. L’influence de la
sous-maille sur leśechelles ŕesolues est prise en compte au travers d’un modèle SGS utilisant une vis-
cosit́e turbulenteνt. Une telle approche suppose que les effets de sous-maille soient uniquement d’ordre
dissipatif. Cette hypoth̀ese est valide si l’on applique la théorie de la cascadéenerǵetique de Kolmogo-
rov [123]. En introduisant la notion de viscosité turbulente, on d́efinit la forme ǵeńerale suivante pour les
mod̀eles SGS :

τij
t = −ρ (ũiuj − ũiũj) (4.31)

mod̀ele : τij
t = 2 ρ νt S̃ij −

1

3
τll

t δij (4.32)

avec : S̃ij =
1

2

(
∂ũi

∂xj
+

∂ũj

∂xi

)
− 1

3

∂ũk

∂xk
δij (4.33)

où τij
t est le tenseur des contraintesà mod́eliser,νt est la viscosit́e turbulente de sous-maille,ũi est le

vecteur vitesse filtŕe etS̃ij est le tenseur des déformations ŕesolu. Les diff́erents mod̀eles se distinguent
par la d́efinition et le calcul de la viscosité turbulente de sous-mailleνt.
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4.3 Mod̀eles de sous-maille

4.3.1 Mod̀ele de Smagorinsky

Dans le mod̀ele de Smagorinsky classique, la viscosité turbulente s’́ecrit :

νt = (CS△)2
√

2 S̃ij S̃ij (4.34)

avec : CS = (0.1 − 0.18) suivant la configuration (4.35)

Dévelopṕe dans les anńees 1960, le mod̀ele de Smagorinsky [243] fait l’objet de tr̀es nombreux tests
dans la litt́erature sur de divers types d’écoulement. Il est très ŕepandu du fait de sa simplicité. Dans le
cas d’une turbulence homogène isotrope, il fournit le bon niveau de dissipation de l’énergie cińetique.
Toutefois, ce mod̀ele est connu pour̂etre trop dissipatif, particulièrement pr̀es des parois, et son utilisation
pour des ŕegimes de transition vers la turbulence n’est pas recommandée [215].

4.3.2 Mod̀ele de Smagorinsky filtŕe

Dans le mod̀ele Smagorinsky filtŕe [68], la viscosit́e turbulente s’ecrit :

νt = (CSF
△)2

√
2 HP (S̃ij) HP (S̃ij) (4.36)

avec : CSF
= 0.37 (4.37)

Dans l’Eq. 4.36,HP (S̃ij) est le tenseur des déformations ŕesolu obtenùa partir d’un champ de vitesse
filtr é à travers un filtre passe-haut. Ce modèle aét́e d́evelopṕe afin d’aḿeliorer la repŕesentation de
phénom̀enes locaux typiques desécoulements turbulents [68]. Avec le mod̀ele de Smagorinsky filtré, la
transition vers la turbulence est mieux prédite.

4.3.3 Mod̀ele WALE

Le mod̀ele WALE (pourwall adapting linear eddy) a ét́e d́evelopṕe par Nicoud et Ducros [177] afin
de pallier le d́efaut du mod̀ele de Smagorinsky classique (cf. section 4.3.1) concernant lesécoulements
en proche paroi. Dans ce modèle, la viscosit́e turbulente est d́efinie par :

νt = (Cw△)2
(sd

ijs
d
ij)

3/2

(S̃ijS̃ij)5/2+(sd
ijs

d
ij)

5/4
(4.38)

Cw est la constante du modèle de Smagorinsky dont la valeur est fixéeà :Cw = 0.4929. sd
ij est la partie

déviatrice du taux de d́eformations ŕesolu :

sd
ij =

1

2
(g̃2

ij + g̃2
ji) −

1

3
g̃2
kk δij (4.39)

où g̃ij est la partie irrotationnelle du tenseur des contraintes résolu.

D’autres mod̀eles plus complexes existent. On peut citer notamment le modèle de dynamique de
Germano [85] et les mod̀elesà fonction de structure dévelopṕes par Lesieur et ses collaborateurs [134,

87
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135]. Dans le cadre du calcul réactif, l’utilisation des mod̀eles complexes d́evelopṕes pour le non-ŕeactif
est encorèa mettre au point et on se limite dans cetteétude aux mod̀eles simples. Dans la présentéetude,
le mod̀ele WALE aét́e pŕeféŕe au mod̀ele de Smagorinsky car il permet de réduire l’effet de l’absence de
traitement aux parois (cf. Thobois [255]).

4.4 Équations LES pour la phase disperśee

4.4.1 Filtrage LES deśequations de conservation

Le filtrage LES de la phase dispersée est analoguèa celui de la phase gazeuse. La moyenne de Favre
d’une fonction euĺerienne ḿesoscopiquĕfl de la phase dispersée est similairèa celle d’une fonctionf
de la phase gazeuse et s’obtient en remplaçant la masse volumique gazeuseρ par la fraction volumique
liquide mésoscopiquĕαl dans l’Eq. 4.2 :

αlf̂l = ᾰlf̆l (4.40)

où αl est la fraction volumique de liquide filtrée au sens de la LES. Pour alléger les notations, on omet
l’indice ˘ dans la mesure où le filtrage LES de la phase dispersée ne s’applique que sur des quantités
initialement produites par le filtrage statistique mésoscopique.

Afin d’avoir uneéquivalence entre la moyenne de Favre basée sur la fraction volumique et la densité
de gouttes, on fait l’hypoth̀ese que l’́ecoulement est monodisperseà l’échelle de la taille du filtre. Cela
revientà ńegliger les effets de variance de sous-maille du diamètre des gouttes :d ≈ d. On a alors :

n̆lf̆l =
6ᾰl

πd3
f̆l =

6

πd3
αlf̂l = nlf̂l (4.41)

où nl est la densit́e de goutte filtŕee.

En appliquant la proćedure de filtrage aux́equations de conservation eulériennes de la phase dispersée,
on obtient leśequations de conservation LES pour le spray :

∂wl

∂t
+ ∇ · Fl = sl (4.42)

où wl = (nl, ρlαl, ρlαlûl, ρlαlv̂l, ρlαlŵl, ρlαlδ̂θl, ρlαlĥl )
T est le vecteur des variables conservatives

mésoscopiques de la phase liquide avecûl, v̂l et ŵl les trois composantes de la vitesse mésoscopique
liquide : ûl = (ûl, v̂l, ŵl)

T . sl est le terme source filtré etFl est le tenseur des flux filtrés compośe de
trois contributions :

Fl = F
M
l + F

U
l + F

t
l (4.43)

avec

tenseur des flux ḿesoscopiques résolus : F
M
l =

(
f
M
l ,gM

l ,h
M
l

)T
(4.44)

tenseur des flux d́ecorŕelés ŕesolus : F
U
l =

(
f
U
l ,gU

l ,h
U
l

)T
(4.45)

tenseur des flux de sous-maille : F
t
l =

(
f
t
l ,g

t
l ,h

t
l

)T
(4.46)
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4.4Équations LES pour la phase dispersée

4.4.2 Flux mésoscopiques ŕesolus

Les trois composantes du tenseur des flux mésoscopiques résolusF
M
l sont d́efinies par :

f
M
l =




nlûl

ρlαlûl

ρlαlû
2
l

ρlαlûlv̂l

ρlαlûlŵl

ρlαlûlδ̂θl

ρlαlûlĥl




, gM
l =




nlv̂l

ρlαlv̂l

ρlαlûlv̂l

ρlαlv̂
2
l

ρlαlv̂lŵl

ρlαlv̂lδ̂θl

ρlαlv̂lĥl




, h
M
l =




nlŵl

ρlαlŵl

ρlαlûlŵl

ρlαlv̂lŵ
ρlαlŵ

2
l

ρlαlŵlδ̂θl

ρlαlŵlĥl




(4.47)

4.4.3 Flux d́ecorrélés ŕesolus

Les trois composantes du tenseur des flux résolus du mouvement décorŕeléF
U
l sont d́efinies par :

f
U
l =




0
0

ρlαlδ̂Rl,xx

ρlαlδ̂Rl,xy

ρlαlδ̂Rl,xz

ρlαlδ̂Sl,iix

0




, gU
l =




0
0

ρlαlδ̂Rl,xy

ρlαlδ̂Rl,yy

ρlαlδ̂Rl,yz

ρlαlδ̂Sl,iiy

0




, h
U
l =




0
0

ρlαlδ̂Rl,xz

ρlαlδ̂Rl,yz

ρlαlδ̂Rl,zz

ρlαlδ̂Sl,iiz

0




(4.48)

Pour les tenseurŝδRl et δ̂Sl, on utilise la d́ecomposition (partie d́eviatorique+ énergie d́ecorŕelée)
et la fermeture proposées dans la section 3.3.3 en remplaçant les grandeurs non filtrées par les grandeurs
filtr ées :

δ̂Rl,ij = δ̂R∗
l,ij +

2

3
δ̂θlδij (4.49)

δ̂R∗
l,ij = −ν̂RUM

(
∂ûl,i

∂xj
+

∂ûl,j

∂xi
− δij

3

∂ûl,k

∂xk

)
(4.50)

δ̂Sl,iij = −κ̂RUM
∂δ̂θl

∂xj
(4.51)

où ν̂RUM et κ̂RUM s’exprimentégalement en fonction des grandeurs filtrées :

ν̂RUM =
1

3
τpδ̂θl (4.52)

κ̂RUM =
5

3
τpδ̂θl (4.53)
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où le temps de relaxation filtré τp est obtenu via l’approximation suivante :

τp ≈
(
1 + 0.15Re

0.687
p

) ρld
2

18µ
(4.54)

avec : Rep ≈ ρ|ũ − ûl|d
µ

(4.55)

4.4.4 Flux de sous-maille

Les trois composantes du tenseur de sous-mailleF
t
l s’écrivent :

f
t
l =




0
0

−τ t
l,xx

−τ t
l,xy

−τ t
l,xz

qt
θ,x

qt
h,x




, gt
l =




0
0

−τ t
l,xy

−τ t
l,yy

−τ t
l,yz

qt
θ,y

qt
h,y




, h
t
l =




0
0

−τ t
l,xz

−τ t
l,yz

−τ t
l,zz

qt
θ,z

qt
h,z




(4.56)

τ t
l est le tenseur des contraintes de sous-maille de la phase dispersée d́efini par :

τ t
l,ij = −ρlαl

(
ûl,iul,j − ûl,iûl,j

)
(4.57)

qt
θ est le flux de sous-maille de l’énergie d́ecorŕelée d́efini par :

qt
θ,i = ρlαl

(
ûl,iδθ − ûl,iδ̂θl

)
(4.58)

qt
h est le flux de sous-maille de l’enthalpie sensible liquide défini par :

qt
h,i = ρlαl

(
ûl,ihs,l − ûl,iĥl

)
(4.59)

Par la suite, on suppose que les effets de sous-maille sur l’enthalpie liquide résolue sont ńegligeables :
qt

h = 0. La mod́elisation des termesτ t
l etqt

θ est d́ecrite dans la section 4.5.

4.4.5 Termes sources filtŕes

Le terme source filtŕe sl se d́ecompose en deux parties :

sl = sg-l + sθ (4.60)

sθ est d́efini par :

sθ =
(
0, 0, 0, 0, 0, Uθ, 0

)T
(4.61)
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4.4Équations LES pour la phase dispersée

où Uθ est le terme filtŕe de production d’́energie d́ecorŕelée par le tenseur des vitesses décorŕelées. On
l’ écrit :

Uθ = −2

3
ρlαlδ̂θl

∂ûl,j

∂xj
− ρlαlδ̂R

∗
l,ij

∂ûl,i

∂xj
+ U

t
θ (4.62)

où U
t
θ est un terme de production par le mouvement de sous-maille et s’écrit :

U
t
θ = −

(
ρlᾰlδR̆l,ij

∂ŭl,i

∂xj
− ρlαlδ̂Rl,ij

∂ûl,i

∂xj

)
(4.63)

Le mod̀ele de fermeture pourU
t
θ est d́ecrit dans la section 4.5.

sg-l repŕesente leśechange filtŕes avec la phase gazeuse et s’écrit :

sg-l =




0

−Γ

Γu,x + F d,x

Γu,y + F d,y

Γu,z + F d,z

Γθ + W θ

Λl + Φl




(4.64)

Les composantes desg-l sont mod́elisées de la façon suivante :

Taux d’ évaporationΓ

Γ = −n̆l {ṁp}l (4.65)

= πn̆ld Sh [ρDF ] ln (1 + BM ) (4.66)

approximation : Γ ≈ πnld Sh
µ

ScF
ln
(
1 + BM

)
(4.67)

avec : Sh ≈ 2 + 0.55Re
1/2
p ScF

1/3 (4.68)

BM ≈ YF,ζ(T̂l) − ỸF

1 − YF,ζ(T̂l)
(4.69)

La validité de l’approximation de l’Eq. 4.67 est analysée dans la section 6.7.

Taux de variation de quantité de mouvement paŕevaporationΓu

Γu,i = −Γŭl,i (4.70)

approximation : Γu,i ≈ −Γûl,i (4.71)

Taux de variation de d’énergie d́ecorrélée parévaporationΓθ

Γθ = −Γδθ̆l (4.72)

approximation : Γθ ≈ −Γδ̂θl (4.73)
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Taux de variation d’enthalpie sensible liquide parévaporationΛl

Λl = −Γ
(
h̆s,l − hs,corr

)
(4.74)

approximation : Λl ≈ −Γ
(
ĥl − hs,corr

)
(4.75)

Taux de variation de quantité de mouvement par la trâınéeFd

F d,i =
ρlαl

τp
(ui − ŭl,i) (4.76)

approximation : F d,i ≈ ρlαl

τp
(ũi − ûl,i) (4.77)

Taux de variation (destruction) d’énergie d́ecorrélée par la trâınéeW θ

W θ = −
(

2ρlᾰl

τp
δθ̆l

)
(4.78)

approximation : W θ ≈ −2ρlαl

τp
δ̂θl (4.79)

Taux de variation d’enthalpie sensible liquide par conduction thermiqueΦl

Φl = −Λl − Λ − Φ (4.80)

avec : Λ = Γhs,F (4.81)

Φ = n̆l {πd Nu λ (Tζ − T∞)}l (4.82)

approxiḿes par : Λ ≈ Γhs,F (T̂l) (4.83)

Φ ≈ πnld Nu λ
(
T̂l − T̃

)
(4.84)

On obtient finalement :

Φl ≈ Γ
(
ĥl − hs,corr − hs,F (T̂l)

)
− πnld Nu λ

(
T̂l − T̃

)
(4.85)

avec : Nu ≈ 2 + 0.55Re
1/2
p Pr1/3 (4.86)

Connaissant le terme sourcegaz → liquide filtr é sg-l, on en d́eduit le terme sourceliquide → gaz
filtr é sl-g :

sl-g =




Γûl,x − F d,x

Γûl,y − F d,y

Γûl,z − F d,z

Λ + Φ + ũi

(
Γûl,i − F d,i

)

Γδk,F




(4.87)

où Λ etΦ sont donńes par les Eq. 4.83 et 4.84 respectivement.
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4.5 Modèles de sous-maille pour la phase dispersée

4.5.1 Tenseur de sous-maille des vitesses mésoscopiques

Moreau [171] a montŕe que la mod́elisation du mouvement ḿesoscopique de sous-maille de la phase
disperśee ńecessitait de prendre en compte les effets de compressibilité. Riberet al. [208] proposent
d’utiliser un mod̀ele de type Smagorinsky [243] pour la partie d́eviatorique du tenseur de sous-maille
des vitesses ḿesoscopiquesτ t

l . Les effets compressibles sont représent́es par la partie diagonale de ce
tenseur dont l’estimation est donnée par un mod̀ele de Yoshizawa [272] :

τ t
l,ij = −ρlαl

(
ûl,iul,j − ûl,iûl,j

)
(4.88)

mod̀ele : τ t
l,ij = 2ρlαlνl,t

(
Ŝl,ij −

1

3
Ŝl,kkδij

)
+ 2ρlαlκl,tŜl,ijδij (4.89)

avec : Ŝl,ij =
1

2

(
∂ûl,i

∂xj
+

∂ûl,j

∂xi

)
− 1

3

∂ûl,k

∂xk
δij (4.90)

mod̀ele de Smagorinsky : νl,t = (CS,l△)2
√

2 Ŝl,ij Ŝl,ij (4.91)

mod̀ele de Yoshizawa : κl,t = 2CV,l△2Ŝl,ij (4.92)

Les constantes du modèle sont fix́eesà partir de testsa priori [172] : CS,l = 0.16 etCV,l = 0.012.

4.5.2 Flux de sous-maille d’́energie d́ecorrélée

Le transport de sous-maille de l’énergie d́ecorŕelée filtŕee est pris en compte au moyen d’un modèle
de diffusion turbulente :

qt
θ,i = 2ρlαl

νl,t

Prt
l

∂δ̂θl

∂xi
(4.93)

avec le nombre de Prandtl turbulent liquide fixé à :Prt
l = 0.7.

4.5.3 Terme de production de sous-maille d’énergie d́ecorrélée

Le terme de production d’énergie d́ecorŕelée par le mouvement de sous-mailleU
t
θ agit comme

un terme de dissipation dans l’équation d’́energie corŕelée de sous-maille.̀A partir d’une hypoth̀ese
d’équilibre sur l’́energie corŕelée de sous-maille [208], on mod́eliseU

t
θ de la façon suivante :

U
t
θ = τ t

l,ij

∂ûl,i

∂xj
(4.94)

Ce mod̀ele fait l’hypoth̀ese que toute l’énergie du mouvement corrélé qui est dissiṕee par les effets de
sous-maille est convertie enénergie d́ecorŕelée ŕesolue.
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4.6 Modèle de combustion turbulente

4.6.1 Mod́elisation de la combustion turbulente

La difficulté de la simulation en combustion turbulente est liée en particulier au rapport d’échelle entre
l’ épaisseur de la zone réactive et la dimension des mailles de la grille de calcul. Pour les LES de foyers
aéronautiques, la taille des mailles est de l’ordre du millimètre alors que l’́epaisseur du front de flamme
est de l’ordre du dixìeme de millim̀etre. Il est donc exclu de résoudre la structure réelle de la flamme
sur le maillage. Dans la modélisation de la combustion, on fait géńeralement une distinction entre les
mod̀eles pour les ŕegimes de pŕemélange et les régimes non pŕemélanǵes. On trouve une description de
l’ensemble de ces modèles RANS et LES dans la revue de Veynante et Vervisch [263]. Pitsch [194] fait
également une revue des modèles sṕecifiques̀a la LES.

Dans cette section, on donne un bref aperçu des modèles disponibles pour la combustion prémélanǵee
et non pŕemélanǵee en LES.

Modèles de combustion pŕemélanǵee en LES

Trois approches distinctes ontét́e d́evelopṕees pour mod́eliser les flammes de prémélange en LES :
– les mod̀eles de typeG-equation[188] où la flamme est traitée comme une interface d’épaisseur

nulle (cf. ci-dessous) ;
– les mod̀elesà densit́e de surface de flamme ouflame surface density (FSD)models (cf. ci-dessous) ;
– le mod̀ele de flamméepaissie outhickened flame (TF)model òu la flamme est́epaissie artificielle-

ment de façoǹa la ŕesoudre sur le maillage (cf. sections 4.6.2–4.6.5).

Modèle G-equation. Le principe du mod̀ele G-equationest de d́ecrire ǵeoḿetriquement le front de
flamme en le repŕesentant par une iso-surfaceG∗ d’un champ scalaireG dont l’évolution est donńee par
la G-equation. En LES, cettéequation s’́ecrit :

∂

∂t
ρG̃ +

∂

∂xi
ρũiG̃ = ρ0ST |∇G| (4.95)

où G̃ est le champ filtŕe en LES deG (moyenne de Favre). La vitesse de flamme turbulente de sous-
maille ST nécessite un mod̀ele de fermeture pour représenter les effets de sous-maille sur la vitesse de
déplacement du front de flamme. Ce modèle prend ǵeńeralement la forme suivante :

ST

SL
= 1 + α

(
u′

SL

)n

(4.96)

où u′ est l’intensit́e turbulente de sous-maille et les constantesα et n sont obtenues̀a partir de donńees
exṕerimentales. Bien qu’il soit couramment utilisé dans les LES de combustion prémélanǵee, le mod̀ele
G-equationcomporte plusieurs faiblesses. D’une part, la quantité de sous-mailleST est remplaćee di-
rectement par une vitesse turbulente expérimentale sans autre justification. D’autre part, même dans le
cadre de la combustion parfaitement prémélanǵee, la vitesse de flamme turbulente n’est pas une quantité
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bien d́efinie sur le plan th́eorique et exṕerimental [93]. Bien que des mod́elisations plus fines aientét́e
propośees [187], il n’existe pas de mod̀ele universel pourST .

Modèle à densit́e de surface de flamme (FSD). Le mod̀ele FSD se base sur le filtrage de l’équation
de conservation de la variable d’avancementΘ :

∂

∂t
ρΘ̃ +

∂

∂xi
ρũiΘ̃ +

∂

∂xi

(
ρũiΘ − ρũiΘ̃

)
= ρsd|∇Θ| (4.97)

En prenant un filtre de taille supérieureà la cellule du maillage LES, on peut résoudre la variable d’avan-
cement filtŕeeΘ̃ sur ce maillage. Dans l’Eq. 4.97, le terme de droite représentant le d́eplacement du front
de flamme est ǵeńeralement mod́elisé par [25] :

ρsd|∇Θ| ≈ ρuSLΣ (4.98)

où ρu et SL sont la masse volumique des gaz brûlés et la vitesse laminaire de flamme respectivement.
Σ est la densit́e de surface de flamme (FSD) filtrée qui peut̂etre fournie par un mod̀ele alǵebrique [25,
24] ou par unéequation de transport [25, 100, 267]. Le mod̀ele CFM (pourcoherent flame model) qui
fait partie de la seconde catégorie aét́e étenduà la LES et implant́e dans AVBP par S. Richard et O.
Colin [209, 210]. En comparaison au modèleG-equation, l’avantage du mod̀ele FSD est de transporter
des scalaires commeΘ etΣ qui sont physiquement définis et peuvent̂etre extraits de DNS ou de mesures
exṕerimentales.

En faisant l’hypoth̀ese de l’existence d’une interface entre gaz frais et gaz brûlés, les mod̀eles
G-equationet FSD sont difficilement applicables lorsque la structure de flamme n’est pas de type
prémélanǵee, c’est-̀a-dire :

– dans les ŕegimes de combustion non prémélanǵee ou partiellement prémélanǵee (souvent le cas
dans les foyers áeronautiques) ;

– lors des ph́enom̀enes d’allumage dont les premiers instants ne présentent pas un caractère propa-
gatif.

Modèles de combustion non pŕemélanǵee en LES

La plupart des flammes de diffusion turbulentes sont contrôlées par le processus de mélange turbu-
lent et moĺeculaire car le temps caractéristique de la chimie est géńeralement plus court que le temps
turbulent. En partant de cette constatation, l’essentiel des modèles LES de combustion turbulente non
prémélanǵee se base sur une description statistique du mélange en d́efinissant une fonction de densité
de probabilit́e (PDF) filtŕee. Le formalisme est directement dérivé des approches dévelopṕees pour les
études RANS. En prenant l’hypothèse de chimie infiniment rapide, le taux de réaction local instantané
filtr é peut s’́ecrire :

ω̇k(x, t) =

∫ 1

0
ω̇k(z) p(z,x, t)dz (4.99)

où z etω̇k sont la fraction de ḿelange et le taux de réaction non filtŕe respectivement.p(z,x, t) repŕesente
la PDF filtŕee qui peut̂etre obtenue en résolvant sońequation de transport ou en présumant sa forme par
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uneβ–fonction, par exemple [59]. À partir d’une hypoth̀ese d’́equilibre chimique, le taux de réactionω̇k

s’exprime uniquement en fonction de la fraction de mélange et peut̂etre obtenùa partir de biblioth̀eques
de flammelettes. Cette ḿethode s’́etend facilement aux chimies non infiniment rapides en exprimant le
taux de ŕeaction non filtŕe en fonction du taux de dissipation scalaireχ de la fraction ḿelange :

ω̇k(x, t) =

∫ 1

0

∫

χ
ω̇k(z, χ) p(z, χ,x, t)dzdχ (4.100)

L’Eq. 4.100 est ŕesolue en calculant le taux de dissipation filtré χ̃ qui requiert un mod̀ele de ferme-
ture [58, 62, 92, 191].

Parmi les approches statistiques, on trouveégalement le mod̀ele PCM [64, 65, 79, 261] qui utilise une
PDF pŕesuḿee de la fraction de ḿelange et de la variable d’avancement. La forme de cette PDF est obte-
nue en ŕesolvant l’́equation de transport de la valeur filtrée et de la variance dez etΘ. L’avantage de cette
méthode est sa capacité à traiter les ŕegimes de combustion prémélanǵee et non pŕemélanǵee. Elle sup-
pose toutefois une indépendance entre la fraction de mélange et le taux d’avancement. Cette hypothèse
a ét́e valid́eeà partir d’une DNS de flamme non prémélanǵee [260] et de donńees exṕerimentales [214]
mais restèa vérifier dans d’autres configurations. Ce modèle aét́e implant́e dans AVBP et test́e en confi-
guration industrielle par J. Galpin [83] (thèse en cours̀a l’IFP). Il est analogue au modèle FPV (pour
flamelet/progress variable method) propośe par Pierce et Moin [192] et appliqúe dans un calcul dipha-
sique ŕeactif d’un secteur de chambre de combustion par Maheshet al. [142] et Moin et Apte [170].

Kim et Pitsch [120] proposent une adaptationà la LES du mod̀ele CMC (pourconditional moment
closure) initialement formuĺe par Klimenko [121] et Bilger [21] pour le RANS. Cette ḿethode permet de
s’affranchir de l’hypoth̀ese de flammelettes en transportant la moyenne des fractions massiques d’espèces
conditionńees par la fraction de ḿelange. Toutefois, elle implique de résoudre unéequation de conser-
vation pour chaque niveau dez. Ces niveaux doivent̂etre pris en nombre suffisant pour rester précis, ce
qui mèneà des côuts de calcul tr̀esélev́es.

Enfin, Kerstein [114, 115, 116, 117, 118, 153] propose une approche originaleà travers le mod̀ele
LEM (pour linear eddy modelou linear eddy mixing). Dans cette analyse, le mélange turbulent de sous-
maille est consid́eŕe comme un problèmeà une dimension òu la turbulence est vue comme un simple
processus stochastique. Réaction chimique et diffusion moléculaire sont ensuite calculées en ŕesolvant
les équations de conservation d’espècesà une dimension. Cette ḿethode áet́e emploýee avec succ̀es
dans certains cas de combustion non prémélanǵee [39, 150, 153, 160] mais comporte des limitations
intrinsèques qui la rendent difficilement applicable aux régimes de pŕemélange. Ŕecemment, Menon et
Patel ont montŕe la suṕeriorité du mod̀ele LEM sur le mod̀ele EBU (poureddy breakup) pour pŕedire la
stabilisation de flamme dans uneétude LES diphasique d’un foyer aéronautique [161].

Lesétudes de Ĺegieret al. [133], Truffin [257], Sengissen [230] et Sengissenet al. [232] ont montŕe
les capacit́es du mod̀ele de flamméepaissièa traiter des problèmes de combustion non prémélanǵee ou
partiellement pŕemélanǵee.À ce jour, il manque toutefois une validation complète de ce mod̀ele pour les
régimes de diffusion. Dans la présentéetude, l’objectif est de coupler un modèle pour le spray au modèle
de flamméepaissie d́ejà implant́e dans AVBP et appliqúe avec succ̀es dans de nombreuses configurations
turbulentes (cf. section 4.6.2).À l’avenir, il serait int́eressant d’́etudier ce couplage avec d’autres modèles
adapt́es aux ŕegimes partiellement prémélanǵes comme le mod̀ele PCM.

Les sections suivantes décrivent les diff́erentes d́eclinaisons du mod̀ele de flamméepaissie : mod̀ele de
flammeépaissie en DNS (TF, section 4.6.2), modèle de flamméepaissie en LES (TFLES, section 4.6.3),

96



4.6 Mod̀ele de combustion turbulente

mod̀ele de flamméepaissie dynamique (DTFLES, section 4.6.4) et enfin son extensionà la combustion
diphasique (TP-TFLES, section 4.6.5).

4.6.2 Flamme laminaireépaissie (TF)

Butler et O’Rourke [38] sont les premiers̀a avoir propośe d’épaissir artificiellement une flamme
laminaire de pŕemélange pour la propager sur un maillage grossier. Cette méthode áet́e étendue par la
suite au cas de la combustion turbulente [8, 7, 54, 133, 132, 229, 227, 197]. Une analyse dimensionnelle
classique [269] montre que la vitesse de flamme laminaireS0

L et l’épaisseur de flamme laminaireδ0
L sont

contr̂olées par la diffusivit́e thermiqueDth et la constante pré-exponentielle A (cf. section 2.7).

S0
L ∝

√
DthA (4.101)

δ0
L ∝ Dth

S0
L

=

√
Dth

A
(4.102)

Dans le cas d’une flamme laminaireépaissie, les diffusivités thermiqueDth et moĺeculaireDk sont
multipliées parF alors que le taux de dégagement de chaleur et le taux de réactionω̇F sont diviśes par
F , F étant le facteur d’́epaississement :

épaississement

Dth −→ FDth (4.103)

Dk −→ FDk (4.104)

ω̇T −→ ω̇T /F (4.105)

ω̇k −→ ω̇k/F (4.106)

où ω̇T et ω̇k sont pŕedits par le sch́ema cińetique qui utilise une loi d’Arrh́enius (cf. Eq. 2.37). Si l’on
prend l’exemple de l’́equation de conservation des espèces, on obtient aprèsépaississement :

∂ρYk

∂t
+

∂

∂xi

(
ρ(ui + V c

i )Yk

)
=

∂

∂xi

(
ρFDk

Wk

W

∂Xk

∂xi

)
+

ω̇k

F
(4.107)

avec V c
i =

n∑

k=1

FDk
Wk

W

∂Xk

∂xi
(4.108)

La vitesse du front de flamme est inchangée (cf. Eq. 4.101) mais l’épaisseur du front de flamme est
multipliée parF (cf. Eq. 4.102).F est choisi de manièreà pouvoir ŕesoudre le front de flamme sur le
maillage consid́eŕe.

Les principaux avantages du modèle de flamméepaissie (TF) sont les suivants :
– en utilisant un sch́ema cińetique pour d́ecrire la ŕeaction chimique, on peut représenter facile-

ment des ph́enom̀enes physiques tels que l’allumage (cf. partie III), l’extinction, la stabilisation
de flamme, les interactions flamme/paroi, etc. ;

– on peut l’́etendrèa une chimie multi-́etapes [257], voire complexe.
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Toutefois, dans le cas d’écoulements turbulents, l’épaississement a pour effet de modifier le rapport
entre l’́echelle de longueur de la turbulence et l’épaisseur de flamme. Pour lesétudes en LES, le modèle
doit doncêtre compĺet́e afin de corriger ces effets. Le modèle complet TF en LES est décrit dans la
section 4.6.3.

4.6.3 Mod̀ele de flamméepaissie en LES (TFLES)

En épaississant la zone réactive, on rend la flamme moins sensible aux petiteséchelles turbulentes
voire insensible aux́echelles inf́erieuresà Fδ0

L. Cela se traduit par une diminution du plissement du
front de flamme par les petits tourbillons : la surface de flamme est réduite et le taux de consommation
des ŕeactifs est sous-estiḿe. Pour corriger, cet effet, Colinet al. [54] proposent d’introduire une fonction
la fonction d’efficacit́eE construitèa partir de ŕesultats de DNS (cf. Fig. 4.2).

a. b.

FIG. 4.2 -DNS d’interaction flamme/turbulence [8, 197]. Flamme nońepaissie (a.), flamméepaissie d’un facteur
F = 5 (b.)

Fonction d’efficacitéE

On trouve une description complète de la fonction d’efficacité E dans Colinet al. [54]. La méthode
se d́ecompose en troiśetapes principales :

1. Le facteur de plissement de la surface de flammeΞ est estiḿe à partir de la densité de surface de
flammeΣ, en supposant l’équilibre entre la turbulence et la surface de flamme de sous-maille :

Ξ ≃ 1 + α
∆e

S0
L

〈aT 〉s (4.109)

où 〈aT 〉s est le taux d’́etirement de sous-maille,∆e est la taille du filtre etα est la constante du
mod̀ele.
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2. 〈aT 〉s est d́efini par l’Eq. 4.110̀a partir de la taille du filtre∆e et de la fluctuation de vitesse de
sous-mailleu′

∆e
. La fonctionΓ∆e , définie par l’Eq. 4.111, correspond̀a la prise en compte du

taux d’́etirement líe à toutes leśechelles influenćees par l’́epaississement, c’est-à-dire toutes les
échelles comprises entre l’échelle de Kolmogorov et la taille du filtre∆e [159]. Enfin, la fonction
d’efficacit́e E est d́efinie par l’Eq. 4.112 comme le rapport entre le plissement de la flamme non
épaissie et le plissement de la flammeépaissie.

〈aT 〉s = Γ∆e u′
∆e

/∆e (4.110)

Γ∆e

(
∆e

δ1
L

,
u′

∆e

S0
L

)
= 0.75 exp

[
− 1.2
(
u′

∆e
/S0

L

)0.3

](
∆e

δ1
L

) 2
3

(4.111)

E =
Ξ(δ0

L)

Ξ(δ1
L)

=
1 + αΓ∆e

(
∆e

δ0
L

,
u′
∆e

S0
L

)
u′
∆e

S0
L

1 + αΓ∆e

(
∆e

δ1
L

,
u′
∆e

S0
L

)
u′
∆e

S0
L

(4.112)

S0
L est la vitesse de propagation du front de la flamme nonépaissie etδ0

L sonépaisseur. L’́epaisseur
de la flamméepaissie est d́efinie par :δ1

L = Fδ0
L. On peut montrer queE varie entre 1 (faible

niveau de turbulence) etEmax ≃ F 2/3 (plissement important̀a l’échelle de la sous-maille). Dans le
cas de flammes turbulentes prémélanǵees, la fonction d’efficacité est telle que la vitesse turbulente
de propagation soit correctement prédite :E S0

L = ST . En fait, sṕecifier une vitesse turbulente de
sous mailleST est exactement́equivalent̀a sṕecifier une efficacit́eE. Colin et al. [54] définissent
une longueur de coupureδc

L telle que les tourbillons plus petits que cette taille n’affectent pas le
plissement de la flamme. La fonction d’efficacité est donc sollicit́ee si la taille caractéristique d’un
tourbillon r est telle que :
– dans le cas d’une flamme nonépaissie :δ0

L > r > δc
L ;

– dans le cas d’une flammeépaissie :δ1
L = βFδ0

L > r > δc
L.

β est une constante de la fonction d’efficacité de l’ordre de1.

3. La taille du filtre∆e correspond̀a la plus grandéechelle influenćee par l’́epaississementδ1
L. En

pratique,∆e = 10∆x avec∆x = 3
√

Vcell.
Les fluctuations de vitesse de sous-mailleu′

∆e
sont estiḿees en utilisant l’oṕerateurOP2 baśe sur

le rotationnel du champ de vitesse. Le rôle de cet oṕerateur est de supprimer la contribution en
dilatation qui n’est pas considéŕee comme de laturbulence.
L’opérateur Laplacien d́efini par l’Eq. 4.113 est directement appliqué au champ de vitesse.

u′
∆e

= c2∆
3
x|∇2(∇× u)|, c2 ≈ 2 (4.113)

Estimation de la constanteα

La constanteα est estiḿee de façoǹa retrouver le comportement asymptotique du facteur de plisse-
mentΞ en fonction des fluctuations de vitesseu′ pour les flammes mince telles que∆e tend vers l’́echelle
intégralelt. Dans ce cas, le plissementΞ tend vers un plissement maximumΞmax défini par l’Eq. 4.114.
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L’Eq. 4.115 qui d́efinit α se d́eduit de l’Eq. 4.114.

Ξmax = 1 + βu′/s0
l (4.114)

α = β
2 ln(2)

3cms

(
Re

1/2
t − 1

) (4.115)

avec : Ret =
u′lt
ν

et cms = 0.28 (4.116)

Il existe plusieurs ḿethodes pour calculer les constantesα etβ, notamment celles proposées par Colinet
al. [54] ou Charletteet al. [45].

lmplantation

En pratique, leśequations de conservation des espèces et de l’́energie sont modifíees eńecrivant les
flux diffusifs (Eq. 4.117̀a 4.119) et le terme source (Eq. 4.120) comme suit :

– tenseur de diffusion des espèces :

Ji,k = −EF
µ

Sck

Wk

W

∂X̃k

∂xi
+ ρkṼ

c
i (4.117)

avec : Ṽ c
i = EF

N∑

k=1

µ

ρSck

Wk

W

∂X̃k

∂xi
(4.118)

– flux de chaleur :

qi = −EF
µCp

Pr

∂T̃

∂xi
+

N∑

k=1

Ji,k h̃s,k (4.119)

– terme source chimique :

sc =

(
0, 0, 0,

Eω̇T

F
,
Eω̇k

F

)T

(4.120)

4.6.4 Mod̀ele de flamméepaissie dynamique

Principe de fonctionnement

Le mod̀ele de flamméepaissie d́ecrit dans la section 4.6.3 est approprié pour le calcul de flammes
parfaitement pŕemélanǵees. Pour les flammes partiellement prémélanǵees, en revanche, ce modèle doit
être ajust́e pour deux raisons principales :

1. Dans les zones non réactives òu seul le ḿelange se produit, les diffusions thermiques et
moléculaires sont surestiḿees d’un facteurF . Dans ces ŕegions, le facteur d’épaississement
doit donc valoirF = 1.

2. Dans la flamme, l’́epaississement permet de résoudre les termes diffusifs et les termes sources.
Ainsi, les termes de sous-maille doiventêtre annuĺes dans le front de flamme.
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4.6 Mod̀ele de combustion turbulente

En d’autres termes, le modèle TF est adapté dans la zone de flamme mais doitêtre corriǵe hors de cette
région. Le mod̀ele de flamméepaissie dynamique (DTF pourdynamically thickened flameen anglais)
a ét́e d́evelopṕe pour tenir compte de ces corrections [133]. Dans ce mod̀ele sch́ematiśe sur la Fig. 4.3,
l’ épaississementF n’est plus une constante mais varie entreFmax dans la zone réactive etF = 1 ailleurs.

< <

FIG. 4.3 -Principe de fonctionnement de l’épaississement dynamique DTF

L’ épaississement dynamiqueF est d́efini par l’Eq. 4.121. Le senseurS défini par l’Eq. 4.122 d́epend
localement des fractions massiques et de la température.S évalue si la zone est réactive(S = 1) ou
non(S = 0) à l’aide de la fonction de présenceΩ utilisant des param̀etres similaires̀a ceux du sch́ema
cinétique.

F = 1 + (Fmax − 1) S (4.121)

S = tanh

(
β′ Ω

Ω0

)
avec : β′ = 500 (4.122)

Ω = Y
ν′

F

F Y
ν′

O

O exp

(
−ΓT

Ea

RT

)
(4.123)

Le param̀etreΓT est utiliśe pour enclencher la fonction d’épaississement avant la réaction et vaut
typiquement :ΓT = 0.68. Ω0 est d́etermińe en calculant le maximum deΩ dans une flamme laminaire
prémélanǵee stœchioḿetrique 1D nońepaissie.
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Facteur d’épaississement d́ependant de la ŕesolution locale

Dans les calculs LES où la taille des mailles peut varier beaucoup (cf. 5.4), il est pratique d’adapter
le facteur d’́epaississement au maillage local. Pour ce faire, onévalueFmax selon l’expression suivante :

Fmax = n
δ0
L

∆x
(4.124)

où ∆x est la taille locale de la maille etn est le nombre de cellules contenues dans l’épaisseur du front
de flamméepaissi. La valeurn = 5 est ǵeńeralement suffisante pour résoudre correctement le front de
flamme eńevitant les erreurs nuḿeriques dues̀a des gradients mal résolus.

4.6.5 Mod̀ele de flamméepaissie diphasique

Dans le cas d’un régime de pŕevaporisation (cf. section 1.2.2), l’évaporation totale du spray de car-
burant a lieu en amont de la zone réactive et le processus de combustion turbulente est correctement
décrit par le mod̀ele de flamméepaissie dynamique présent́e dans la section 4.6.4. En revanche, dans les
applications trait́ees ici, le spray est présent dans la zones réactives et le taux d’évaporation du carburant
liquide conditionne le taux de réaction du carburant gazeux. Le modèle de flamméepaissie doit donĉetre
adapt́e pour prendre en compte le couplage entre le spray et la flamme.

Modèle de flamme diphasiquéepaissie en DNS (TP-TF)

On d́efinit le nombre de Damk̈ohler d’́evaporationDae comme le rapport entre le temps d’évaporation
du sprayτe et le temps caractéristique de la chimieτc : Dae = τe/τc. Pour garder une structure et une
dynamique de flamme constante, ce rapport doitêtre conserv́e lors de la proćedure d’́epaississement. Pour
ce faire, il suffit de diviser les taux de transferts de masse et de chaleur parévaporation par le facteur
d’épaississementF . Cette correction ne peut se faire que dans le contexte d’unépaississement dynamique
(cf. section 4.6.4) car le processus d’évaporation ne doit paŝetre alt́eŕe dans les zones non réactives pour
ne pas modifier la fraction de vapeur de carburantévapoŕee avant la flamme. Un changement d’échelle
rigoureux ńecessiterait de conserverégalement le nombre de Stokes de la flammeStc défini comme le
rapport entre le temps de relaxation des gouttesτp et le temps chimiqueτc : Stc = τp/τc. Il faudrait
alors appliquer le facteurF aux termes sources de traı̂née dans leśequations de conservation. Dans un
premier temps, cet effet est considéŕe comméetant de deuxième ordre et la traı̂née n’est pas corriǵee par
le mod̀ele d’́epaississement pour ne pas modifier artificiellement la dynamique de la phase dispersée. Les
effets de la trâınée et de l’absence de correction sontétudíes dans la section 7.3.8.

Modèle de flamme diphasiquéepaissie en LES (TP-TFLES)

Le mod̀ele de flamméepaissie en combustion gazeuse prend en compte l’effet de la turbulenceà
travers la mod́elisation du plissement de sous-maille (cf. section 4.6.3). En plissant le front de flamme, les
structures non ŕesolues ont pour effet d’augmenter la surface totale de la flamme. Si l’on fait l’hypothèse
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de flammelettes et que l’on néglige les effets de coubure et d’étirement, le taux de réaction local n’est
pas affect́e par la turbulence et le taux de réaction int́egral est augmenté dans la m̂eme proportion que la
surface de flamme, d’òu la relation suivante :

ST

S0
L

=
AT

A
(4.125)

où ST repŕesente la vitesse de propagation du front de flamme plissé dont la surface totale estAT pour
une section d’́ecoulementA. S0

L est la vitesse locale du front de flamme correspondantà la vitesse de
flamme laminaire.

En pŕesence de la phase dispersée, l’effet de la turbulence sur le taux de réaction int́egral ne semble
pas aussíevident. Dans une flamme diphasique, le taux de réaction est impośe à la fois par la vitesse
de la ŕeaction chimique et par le taux d’évaporation de la phase dispersée. Comme on le montre dans
la section 7.3.5, ce taux d’évaporation d́epend fortement de la température du gaz environnant. Dans le
cas limite òu la flamme se propage dans un brouillard saturé froid, l’essentiel de l’́evaporation se fait au
sein du front de flamme sous l’effet du gradient de température produit par la réaction. Le plissement
du front de flamme entraı̂ne une augmentation de sa surface qui provoque une augmentation du taux
d’évaporation. Toutefois, contrairementà la relation de proportionnalité expriḿee par l’Eq. 4.125, la re-
lation entre le taux d’́evaporation int́egral et cette surface de flamme n’est probablement pas linéaire. D̂u
aux effets d’inertie, les trajectoires des gouttelettes peuvent dévier fortement de celles de l’écoulement
gazeux : il est alors difficile d’envisager un front de flamme qui possède une structure locale identiqueà la
flamme laminaire monodimensionnelle. En l’absence de connaissances plus précises sur ce phénom̀ene,
le mod̀ele TP-TFLES n’inclut pas d’effet du plissement de sous-maille sur l’évaporation et conserve
le facteur d’efficacit́e E utilisé dans le mod̀ele de combustion monophasique. Deséclaircissements sur
ce sujet sont attendus̀a travers l’́etude qui sera menée par M. Sanjośe au cours de sa thèse (Cerfacs,
2006–2009).

En pratique, le mod̀ele TP-TFLES se traduit par la correction suivante sur les termes filtrés de transfert
entre phasessg-l et sl-g à partir des Eq. 4.64 et 4.87 respectivement :

sg-l =




0

−Γ/F

Γu,x/F + F d,x

Γu,y/F + F d,y

Γu,z/F + F d,z

Γθ/F + W θ

Λl/F + Φl/F




, sl-g =




Γûl,x/F − F d,x

Γûl,y/F − F d,y

Γûl,z/F − F d,z

Λ/F + Φ/F + ũi

(
Γûl,i/F − F d,i

)

Γδk,F /F




(4.126)

Le terme source de réaction chimiquesc, quantà lui, conserve la forme donnée par l’Eq. 4.120.

4.7 Modélisation de la chimie du ḱeros̀ene

Le mod̀ele de combustion TFLES adopté dans cettéetude (cf. section 4.6) nécessite de prédire correc-
tement la vitesse de la flamme laminaire dans les conditions physiques de la configuration. Or la vitesse
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de propagation d’un front de flamme laminaire est principalement influencée par la cińetique chimique de
la réaction de combustion et les propriét́es de transport diffusif de température et d’esp̀eces (cf. Fig. 4.4).
Il convient donc de prendre en compte une cinétique de combustion adaptée au carburant que l’on brûle.

.

x

Y

T

T 2

T 1

LS

− ω

F

F

FIG. 4.4 -Sch́ema d’une flamme laminaire préḿelanǵee se propageant̀a la vitesseSL

Mettre au point un sch́ema cińetique adapt́e ńecessite leśetapes suivantes :
– choisir un constituant chimique représentant le carburant réel ;
– obtenir des donńees de ŕeférences caractérisant la flamme laminaire de ce carburant ;
– construire un sch́ema simplifíe ajust́e selon ces données de ŕeférences.

4.7.1 Choix d’un carburant de substitution

Les turbines áeronautiques actuelles utilisent le kéros̀ene, la plupart du temps sous la forme du JET-A,
un hydrocarbure constitué d’un ḿelange complexe de centaines d’espèces diff́erentes. La composition de
ce ḿelange varie en fonction de l’origine du pétrole brut, du processus de raffinement et de la période de
l’année. La Fig. 4.5 illustre, pour un type de kéros̀ene, la grande variét́e de compośes clasśes par nombre
d’atomes de carbone et par température du point́eclair(Flash point). Parmi ces composés, on trouve des
alcanes, des alcènes, des composés aromatiques, etc.
La premìere simplification consiste donc̀a se ramener̀a un carburant pur qui possède les propríet́es

globales du ḱeros̀ene en terme de composition, de masse molaire et de propriét́es de thermodynamiques
et diffusives.
Dans cettéetude, le JP10 áet́e choisi commesubstitutdu kéros̀ene pour les raisons suivantes :

– corps pur donc plus facilèa mod́eliser,
– hydrocarbure liquide dans les conditions ambiantes,
– masse molaire proche de la masse molaire moyenne du kéros̀ene,
– propríet́es thermodynamiques connues,
– disponibilit́e d’un sch́ema cińetique complexe caractérisant sa combustion.
Le JP10, aussi appelé exo-tetrahydrodicyclopentadiene, a pour formule brute :C10H16. Les donńees

thermodynamiques concernant le JP10 gazeux ontét́e obtenues sur la base de données en ligne NASA
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FIG. 4.5 -Exemple de composition d’un kéros̀ene obtenue par chromatographie en phase gazeuse. Extrait de
Flash Point and Chemical Composition of Aviation Kerosene (JetA)[233].

Glenn Research Center (URL :http://cea.grc.nasa.gov/). Elles ontét́e traduites du format Chemkin au
format compatible avec la base thermodynamique d’AVBP. Concernant le JP10 liquide, certaines données
thermodynamique faisaient défaut au moment de l’étude. C’est pourquoi la masse volumique et la ca-
pacit́e calorifique ont́et́e suppośeeségales̀a celle du d́ecane [82], l’alcane posśedant le m̂eme nombre
d’atome de carbone que le JP10. Les propriét́es du carbutant liquide utilisées dans les calculs sont four-
nies dans le tableau 4.1.

Masse volumique : ρl = 783 kg.m−3 [82]
Temṕerature d’́ebullition à pression ambiante :Teb = 461.23 K [49]
Temṕerature de Clausius-Clapeyron : Tcc = 393.85 K [49]
Pression de Clausius-Clapeyron : Pcc = 15870.0 Pa [49]
Enthalpie latente d’évaporation : Lv = 305 kJ.mol−1 [49]
Capacit́e calorifiquèa pression constante : Cp,l = 2.100 kJ.mol−1.K−1 [82]

TAB . 4.1 -Propriét́es thermodynamiques du JP10 liquide utilisées dans l’etude (T = 298.15 K)

Une recherche bibliographique plus récente permet de corriger les valeurs incertaines (cf. Tab. 4.2) et
révèle une diff́erence significative sur la masse volumique du liquide. Dans les calculs présent́es ici, cet
écart ne pose pas de réel probl̀eme car on n’effectue pas de confrontation avec l’expérience. La correction
devra toutefoiŝetre prise en compte lors des calculs futurs utilisant le JP10 liquide comme carburant.

Masse volumique : ρl = 931.8 kg.m−3 [36]
Capacit́e calorifiquèa pression constante :Cp,l = 2.467 kJ.mol−1.K−1 [49]

TAB . 4.2 -Propriét́es thermodynamiques corrigées du JP10 liquide (T = 298.15 K)
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4.7.2 Élaboration du schéma réactionnel simplifié

Pour le carburant de substition choisi, on dispose d’un schéma cińetique de combustion qui prend
en compte le ḿecanisme ŕeactionnel complet comportant des centaines de réactions interḿediaires. Ce
sch́ema repŕesente une complexité bien suṕerieure aux besoins du calcul LES où l’on chercher̀a pŕedire
correctement quelques caractéristiques globales comme la vitesse de flamme turbulente et la température
des gaz br̂ulés.

On va donc remplacer la cinétique chimique complexe du JP10 par un mécanismeà uneétape
irréversible qualifíe de sch́ema simplifíe. La ḿethode consistèa trouver les param̀etres de la loi
d’Arrhénius de ce sch́ema simplifíe afin de reproduire dans un premier temps deux caractéristiques
principales de la flamme plane laminaire prémélanǵee ŕeelle :

– la vitesse de propagation laminaire,
– l’ épaisseur thermique de flamme.

D’autres caract́eristiques telles que le délai d’auto-allumage ou la prédiction de certaines espèces se-
condaires peuvent̂etre utiliśees dans un deuxième temps mais nécessitent alors des schémas multi-
étapes. La temṕerature adiabatique de flamme dépend directement deséquilibres ŕeactionnels entre les
esp̀eces pŕesentes : le schéma cińetique influence cette température sauf dans le cas présent d’une ŕeaction
irréversible. Toutes ces caractéristiques de flamme sont obtenues grâce au logiciel PREMIX issu de l’en-
semble logiciel CHEMKIN 4 [56]. Pour une pression et une température de gaz frais données, PREMIX
effectue un calcul de flamme plane laminaire prémélanǵeeà différentes richesses. Ces calculs permettent,
d’une part de fournir les données de ŕeférence gr̂ace au sch́ema complexe (supposé exact), d’autre part
d’évaluer les pŕedictions du sch́ema simplifíe par rapport̀a cette ŕeférence.

Cetteétude a mis eńevidence un d́efaut de PREMIX̀a assurer la conservativité des esp̀eces chimiques,
en particulier pour des carburants lourds tels que le JP10. Cette erreur se manifeste particulièrement sur
le profil de fraction massique de diazote - gaz inerte - dont le niveau devraitêtre égal entre l’amont
et l’aval du front de flamme. Elle est dueà l’erreur nuḿerique induite par le schéma de diff́erentiation
décentŕe utilisé pour le calcul des flux massiques. Après avoirét́e informé de ce d́efaut de conservativité,
l’ éditeur du logiciel Reaction Design a introduit un correctif dans la version 4.0.2 du pack CHEMKIN.

La détermination des param̀etres du sch́ema simplifíe est un probl̀eme d’optimisation multi-crit̀eres
que l’on ŕesout avec le logiciel EPORCK mis au point par C. Martin lors de sa thèse [145]. EPORCK
opère le couplage entre l’algorithme géńetique GENOCOP [162] et PREMIX afin de minimiser l’́ecart
entre les pŕedictions du sch́ema simplifíe et les valeurs de référence du sch́ema complexe. S’il est
géńeralement assez facile d’ajuster un schéma mono-́etape de façon manuelle, l’intér̂et d’utiliser
d’EPORCK est de fournir la meilleure solution sans intervention de la part de l’utilisateur. Une fois la
boucle d’optimisation mise en place, le logiciel fournit rapidement un nouveau schéma lorsqu’on fait
varier les conditions physiques (pression et température).
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Sch́ema complexe du JP10

L’ équation bilan de la réaction globale de combustion du JP10 est la suivante :

C10H16 + 14O2 → 10CO2 + 8H2O (4.127)

L’Eq. 4.127 ne prend pas en compte le mécanisme ŕeactionnel complet qui fait intervenir les réactions
intermédiaires et les sous-espèces dont certaines (CO, NOx, etc.) sont pŕesentes dans les produits de
combustion.
Parmi toutes les réactions du sch́ema complet, on peutécarter celles qui ne jouent pas un rôle significatif
dans les propriét́es de la flamme : on crée alors un sch́ema ŕeactionnel ŕeduit. Le sch́ema de ŕeférence
utilisé ici est le sch́ema complexe ŕeduità 36 esp̀eces et 174 réactions propośe par Liet al. [136]
Ce sch́ema áet́e valid́e par comparaison avec l’expérience sur des cas d’allumage dans des conditions de
pression allant de 1̀a 8 bars et des richesses allant de 0.5à 2.0 [136].

Ajustement du sch́ema simplifié par optimisation

Le taux d’avancement du schéma simplifíe caract́erisant la combustion du JP10 est donné par la loi
d’Arrhenius :

Q = AT β

(
ρYJP10

WJP10

)nJP10
(

ρYO2

WO2

)nO2

exp

(
−Ta

T

)
(4.128)

où :
– A est la constante pré-exponentielle ;
– β est l’exposant de température (supposé nul ici) ;
– YJP10 et YO2

sont respectivement la fraction massique du JP10 et la fraction massique du di-
oxygène ;

– nJP10 etnO2
sont les exposants de la réaction ;

– Ta est la temṕerature d’activation.
L’optimisation par algorithme ǵeńetique (AG) consistèa trouver le jeu de param̀etresA, nJP10, nO2

et Ta qui pŕedit les caract́eristiques de la flamme obtenues avec le schéma ŕeduit pour une temṕerature
T1 dans les gaz frais, une pression donnée età différents points de richesse. La richesseφ du mélange
est d́efinieà partir des fractions massique des réactifs :

φ = s
YJP10

YO2

(4.129)

où s est le rapport stoechiométrique de masse qui vaut, dans le cas du JP10 :

s =

[
YO2

YJP10

]

st

=
ν ′

O2
WO2

ν ′
JP10WJP10

= 3.288 (4.130)

On rappelle que les objectifs d’optimisation du schéma sont :
– la vitesse de flamme laminaireSL,
– l’ épaisseur thermique de flammeδ0

L = T2−T1

max(| ∂T
∂x

|)
(cf. Fig. 4.4).
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Dans le cas d’un schéma mono-́etape irŕeversible, l’́epaisseur thermique de flamme est liéeà la vitesse
de propagation :δ0

L ∝ Dth

SL
. L’objectif épaisseur de flammeest donc totalement dépendant de l’objectif

vitesse de flamme. Il est toutefois conserv́e afin d’́eliminer d’́eventuelles solutions non physiques prédites
par PREMIX.

La figure 4.6 repŕesente l’ensemble de la procédure d’optimisation conduisantà l’obtention d’un
sch́ema ajust́e. Afin de comprendre le principe de l’algorithme géńetique, on fait correspondre dans
le tableau 4.3 le vocabulaire de l’optimisation géńetique et son applicatioǹa l’ajustement du sch́ema
réactionnel.

FIG. 4.6 -Sch́ema de principe de EPORCK (Extrait de la thèse de C. Martin [145])

Terme AG Définition AG Correspondance dans ePorck
Population ensemble d’individus ensemble de différents sch́emas ŕeactionnels
Individu ensemble de g̀enes sch́ema ŕeactionnel
Gène param̀etre modifíe par l’AG param̀etre d’ajustement du schéma (A, nJP10, nO2

ouTA)

TAB . 4.3 -Vocabulaire de l’algorithme ǵeńetique (AG) et d́efinition correspondante dans EPORCK

La géńerationGi est caract́eriśee par une population d’individus ayant un jeu de gènes diff́erents.
La performance de chaque individu par rapportà l’objectif d’optimisation est́evalúee gr̂ace aux cal-
culs PREMIX. Cette performance est utilisée par GENOCOP qui géǹere les nouveaux individus de la
géńerationGi+1 en effectuant les deux tâches suivantes :

– élimination des individus les moins compétitifs ;
– manipulations sur les gènes des individus survivants : mutations aléatoires (avec diff́erentes lois de

probabilit́e et diff́erents g̀enes mut́es) et croisements entre certains gènes de diff́erents individus.
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4.7 Mod́elisation de la chimie du ḱeros̀ene

L’int ér̂et de l’AG est d’explorer simultańement diff́erentes voies d’adaptation pour converger vers le
meilleur individu du point de vue des objectifs. Ilévite ainsi de converger vers un optimum local tout en
étant particulìerement robuste.

Pression : P = 1 atm
Temṕerature des gaz frais :T1 = 525 K
Richesse : φ = 0.6, 0.7, 0.8, et0.9

TAB . 4.4 -Conditions physiques utilisées pour la proćedure d’optimisation

Dans le but de préparer le calcul LES présent́e dans la partie III, on se place dans les conditions
physiques proches du point d’opérationétudíe (Tab. 4.4). Toutefois, le schémaétant initialement pŕevu
pour une application non présent́ee ici, la temṕerature des gaz frais (525 K) reste asseźeloigńee de la
condition utiliśee dans le calcul LES (273 K). Néanmoins, les tests ont montré que les pŕedictions du
sch́ema ajust́e à 525 K restent correctes par rapportà celles du sch́ema de complexe lorsqu’on se place
à 273 K. Les sch́emas mono-́etape ajust́es pour un ŕegime (pauvre ou riche) sont connus pourêtre peu
réalistes dans le régime oppośe (respectivement riche ou pauvre). Le choix est fait de baser la procédure
d’optimisation sur quatre points de richesse en régime pauvre. En effet, dans une séquence d’allumage
telle que celle simulée dans le chapitre 9 et la partie IV, on souhaite s’assurer de la diminution de la
vitesse de flamme voire de l’extinction dans les zones pauvres. Les paramètres du sch́ema obtenus par
EPORCK sont ŕesuḿes dans le Tab. 4.5.

A = 6.454 × 1013 C.G.S
β = 0
nJP10 = 1.154
nO2

= 0.738
R× TA = 29189 cal.mol−1

TAB . 4.5 -Param̀etres du sch́ema simplifíe obtenu avec EPORCK

Les caract́eristiques de la flamme plane laminaire correspondantà ce sch́ema sont repŕesent́ees sur
la Fig. 4.7. Concernant la vitesse et l’épaisseur de flamme, le schéma simplifíe reproduit les pŕedictions
du sch́ema complexèa moins de 10% près pour des richesses comprises entre 0.6 et 1.2. Au-delà en
régime riche, le sch́ema simplifíe surpŕedit largement la vitesse de flamme comme attendu. Concernant
la temṕerature adiabatique de flamme, on note une erreur de plus de 200K pour des richesses supérieures
ou égalesà l’unité. Truffin [257] a montŕe qu’un telécart peut̂etre efficacement réduit par l’emploi
d’un sch́emaà 2étapes faisant intervenir une espèce interḿediaire et une ŕeaction ŕeversible. Cependant,
son étude montre aussi qu’il est nécessaire d’utiliser au moins 4́etapes pour aḿeliorer la pŕediction
de la vitesse de flamme en régime riche. En se basant sur la dépendanceSL ∝

√
A, il est possible

d’ajuster pŕeciśement un sch́ema mono ou bi-́etapes en fonction de la richesse enécrivant la constante
pré-exponentielleA comme une fonction analytique de la richesse. Cette méthode áet́e emploýee par
Gicquelet al. [89] dans unéetude LES d’extinction de foyer aéronautique et par Roux [212] dans une
étude LES d’instabilit́es de combustion dans un foyer aéronautique non prémélanǵe. Vervischet al.[262]
proposent une ḿethode similaire òu A est tabuĺee en fonction deφ et de la fraction molaire de dioxygène
dans le ḿelange oxydant. Dans une autre approche, Fernandez-Tarrazoet al. [72] proposent de corriger
le taux de d́egagement de chaleur pour améliorer la pŕediction deT2 et de faire varier la temṕerature
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d’activationTA pour ajusterSL. Enfin, il existe des ḿethodes de chimie tabulée òu lesYk, ω̇k et T sont
calcuĺeesà partir de tables ou bibliothèques pŕeétablies. Les entrées sont ŕeduites̀a une ou deux variables
qui sont en ǵeńeral la fraction de ḿelange pour les flammes de diffusion et la variable d’avancement
pour les flammes prémélanǵees. Les ḿethodes de type ILDM [140] ou FPI [91, 77, 78] ont démontŕe
leur efficacit́e en LES et en DNS [261]. Ces ḿethodes de tabulation semblent prometteuses en terme de
coût de calcul et de domaines d’application [90]. Par souci de simplicité, aucune de ces ḿethodes n’áet́e
retenue dans la présentéetude. Elles devront toutefoisêtre consid́eŕees pour les calculs futurs.

Le sch́ema mono-́etape obtenu (cf. Tab. 4.5) est directement utilisable dans AVBP aussi bien pour des
cas simples de flamme laminaire monodimensionnelle que pour des calculs LES. Si les prédictions sont
réalistes en ŕegime pauvre, il faudrâetre attentif aux erreurs commises si des richesses supérieures̀a 1.2
sont rencontŕees.
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FIG. 4.7 -Comparaison entre les prédictions du sch́ema complexe et du schéma simplifíe pour les grandeurs
caract́eristiques de la flamme : vitesse de flamme laminaire (SL), temṕerature adiabatique (T2) et épaisseur

thermique (δL).
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Chapitre 5

Approche numérique

5.1 DiscŕetisationCell-Vertex

AVBP utilise un solveur aux volumes finis pour discrétiser leśequations de conservation décrites dans
le chapitre 4. Deux ḿethodes principales sont disponibles pour l’approche volumes finis :

1. la formulationCell-Centered: les valeurs des solutions discrètes sont stocḱees au centre des vo-
lumes de contr̂ole (les cellules du maillage) et les valeurs deséléments voisins sont moyennées au
travers des limites de la cellule pour calculer les flux ;

2. la formulationCell-Vertex: les valeurs des solutions discrètes sont stocḱees aux nœuds de la cellule
consid́eŕee et les valeurs moyennes des flux sont obtenues en moyennant le long des arêtes limitant
la cellule.

Dans AVBP, la discŕetisationCell-Vertexa ét́e choisie car elle permet de diminuer la quantité d’infor-
mation stocḱee dans les maillages tétráedriques (type de maillage adapté aux ǵeoḿetries complexes des
chambres de combustion) et de limiter la communication entre partitions pour les calculs parallèles (cf.
section 5.5).

5.1.1 Approche des ŕesidus pond́erés

Consid́erons d’abord leśequations de Navier-Stokes d’unécoulement laminaire monophasique non
réactif dans leur formulation conservative :

∂w

∂t
+ ∇ · F = 0 (5.1)

où w est le vecteur des variables conservatives etF est le tenseur des flux dew. Ce tenseur est composé
d’une partie non visqueuse (indiceI) et d’une partie visqueuse (indiceV ) :

F = FI (w) + FV
(
w, ~∇w

)
(5.2)
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Les termes spatiaux sont approchés dans chaque volume de contrôle pour en d́eduire le ŕesiduRΩj

défini par :

RΩj
=

1

VΩj

∫

∂Ωj

F · ~ndS (5.3)

où ∂Ωj est la projet́ee deΩj le long de la normale~n. L’approcheCell-Vertexest applicablèa des types
de cellules quelconques et apparaı̂t donc tr̀es utile pour des maillages hybrides. Le résiduRΩj

défini
par l’Eq. 5.2 est d’abord calculé pour chaque cellule en utilisant une loi d’intégration simple appliqúee
aux faces. Pour des faces triangulaires, les composantes individuelles du flux sont supposées varier
linéairement. Pour des faces quadrilatères, òu les nœuds peuvent ne pasêtre coplanaires, afin d’assu-
rer l’exactitude de l’int́egration pour deśeléments quelconques, chaque face est divisée en triangles et
intégŕee sur chaque triangle. La valeur du flux est obtenue après moyennage des quatre triangles (deux
divisions le long des deux diagonales). Cette propriét́e qui permet de conserver la linéarit́e joue un r̂ole
important car elle assure une bonne précision m̂eme sur des maillages irréguliers. Si l’onécrit le ŕesidu
RΩj

défini par l’Eq. 5.2 au travers d’une cellule quelconque, l’Eq. 5.2 devient :

RΩj
=

1

NdVΩj

∑

i∈Ωj

Fi · ~dSi, (5.4)

où Fi est une approximation deF aux nœuds,Nd repŕesente le nombre de dimensions de l’espace
et {i ∈ Ωj} sont les sommets de la cellule. Dans cette formulation, l’information géoḿetrique aét́e
factoriśee dans les termes~dSi qui sont associés aux nœuds individuels de la cellule et nonà ses faces.
~dSi est la moyenne des normales pondéŕees par les surfaces des faces triangulaires d’un nœud commun
i, i ∈ Ωj . Pour assurer la consistance,

∑
i∈Ωj

~dSi = ~0. La linéarit́e de l’oṕerateur de divergence est
préserv́ee si le volumeVΩj

est d́efini par :

VΩj
=

1

N2
d

∑

i∈Ωj

~xi · ~dSi, avec ∇ · ~x = Nd (5.5)

Une fois les ŕesidus calcuĺes, on d́efinit le sch́ema semi-discret par :

dwk

dt
= − 1

Vk

∑

j|k∈Ωj

Dk
Ωj

VΩj
RΩj

, (5.6)

où Dk
Ωj

est la matrice de distribution qui fait une projection pondéŕee du centreΩj vers le nœudk
(scatter) et Vk est le volume de contrôle assocíe à chaque nœudk. La conservation est garantie si∑

k∈Ωj
Dk

Ωj
= I. L’Eq. 5.6 est ŕesolue en utilisant une ḿethode explicite Euler ou une méthode Runge-

Kutta à plusieurśetapes en temps.
La matrice de distribution est définie par :

Dk
Ωj

=
1

nn
(I + C

δtΩj

VΩj

~AΩj
· ~dSk), (5.7)

Le nombre de nœuds deΩj estnn et ~A est la matrice jacobienne du tenseur des flux. Le schéma classique
centŕe, obtenu en choisissantC = 0, est stable combińe avec des pas de temps Runge-Kutta. Un schéma
de type Lax-Wendroff est obtenu en choisissant la constanteC dépendante du nombre de dimensions du
probl̀eme et du type de cellule. Une forme simple deC est d́efinie par :C = n2

n/2Nd.
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5.1.2 Calcul du pas de temps

Lorsqu’on fait l’intégration temporelle explicite de l’Eq. 5.6, le pas de temps est détermińe par le
minimum, sur l’ensemble du domaine de calcul, du pas de temps acoustico-convectif∆tmin donńe par
la condition de Courant-Friedrichs-Levy(CFL) :

∆tmin = CFL
∆x

‖~u‖ + c
(5.8)

où ∆x est la taille de la cellule,‖~u‖ est la norme de la vitesse,c est la vitesse locale du son et le
nombre deCFL est fix́e égalà 0.7. Dans la pratique, la contrainte imposée par l’Eq. 5.8 est essentielle
puisqu’elle d́etermine le nombre d’itérations donc le temps de calcul nécessaire pour simuler un temps
physique.

5.1.3 Calcul des gradients

Afin de d́eterminer les valeurs des gradients~∇w aux nœuds, on calcule d’abord sa valeurà la cellule
Ωj puis on la distribue aux nœudsk. Le gradient̀a la cellule, d́efini par l’Eq. 5.9, suit une description
identiqueà celle utiliśe pour d́efinir la divergence (Eq. 5.4). Une approximation de ce gradientà la cellule
est ainsi obtenue et définie par l’Eq. 5.10. On obtient enfin une approximation de ce gradient au nœud
(Eq. 5.11) en utilisant une moyenne pondéŕee par le volume de la cellule.

(
∂w

∂x

)

C

≈ 1

VC

∫∫

∂ΩC

w · ~n∂S (5.9)

(
~∇w

)
Ωj

=
1

VΩj

∑

i∈Ωj

wi
~dSi (5.10)

(
~∇w

)
k

=
1

Vk

∑

j|k∈Ωj

VΩj
(~∇w)Ωj

(5.11)

5.2 Sch́emas nuḿeriques

Seules les caractéristiques principales des schémas nuḿeriques utiliśee dans cettéetude sont
présent́ees ici. On trouvera une description détaillée de ces schémas dans les références fournies.

sch́ema centŕe [104] de type volumes finis, d’ordre 3 en temps avec une intégration Runge-Kutta trois
étapes, centré d’ordre 2 en espace, moins précis que le sch́ema TTGC et a peu près aussi rapide ;

sch́ema Lax-Wendroff [130] de type volumes finis, d’ordre 2 en temps avec une intégration Runge-
Kutta uneétape, centŕe d’ordre 2 en espace, moins précis que le sch́ema TTGC mais environ deux
fois plus rapide ;

sch́ema TTGC [55] de typeéléments finis, d’ordre 3 en temps, d’ordre 3 en espace, très pŕecis sur des
maillages non structurés, appropríe à l’étude LES en ǵeoḿetrie complexe.
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5.3 Modèles de viscosit́e artificielle

5.3.1 Introduction

Les sch́emas de discrétisation spatiale disponibles dans AVBP sont des sch́emas centŕes (cf. sec-
tion 5.2). Ce type de schémas est connu pourêtre naturellement sujetà des oscillations hautes fréquences
(wiggles) géńeŕees dans les régions de forts gradients. On peut limiter efficacement ce problème en in-
troduisant un terme deviscosit́e artificielle1 (VA) pour adoucir les fronts trop raides qui géǹerent ces
oscillations. Cette section décrit les senseurs (section 5.3.2) et les opérateurs (section 5.3.3) de la VA.

5.3.2 Senseurs

Un senseurζΩj
est un param̀etre compris entre0 et1 défini pour chaque celluleΩj . Dans le cas òu la

solution est bien ŕesolue, le senseur estégalà0 alors que dans le cas où la solution comporte de fortes va-
riations spatiales, le senseur vaut1 et la VA est appliqúee. Ce senseur est obtenu en comparant différentes
évaluations du gradient d’un scalaire comme la pression, l’énergie totale ou la fraction massique. Si les
évaluations sont identiques, le senseur est fixé à 0. En revanche, si les deux́evaluations donnent des
valeurs diff́erentes, le senseur se déclenche. Le choix du scalaire dépend de la difficult́e nuḿerique du
probl̀eme. Pour la phase gazeuse, on choisit géńeralement la pression, l’énergie totale voire les fractions
massiques. Pour la phase liquide, la relation pression/vitesse n’existe pas ce qui peut conduireà une forte
décorŕelation entre les gradients de densité de gouttes et les gradients de vitesse mésoscopique. Ainsi, le
senseur pour la phase liquide se base sur ces deux variables. Dans tous les cas, il est crucial de trouver
une fonction pour le senseur qui soit différente de źero seulement dans les zones utiles. Deux senseurs
diff érents sont disponibles dans AVBP : le senseur de JamesonζJ

Ωj
[107] et le senseur de ColinζC

Ωj
[55],

dérivé du senseur de Jameson. Dans la suite de cette section, l’indicek désigne les variables liéesà un
sommetk de la cellule consid́eŕee et l’indiceΩj désigne les variables liéesà la celluleΩj .

Senseur de Jameson

Le senseur de JamesonζJ
Ωj

li é à la celluleΩj (défini par l’Eq. 5.12) est le maximum de tous les

senseursζJ
k li és aux sommetsk (définis par l’Eq. 5.13).S est le scalairéevalúe par le senseur et (∆k

1,
∆k

2) sont deśevaluations diff́erentes du gradient définies par l’Eq. 5.14.∆k
1 mesure la variation deS au

sein de la celluleΩj . ∆k
2 est une estimation de la même grandeur en utilisant(~∇S)k, le gradient deS

au nœudk. Ce senseur varie proportionnellementà l’amplitude de la d́eviation par rapport̀a l’évolution
linéaire. Ce senseur a uneévolutiondouced’un point de vue nuḿerique particulìerement adaptée aux cas
quasi-stationnaires. Lorsqu’il s’applique aux variables gazeuses (pression,énergie ou fraction massique),

1Bien que le terme de viscosité artificielle soit couramment employé, il serait plus correct de parler de diffusion artificielle
dans la mesure où on ne l’applique pas seulementà l’équation de quantité de mouvement.
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le senseur de Jameson se présente sous la forme suivante :

ζJ
Ωj

= max
k∈Ωj

ζJ
k (5.12)

ζJ
k =

|∆k
1 − ∆k

2|
|∆k

1| + |∆k
2| + |Sk|

(5.13)

∆k
1 = SΩj

− Sk ∆k
2 = (~∇S)k.(~xΩj

− ~xk) (5.14)

Lorsqu’on cherchèa appliquer ce senseur aux variables liquides (cf. ci-dessus), le conditionnement par
|Sk| pose probl̀eme car la phase dispersée est sujettèa de fortes variations locales de densité de goutte
et de vitesse. Afin d’éviter la saturation du senseur dans les zones qui présentent naturellement de forts
gradients, le senseur de Jameson pour la phase liquideζJ

l,Ωj
est d́efini de la façon suivante :

ζJ
l,Ωj

= max
(
ζJ
ŭl,Ωj

, ζJ
n̆l,Ωj

)
(5.15)

ζJ
ŭl,k

= max
k∈Ωj

( |∆k
1 − ∆k

2|
|∆k

1| + |∆k
2| + cj

)
(5.16)

ζJ
n̆l,k

= max
k∈Ωj

(( |∆k
1 − ∆k

2|
|∆k

1| + |∆k
2| + n̆l

)2
)

(5.17)

(5.18)

où cj est une mesure locale de la vitesse du son estimée par :cj = V
1/3
Ωj

/∆t. Pour la densit́e de gouttes,
la difficulté de d́efinir une valeur de référence est résolue simplement en prenant le quarré de la fonction
conditionńee par̆nl.

Senseur de Colin

Dans le cas d’́ecoulements turbulents fortement instationnaires, il est nécessaire de se munir d’un
senseur plus précis, c’est-̀a-dire plus faible lorsque l’écoulement est suffisamment résolu et maximum
dans les zones de fortes non-linéarit́es. Le senseur de Colin aét́e conçu dans ce but (cf. Eq. 5.19à 5.23) :

– ζC
Ωj

est tr̀es petit lorsque∆k
1 et ∆k

2 sont petits comparés à SΩj
. Ceci correspond̀a des erreurs

numériques de faible amplitude (si∆k
1 et∆k

2 sont de signes opposés) ouà de faibles gradients bien
résolus par le sch́ema (si∆k

1 et∆k
2 sont de m̂eme signe).

– ζC
Ωj

est petit lorsque∆k
1 et ∆k

2 sont de m̂eme signe et du m̂eme ordre de grandeur (même si cet
ordre de grandeur est grand). Ceci correspondà des gradients raides bien résolus par le sch́ema.

– ζC
Ωj

est grand lorsque∆k
1 et∆k

2 sont de signes opposés et qu’un des deux est beaucoup plus grand
que l’autre. Ceci correspond̀a une oscillation nuḿerique de grande amplitude.

– ζC
Ωj

est grand si∆k
1 ou∆k

2 est du m̂eme ordre de grandeur queSΩj
. Ceci correspond̀a une situation

non physique ŕesultant d’un probl̀eme nuḿerique.
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On note que les d́efinitions deΨ et ǫk changent pour l’́equation de conservation des fractions mas-
siques : la valeur de référence n’est plusSk mais1, valeur maximum possible de la fraction massique.

ζC
Ωj

=
1

2

(
1 + tanh

(
Ψ − Ψ0

δ

))
− 1

2

(
1 + tanh

(−Ψ0

δ

))
(5.19)

avec : Ψ = max
k∈Ωj

(
0,

∆k

|∆k| + ǫ1Sk
ζJ
k

)
(5.20)

∆k = |∆k
1 − ∆k

2| − ǫk max
(
|∆k

1|, |∆k
2|
)

(5.21)

ǫk = ǫ2

(
1 − ǫ3

max
(
|∆k

1|, |∆k
2|
)

|∆k
1| + |∆k

2| + Sk

)
(5.22)

Ψ0 = 2.10−2 δ = 1.10−2 ǫ1 = 1.10−2 ǫ2 = 0.95 ǫ3 = 0.5 (5.23)

5.3.3 Oṕerateurs

Les mod̀eles de viscosité artificielle utilisent deux oṕerateurs qui ont les propriét́es suivantes :

2ème ordre. Cet oṕerateur agit comme une viscosité classique. Associé à un senseur (cf. section 5.3.2),
il adoucit les gradients et introduit de la dissipation artificielle. Ainsi, le schéma nuḿerique garde
son ordre de précision dans les zonesà faible gradient et sa stabilité et sa robustesse sont assurées
dans les zones critiques.À l’origine utilisé pour les chocs, il peut agir sur n’importe quel gradient
trop fort.

4ème ordre. Cet oṕerateur est utiliśe pour diminuer les oscillations haute fréquence.

Les contributions̀a la cellule de l’oṕerateur du 2̀eme ordre (Eq. 5.25) et de l’oṕerateur du 4̀eme ordre
(Eq. 5.26) sont reportées sur les nœuds de cette celluleΩj (Eq. 5.24).

dwk =
∑

j

R2
k∈Ωj

+
∑

j

R4
k∈Ωj

(5.24)

avec : R2
k∈Ωj

= − 1

Nv

VΩj

∆tΩj

smu2 ζΩj
(wΩj

− wk) (5.25)

avec : R4
k∈Ωj

=
1

Nv

VΩj

∆tΩj

smu4

[
(~∇w)Ωj

· (~xΩj
− ~xk) − (wΩj

− wk)
]

(5.26)

où smu2 et smu4 sont des coefficients sans dimension fixés par l’utilisateur.

5.4 Maillages

Dans les calculs de ḿecanique des fluides avec les méthodes RANS, on chercheà obtenir des ŕesultats
indépendants du maillage. Dans la mesure où la LES utilise le maillage comme filtre spatial, on peut dire
que cette ḿethode n’est pas indépendante du maillage. Raffiner apporte ainsi de la précision aux ŕesultats
par la ŕesolution d’́echelles de plus en plus petites. L’organisation même du code d́epend fortement de la
strat́egie adopt́ee concernant le maillage :
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– soit utiliser des maillages structurés ;
– soit utiliser des maillages non-structurés (hybrides ou non).
Le Tab. 5.1 d́ecrit les avantages respectifs des deux stratégies.

Maillages structurés Maillages non-structurés
• Efficacit́e de l’algorithme de calcul sur les
hexah̀edres (travail śequentiel).

• Rapidit́e / facilité de la ǵeńeration du maillage
sur des ǵeoḿetries complexes.

• Volume plus grand de la maille hexahédrique
qu’une maille t́etrah́edriqueà iso-ŕesolution, per-
mettant des pas de temps plus grands (en expli-
cite).

• Possibilit́e de raffinerà loisir dans les zones
d’intér̂et (zone de flamme, zone de mélange, pa-
nache d’un jet transverse...).

• Pŕecision ŕeelle plus grande du schéma
numérique (ordre effectif [55]).

• Pas de direction préférentielle pouvant pertur-
ber l’écoulement.

TAB . 5.1 -Avantages respectifs des maillages structurés et non-structurés

La Fig. 5.1 illustre la stratégie de raffinement adoptée dans le calcul LES. Le maillage aét́e ob-
tenu gr̂ace au logiciel CentaurSoft qui permet de positionner des sources volumiques de raffinement
à l’intérieur du domaine (modulesetupgrid) avant de ǵenerer automatiquement le maillage tétráedrique
(modulemakegrid). La qualit́e ǵeoḿetrique des cellules obtenues peut ensuiteêtre controĺee et aḿeliorée
grâce au moduleimprovegrid.

FIG. 5.1 -Coupe du maillage VESTA illustrant le raffinement dans la zone d’injection/combustion

Le but est de minimiser le nombre de cellules tout en conservant une bonne représentation de
l’ écoulement dans les zones de fort gradients jouant un rôle dans la dynamique de la flamme :

– la zone de jet swirlé ǵeńeŕee par l’injecteur double-vrille est fortement raffinée afin capturer cor-
rectement l’́eclatement du jet et la zone de recirculation ;
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– loin de ce jet principal, les zones de proches des parois ne sont pas particulièrement raffińees car
on consid̀ere qu’elles n’ont pas une influence de premier ordre sur la zone de combustion ;

– les jets transverses (haut et bas) reçoivent un raffinement modéŕe qui permet une représentation
convenable de l’injection.

La qualit́e de ce maillage vis-à-vis du calcul LES ŕeactif est discut́ee dans le chapitre 8.

5.5 Parallélisme et performance

5.5.1 Intérêt du calcul parallèle en LES

Les calculs courants de chambres de combustion en LES [86, 213, 229, 231, 232] requìerent des
maillages relativement importants : entre105 et 106 nœuds en fonction du domaine de calcul. De plus,
en formulation explicite (comme dans AVBP), le pas de temps imposé par l’acoustique est géńeralement
petit (de l’ordre de10−7 s) ce qui implique un grand nombre d’itérations pour atteindre un régime
stationnaire ou simuler un phénom̀ene instationnaire lent. Ainsi, les50 millisecondes de la séquence
d’allumage pŕesent́ee dans le chapitre 9 nécessitent environ500 000 itérations. Avec une efficacité de
109 µs.ite−1.nœud−1, ce calcul sur180 000 nœuds prendrait9 mois sur un processeur unique. Grâce
au paralĺelisme, son temps d’exécution sur32 processeurs est réduit à 9 jours. Le calcul massivement
parall̀ele rend simulables certaines configurations très côuteuses comme la séquence d’allumage d’une
chambre complète pŕesent́ee dans la partieIV. Ce calcul repŕesente110 000 h sur700 processeurs ce qui
le place hors de portée des codes non parallèles avec les moyens informatiques actuels.

Dans la section 5.5.2, on montre que la parallélisation est efficace si l’on conserve un ratio nombre de
cellules/nombre de processeursélev́e. Ainsi, le potentiel du calcul parallèle est d’autant plus grand que
le maillage est gros. L’intér̂et d’augmenter la taille des maillage est double :

Augmenter la résolution spatiale afin d’aḿeliorer la pŕediction des ph́enom̀enes aux petiteśechelles :
effets de paroi, flammes, micro-mélange, etc. Plus la taille des mailles sera faible, plus l’échelle de
coupure du filtre LES sera petite, plus on augmentera la partie résolue par le calcul par rapportà
la partie mod́elisée (cf. section 4.3). La Fig. 5.2 représente une configuration moteurà piston dans
laquelle l’áerodynamique interne de la chambre de combustion est entièrement pilot́ee par les jets
issus des soupapes d’admission [255, 256]. La qualit́e de la pŕediction du d́ecollement de ces jets
en conditionńee par le raffinement de l’écoulement pr̀es des parois. Grâceà l’utilisation de 1024
processeurs parallèles sur le supercalculateur IBM BlueGene/L, le calcul d’un temps convectif sur
le maillage raffińe (Fig. 5.2b) est ŕeduità7 h de temps d’ex́ecution.

Repousser les frontìeres du domaine de calcul.D’une part, cela permet de déplacer les conditions aux
limites aux endroits òu elles sont mieux d́efinies au niveau hydrodynamique ou acoustique. Par
exemple, dans un calcul de chambre de combustion aéronautique, le calcul du contournement per-
met d’obtenir des conditions d’écoulements« résolues» (et non impośees) au niveau de l’injecteur
principal et des nombreux trous et films d’injection qui fournissent l’air primaire et l’air de dilution.
Cela implique toutefois une maı̂trise parfaite de la ǵeoḿetrie afin d’obtenir la bonne répartition des
débits d’air entrant dans la chambre. D’autre part, on peut s’affranchir de l’approximation forte qui
consistèa ŕeduire le domaine de calculà un seul secteur périodique dans une chambre annulaire qui
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a.

b.

FIG. 5.2 -Illustration du raffinement de maillage permis par le calcul parallèle : calcul d’admission dans un
moteurà piston [255, 256]. La taille des plus petites cellules est divisée par 7 entre le maillage grossierà 2

millions de cellules (a.) et le maillage raffiné à 10 millions de cellules (b.).

en comporte une vingtaine. Staffelbach [250] a montŕe que les variations azimutales duesà l’inter-
action entre l’acoustique et la flamme produite par chaque injecteur ne peuventêtre correctement
reproduites que si l’on tend vers le calcul complet sur360◦ de la chambre annulaire. La partie IV
fournit un autre exemple de l’intér̂et du calcul d’une chambre complète : simuler une śequence
d’allumage pour comprendre les mécanismes qui permettent la propagation de la combustion d’un
secteur̀a l’autre de la chambre.

5.5.2 Paralĺelisme dansAVBP

Sur les machines̀a mémoire partaǵee, l’efficacit́e du calcul parall̀ele est directement liée au rapport
entre le temps que passe chaque processeurà calculer de manière autonome et le temps dédíe aux com-
munications entre processeurs. Dans le cas de la LES, la parallélisation de t̂aches n’est pas efficace et
seule une ḿethode de d́ecomposition du domaine de calcul en partitions est réaliste (cf. Fig. 5.3).

Sur le plan nuḿerique, les choix ḿethodologiques qui ont conduità la conception d’AVBP ont ét́e
orient́es vers une forte aptitude au calcul parallèle :

– une ḿethodeCell-Vertexpour limiter le passage d’information entre blocs de maillage (cf. sec-
tion 5.1) ;

– une ḿethode d’int́egration temporelle explicite qui n’impose pas de limite théorique au nombre
maximum de processeurs parallèles ;

– l’utilisation de la biblioth̀eque MPI pour ǵerer efficacement la communication entre partitions par
échange de messages (message passing). Par rapport̀a la biblioth̀eque concurrente OpenMP, MPI

121



APPROCHE NUḾERIQUE

FIG. 5.3 -Vue du d́ecoupage du domaine de calcul de la chambreVestaen 2047 partitions (cf. partie IV)

est plus ŕepandu et possède une plus grande efficacité.
– dans le cas présent, on peut ajouter le choix de l’approche eulérienne pour le calcul de la phase

disperśee (cf. section 3.1.2) òu l’utilisation d’algorithmes identiques pour les deux phases simplifie
largement la parallélisation.

Processeur maitre

de sortie

4.2 − échange de données
 aux frontières de partitions

4.3 − envoi de données
 pour les sorties
 (si requises)

2 − découpage du maillage
en 2 partitions

3 − envoi des données
 initiales découpées

4.1 − exécution de

 de résolution
 l’algorithme 

Données

d’entrée
1 − lecture

5 − écriture

4 − itérations temporelles

ProcesseurProcesseur
 esclave 2 esclave 1

Données

FIG. 5.4 -Exemple du d́eroulement d’un calculAVBP parallèle sur 3 processeurs (un processeur peut jouerà la
fois le rôle de mâıtre et d’esclave ce qui réduit le calculà 2 processeurs)
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La proćedure courante pouréxecuter un calcul parallèle avec AVBP est illustŕee sur la Fig. 5.4. Dans
la plupart des cas, celle-ci est transparente pour l’utilisateur. Le découpage est effectué dans la phase
initiale du calcul puis le processeurmâıtre joue le r̂ole d’esclaveen prenant en charge une partition de
calcul. Toutefois, pour les plus gros calculs tels que celui présent́e dans la partie IV, la ḿemoire d’un
processeur sur une machineà mémoire distribúee2 peutêtre insuffisante pour assurer le découpage. Ce
dernier est alors réaliśe en pŕe-traitement sur une machine dotée d’une grande capacité de ḿemoire (12
Go ontét́e ńecessaires dans le cas présent). Le calcul est ensuite initialisé avec le maillage et la solution
pré-d́ecouṕes. Dans ce cas, le processeurmâıtre gère uniquement les communications et ne participe pas
au calcul en tant qu’esclave(peu ṕenalisant sur des calculsà plusieurs centaines de processeurs).

Grâceà cette gestion rigoureuse du parallélisme, AVBP atteint d’excellentes performances dans les
calculs massivement parallèles sur diff́erentes plateformes. La Fig. 5.5 montre la courbe d’accélération
ouspeed-upen fonction du nombre de processeurs utilisés pour un calcul effectué sur l’IBM BlueGene/L
de Rochester (US) par Staffelbach [250, 251]. Le plus gros maillage (40 millions de cellules) pŕesente un
speed-upquasi-lińeaire jusqu’̀a plus de5000 processeurs [6]. Cette courbe montréegalement que cette
loi lin éaire n’est valable que si l’on conserve un nombre de nœuds par processeur suffisammentélev́e
(de2000 à5000 suivant la performance du réseau inter-processeurs). En effet, ce nombre est directement
li é au rapport entre le nombre de nœuds total dans la partition et le nombre de nœuds aux frontières
donc à la charge d́edíee au calcul sur la charge dédíee aux communications. Cette contrainte impose
une limite auspeed-upqu’on peut esṕerer atteindre sur une configuration donnée pour une machine
donńee. La performance d’une machine massivement parallèle est donc optimale s’il y a cohérence entre
la puissance de son réseau et celle de ses processeurs.
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FIG. 5.5 - Speed-updu codeAVBP sur deux maillages̀a respectivement 5 et 40 millions de cellules [250, 251]

2Le supercalculateur BlueGene/L, par exemple, ne dispose que de512 Mo par processeur.
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5.6 Conditions aux limites

Les conditions limites sont un point crucial dans tout code de mécanique des fluides. Elle deviennent
critiques en LES, sṕecialement dans des codes résolvant l’acoustique [195, 226].

Par simplicit́e, on prend l’exemple d’une intégration temporellèa une seuléetape. Connaissant le
vecteur solutionUn au tempst, la solutionUn+1 au tempst + ∆t s’écrit de façon ǵeńerale :

Un+1 = Un −R∆t (5.27)

L’exposantn est utiliśe pour rappeler que le code explicite n’utilise que des donnéesà l’it érationn.
En chaque nœud du bord du domaine, le résiduR calcuĺe par le sch́ema est corriǵe par les conditions
aux limites. Pour que le problème soit math́ematiquement bien posé, le nombre ńecessaire et suffisant
de variables̀a corriger est fonction du type de conditions aux limites (traitement d’entrée ou de sortie,
cf. [197] - Chap.9). Le probl̀eme de conditions aux limites peutêtre abord́e suivant deux approches
diff érentes :

Méthode non caract́eristique : on modifie le ŕesidu en imposant directement les variables conserva-
tives cibles.

Méthode caract́eristique : on modifie le ŕesidu via une d́ecomposition en ondes [252]. C’est le principe
de la ḿethode NSCBC (pourNavier-Stokes characteristic boundary condition) dévelopṕee par
Poinsot et Lele [196] et étendue aux́ecoulements multi-espèces par Moureau et Lartigue [175].

La méthode NSCBC n’est pas dévelopṕee dans ce manuscrit. On trouvera une description détaillée
de l’approche th́eorique et de l’implantation nuḿerique dans le manuel d’AVBP [12].

5.6.1 Conditions aux limites de la phase gazeuse

La formulation compressible deséquations de Navier-Stokes présent́ees dans le chapitre 2.1 possède
la propríet́e de propager des ondes acoustiques. Ces ondes sont géńeŕees par l’agitation turbulente dans
les zones de fort cisaillement ainsi que par les fluctuations de dégagement de chaleur dans la flamme. La
production d’́energie acoustique dans ces régions de l’́ecoulement doit̂etre compenśee par des pertes afin
d’éviter le ph́enom̀ene de ŕesonance. Dans les codes LES où les sch́emas nuḿeriques sont peu dissipatifs,
ces pertes sont essentiellement dues aux flux acoustiques au niveau des conditions aux limites. Or, les
conditions de type non caractéristiques sont connues pour :

– géńerer une ŕeflexion totale des ondes acoustiques sortantes ;
– géńerer un bruit acoustique et numérique en perturbant leśequations de Navier-Stokes via la cor-

rection« en dur» du ŕesidu.
L’approche caractéristique est donc indispensable pour que l’acoustique au sein de l’écoulement gazeux
soit contr̂olée de façon précise.

Au niveau des parois, la résolution spatiale du maillage LES n’est géńeralement pas suffisante pour
prédire le frottement imposé par la condition d’adh́erence. Schmitt [224, 225] a montŕe que le frottement
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à la paroi peut̂etre mod́elisé par une loi de paroi adaptéeà la formulation LES. Par ailleurs, la particularité
des chambres de combustion aéronautiques est d’utiliser des parois multiperforées dont le but est de
limiter la temṕerature atteinte par le matériau qui les constitue (cf. section 1.1.3). Les milliers de jets
transverses créés par ce type de surface géǹerent un flux de masse, de quantité de mouvement et de
chaleur qui perturbent l’écoulement et ont un effet sur l’acoustique. Mendez [154] et Mendezet al. [155,
156, 157, 158] ont effectúe uneétude LES de l’́ecoulement traversant une paroi multiperforée infinie. Ils
proposent une loi de paroi multiperforée [154, 155] afin de prendre en compte cet effet dans un calcul
LES d’une chambre de combustion industrielle.

Les lois de paroi classiques et les lois de parois multiperforées n’́etant pas implantées dans le code
au moment de l’́etude, les calculs LES présent́es ici n’utilisent pas ces modèles. La paroi est représent́ee
par une simple condition d’adhérence et d’adiabaticité. Cependant, l’utilisation de ce type de modèles
est pŕeconiśee dans les calculs actuels de foyers aéronautiques effectués avec AVBP.

5.6.2 Conditions aux limites de la phase liquide

Contrairement̀a la phase gazeuse, on n’observe pas de comportement propagatif de type acoustique
au sein d’un spray. Sur le plan numérique, de simples conditions aux limites de type Dirichlet sont donc
suffisantes pour imposer les flux des différentes variables transportées (cf. Eq. 3.36̀a 3.40). Cependant,
la repŕesentation correcte de l’injection est loin d’être évidente dans la mesure où les hypoth̀eses de
l’approche euĺerienne (cf. section 3.2.5) supposent un spray totalement atomisé et fortement dilúe. Les
conditions aux limites d’injection doivent donc génerer un spraýequivalent̀a celui produit lors l’atomi-
sation primaire et secondaire telles qu’elles ont lieu par exemple dans un injecteur de typeairblast (cf.
section 1.1.3). Deśetudes sont en cours [147] afin d’améliorer la mod́elisation des conditions d’injection
dans AVBP. Les hypoth̀eses sur les caractéristiques du spray et le choix des paramètres de conditions aux
limites dans le calcul LES sont détaillées dans le chapitre 8.

Vis-à-vis de la phase liquide, les parois sont représent́ees par une condition de glissement. Elles ne
nécessitent pas d’effort particulier de modélisation dans la mesure où l’on observe pas d’interaction
spray/paroi lors du fonctionnement normal d’une chambre de combustion. Ceci n’est plus vrai pour les
moteurs̀a injection directe essence où le spray peut interagir fortement avec les parois du cylindre et du
piston (rebond et mouillage).

Enfin, concernant les conditions de sortie, aucun traitement particulier n’est nécessaire puisque,
contrairement̀a unécoulement gazeux vis-à-vis de l’acoustique, le spray ne propage pas d’information
de l’aval vers l’amont.
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Chapitre 6

Évaporation de gouttes dans une
turbulence homog̀ene isotrope

6.1 Introduction

6.1.1 Intérêt de l’étude

Dans le cadre de la modélisation de la combustion non-prémélanǵee, la pŕediction du ḿelange entre
oxydant et carburant est uneétape cruciale (cf. section 4.6.1). Or, le problème du ḿelange diphasique
entre un spray de carburant et l’air est différent du ḿelange monophasique de la vapeur de ce carbu-
rant avec l’air. En effet, dans uńecoulement purement gazeux, l’agitation turbulente a pour effet d’ac-
crôıtre le ḿelange en augmentant la surface effective de transfert par diffusion moléculaire. Dans un
écoulement diphasique, le rôle de la turbulence est moins direct. Les effets inertiels et de traı̂née en-
trâınent des ph́enom̀enes de śegŕegation òu les gouttes se retrouvent concentrées dans certaines régions
de l’écoulement. Paŕevaporation, ces hét́eroǵeńeités de concentration représentent une source de pro-
duction de variance de vapeur auxéchelles correspondantà des nombres de Stokes proches de l’unité.
Dans ce cas, contrairement au mélange d’esp̀eces purement gazeuses, la fraction de vapeur ne peut pas
être consid́eŕee comme un scalaire passif.

La dispersion turbulente d’un nuage de gouttes enévaporation a d́ejà fait l’objet de plusieurs travaux
numériques en configuration académique. On trouve une revue détaillée de ceśetudes en approche Euler-
Lagrange et Euler-Euler dans l’article de Mashayek et Pandya [149]. Les simulations nuḿeriques directes
lagrangiennes sont utilisées pouŕetudier la physique [148, 166, 201] et bâtir des mod̀eles de fermeture
pour les simulations RANS [204] ou LES [179, 204, 185]. Elles servent́egalement̀a valider les approches
Euler-Euler destińees aux configurations industrielles (cf. section 3.1.2) et dont le degré de mod́elisation
est ǵeńeralement plus grand qu’en Euler-Lagrange. En dispersion pure, Kaufmannet al.[112] ont évalúe
le mod̀ele euĺerien ḿesoscopique présent́e dans le chapitre 3̀a travers une comparaison avec des simu-
lations lagrangiennes dans une turbulence homogène isotrope temporellement décroissante. Ŕeveillonet
al. [202, 203] analyse de point de vue eulérien une simulation lagrangienne d’un spray enévaporation
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dans une turbulence spatialement décroissante. Ilśetudient en particulier les effets de polydispersion qui
apparaissent lorsque le spray subit l’action simultanée de la turbulence gazeuse et de l’évaporation.

Dans le cas pŕesent, l’objectif est d’́evaluer la capacité du code AVBP à reproduire ce ph́enom̀ene
complexèa travers unéetude DNS en turbulence homogène isotrope (THI) temporellement décroissante.
Pour un code LES, v́erifier son comportement en simulation numérique directe est important dans la
mesure òu l’approche LES tend th́eoriquement vers la DNS lorsque la taille du filtre tend vers l’échelle
de Kolmogorov. Cette analyse n’entre pas dans le détail du ph́enom̀ene de dispersion de particules qui
a d́ejà ét́e étudíe avec AVBP dans les th̀eses de A. Kaufmann [110] et E. Riber [206]. L’accent est port́e
sur les aspects de validation et sur l’analyse du phénom̀ene de couplage entre la turbulence du gaz, du
nuage de gouttes et de la concentration de vapeur. Dans un premier temps, on rappelle quelques notions
utiles pour l’analyse de la THI (sections 6.1.2 et 6.1.3). Dans un second temps, on décrit le choix des
param̀etres pour la simulation (section 6.2) dont les résultats sont présent́es dans les sections 6.3à 6.7.
La section 6.3 fournit une brève analyse de la dynamique de la phase gazeuseà travers le bilan instantané
d’énergie cińetique. Unéetude de conservativité du code pour la masse et l’énergie est présent́ee dans la
section 6.4. Dans la section 6.5, on compare le calcul Euler-Euler d’AVBP avec un calcul Euler-Lagrange.
Les ḿecanismes responsables des variations de variance de vapeur sont analysés dans la section 6.6, en
particulier via l’́ecriture du bilan instantané de cette variance. Enfin, dans la section 6.7, on utilise la DNS
pour v́erifier l’approximation faite pouŕecrire le taux d’́evaporation filtŕe en LES.

6.1.2 Rappel de notions de turbulence

La turbulence apparaı̂t lorsque les forces d’inertie dans le fluide sont grandes devant les forces de
viscosit́e. Cette observation est quantifiée par le nombre de Reynolds qui compare ces deux forces :

Re =
uL

ν
(6.1)

où u et L sont deśechelles de vitesse et de longeur caractéristiques de l’́ecoulement etν est la visco-
sité cińematique du fluide. La turbulence est le résultat d’une instabilit́e de l’́ecoulement laminaire qui
apparâıt lorsque le nombre de Reynolds dépasse une valeur critique. L’écoulement turbulent présente de
fortes irŕegularit́es dans l’espace et dans le temps. Ces fluctuations ont un caractère aĺeatoire qui peut̂etre
caract́eriśe du point de vue statistique en décomposant chaque variablef (vitesse, pression, température,
etc.) en une partie moyenne et une partie fluctuante :

f = 〈f〉 + f ′ (6.2)

où 〈·〉 repŕesente l’oṕerateur de moyenne statistique définie comme une moyenne d’ensemble sur un
grand nombre de réalisations de l’́ecoulement.

Un écoulement turbulent est constitué d’une multitude de structures tourbillonaires auxquelles on
associe deśechelles de longueur, de temps et de vitesse. L’énergie turbulente est produite aux grandes
échelles caractériśees par le nombre de Reynolds turbulent (Ret ≫ 1) défini par :

Ret =
u′lt
ν

(6.3)
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où u′ est la fluctuation de vitesse produiteà l’échellelt des grandes structures.u′ et lt définissent le temps
de retournement des tourbillons aux grandeséchelles :τε = lt/u′. Suivant le principe de la cascade de
Kolmogorov [123], l’ énergie turbulente produite aux grandeséchelles est transféŕee vers les plus petites
échelles òu elle est dissiṕee par viscosit́e. L’hypoth̀ese de Kolmogorov se traduit par unéquilibre entre
l’ énergieu′2/τε produite aux grandeśechelles et la dissipationε aux petiteśechelles :

ε =
u′2

τε
=

u′3

lt
(6.4)

La plus petitéechelle de turbulence, appeléeéchelle de Kolmogorov (longueurηK , tempsτK et vitesse
u′

K), est impośee par la dissipation visqueuse et correspondà un nombre de Reynolds unitaire :

ReK =
u′

KηK

ν
= 1 (6.5)

En écrivantε = u′
K/ηK et en utilisant l’Eq. 6.5, on relie l’échelle de Kolmogorov̀a la dissipation et̀a la

viscosit́e cińematique :

ηK =

(
ν3

ε

) 1
4

(6.6)

On en d́eduit les rapports entre leséchelles int́egrales et leśechelles de Kolmogorov :

lt
ηK

= Ret
3
4 (6.7)

τε

τK
= Ret

1
2 (6.8)

u′

u′
K

= Ret
1
4 (6.9)

6.1.3 Turbulence homog̀ene isotrope

Statistique en deux points

Le ph́enom̀ene d’interactions entréechelles d́ecrit dans la section 6.1.2 peutêtre mis eńevidence par
le biais d’une turbulence simple : la turbulence homogène isotrope (THI). Un champ est statistiquement
homog̀ene si ses propriét́es statistiques sont invariantes par translation. S’il estégalement statistiquement
invariant par rotation et réflexion, il est dit isotrope. La THI possède les propríet́es suivantes :

– la moyenne statistique〈·〉 estéquivalentèa la moyenne volumique〈·〉v sur le volume de contrôle
V constitúe par le domaine de calcul :

〈·〉 ≡ 〈·〉v =
1

V

∫∫∫

V
· dV (6.10)

Par la suite, les raisonnements se baseront sur l’analyse des fluctuations spatiales ou statistiques
sans distinction ;

– l’ énergie cińetique turbulente s’exprime simplement comme :k = 3
2u′2.
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D’après la propríet́e d’invariance statistique, toute corrélation en deux pointsA et B ne d́epend que
du vecteur śeparationr = ~AB. La fonction des corŕelations de vitesses et le coefficient de corrélation
correspondant s’écrivent alors respectivement :

Qij(r) =
〈
u′

i(A)u′
i(B)

〉
(6.11)

Rij(r) =
Qij(r)

u′2
(6.12)

où u′2 = 1
3 〈u′

iu
′
i〉 = 1

3Qii(0) = 2
3k. Les échelles int́egrales dans les trois directions de l’espace sont

définies par :

L1
11 =

∫ ∞

0
R11(r, 0, 0)dr , L2

22 =

∫ ∞

0
R22(0, r, 0)dr , L3

33 =

∫ ∞

0
R33(0, 0, r)dr (6.13)

avecr = ‖r‖ =
√

riri. Li
ii est une mesure de l’échelle de longueur intégrale qui est du m̂eme ordre que

la longueur turbulentelt. Une turbulence isotrope doit vérifier :

L1
11 = L2

22 = L3
33 (6.14)

Décroissance temporelle de l’́energie cińetique turbulente

Les Eq. 6.15 et 6.16 définissent respectivement l’énergie cińetique turbulentek et le taux de dissipa-
tion ε :

k =
1

2

〈
u′

iu
′
i

〉
(6.15)

ε = ν

〈
∂u′

i

∂xj

∂u′
j

∂xi

〉
(6.16)

Pour unécoulement incompressible,k vérifie la solution exacte de l’Eq. 6.17 etε peutêtre mod́elisé par
l’Eq. 6.18 :

dk

dt
= −ε (6.17)

dε

dt
= −Cε

ε2

k
(6.18)

où Cε est une constante détermińee exṕerimentalement :Cε = 1.92. En effectuant le changement de
variableτε = k/ε, le syst̀eme Eq. 6.17–6.18 admet la solution analytique suivante :

τε = τε,0

(
1 + (Cε − 1)

t

τε,0

)
(6.19)

k = k0

(
1 + (Cε − 1)

t

τε,0

)− 1
Cε−1

(6.20)

ε = ε0

(
1 + (Cε − 1)

t

τε,0

)− Cε
Cε−1

(6.21)

où l’indice 0 désigne les valeurs̀a t = 0.
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Contraintes numériques

Le dimensionnement d’une simulation numérique directe est fonction deséchelles caractéristiques de
la turbulence. Deux critères primordiaux sont̀a respecter :

1. une description précise des grandeśechelles (Eq. 6.22). Cette condition impose que le domaine
soit plus grand que l’échelle int́egralelt afin que la moyenne spatiale soitéquivalentèa la moyenne
statistique :

Li
ii(t) <

L

C1
avec : C1 ≃ 15 (6.22)

où L est la dimension du domaine de calcul. Dans le cas présent d’une THI d́ecroissante, il est
nécessaire de vérifier que cette condition soit remplie tout au long de la simulation.

2. une ŕesolution suffisante deśechelles dissipatives (Eq. 6.23). Si les petiteséchelles sont mal
résolues, l’́energie n’est pas dissipée mais s’accumule dans les plus petites structures résolues
et provoque des instabilités nuḿeriques.

lε(t) > C2∆x avec : C2 ≃ 5 (6.23)

où ∆x est la taille de la cellule.

En combinant les Eq. 6.22 et Eq. 6.23 et en utilisant les approximations classiques en turbulenceLi
ii ≈

lt/2 etηK ≈ lε, on aboutit aux conditions suivantes pour l’échelle int́egrale, l’́echelle de Kolmogorov et
le Reynolds turbulent :

lt <
2L

15
(6.24)

ηK >
∆x

2
(6.25)

Ret <

(
4Nx

15

) 4
3

(6.26)

où Nx est le nombre de nœuds dans la direction x. Pour une grille de calcul de643 cellules, le Reynolds
maximal doit donc rester inférieurà44.

Définition des grandeurs turbulentes diphasiques

À partir de la moyenne statistique décrite par l’Eq. 6.2, on d́efinit les diff́erentes grandeurs turbulentes
de l’écoulement gaz-particules de la manière suivante :

– Énergie cińetique turbulente de la phase gazeuse :

k =
1

2
〈uiui〉 (6.27)

– Énergie cińetique turbulente du mouvement mésoscopique de la phase liquide :

q̆p =
1

2
〈ŭl,iŭl,i〉 (6.28)
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– Énergie cińetique du mouvement décorŕelé de la phase liquide :

qRUM =
〈
δθ̆l

〉
(6.29)

– Énergie cińetique des particules :
qp = q̆p + qRUM (6.30)

– Covariance des vitesses fluide-particule :

qfp = 〈uiŭl,i〉 (6.31)

– Énergie cińetique turbulente du mouvement relatif fluide-particule :

qs =
1

2
〈us,ius,i〉 = k + qp − qfp (6.32)

avec : us,i = ui − ŭl,i (6.33)

6.2 Description du cas test

Le calcul est une simulation numérique directe (DNS) réaliśee avec AVBP. Le domaine de calcul est
un cube ṕeriodique de dimensionLref = 2π mm maillé au moyen d’une grille régulìere comportant643

cellules cubiques de dimension∆x = 2π/64 mm. Afin d’établir des conditions initiales« propres» où
les effets transitoires dusà l’initialisation sont minimiśes, un calcul de THI temporellement décroissante
d’un écoulement monophasique d’air est réaliśe. L’air est ensuite ensemencé par un brouillard mono-
disperse uniforme constitué de gouttelettes d’eau. Les effets compétitifs de l’inertie des gouttes et de la
trâınée conduisent̀a une ŕepartition h́et́erog̀ene et instationnaire de la densité de gouttes. Dans le m̂eme
temps, la temṕeraturéelev́ee de l’air permet le chauffage des gouttes et leurévaporation. L’esp̀ece liquide
se retrouve sous forme vapeur et se mélangèa l’air par agitation turbulente et diffusion moléculaire.

6.2.1 Param̀etres physiques et condition initiale

Dans les conditions choisies (cf. Tab. 6.4), la vitesse du son dans le gaz vaut :cref = 549.0 m.s−1.
En utilisant la longeur de référenceLref = 1 mm, on d́efinit un nombre de Reynolds acoustique et une
échelle de temps de référence :

Reac =
crefLref

ν
= 396.2 (6.34)

tref =
Lref

cref
= 1.821.10−6 s (6.35)

Lref , tref et cref servent̀a normaliser les variables du calcul désormais not́ees avec l’exposant+. Ces
valeurs de ŕeférence sont résuḿees dans le Tab. 6.1.

Le point d́elicat de la THI d́ecroissante ŕeside dans l’́elaboration d’un champ de vitesse initial qui
présente un spectre d’énergie cińetique turbulente réaliste. Ce champ de vitesse est calculé dans l’espace
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Lref (mm) tref (µs) cref (m.s−1)

1 1.821 549.0

TAB . 6.1 -Échelles de ŕef́erence utiliśees pour d́efinir les variables sans dimension

spectralà partir d’une forme th́eorique du spectre d’énergie cińetique. On obtient ensuite le champ de
vitesse dans l’espace physique par transformée de Fourier inverse. Dans la thèse de Prìere [200], on
trouve une discussion sur le choix de la forme du spectre en fonction du nombre de Reynolds turbulent.
Dans le cas pŕesent(Ret < 200), seul un spectre de type Passot-Pouquet (PP) [184] est adapt́e. La densit́e
d’énergie cińetique turbulente du spectre PP s’exprime en fonction d’un nombre d’onde caractéristique
Ke assocíe à la vitesse turbulenteu′2 de la façon suivante :

E(K) = A

(
K

Ke

)4

e
−2

“

K
Ke

”2

avec : A =
16

3

√
2

π

u′2

Ke
(6.36)

Ke repŕesente le nombre d’onde du mode le plusénerǵetique obtenùa partir de l’́echelle la plus
énerǵetiquele. L’ échelle de dissipation maximale de ce spectre est très proche dele ce qui rend la zone
inertielle pratiquement inexistante. La Fig. 6.1 compare le spectre théorique de PP et le spectre du champ
initial obtenu au moyen de l’outil d’initialisation mis au point par Boughanem [35]. Les param̀etres
Ke =

√
2π/le etu′2 sont donńes par le Tab. 6.2.

l+e u′+

2.2 0.0627

TAB . 6.2 -Param̀etres turbulents du spectre de Passot-Pouquet

Ce champ initial n’́etant pas strictement solution deséquations de Navier-Stokes, on réalise une si-
mulation monophasique pendant environ un demi-temps de retournement(t+0 = 7.441) afin de produire
la condition initiale du calcul diphasique. Le spectre de ce champ calculé à t+0 est traće sur la Fig. 6.1
et ses propríet́es statistiques sont résuḿees dans le Tab. 6.3. Durant le tempst+0 , les grandes structures
introduites par le spectre PP transfèrent de l’́energie vers les plus petites structures, ce qui améliore la
repŕesentation deśechelles dissipatives.

u′+ k+ ε+ τ+
ε l+t Ret L1+

11 L2+
22 L3+

33

5.11.10−2 3.92.10−3 2.35.10−4 16.71 0.379 32.1 0.897 0.927 0.555

TAB . 6.3 -Analyse statistique du champ obtenu au tempst+0

Les conditions initiales de la phase dispersée sont un champ homogène de gouttelettes d’eau dont les
propríet́es sont ŕesuḿees dans le Tab. 6.4. Afin de simplifier les discussions, l’espèce gazeuse produite
par évaporation (autrement dit, la vapeur d’eau) est désigńee sous le nom devapeur(par oppositioǹa
la pseudo-esp̀eceair) et son indice est omis dans leséquations. Le champ de vitesse liquide est fixé en
supposant une vitesse de glissement initialement nulle.Étant donńe la faible charge massique utilisée,
les effets de trâınée de la phase dispersée sur la phase gazeuse sont supposés ńegligeables et ne sont pas
pris en compte dans la simulation. Le nombre de Stokes basé surτε vautSt = 0.403 ce qui pŕedit des
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FIG. 6.1 -Comparaison entre le spectre théorique de Passot-Pouquet, le spectre initial du calcul monophasique et
le spectre initial du calcul diphasique obtenu après un temps de simulationt+0 du calcul monophasique

effets importants de la traı̂née sur la phase dispersée. Enfin, le temps de simulation est suffisamment long
pour permettre l’́evaporation complète de la phase liquide.

Phase gazeuse : Air pur
Temṕerature : T0 = 800 K
Pression : P0 = 3.3 atm
Vitesse turbulente : u′

0 = 28.09 m.s−1

Reynolds turbulent : Ret,0 = 32.1
Vapeur d’eau : Y0 = 0

Phase liquide : gouttes d’eau
Diamètre : d0 = 17 µm
Temṕerature : Tl,0 = 300 K
Concentration (uniforme) : n̆l,0 = 2.67.1010 m−3

Charge massique : κ = [ρlᾰl/ρ]0 = 1%
Vitesse liquide : ŭl,0 = u0

Nombre de Stokes : St0 = 0.261

TAB . 6.4 -Conditions initiales du calcul diphasique

Les propríet́es physiques des phases gazeuse et liquide sont regroupées dans le Tab. 6.5. On note que
les nombres de Schmidt des espèces ont́et́e choisis de sorte que la vitesse de correction (cf. section 2.4)
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soit nulle :

V c
i =

N∑

k=1

Dk
Wk

W

∂Xk

∂xi
= 0 (6.37)

d’où : D
W

W

∂X

∂xi
+ Dair

Wair

W

∂

∂xi
(1 − X) = 0 (6.38)

soit :
Sc

W
=

Scair

Wair
(6.39)

La plus petitéechelle de fluctuations de la fraction de vapeurηB, appeĺeeéchelle de Batchelor, s’ex-
prime de la façon suivante en fonction de l’échelle de KolmogorovηK :

ηB =
ηK√
Sc

(6.40)

La valeurSc = 1 indique que leśechelles de Batchelor et de Kolmogorov sont confondues : le domaine
diffusionnel pour les fluctuations de vapeur et le domaine visqueux pour les fluctuations de vitesse se
situent aux m̂emeśechelles. Comme on le montre dans la section 6.6.1, l’échelle int́egrale de la variance
de vapeur est imposée par la variance de concentration de gouttes, elle-même líee aux grandeśechelles
de la turbulence gazeuse. On s’attend doncà ce que l’́echelle int́egrale pour la concentration de vapeur
et pour la vitesse soit proches. Ces effets peuventêtre quantifíes par une analyse dans l’espace spectral,
analyse qui n’est pas abordée ici mais qui pourrait faire l’objet d’une futureétude.

Phase gazeuse
Viscosit́e dynamique (arbitraire) : µ = 2.02.10−3 kg.m−1.s−1

Capacit́e calorifiquèa pression constante : Cp = 1.2 kJ.kg−1.K−1

Nombre de Prandtl : Pr = 0.7
Nombre de Schmidt de l’eau : Sc = 1
Nombre de Schmidt de l’air : Scair = 1.611

Phase liquide
Masse volumique : ρl = 1.103 kg.m−3

Capacit́e calorifiquèa pression constante : Cp,l = 4.18 kJ.kg−1.K−1

Enthalpie latente d’évaporation : Lv = 2250 kJ.kg−1

Temṕerature de Clausius-Clapeyron : Tcc = 373.15 K
Pression de Clausius-Clapeyron : Pcc = 1 atm

TAB . 6.5 -Param̀etres physiques (arbitraires) du calcul diphasique
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6.3 Dynamique de la phase gazeuse

6.3.1 Évolution temporelle des grandeurs turbulentes gazeuses

On compare les résultats du calcul AVBP à la solution analytique prédisant la d́ecroissance de l’énergie
cinétique turbulente (Eq. 6.19–6.21). Le tracé de l’́echelle de temps turbulente (Fig. 6.2a) fait apparaı̂tre
une constanteCε − 1 = 0.50 qui est inf́erieureà la valeur exṕerimentale de0.92 (cf. section 6.1.3).
Cet écart est attribúe au fait que la constante expérimentale est obtenue pour des nombres de Reynolds
élévés. La Fig. 6.2b illustre la d́ecroissance de l’énergie cińetique turbulente.
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FIG. 6.2 -Évolution temporelle de l’échelle de temps des grandeséchelles (a.) et de l’énergie cińetique turbulente
(b.)

Les termes des Eq. 6.17 et 6.18 sont tracés sur les Fig. 6.3a et 6.3b respectivement. D’après la
Fig. 6.3a, la variation d’énergie cińetique turbulente correspond bien au taux de dissipation visqueuse
ε aux approximations près (cf. section 6.1.3). Sur la Fig. 6.3b, on note que le modèle semi-empirique
prédisant la variation temporelle deε est v́erifié par le calcul̀a un peu moins d’un temps de retournement
des tourbillons.

6.3.2 Bilan d’énergie cińetique turbulente

Dans leur th̀ese respective, Riber [206] et Moureau [174] ont écrit le bilan discret de l’́energie
cinétique turbulente en formulation explicite. Ils partent de l’expression continue de la variation d’énergie
cinétique en fonction de la variation de la masse et de la quantité de mouvement :

∂

∂t

1

2
ρu2

i = ui
∂

∂t
ρui −

1

2
u2

i

∂ρ

∂t
(6.41)
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En écrivant l’Eq. 6.41 de manière discr̀ete, ils aboutissent̀a une expression de la variation discrète
d’énergie turbulente∆k intégŕee sur le domaine de calcul :

∆k

∆t
=

1

2∆t
〈∆(uiui)〉v = εconv + εacous + εlam + εavis (6.42)

Dans l’Eq. 6.42,εconv repŕesente l’effet du sch́ema convectif,εacous est le transfert par les effets acous-
tiques,εlam repŕesente la dissipation visqueuse etεavis correspond̀a l’énergie dissiṕee par la visco-
sité artificielle. Dans le cas présent, la fermeture du bilan nécessite l’ajout d’un terme source d’énergie
cinétique d̂u à l’évaporation de la phase liquide. Ces termes de variations de l’Eq. 6.42 sont les moyennes
volumiques de fonctions dont les variables sont prisesà différenteśetapes de la discrétisation temporelle
de Runge-Kutta. En suivant l’écriture discr̀ete propośe par Riber [206] et Moureau [174], le terme de
variation d’́energie cińetique d̂u à l’évaporation s’́ecrit sous la forme :

εevap =

〈
u

(n+ 1
2
)

i ŭ
(n)
l,i Γ(n) − 1

2
u

(n)
i u

(n+1)
i Γ(n)

〉

v

(6.43)

évalúe ici par :

εevap ≈
〈
u

(n)
i ŭ

(n)
l,i Γ(n)

〉
v
− 1

2

〈
u

(n)
i u

(n)
i Γ(n)

〉
v

(6.44)

En ajoutant le terme de l’Eq. 6.44̀a l’Eq. 6.42 et en divisant par∆k
∆t , le bilan instantańe d’énergie

cinétique turbulente s’exprime finalement comme :

1 = ε+
conv + ε+

acous + ε+
lam + ε+

avis + ε+
evap (6.45)

L’ évolution temporelle des différents termes de l’Eq. 6.45 est tracée sur la Fig. 6.3. Le terme de
dissipation visqueuseε+

lam est largement prépond́erant comme on peut s’y attendre pour une THIà faible
nombre de Mach. Les termes de convectionε+

conv et de dissipation artificielleε+
avis comptent pour moins
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d’1% dans le bilan. Les effets acoustiquesε+
acous ne d́epassent pas6% de la variation totale. Enfin le terme

d’évaporationε+
evap reste inf́erieur à 4%. La fermeture du bilaǹa 0.15% près montre que l’Eq. 6.44

est une bonne approximation de la contribution des effets de l’évaporation sur la variation d’énergie
cinétique turbulente. Si ces effets sont faibles dans le cas présent, ils pourraient̂etre significatifs si le
taux d’́evaporatiońetait suṕerieur, c.-̀a-d. pour une charge massique liquide plusélev́ee. Toutefois, dans
ce dernier cas, les effets de traı̂née par le couplage inverseliquide→ gazne seraient certainement plus
négligeables et probablement supérieursàε+

evap.
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FIG. 6.4 -Bilan instantańe d’énergie cińetique turbulente (termes adimensionnés pardk/dt)

6.4 Bilans de masse et d’énergie

La conservation de la masse et l’énergie est une propriét́e essentielle pour un code numérique de
combustion. Afin de v́erifier qu’AVBP est conservatif dans une configuration où les transferts entre phases
et les effets convectifs sont importants, on effectue un bilan instantané de la moyenne volumique de la
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masse et de l’énergie sur le domaine de calcul. Le problème est d́ecrit par le syst̀eme suivant :

∂ρ

∂t
+

∂ρui

∂xi
= Γ (6.46)

∂

∂t
ρYk +

∂

∂xi
(ρuiYk + Ji,k) = δk,F Γ (6.47)

∂

∂t
n̆l +

∂

∂xi
n̆lŭl,i = 0 (6.48)

∂

∂t
ρlᾰl +

∂

∂xi
ρlᾰlŭl,i = −Γ (6.49)

∂

∂t
ρE +

∂

∂xi
(ui (ρE + P ) − τijuj + qi) = Π + Υ (6.50)

∂

∂t
ρlᾰlh̆s,l +

∂

∂x
ρlᾰlŭlh̆s,l = −Π (6.51)

où Υ = Γŭl,iui. Les Eq. 6.46̀a 6.51 repŕesentent respectivement la conservation de la masse totale
gazeuse, la masse des espèces, la masse totale liquide, la densité de gouttes, l’́energie totale gazeuse et
l’enthalpie sensible liquide. On applique la moyenne volumique définie par l’Eq. 6.10 sur le domaine
de calcul ṕeriodique. En vertu du th́eor̀eme de Green-Ostrogradski,〈div ·〉v ≡ 0 pour chaque second
terme des Eq. 6.46–6.51. Le volumeV étant fixe, la d́erivée temporelle peut̂etre sortie de l’int́egrale :〈

∂
∂t ·
〉
v
≡ d

dt 〈·〉v Les bilans instantańes s’expriment alors de la façon suivante :

d

dt
〈ρ〉v = 〈Γ〉v (6.52)

d

dt
〈ρYk〉v = δk,F 〈Γ〉v (6.53)

d

dt
〈n̆l〉v = 0 (6.54)

d

dt
〈ρlᾰl〉v = −〈Γ〉v (6.55)

d

dt
〈ρE〉v = 〈Π〉v + 〈Υ〉v (6.56)

d

dt

〈
ρlᾰlh̆s,l

〉
v

= −〈Π〉v (6.57)

Variation temporelle de la moyenne= Terme source moyen+ Err.

Pour la densit́e de gouttes (Eq. 6.54), le bilan s’exprime simplement par une variation nulle du nombre
de gouttes moyen dans le domaine. D’après la Fig. 6.5, cette condition est parfaitement respectée par le
code.

L’erreur de conservationErr. s’exprime par la diff́erence entre le terme de gauche et le terme de droite
des Eq. 6.52–Eq.6.57. On définit l’erreur relative comme le rapport entreErr. et le terme de gauche. La
Fig. 6.6 montre que le bilan instantané d’énergie gazeuse est fermé avec une précision relative inf́erieure
à3.10−10. Les bilans instantanés des autres variables se trouvent dans l’annexe A. Pour la masse liquide,
la masse de vapeur d’eau et l’enthalpie liquide (Fig. A.2–A.4), l’erreur relative est inférieureà 3.10−10.
Le maximum d’erreur est obtenu pour la masse totale gazeuse dont l’erreur maximale est de6.10−8.
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FIG. 6.5 -Évolution temporelle de la densité moyenne de gouttes

La propríet́e de conservativité du code est donc rigoureusement assurée pour la masse et l’énergie
quelle que soit la phase.
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6.5 Comparaison avec l’approche lagrangienne

AVBP version 4.8 áet́e coupĺe au solveur lagrangien SPARTEde l’ONERA par Harran-Klotz et Ville-
dieu [98]. Afin de comparer l’approche eulérienne (EE) adoptée ici à l’approche lagrangienne (EL) (cf.
section 3.1), la configuration présent́ee dans ce chapitre aét́e calcuĺee avec AVBP-SPARTEpar l’ONERA
dans le cadre du PRC Combustion [60]. Le Tab. 6.6 ŕesume les caractéristiques respectives du calcul EE
avec AVBP (version TPF) et EL avec AVBP-SPARTE. SPARTE n’étant pas parallèle, la ŕesolution323 et
le sch́ema nuḿerique Lax-Wendroff ont́et́e retenus pour la simulation car ces paramètres repŕesentent
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un faible temps de calcul. Au nombre de Reynolds choisi(Ret = 32.1), cette ŕesolution est toutefois un
peu faible pour ŕealiser une v́eritable DNS (cf. Eq. 6.26). En revanche, la résolution643 avec le sch́ema
TTGC ne pose pas de problème pour AVBP TPFqui est massivement parallèle. Ces param̀etres ont donc
ét́e retenus pour le calcul EE car ils permettent une simulation plus réaliste. En d́epit de ces diff́erences,
les conditions physiques sont les mêmes (cf. Tab. 6.4). On cherche alorsà comparer les deux calculs sur
certaines grandeurs moyennes caractéristiques.

Euler-Lagrange Euler-Euler
Code de calcul : AVBP-SPARTE AVBP TPF

Couplage nuḿerique : 2 codes paŕechanges de fichiers code unique
Paralĺelisme : non parallèle massivement parallèle
Nombre de cellules : 323 643

Résolution spatiale : ∆x = 0.196 mm ∆x = 0.0982 mm
Sch́ema nuḿerique : Lax-Wendroff TTGC

TAB . 6.6 -Caract́eristiques du calculAVBP-SPARTE [98] en Euler-Lagrange et du calculAVBP TPFen
Euler-Euler

La Fig. 6.7a repŕesente l’́evolution temporelle de l’énergie cińetique turbulente de la phase gazeuse et
de la phase liquide. L’écart sur l’́evolution de l’́energie turbulente gazeuse montre que la phase gazeuse
n’est pas calculée de la m̂eme façon par les deux codes, ce qui rend la comparaison délicate. On note
néanmoins que la différence d’́energie cińetique entre les deux phases est plus grande dans la simulation
lagrangienne. D’après Kaufmann [110], le terme d’́energie d́ecorŕeléeqRUM devrait contribuer̀a l’énergie
cinétique totale des particules et permettre de retrouver le niveau prédit par la simulation lagrangienne.
Dans le cas pŕesent, l’́energie d́ecorŕelée reste ńegligeable car les termes de production ne compensent
pas le terme de destruction par la traı̂née (courbes non présent́ees). Ce problème doit faire l’objet d’une
investigation future. Toutefois, le nombre de Stokesétant assez faible(St0 = 0.261), on peut supposer
que le d́efaut de repŕesentation du mouvement décorŕelé a un effet de second ordre sur le mouvement
mésoscopique et que les caractéristiques principales de la phase dispersée sont correctement décrites.

La Fig. 6.7b illustre les effets des transferts de chaleur parévaporation sur la température des phases
gazeuses et liquides. Les deux codes prédisent de façon similaire la phase de préchauffage qui am̀ene
la temṕerature liquidèa une valeur d’́equilibre (cf. section 3.3.2). On note cependant que les variations
des statistiques lagrangiennes se traduisent par des oscillations sur〈Tl〉v. Concernant la phase gazeuse,
la diminution de temṕerature duèa l’évaporation du nuage de gouttes est prédite de façon semblable par
les deux codes.

Une fois la phase de préchauffage liquide termińee, l’évaporation se traduit par une diminution du
carŕe du diam̀etre de goutte suivant la loi linéaire dud2 (cf. section 3.3.2). Cette décroissance est prédite
de manìere identique par AVBP TPFet AVBP-SPARTE (cf. Fig. 6.8a). La Fig. 6.8b illustre la variation du
Reynolds de goutte moyen.Red traduit à la fois les effets de la vitesse de glissement entre phasesus et
de l’évaporation via le diam̀etre de goutte (Red = usd/ν). Dans les premiers instants, les deux codes
prédisent une augmentation deRed qui correspond̀a l’apparition d’une vitesse relative entre phases.
Pour les deux codes, la valeur maximale deRed est proche et ce maximum est atteint pour un temps de
simulation semblable. Par la suite, le Reynolds de goutte diminue pour deux raisons. Premièrement, le
diamètre de goutte d́ecrôıt par évaporation. Deuxièmement, cette diminution entraı̂ne une d́ecroissance
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FIG. 6.7 -Énergie cińetique turbulente (a.) et températures moyennes gazeuse et liquide (b.) calculées par
AVBP TPFen Euler-Euler et parAVBP coupĺe à SPARTE [98] (code ONERA) en Euler-Lagrange

du temps de relaxation des particules qui correspondà un effet plus grand de la traı̂née sur la phase
disperśee. Comme l’atteste la courbe deqs traćee sur la Fig. 6.7a, la vitesse de glissement se trouve alors
réduite et contribuèa la diminution deRed. Dans cette phase décroissante, l’́ecart deRed entre le calcul
lagrangien et eulérien est attribúe au fait que la dynamique de particules est un peu plus forte dans le cas
lagrangien (cf. Fig. 6.7a, courbesqp).
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La Fig. 6.9 repŕesente des coupes instantanées de la position des particules (Fig. 6.9a) et de la densité
volumique de gouttes (Fig. 6.9b).Étant donńe les diff́erences entre les paramètres de simulation, on
se limite à une comparaison qualitative. Les deux coupes présentent une analogie dans la forme que
prennent les h́et́eroǵeńeités de la concentration particulaire : les particules se retrouvent agréǵees dans
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des fronts plisśes par les structures turbulentes. Dans les deux cas, on observe des régions assez vastes
où la concentration de particules est très faible. Ce ph́enom̀ene appeĺe śegŕegation est́etudíe dans la
section 6.6.

a. b.

FIG. 6.9 -Coupe instantańee de la position des particules lagrangiennes calculées parAVBP-SPARTE (donńees
ONERA) (a.) et de la densité de gouttes calculée parAVBP TPFen Euler-Euler (b.)

6.6 Analyse des ḿecanismes de production et de destruction de la va-
riance de vapeur

6.6.1 R̂ole de la concentration pŕeférentielle des gouttes

La Fig. 6.10 illustre la d́ecroissance de la masse volumique du nuage de gouttes parévaporation au
profit de la masse volumique de vapeur d’eau. La fluctuation deρlᾰl, li éeà la śegŕegation des goutte-
lettes, entrâıne une fluctuation deρY dans la phase gazeuse. Février [73, 75] montre que la śegŕegation
est un ph́enom̀ene qui apparaı̂t pour les nombres de Stokes intermédiaires (proche de l’unité). D’apr̀es
Maxey [152] et Squires et Eaton [249], les particules ont tendanceà s’accumuler dans les zones de faible
vorticité et de fort cisaillement du champ gazeux. Ce phénom̀ene s’explique par un ḿecanisme de centri-
fugation qui tend̀a éjecter les particules du coeur des tourbillons dont l’échelle de temps caractéristique
est comparable au temps de relaxation particulaire.

La Fig. 6.11 illustre les effets de concentration préférentielle observ́es dans le calcul AVBP à
t/τε,0 = 1.23. On constate que les tourbillons les plus intenses géǹerent des ŕegions vides de particules
(Fig. 6.11a). Ces dernières se retrouvent concentrées dans des fronts situés dans les zones de faible
vorticité (Fig. 6.11b).

Afin de quantifier la corŕelation entre les grandeurs fluctuantes jouant un rôle dans la dispersion de
carburant, on calcule les coefficients de corrélations lińeaires pour chaque couple de ces grandeurs.À
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a. b.

FIG. 6.11 -Phénom̀ene de concentration préf́erentielle : les particules sontéject́ees des zones de forte vorticité
(a.) (iso-contours de densité de gouttes inférieureà 〈n̆l〉 − n̆′

l) et s’accumulent dans les zones de faible vorticité
(b.) (iso-contours de densité de gouttes supérieureà 〈n̆l〉 + n̆′

l)

partir de l’́equivalence entre moyenne statistique et moyenne volumique (cf. section 6.1.3), le coefficient
de corŕelation entre les variablesφ1 etφ2 est calcuĺe de la manìere suivante :

R (φ1, φ2) =
covar (φ1, φ2)√
var (φ1) var (φ2)

=
〈φ1φ2〉v − 〈φ1〉v 〈φ2〉v√(〈

φ2
1

〉
v
− 〈φ1〉2v

)(〈
φ2

2

〉
v
− 〈φ2〉2v

) (6.58)

Le coefficient de corŕelation (ou corŕelation), compris entre−1 et 1, évalue le degŕe de d́ependance
linéaire entreφ1 et φ2. Une corŕelation proche de1 signifie queφ1 évolue lińeairement avecφ2. Une
corŕelation proche de−1 correspond̀a la relation lińeaire inverse. Si les variables sont indépendantes la
corŕelation vaut0 (sans que la ŕeciproque soit vraie).
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La corŕelation des fluctuations de densité de gouttes et de vorticitéR(ω, n̆l) est traćee sur la Fig. 6.12.
Sa valeur reste ńegative tout au long de la simulation, ce qui confirme que les fortes densités de gouttes
sont associées aux faibles vorticités, bien que la relation ne soit pas linéaire. Par ailleurs, la Fig. 6.12
montre que le taux d’évaporationΓ (proportionnel̀a n̆l) est fortement corŕelé à la fraction massique de
vapeur d’eau. Autrement dit, les zones de forte concentration de vapeur coı̈ncident avec les régions òu le
taux d’́evaporation est grand, c.-à-d. òu la phase dispersée est denśement peupĺee. Ainsi, le coefficient de
corŕelation vapeur-gouttesR(Y, n̆l) reste proche de l’unité. La conśequence du ḿecanisme de concentra-
tion pŕeférentielle de la phase dispersée est de produire de la vapeur dans les régions de faible vorticit́e,
comme l’atteste la courbe négative deR(Y, ω). Toutefois, en particulier après la fin de l’́evaporation,
R(Y, ω) diminue car la vapeur de carburant est homogéńeiśee par diffusion moĺeculaire.
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FIG. 6.12 -Évolution temporelle de différents coefficients de corrélation : vorticit́e–densit́e de gouttes, densité de
gouttes–taux d’́evaporation, taux d’́evaporation–fraction de vapeur, fraction de vapeur–densité de gouttes, taux
d’évaporation–vorticit́e et fraction de vapeur–vorticité (les coefficients faisant intervenir la phase dispersée sont

tracés jusqu’au temps d’évaporation)

6.6.2 Bilan de variance de vapeur

Afin de quantifier les termes responsables des variations temporelles de la variance de vapeurY ′2, on
cherchèa établir son bilan instantané de conservation.

En utilisant l’́equivalence entre moyenne statistique et moyenne volumique (cf. section 6.1.3), onécrit
la variance de la fraction massique de vapeur de la façon suivante :

Y ′2 = var(Y ) =
〈
Y 2
〉
v
− 〈Y 〉2v (6.59)

En d́erivant l’Eq.6.59 par rapport au temps, on obtient la variation temporelle deY ′2 :

d

dt
Y ′2 =

d

dt

〈
Y 2
〉
v
− 2 〈Y 〉v

d

dt
〈Y 〉v (6.60)

149
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On rappelle leśequations de conservation de la masse totale et de la masse de vapeur respectivement :

∂ρ

∂t
+

∂

∂xi
ρui = Γ (6.61)

∂ρY

∂t
+

∂

∂xi
ρY ui = −∂Ji,F

∂xi
+ Γ (6.62)

avecJi = −ρD
WH2O

W
∂X
∂xi

et sans vitesse de correction grâce au choix des nombres de Schmidt (cf.

section 6.2.1).̀A partir des Eq. 6.62 et 6.61, on déduit l’équation de transport de la fraction massique de
vapeur :

∂Y

∂t
+ ui

∂

∂xi
Y = −1

ρ

∂Ji

∂xi︸ ︷︷ ︸
Tdiff

+(1 − Y )
Γ

ρ︸ ︷︷ ︸
Tevap

(6.63)

où Tdiff et Tevap sont les taux de variation de fraction massique de vapeur par diffusion moléculaire et
par évaporation respectivement. En multipliant l’Eq. 6.63 par2Y , on obtient l’́equation de transport du
carŕe de la fraction massique de vapeur :

∂Y 2

∂t
+ ui

∂

∂xi
Y 2 = 2Y Tdiff + 2Y Tevap (6.64)

En moyennant les Eq. 6.63 et 6.64 sur le volumeV du domaine de calcul, on a respectivement :

〈
∂Y

∂t

〉

v

+

〈
ui

∂

∂xi
Y

〉

v

= 〈Tdiff〉v + 〈Tevap〉v (6.65)

〈
∂Y 2

∂t

〉

v

+

〈
ui

∂

∂xi
Y 2

〉

v

= 2 〈Y Tdiff〉v + 2 〈Y Tevap〉v (6.66)

On note que :

〈
ui

∂

∂xi
Y 2

〉

v

= 2

〈
Y ui

∂

∂xi
Y

〉

v

= −2 〈Y Tconv〉v (6.67)

avec : Tconv = −ui
∂Y

∂xi
(6.68)

oùTconv est la variation convective de la fraction de vapeur. Le volumeV étant fixe, la d́erivée temporelle
peutêtre sortie de l’int́egrale :

〈
∂
∂t ·
〉
v
≡ d

dt 〈·〉v. Les Eq. 6.65 et 6.66 se mettent alors sous la forme :

d

dt
〈Y 〉v = 〈Tconv〉v + 〈Tdiff〉v + 〈Tevap〉v (6.69)

d

dt

〈
Y 2
〉
v

= 2 〈Y Tconv〉v + 2 〈Y Tdiff〉v + 2 〈Y Tevap〉v (6.70)

D’après l’Eq. 6.60, en prenant (Eq. 6.66)− 2 〈Y 〉v × (Eq. 6.65), on obtient le bilan instantané de
variance de la fraction massique de vapeur :
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d

dt
Y ′2 = εconv + εdiff + Pevap (6.71)

avec : εconv = 2 〈Y Tconv〉v − 2 〈Y 〉v 〈Tconv〉v = 2
〈
Y ′T ′

conv

〉
v

(6.72)

εdiff = 2 〈Y Tdiff〉v − 2 〈Y 〉v 〈Tdiff〉v = 2
〈
Y ′T ′

diff

〉
v

(6.73)

Pevap = 2 〈Y Tevap〉v − 2 〈Y 〉v 〈Tevap〉v = 2
〈
Y ′T ′

evap

〉
v

(6.74)

où εconv, εdiff et Pevap sont des termes de (double) covariance.εconv est la variation par la corrélation
des fluctuations de fraction de vapeur et de flux convectif.εdiff repŕesente la dissipation par diffusion
moléculaire (cf. remarque ci-dessous).Pevap est le terme de production par la corrélation des fluctuations
de fraction de vapeur et de taux de production de vapeur parévaporation.

Remarque : Étant donńe que la fraction massique de vapeur reste faible(≤ 1%), on peut supposer :

W = cste = Wair (6.75)

ρ = cste = ρ0 (6.76)

En rappelant queρD = µ
Sc avec la viscosit́eµ fixée constante dans cetteétude, on a :

εdiff ≈ 2µ

ρ0Sc

[〈
Y

∂2Y

∂xi∂xi

〉

v

− 〈Y 〉v
〈

∂2Y

∂xi∂xi

〉

v

]
(6.77)

En appliquant le th́eor̀eme de Green-Ostrogradski et en rappelant que le domaine de calcul est périodique,
on a : 〈

∂2Y

∂xi∂xi

〉

v

=

∫∫

A

∂Y

∂xi
nidA ≡ 0 (6.78)

oùA repŕesente la frontìere du domaine de calcul etn la normalèa cette frontìere. En utilisant la propriét́e
de ńegativit́e de l’oṕerateur laplacien,εdiff s’écrit finalement :

εdiff ≈ − 2µ

ρ0Sc

〈
∂Y

∂xi

∂Y

∂xi

〉

v

≤ 0 (6.79)

εdiff est donc bien un terme de dissipation. Il est analogue au taux de dissipation scalaireχ utilisé dans
la mod́elisation des flammes de diffusion et dans le cas présent non-ŕeactif, la fraction de vapeur est
équivalentèa la fraction de ḿelange. Ŕeveillon et Vervisch [204] ont dérivé l’équation de conservation
de la variance de la fraction de mélange en tenant compte de l’évaporation. La forme de cetteéquation
diff ère ĺeg̀erement celle de l’Eq. 6.71 car ils utilisent une moyenne de Favre alors que la dérivation
présent́ee ici est baśee sur une moyenne de Reynolds.À partir de ŕesultats DNS de THI temporellement
décroissantes, ces auteurs proposent un modèle pŕedisant les fluctuations de fraction de mélange destińe
aux codes LES ou RANS.

Les différents termes de l’Eq.6.71 sont traćes sur la Fig. 6.13. On constate que le terme convectif
εconv reste ńegligeable. Le terme d’évaporationPevap est seul responsable de la production deY ′2 et
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FIG. 6.13 -Bilan instantańe de variance de la fraction massique de vapeur

s’oppose au terme de dissipation par diffusion moléculaireεdiff . Pour un temps de simulation inférieur
à 1.5τε, Pevap est suṕerieur à −εdiff ce qui cŕee de la variance de vapeur. Selon la loi dud2, le taux
d’évaporationΓ diminue en racine carré du temps après la phase de préchauffage (cf. section 6.5). Pour
t > 1.5τε, la contribution deΓ dansPevap n’est plus suffisante pour compenser la dissipationεdiff et le
bilan deY ′2 devient ńegatif. Ce comportement est conforme aux observations faites par Mashayek dans
uneétude DNS Euler-Lagrange de gouttelettes enévaporation dans une THI forcée [148]. Au delà du
temps d’́evaporation(tevap = 2.5τε), la fraction de vapeur devient un scalaire passif et la dissipation
moléculaire est le seul terme contribuant au bilan(εconv ≈ 0) :

d

dt
Y ′2 = εdiff (6.80)

L’Eq. 6.80 est similairèa l’Eq. 6.17 d́ecrivant la d́ecroissance de l’énergie cińetique turbulente. On définit
l’ échelle de tempsτε,D caract́eristique des fluctuations de fraction de vapeur par :τε,D = Y ′2/|εdiff |.
La Fig. 6.14 montre qu’au-delà du temps d’́evaporation,τε,D suit une croissance linéaire semblablèa
l’ évolution th́eorique deτε prédite l’Eq. 6.19. Dans ce cas, la constante du modèle vautCε,D = 0.54,
proche de la valeurCε = 0.50 mesuŕee pour le temps turbulent dynamique. Cette observation est
conformeà l’existence d’un rapport constant (proche de1) entre leséchelles de temps du champ dy-
namique et du champ d’un scalaire passif (cf. Schiestel [221]).

Note : Le fait que l’erreur de fermeture du bilan deY ′2 (Fig. 6.13) soit assez importante (en parti-
culier durant la phase d’évaporation) n’est pas vraiment surprenant. D’une part, l’évaluation des termes
εconv et εdiff faisant intervenir les oṕerateurs de gradient et de divergence est réaliśeeà l’aide d’un lo-
giciel de visualisation (Ensight) et non par les opérateurs d’AVBP. D’autre part, le bilan est construità
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FIG. 6.14 -Évolution temporelle de l’échelle de temps des fluctuations de vapeur

partir du carŕe de la fraction massique de vapeur qui n’est pas une variable transportée par le code et la
forme continue de l’Eq. 6.71 n’est pas résolue explicitement. Une fermeture faisant apparaı̂tre l’erreur du
sch́ema nuḿerique pourrait̂etre obtenue eńecrivant le bilan sous forme discrète par la ḿethode d́ecrite
dans la section 6.3.

6.6.3 Bilan de covariance de densité de gouttes-fraction de vapeur

En appliquant la ḿethode d́ecrite ci-dessus au produitn̆lY , on obtient le bilan instantané de cova-
riance de concentration de gouttes–fraction de vapeur :

d

dt

〈
n̆′

lY
′
〉
v

= εconv + εslip + εdiff + Pevap (6.81)

avec : εconv = −n̆l,0 〈Tconv〉v (6.82)

εslip =

〈
Y

∂

∂xi
n̆lus,i

〉

v

= −
〈

n̆lus,i
∂Y

∂xi

〉

v

(6.83)

εdiff = 〈n̆lTdiff〉v − n̆l,0 〈Tdiff〉v =
〈
n̆′

lT ′
diff

〉
v

(6.84)

Pevap = 〈n̆lTevap〉v − n̆l,0 〈Tevap〉v =
〈
n̆′

lT ′
evap

〉
v

(6.85)

où us,i est la vitesse relative gaz/liquide (ou vitesse de glissement) définie par :us,i = ui − ŭl,i. n̆l,0

est le nombre de gouttes moyen dans le domaine :n̆l,0 = 〈n̆l〉v = cste. εconv repŕesente l’effet du
transport convectif de la fraction de vapeur.εdiff etPevap sont des termes de covariance qui représentent
respectivement la dissipation par diffusion moléculaire et la production par la corrélation des fluctuations
de densit́e de gouttes et de taux d’évaporation. Par rapport au bilan de variance de vapeur (Eq. 6.71),εslip

est un terme supplémentaire qui traduit l’effet de la vitesse de glissement entre phases.
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Ces diff́erents termes sont tracés sur la Fig. 6.15. Comme attendu, le terme convectifεconv reste
négligeable. On retrouve l’effet des termesεdiff et Pevap qui sont des termes de dissipation et de pro-
duction de variance respectivement. Le terme dû au glissement entre phasesεslip repŕesente une source
positive de covariance tout au long du calcul et contribue pour une part relativement importante dans le
bilan. Ce ŕesultat pourrait sembler surprenant dans la mesure où la vitesse de glissement est associéeà
une śeparation des trajectoires gazeuse et liquide doncà une d́ecorŕelation des champs scalaires des deux
phases. En réalit́e,εslip > 0 traduit le fait que les gradients positifs de fraction de vapeur( ∂Y

∂xi
> 0) sont

assocíesà des flux de gouttes relatifs liquide/gaz positifs(−n̆lus,i > 0). Autrement dit, les gouttes qui
vont plus vite que le gaz(us,i < 0) géǹerent des fronts de fraction croissante de vapeur parévaporation
dans la directioni. À l’inverse, celles qui vont moins vite(us,i > 0) induisent des fronts d́ecroissants
dans la directioni.
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FIG. 6.15 -Bilan instantańe de la covariance densité de gouttes–fraction massique de vapeur

6.7 Taux d’évaporation filtr é en LES

Dans la section 4.4.5, on aécrit le taux d’́evaporation filtŕe en LES de la manière suivante :

Γ = πn̆ld̆ Sh [ρDF ] ln (1 + BM ) (6.86)

approximation : ΓLES ≈ πnld̆ Sh
µ

ScF
ln
(
1 + BM

)
(6.87)

avec : BM ≈ YF,ζ(T̂l) − ỸF

1 − YF,ζ(T̂l)
(6.88)
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où Sh = 2 dans le cas présent. Afin de v́erifier la validit́e de l’approximation de l’Eq. 6.87, on compare
les expressions des Eq. 6.86 et 6.87 enévaluant les valeurs filtrées par moyenne volumique sur le domaine
de calcul. La Fig. 6.16 montre que l’Eq. 6.87 est une approximation valable pour le taux d’évaporation
filtr é quel que soit le temps du calcul.
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FIG. 6.16 -Comparaison entre le taux d’évaporation moyen〈Γ〉v et le taux d’́evaporationΓLES calcuĺe à partir
des variables moyennes

6.8 Conclusion

La THI diphasique avećevaporation met eńevidence l’existence d’interactions complexes entre la
turbulence du gaz, la dynamique des gouttes et la variance du champ de vapeur produit. Ces interactions
mettent en jeu des effets inertiels, diffusifs ainsi que des transferts de quantité de mouvement, d’énergie
et de masse entre phases. Tous ces phénom̀enes sont pris en compte par le modèle diphasique eulérien
implant́e dans AVBP.

Du point de vue de la validation, plusieurs points ontét́e trait́es. Concernant la dynamique de la phase
gazeuse, un bilan d’énergie cińetique incluant l’effet de l’́evaporation est présent́e. La conservativit́e du
code pour la masse et l’énergie de chaque phase aét́e vérifiée par des bilans intégraux instantańes. Le
calcul Euler-Euler áet́e compaŕe à une simulation lagrangienne. Concernant l’évolution temporelle de
certaines grandeurs moyennes telles que la température, le diam̀etre et le Reynolds des gouttes, l’accord
est bon. Des diff́erences ont́et́e not́ees sur la dynamique moyenne de la phase dispersée bien que les
champs de densité de gouttes obtenus soient qualitativement comparables.À travers l’́ecriture d’une
équation de bilan pour la variance de vapeur, on a montré la capacit́e d’AVBP à pŕedire le ḿelange
turbulent d’un nuage de gouttes qui s’évapore en configuration homogène. Le r̂ole du ph́enom̀ene de
concentration pŕeférentielle des gouttes dans la production de variance de vapeur aét́e mis enévidence
ainsi que les effets compétitifs du transfert de masse parévaporation et de la diffusion moléculaire.
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Cet exercice de validation pourraitêtreétendùa certains points qui n’ont pasét́e abord́es. Par exemple,
uneétude spectrale permettrait de comprendreà quelleśechelles se font les transferts entre phases afin
d’évaluer l’importance de modéliser les termes de sous-maille négligés dans le mod̀ele LES de la phase
disperśee (cf. section 4.4). Par ailleurs, les transferts de chaleur n’ont pasét́e analyśes ici. En particulier,
l’ étude de l’effet du spray sur le champ de température de la phase gazeuse présente un int́er̂et dans les
écoulements chargés òu l’on s’attendà observer des phénom̀enes de saturation locale en fonction des
fluctuations de fraction volumique et de température. Enfin, dans la perspective de l’extension du modèle
Euler-Euler d’AVBP aux écoulements polydisperses, le modèle de Mossa [173] pourrait être test́e dans
cette configuration et comparé au mod̀ele mod̀ele Euler-Lagrange récemment implanté dans AVBP par
M. Garćıa au cours de sa thèse [84, 207].
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Chapitre 7

Flammes laminaires diphasiques

7.1 Introduction

7.1.1 Intérêt de l’étude

Comme le montre la section 1.2.1, la combustion diphasique est un phénom̀ene complexe. On re-
cherche donc des situations où le probl̀eme se pŕesente sous une forme simplifiée, tant du point de vue de
la théorie que du calcul nuḿerique. La flamme plane laminaire diphasique est une simplification majeure
qui pŕesente plusieurs intér̂ets :

– elle prend en compte des caractéristiques essentielles de la combustion de spray en représentant la
flamme comme la propagation d’une onde où interviennent la cińetique chimique, le transport et
l’ évaporation de gouttes de carburants, les flux d’espèces et de chaleur dans le gaz, etc. ;

– elle permet la comparaison entre lesétudes th́eoriques, exṕerimentales et nuḿeriques ;
– elle se pr̂ete facilement aux́etudes paraḿetriques qui fournissent des informations précieuses sur

la physique et les limites des modèles th́eoriques et nuḿeriques ;
– bien que l’approche de type flammelettes ne soit pas aussiévidente que pour la combustion ga-

zeuse, cette flamme peut servir d’élément de base pour bâtir un mod̀ele de combustion diphasique
turbulente (cf. section 4.6).

Dans le cadre de ce travail, les calculs de flammes planes sont orientés vers l’application du code
AVBP aux simulations tridimensionnelles turbulentes présent́ees dans la partie III. Dans un premier
temps, on cherchèa valider le code sur la base d’une solution analytique (flamme diphasique homogène).
Dans un second temps, onétudie le mode de combustion rencontré dans les calculs LES et on analyse le
comportement du modèle de flamméepaissie en prévision de ces calculs (flamme diphasique saturée).

7.1.2 Classification des flammes laminaires diphasiques

Les auteurs proposent différents niveaux de classement pour décrire les flammes laminaires dipha-
siques. Williams [269] distingue les flammes homogènes des flammes hét́erog̀enes. En comparant le
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temps convectif du sprayτconv = D/SL avec le temps d’évaporationτevap, la Fig. 7.1 illustre la
diff érence entre :

• La flamme homog̀ene (ou flammèa pŕevaporisation). Le front de flamme se situe dans une région pu-
rement gazeuse car le temps convectif permet l’évaporation totale du spray de carburant(τconv ≥
τevap) ;

• La flamme hétérogène . Le front de flamme rencontre uńecoulement diphasique car le temps
d’évaporation est supérieur (τevap → ∞ dans le cas de la flamme saturée pŕesent́e ci-dessous) au
temps de convection du spray(τconv < τevap).
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FIG. 7.1 -Sch́ema de la flamme diphasique monodimensionnelle : flamme homogène (en haut) et flamme
hét́erog̀ene (en bas)

Dans la cat́egorie des flammes hét́erog̀enes, Ben Dakhlia [20] fait une distinction th́eorique entre deux
types pour les flammes planes nonétirées :

• La flamme saturée. Lorsque le ḿelange inject́e est froid ou lorsque le carburant est peu volatil, la
pression partielle de carburantà la surface des gouttes1 est faible. Lorsque la pression partielle dans
le gaz environnant tend vers cette valeur de surface, le taux d’évaporation des gouttes tend vers
zéro : le ḿelange est dit saturé. Du point de vue de l’évaporation (et non de la chimie), l’état amont
està l’équilibre thermodynamique et ne varie plus en espace. En péńetrant dans le front de flamme,
les gouttes voient leur température augmenter au contact des gaz chauds et le mélange n’est plus
à l’équilibre : l’évaporation reprend et produit la vapeur de carburant qui alimente la réaction
chimique. La flamme saturée peut donĉetre vue comme une onde de déflagration se propageant
dans un milieu (diphasique) infini. Elle est stationnaire lorsque la vitesse de l’écoulement infini
amont est́egaleà la vitesse de propagation du front de flamme. Sur ce plan, elle présente une
analogie avec la flamme gazeuse de prémélange.

• La flamme ancrée. L’ état amont est un ḿelange diphasique non-saturé qui impose une frontière
amont sitúeeà une distance finie du front de flamme. Dans ce cas, l’évaporation du spray débute

1égaleà la pression de vapeur saturante imposée par la loi de Clapeyron (cf. section 3.3.2)
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dès la condition d’entŕee et la flamme se stabiliseà l’endroit òu la vitesse de propagation (qui
varie avec la fraction de carburantévapoŕe) estégaleà celle du spray. Contrairementà la flamme
plane satuŕee, le caractère propagatif de la flamme ancrée ne peut paŝetre clairement d́efini car
il est impossible de d́eterminer unétat amont non perturbé. On ne peut donc pas lui associer
une v́eritable vitesse de flamme. Par conséquent, ce type de configuration est moins propiceà la
validation et n’a paśet́e retenu dans cettéetude.

7.1.3 Pŕećedents travaux

Bien qu’elles pŕesentent un intér̂et dans la mod́elisation de la combustion diphasique turbulente
(cf. section 7.1.1), les flammes laminaires diphasiques nonétirées ont fait l’objet de relativement peu
d’études. La rareté des ŕesultats exṕerimentaux tient aux difficultés de cŕeer les conditions pour de telles
flammes et de ŕealiser des mesures précises. Les ŕesultats th́eoriques se limitent souventà des cas òu la
proportion de carburant liquide dans le mélange initial est faible. La simplicité des mod̀eles d’́evaporation
et de combustion réduit cesétudesà des analyses qualitatives. Sur le plan numérique, leśetudes exis-
tentes visent principalementà mod́eliser et analyser certains effets complexes comme la chimie détaillée,
la polysdispersion du spray, etc., dans des configurations simplifiées.

Études exṕerimentales

Hayashi et Kumagai [101] ont étudíe la combustion de ḿelanges saturés de gouttes et vapeur
d’éthanol dans de l’air au moyen d’une chambre de Wilson. Le dispositif permet de géńerer par conden-
sation un brouillard saturé quasiment monodisperse dont la teneur en carburant liquide reste faible. Ces
auteurs observent que la présence de carburant liquide diminue la vitesse de flamme pour les mélanges
pauvres ou stœchioḿetriques et l’augmente très ĺeg̀erement en ŕegime riche. Hayashiet al. [102]
fournissent des résultats pour l’́ethanol et le n-octane. Leurétude met eńevidence un diam̀etre de goutte
au-dessus duquel la vitesse de flamme augmente en régime riche par rapport au cas monophasique.
Ils attribuent cette observatioǹa un effet d’augmentation de la surface effective du front de flamme en
présence de gouttelettes suffisamment grosses.

Ballal et Lefebvre [17] ont mesuŕe la vitesse de propagation laminaire d’une flamme plane dans des
mélanges pauvres et stœchiométriques pour divers carburants en minimisant les effets de gravité gr̂ace
à un dispositif de chute libre. La proportion de carburant liquide dans le mélange initial varie sur une
large gamme et le diam̀etre moyen de Sauter des gouttes (SMD) va de30 µm à 150 µm. Quel que soit
le carburant, les auteurs observent une diminution de la vitesse de flamme d’autant plus grande que la
proportion initiale de liquide est́elev́ee et que le SMD est important. Ils proposent une formule donnant
la vitesse de flamme diphasiqueà partir de la vitesse de flamme gazeuse en basant leur raisonnement
sur la comparaison des temps caractéristiques de la flamme. Dans une flamme monophasique, le temps
de coincementτ∗

q , caract́eristique de la diffusion thermique dans le front de flamme, estégal au temps
chimiqueτc car il y a équilibre entre le d́egagement de chaleur par réaction et les pertes par diffusion.
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On en d́eduit l’expression suivante pour le temps chimique :

τc = τ∗
q =

Dth

S∗
L

2 (7.1)

où Dth et S∗
L sont la diffusivit́e thermique et la vitesse de flamme laminaire monophasique respecti-

vement. Pour une flamme diphasique, le temps de coincementτq est fonction de la vitesse de flamme
laminaire diphasiqueSL :

τq =
Dth

SL
2 (7.2)

Les auteurs supposent par ailleurs que le temps de coincement de la flamme diphasique est la somme du
temps d’́evaporationτe et du temps de chimiqueτc :

τq = τe + τc (7.3)

Ils évaluent le temps d’évaporationτe à partir de la loi dud2 baśee sur un nombre de Spalding ca-
ract́eristique de chaque carburant. En combinant les Eq. 7.1–7.3, la vitesse de flamme diphasique est
exprimée alors par :

SL =

(
τe

Dth
+

1

S∗
L

2

)− 1
2

(7.4)

Pour un temps d’évaporation court, cette relation prédit une vitesse de flamme proche de la vitesse de
flamme gazeuse.̀A l’inverse, la vitesse de flamme est détermińee par le temps d’évaporation lorsque
celui-ci est grand devant le temps chimique.

Études analytiques

Lin et al. [137] et Lin et Sheu [138] proposent une solution asymptotique de flamme hét́erog̀ene
qui suppose une vitesse de glissement nulle et une inflammation des gouttes lorsqu’elles traversent le
front de flamme. Par rapportà la combustion homogène, ils constatent une diminution de la vitesse
de flamme diphasique en régime pauvre mais une augmentation en régime riche pour des diam̀etres
de gouttes mod́eŕes. La principale limitation de leur approche est la faible teneur en carburant liquide
dans le ḿelange ŕeactif. Leur solution analytique de la zone d’évaporation áet́e utilisée pour calculer la
flamme diphasique homogène pŕesent́ee dans la section 7.2.

Silvermanet al. [234, 235] et Greenberget al. [95] ont analyśe les flammes diphasiques laminaires
en prenant en compte les effets de coaelescence et de polydispersion par une approche sectionnelle [94]
dans laquelle le spray est divisée en sections contenant une classe de goutte traitée de façon śepaŕee. Leur
étude envisage la combustion de gouttes isolées comme un des mécanismes influençant la propagation
de la flamme. Dans unéetude compĺementaire, Greenberget al. [96] proposent d’appliquer un facteur
correctif sur la vitesse de flamme afin de prendre en compte l’augmentation dueà la pŕesence du spray
conformeà l’observation exṕerimentale de Hayashiet al. [102] mentionńee ci-dessus.
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Études numériques

Zhu et Rogg [273] ont simuĺe nuḿeriquement le problème trait́e de façon analytique par Silverman
et al. [234, 235]. Le spray est ŕesolu avec une ḿethode lagrangienne où les aspects polydisperses sont
traités avec une approche de type Monte Carlo. La résolution de l’́ecoulement gazeux est assurée par le
code de flamme laminaire monodimensionnelle RUN-1DL avec une chimie simplifiée. Leurétude fait
apparâıtre un diam̀etre initial de goutte pour lequel la vitesse de flamme est maximale. Ils montrent par
ailleurs que l’approximation monodisperse est valable si la distribution initiale de diamètres ne pŕesente
qu’un seul maximum.

Versaevel [259] a meńe uneétude en chimie complexe de flammes diphasiques nonétirées sur une
grande plage de richesse, diamètre et teneur en carburant liquide. Le spray est résolu au moyen d’une
approche eulérienne en moyenne volumique2. Ses ŕesultats pŕesentent un bon accord avec les mesures
exṕerimentales de Ballal et Lefebvre [17]. Conforḿement aux ŕesultats exṕerimentaux de Hayashi et
Kumagai [101] et Hayashiet al. [102], ils prédisent, par rapport̀a la flamme gazeuse, une diminution de
la vitesse de flamme en régime pauvre et une augmentation en régime riche. Ces effets sont d’autant plus
grand que le diam̀etre initial de gouttes estélev́e et font apparâıtre une courbe deSL(φ) présentant une
forme en S pr̀es de la limite d’extinction riche. Enfin, l’auteur justifie l’importance de la prise en compte
de la vitesse de glissement dans la dynamique de la flamme.

Ben Dakhlia [20] a calcuĺe des flammes de spray en chimie complexe au moyen d’une approche
cinétique euĺerienne avec des propriét́es de transport d́etaillées. Il confirme la d́eformation de la courbe
SL(φ) et l’augmentation de la limite d’extinction riche diphasique observées par Versaevel [259]. Il
note que ces effets sont d’autant plus grand que la teneur en carburant liquide estélev́ee. Ses ŕesultats
montrentégalement que l’épaisseur de flamme augmente avec le diamètre d’injection en ŕegime pauvre
mais d́ecrôıt avec la richesse en régime riche.

Laurent et Massot [128, 129] ont clarifié le formalisme de l’approche sectionnelle initialement pro-
pośee par Greenberget al.[94]. Leur étude montre que le modèle euĺerien sectionnel fournit des résultats
comparablèa l’approche lagrangienne dans un calcul de flamme plane contre-courant polydisperse [128].
Ils montrent toutefois que la discrétisation au premier ordre de la distribution de taille de gouttes induit
une diffusion nuḿerique importante.

Réveillon et Vervisch [205] ont réaliśe des simulations nuḿeriques directes lagrangiennes de flammes
laminaires diphasiques en configuration bidimensionnelle. Leur analyse illustre l’effet de la richesse ini-
tiale du spray sur la structure de flamme. Elle montre ainsi la prédominance d’un régime de combustion
partiellement pŕemélanǵee avec unéevolution vers une structure de flamme triple lorsque le cœur du
spray est suffisamment riche.

Lesétudes monodimensionnelles présent́ees dans ce chapitre ne visent pasà tester une mod́elisation
fine de la physique. Il s’agit plutôt de montrer que le code LES, avec des modèles simples, est capable
de reproduire les caractéristiques essentielles de la combustion diphasique dans des configurations sim-
plifi ées òu la pŕecision du calcul peut̂etre facilement quantifíee.

2par oppositioǹa l’approche statistique utilisée dans la présentéetude (cf. chapitre 3)
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7.1.4 Equations de conservation

Les hypoth̀eses du problème de flamme plane diphasique sont les suivantes :
– régime stationnaire,
– probl̀emeà une dimension,
– pas de gravit́e,
– échauffement visqueux négligeable.

Leséquations de Navier-Stokes décrites dans la partie I se présentent alors sous la forme suivante :

Phase gazeuse :

d

dx
ρu = Γ (7.5)

d

dx
ρuYk = −dJx,k

dx
+ δkF Γ + ω̇k (7.6)

d

dx
ρu2 = −dP

dx
+

dτxx

dx
− Fd + Γŭl (7.7)

d

dx
ρuE = −dPu

dx
− dqx

dx
+ Λ + Φ + u (Γŭl − Fd) + ω̇T (7.8)

avec le flux visqueuxτxx = 4
3µdu

dx , le flux diffusif d’esp̀ecesJx,k = ρYk

(
V k

x + V c
x

)
et le flux

diffusif de chaleurqx = −λdT
dx +

∑N
k=1 Jx,khs,k. Ces flux ainsi que les différents termes sources

sont d́etaillés dans la partie I.

Phase liquide :

d

dx
n̆lŭl = 0 (7.9)

d

dx
ρlᾰlŭl = −Γ (7.10)

d

dx
ρlᾰlŭ

2
l = −Γŭl − Fd (7.11)

d

dx
ρlᾰlŭlh̆s,l = −Λ − Φ (7.12)

avec les conditions aux limites suivantes :

Entr ée : injection (vitesse, temṕerature et composition fixées) d’un ḿelange diphasique non saturé,
dans le cas de la flamme homogène (section 7.2.4) ou saturé froid dans le cas de la flamme saturée
(section 7.3.1)

Sortie : pression impośee
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7.2 Flamme diphasique homog̀ene

7.2.1 Configuration

La flamme homog̀ene est la configuration la plus simple incluant effets diphasiques et réaction de
combustion (cf. section 7.1.2). La Fig. 7.2 illustre le principe de ce type de flamme :

– une injection diphasique enx = x0 produisant un spray qui s’évapore int́egralement avantx =
xev ;

– un écoulement purement gazeux parfaitement prémélanǵe (xev ≤ x < xf ) qui alimente une
flamme de pŕemélange gazeuse(x = xf ) ;

– unécoulement en aval de la flamme(xf < x ≤ x2) constitúe de gaz br̂ulésà l’équilibre thermo-
dynamique enx = x2.

ev xf

Injection

diphasique

Flamme de

prémélange

P2

LS

Gaz brulés

x0

P1

d’évaporation

Zone

purement

Région

gazeuse

x2

Equilibre

thermochimique

x

FIG. 7.2 -Sch́ema de la flamme diphasique homogène

La section 7.2.2 précise les d́efinitions des diff́erentes richesses qui caractérisent un ḿelange dipha-
sique. La section 7.2.3 décrit la solution analytique du problème qui sert de référence pouŕevaluer les
prédictions du code AVBP. Enfin, apr̀es avoir fourni les param̀etres du calcul (section 7.2.4), on présente
les ŕesultats comparant les calculs AVBP à la solution analytique dans la section 7.2.5.

7.2.2 D́efinition des richesses pour un ḿelange diphasique

On rappelle l’Eq. 4.129 qui d́efinit la richesse du ḿelange d’un carburant gazeuxF avec l’oxydantO
contenu dans l’air :

φ = s
YF

YO
(7.13)

Afin de prendre en compte la contribution du carburant liquideà la richesse, on exprime la fraction
massique de carburant liquide (appelée aussi charge massique de liquide) :

YF,l =
masse de carburant liquide

masse du gaz
=

ρlᾰl

ρ
(7.14)
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La richesse liquide s’exprime alors comme :

φl = s
YF,l

YO
= s

ρlᾰl

ρYO
(7.15)

La somme de la fraction massique gazeuse et liquide de carburant est appelée fraction massique totale
de carburant et notéeYF,t :

YF,t = YF + YF,l (7.16)

La somme de la richesse gazeuse et liquide définit la richesse totale du ḿelange diphasique :

φt = φ + φl = s
YF,t

YO
= s

ρlᾰl

ρ + YF

YO
(7.17)

La richesse totale possède la propríet́e de rester constante dans un mélange diphasique qui est seulement
évapoŕe et convect́e (sans diffusion moléculaire et sans différentiel de vitesse gaz/liquide). On définit
enfin le param̀etreΩ qui compare la masse de carburant gazeuxà la masse totale de carburant dans le
mélange :

Ω =
ρYF

ρlᾰl + ρYF
=

YF

YF,t
=

φ

φt
(7.18)

Ω permet de distinguer les flammes pour lesquelles l’injection est purement liquide (Ω = 0) des flammes
purement gazeuses (Ω = 1).

Lorsqu’on utilise les Eq. 7.13, 7.15 et 7.17 pour caractériser la richesse locale d’uńecoulement
réactif, on rencontre un problème dans les gaz brûlés en ŕegime riche òu la fraction massique d’oxy-
dant tend vers źero. Pour la richesse gazeuse, on préfère alors l’expression suivante basée sur la fraction
de ḿelange [197] :

φ =
z

1 − z

1 − zst

zst
(7.19)

où z est un scalaire passif normalisé d́efinit par :

z =
sYF − YO + Y 0

O

sY 0
F + Y 0

O

(7.20)

où Y 0
F est la valeur deYF dans l’́ecoulement amenant le carburant,Y 0

O est la valeur deYO dans
l’ écoulement amenant l’oxydant etzst est la valeur dez à la stœchioḿetrie :

zst =
Y 0

O

sY 0
F + Y 0

O

(7.21)

Si on consid̀ere que le ḿelange est obtenùa partir d’unécoulement de JP10 pur et d’unécoulement d’air
pur, on a :Y 0

JP10 = 1, Y 0
O = 0.233 etzst = 6.617 × 10−2.
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Remarque : Imposer simplementφt(x = x0) = φt,0 en entŕee ne suffit pas pour obtenirφev = φ(x =
xev) = φt,0 apr̀esévaporation totale du spray. En effet, contrairement au cas de la flamme de prémélange
gazeuse (cf. section 4.7) ou de la flamme diphasique saturée (cf. section 7.3), la condition d’entrée de
la flamme diphasique homogène comporte des gradients importants du fait de l’évaporation qui d́emarre
dèsx = x0. En particulier, le gradient de fraction massique de carburant est responsable du flux diffusif
de carburant gazeux :

J0
x,F = −

[
[ρDF ]

WF

W

∂XF

∂x
− ρVcYF

]

0

(7.22)

estiḿe ici par : J0
x,F ≈ −

[
[ρDF ]

dYF

dx

]

0

(7.23)

où l’indice 0 désigne l’entŕee. Afin de contr̂oler pŕeciśement le flux massique entrant de carburant, on
cherchèa compenser le flux diffusif gazeux sortantJ0

x,F par le flux convectif gazeux entrant :

Gc
x,F = [ρuY c

F ]0 (7.24)

où la correction de fraction massique de carburantY c
F est telle que :

J0
x,F + Gc

x,F = 0 (7.25)

La condition de l’Eq. 7.25 assure que la richesse gazeuse du mélange apr̀esévaporation complète est bien
égaleà la richesse liquide du ḿelange inject́e :φev = φt,0. En pratique, cette condition est appliquée en
corrigeant la fraction massique de carburant dans le mélange gazeux injecté de la manìere suivante :

Y ′
F,0 = YF,0 + Y c

F (7.26)

où YF,0 est fonction de la richesse gazeuse d’injectionφ0 (cf. Eq. 7.13) :

YF,0 =
φ0

s
YO,0 (7.27)

avecYO,0 la fraction massique d’oxydant en entrée (̀a ne pas confondre avecY 0
O dans l’Eq. 7.20).

7.2.3 Solution analytique

Les zones d’́evaporation et de combustionétant śepaŕees dans l’espace, on peut découper le problème
en deux sous-problèmes (cf. Fig. 7.2) :

P1 : un écoulement non réactif òu le spray s’́evapore dans l’air(x0 ≤ x < xev) ;

P2 : unécoulement purement gazeux où se propage une flamme de prémélange stationnaire(xev ≤ x ≤
x2).

Les deux probl̀emes sont raccordés en prenant la condition de sortie de P1 comme condition d’entrée pour
P2. La stationnarité du probl̀eme est assurée si la vitesse de propagation de la flamme de prémélangeSL

estégaleà la vitesse de l’́ecoulement enx = xev :

u(xev) = SL (7.28)
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La valeurSL peutêtre fournie par une formule analytique issue de l’analyse asymptotique telle que celle
propośee par Mitani [168]. Toutefois, pour faciliter la comparaison avec AVBP, SL a ét́e fixée par le
calcul d’une flamme de prémélange gazeuse avec PREMIX (cf. section 4.7.2)à partir des conditions
obtenues enx = xev car elle est plus proche de la vitesse de flamme prédite par AVBP.

P1 : zone d’́evaporation (x0 ≤ x < xev)

Cette section d́ecrit de façon succinte la ḿethode de ŕesolution analytique du problème d’́evaporation
monodimensionnel proposée initialement par Linet al. [137, 138]. La démonstration est d́etaillée dans
le rapport de stage de C. Saulnier [218]. La formulation pŕesent́ee ici aét́e adapt́ee par l’auteur au for-
malisme multi-esp̀eces adopté dans les versions courantes d’AVBP. On rappelle les hypothèses simplifi-
catrices du problème :

– nombre de Spalding constant :BM = BM,0,
– temṕerature constante dans la phase liquide :T̆l = Tl,0,
– même vitesse pour les deux phases :St ≡ 0,
– pression constante :P = P0,
– régime stationnaire :∂∂t ≡ 0,
– diffusion moĺeculaire suivant la loi de Fick avec un coefficient de diffusion :[ρDF ] = cste,
– diffusion thermique suivant la loi de Fourier avec une conductivité :λ = cste.

où l’indice 0 désigne les conditions d’entrée (cf. Fig. 7.2). Sous ces hypothèses, le problème est d́ecrit
par le syst̀eme suivant :

(ρ + ρlᾰl) u = cste = F0 (7.29)

ρu
dYF

dx
− [ρDF ]

d2YF

dx2
= (1 − YF )Γ (7.30)

ρu
dhs

dx
− λ

d2T

dx2
= −(hs − h̆s,l)Γ (7.31)

où l’enthalpie du carburant liquide est constante et vaut :h̆s,l = hl,0 = hs,F (Tl,0) − Lv. On d́efinit le
changement de variable suivant :

β =
1 − Z

1 − Z0
(7.32)

avec : Z =
ρ

ρ + ρlᾰl
(7.33)

On note par ailleurs qu’on ăαl(xev) = 0, d’où :

F0 = [ρu]ev (7.34)

où uev est donńe par l’Eq. 7.28 etρev vaut :

ρev =
P0W ev

RTev
(7.35)
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où W ev etTev sont expriḿes en fonction deYF,ev eths,ev par :

W ev = YF,ev WF + (1 − YF,ev) Wair (7.36)

hs,ev = YF,ev hs,F (Tev) + (1 − YF,ev) hs,air(Tev) (7.37)

où WF , Wair, hs,F (Tev) et hs,air(Tev) sont les masses molaires et les enthalpies sensiblesà Tev du
carburant et de l’air respectivement. Dans l’Eq. 7.37,hs,ev et YF,ev sont évalúes par les expressions
suivantes :

hs,ev = Z0hs,0 + (1 − Z0) hl,0 (7.38)

YF,ev =

(
1 +

s

Y 0
Oφt

)−1

(7.39)

L’Eq. 7.38 est obtenue par intégration de l’Eq. 7.31 entrex0 etxev en ńegligeant le flux conductif−λd2T
dx2 .

Dans l’Eq. 7.39,Y 0
O2

est la fraction massique de dioxygène dans l’air :Y 0
O = Y air

O2
= 0.233 et φt est la

richesse totale (cf. section 7.2.2). Enfin, on pose :

σY =
[ρDF ]

F0
et σT =

λ

F0
(7.40)

Avec le changement de variable (Eq. 7.32), on peut alors exprimer le système 7.29 – 7.31 sous la forme
suivante :

− dβ

dx
+ (1 − Z0) β

dβ

dx
=

A
T

β1/3 (7.41)

dYF

dx
− (1 − Z0)

d

dx
βYF − σY

d2YF

dx2
= − (1 − Z0)

dβ

dx
(7.42)

dhs

dx
− (1 − Z0)

d

dx
βhs − σT

d2T

dx2
= −h̆0

s,l (1 − Z0)
dβ

dx
(7.43)

avec : A =
6P0W 0Sh[ρDF ] ln (1 + BM,0)

Rρld
2
0F0

= cste (7.44)

avec les conditions aux limites suivantes :




β(x0) = 1 ; β(xev) = 0
YF (x0) = YF,0 ; YF (xev) = YF,ev

hs(x0) = hs,0 ; hs(xev) = hs,ev

(7.45)

La résolutionà l’ordre0 de l’Eq. 7.41 donne une approximation deβ :

β0(x) =

(
1 − 2A

3T0
x

)3/2

(7.46)

La résolutionà l’ordre0 puisà l’ordre1 des Eq. 7.42 et 7.43 aboutit aux expressions suivantes :

YF (x) = YF,0 + (YF,ev − YF,0)

(
1 − e

x−x0
σY

IY (x)

IY (x0)

)
(7.47)

T (x) = T0 + (Tev − T0)

(
1 − e

x−x0
σT

IT (x)

IT (x0)

)
(7.48)
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avec :

IY (x) =

∫ xev

x
e
−

x′−x0
σY β0(x′)dx′ (7.49)

IT (x) =

∫ xev

x
e
−

x′−x0
σT β0(x′)dx′ (7.50)

Remarque : Afin de respecter la condition exprimée par l’Eq. 7.25, il est ńecessaire d’imposer la valeur
corrigée deYF (x0) dans l’Eq. 7.45. D’apr̀es l’Eq. 7.26 et en ńegligeant les effets du flux diffusif, on a :

Y (x0) = Y ′
F,0 = YF,0 + σY (1 − YF,0)

1 − Z0

Z2
0

A
T0

(7.51)

où YF,0 est donńe par l’Eq. 7.27.

P2 : flamme de pŕemélange(xev ≤ x ≤ x2)

Les valeurs deTev et Yk,ev calcuĺees lors de la ŕesolution du probl̀eme P1 sont utiliśees en combi-
naison avec la condition de pression constantep0 et la condition de vitesseuev = SL (Eq. 7.28). Les
hypoth̀eses du problème P2 sont les suivantes :

– nombre de Lewis unitaire pour toutes les espèces :Lek = 1 ;
– l’ épaisseur de flamme est donnée par la formule de Blint (Eq. 7.88) ;
– le profil de temṕerature ŕeduiteΘ (équivalente au taux d’avancement) est de type tangente hyper-

bolique(tanh) ou bien impośe par la formule asymptotique d’Echekki et Ferziger [69]. Dans le
cas pŕesent, le profil de typetanh présente un meilleur accord avec la solution calculée par AVBP.

Connaissant le profilΘ(x), on calcule la temṕerature et les fractions massiques des espèces de la façon
suivante :

T (x) = Θ(x) (T2 − Tev) + Tev (7.52)

Yk(x) = Yk,ev − Θ(x)YL,ev
Wkνk

WLνL
(7.53)

où l’indice L désigne le ŕeactif en d́efaut dans le ḿelangèax = xev :

{
L = F si φev ≤ 1
L = O si φev > 1

(7.54)

T2 est la temṕerature des gaz brûlés que l’on cherchèa exprimer en int́egrant leśequations de conserva-
tion 1D stationnaires des espèces et de l’enthalpie sensiblehs de la façon suivante :

∫ x2

xev

d (ρuYk) =

∫ x2

xev

dJx,k +

∫ x2

xev

ω̇kdx (7.55)
∫ x2

xev

d (ρuhs) =

∫ x2

xev

dqx +

∫ x2

xev

d (ρuP ) +

∫ x2

xev

ω̇T dx (7.56)
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Jx,L(xev) = Jx,L(x2) = 0 et qx(xev) = qx(x2) = 0 car les gradients d’espèces et de température
sont nuls enxev et x2. De plus, on aρuP = F0P0 d’où d (ρuP ) = 0. Enfin, on rappelle l’Eq. 2.43 qui
exprime le taux de d́egagement de chaleurω̇T :

ω̇T = −
N∑

k=1

∆h0
f,kω̇k (7.57)

Après simplification parF0, on obtient :

∫ x2

xev

dYk =

∫ x2

xev

ω̇kdx (7.58)

∫ x2

xev

dhs = −
N∑

k=1

∆h0
f,k

∫ x2

xev

ω̇kdx (7.59)

Soit, en utilisant l’Eq. 7.53 avecΘ(x2) = 1 :

Yk,2 = Yk,ev − YL,ev
Wkνk

WLνL
(7.60)

hs,2 = hs,ev +
YL,ev

WLνL

N∑

k=1

∆h0
f,kWkνk (7.61)

On obtient finalementT2 à partir de l’Eq. 2.15 en prenantT = T2 :

hs,2 =

N∑

k=1

Yk,2hs,k(T2) (7.62)

ConnaissantYk etT , on d́eduitρ etu :

ρ(x) =
p0W (x)

RT (x)
(7.63)

u(x) =
F0

ρ(x)
= SL

ρev

ρ(x)
(7.64)

7.2.4 Param̀etres de calcul

Le carburant utiliśe est le JP10 dont les propriét́es physico-chimiques sont décrites dans la section 4.7.
Le calcul AVBP est initialiśe au moyen de la solution analytique. Les paramètres physiques du calcul (cf.
Tab. 7.1) sont choisis de façonà respecter au plus près les hypoth̀eses de la solution analytique détaillée
dans la section 7.2.3. En particulier, la température liquidèa l’injection est fix́ee de sorte que la variation
de temṕerature liquide dans la zone d’évaporation soit faible. Afin d’atteindre la richesse totale effective
φt,0 en fin d’́evaporation, il est ńecessaire d’appliquer la richesse corrigéeφ′

t,0 (cf. section 7.2.2).

169



FLAMMES LAMINAIRES DIPHASIQUES

Conditions d’entr ée
Temṕerature du gaz : T0 = 450 K
Vitesse gaz et liquide : u0 = ul,0 = 0.5071 m.s−1

Temṕerature du spray : Tl,0 = 385 K
Diamètre des gouttes : d0 = 20 µm
Richesse totale : φt,0 = 0.7
Param̀etreΩ : Ω0 = 0
Richesse totale corrigée : φ′

t,0 = 0.710

Param̀etreΩ corrigé : Ω′
0 = 1.43 × 10−2

Condition de sortie
Pression P0 = 1 atm

Condition initiale
Solution analytique (cf. section 7.2.3)

TAB . 7.1 -Param̀etres du calcul de flamme homogène diphasique

7.2.5 Ŕesultats

La Fig. 7.3 illustre le caractère homog̀ene de la flamme. Sur la Fig. 7.3a, on observe l’apparition de
l’espèce JP10 dans la phase gazeuse parévaporation de la phase liquide puis sa disparition totale par
réaction chimique dans la flamme. Lors de l’évaporation, la richesse liquide diminue jusqu’à źero au
profit de la richesse gazeuse. Le flux diffusif de carburant gazeux valant :

– Jx,F (x0) = J0
x,F < 0, en entŕee (cf. remarque de la section 7.2.2),

– Jx,F (xev) = 0, à la fin de l’́evaporation,
on aboutità un d́eficit de carburant entre l’entrée et la sortie de la zone d’évaporation qui se traduit par
une ĺeg̀ere diminution de la richesse totale. Cet effet est prédit tant par la solution analytique que par
AVBP. D’autre part, la flamme calculée avec AVBP présente une variation de la richesse totaleà travers
le front de flamme en raison de la diffusion différentielle des espèces (lesSck varient en fonction dek),
effet non pris en compte dans la solution analytique.

Dans un premier temps, la température gazeuse (Fig. 7.4a) décrôıt lentement en raison du trans-
fert de chaleur paŕevaporation puis augmente brusquementà travers le front de flamme sous l’effet du
dégagement de chaleur de la réaction. Sur la Fig. 7.4b, on observe l’accélération de l’́ecoulement duèa
l’expansion des gaz brûlés. Pour tous ces profils caractérisant la phase gazeuse, la comparaison entre les
résultats d’AVBP et la solution analytique est excellente.

Dans la phase liquide, l’évaporation se traduit par une diminution du diamètre de goutte comme le
montre la Fig. 7.5. En raison de la raideur du modèle d’́evaporation lorsque le diam̀etre tend vers 0,
on fixe un diam̀etre seuil en dessous duquel le terme source d’évaporation est coupé. Ici, avec un seuil
de 2 µm pour un diam̀etre initial de20 µm, 99.9% de la masse liquide est effectivementévapoŕee.
Lorsque la temṕerature de la phase liquide est constante, l’évaporation se fait selon la loi dite dud2
(cf. section 3.3.2). L’́ecart que pŕesente AVBP vis-à-vis de la loi dud2 correspond aux variations de la
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FIG. 7.3 -Profils de fraction massique de carburant (a.) et de richesse (b.)
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FIG. 7.4 -Profils de temṕerature (a.) et de vitesse (b.) de la phase gazeuse

temṕerature liquide illustŕee sur la Fig. 7.6a. Ces variations dépendent directement du flux conductifΦl

entrant dans la phase liquide (Fig. 7.6b). Elles se traduisent par une courte zone de chauffage par la
phase gazeuse, suivie d’une phase plusétendue de refroidissement dueà la diminution de la temṕerature
du gaz. Ces variations restant de l’ordre de quelques degrés Kelvin, l’accord entre AVBP et la solution
analytique reste excellent, en particulier pour la distance d’évaporation.

Les profils de fractions massiques d’espèces ŕeactives calculés par AVBP (Fig. 7.7) sont́egalement
en tr̀es bon accord avec la solution analytique. Les seules différences notables se situent dans la zone
de ŕeaction òu le nombre de Schmidt́elev́e du carburant (ScJP10 = 1.9) induit des effets de diffusion
diff érentielle observables sur le profil deYJP10 (cf. Fig. 7.3a). La structure de flamme de cette zone de
réaction correspond préciśementà celle d’une flamme de prémélange purement gazeuse.
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FIG. 7.5 -Profils de diam̀etre de goutte (a.) et de surface de goutte sans dimension (b.)
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FIG. 7.6 -Profils de temṕerature de goutte (a.) et flux de chaleur conductif liquide (b.)

Afin d’observer l’effet du spray liquide sur la flamme, une flamme plane purement gazeuse de JP10 a
ét́e calcuĺee. Pour maintenir unéequivalence avec la flamme diphasique, les propriét́es suivantes ont́et́e
conserv́ees :

– sch́ema cińetique identique,
– temṕerature d’entŕee et pression de sortie identiques,
– richesse gazeuseégaleà la richesse liquide d’entrée.

Le tableau 7.2 compare les caractéristiques globales de la flamme gazeuse et de la flamme diphasique.

L’ écart de16 K sur la temṕerature adiabatique de flamme est dueà l’énergie ćed́ee par le gaz lors de
l’ évaporation et correspondà la chaleur latente d’évaporation pŕedite analytiquement. Cette différence
entrâıne une diminution d’environ5% de la vitesse de flamme dans le cas diphasique. La flamme s’en
retrouve alorśepaissie d’environ2.5%.
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FIG. 7.7 -Profils de fractions massiques des espèces gazeuses réactives obtenus avec la solution analytique
(symboles) etAVBP (traits pleins)

Flamme diphasique homog̀ene Flamme gazeuse
SL (m.s−1) 0.507 0.536
T2 (K) 2026 2042
δL (mm) 0.377 0.368

TAB . 7.2 -Comparaison entre la flamme diphasique homogène et la flamme purement gazeuseà φ = 0.7

7.2.6 Conclusion

Ce cas test valide la capacité d’AVBP à pŕedire la combustion dans unécoulement diphasique dans
le cas parfaitement homogène. Les calculs sont conformes aux prédictions de la solution analytique
tant pour l’́ecoulement gazeux que pour la phase liquide. Dans cette configuration, l’effet du spray
sur la flamme est cependant limité. Il se ŕeduit à un couplage par convection de l’état aval de la zone
d’évaporatioǹa l’état amont de la flamme prémélanǵee gazeuse. La vitesse de flamme reste très proche
de celle d’une flamme gazeuseéquivalente. La temṕerature des gaz brûlés est ĺeg̀erement inf́erieure,
ce qui peut avoir une importance lorsqu’onétudie leśemissions d’esp̀eces polluantes. Dans le cas de la
flamme h́et́erog̀ene, en revanche, on s’attendà ce que le couplage intime entreévaporation et combustion
modifie fortement les propriét́es globales de la flamme.
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7.3 Flamme diphasique satuŕee

On s’int́eresse particulièrement au cas de la flamme plane saturée car il est représentatif du ŕegime
de combustion que l’on rencontre dans les séquences d’allumages telles que cellesétudíees dans le
chapitre 9 et la partie IV. En effet, pour des conditions de faible température ambiante, le processus
d’évaporation est fiǵe car les conditions de saturation sont atteintesà l’interface liquide/air. La Fig. 7.8
illustre la configuration d’une onde de déflagration plane se propageant un mélange diphasique sa-
turé. Dans ce cas, le carburant gazeux de fraction massiqueYF présent dans l’́ecoulement amont est
négligeable et l’essentiel du carburant consommé au tauxω̇F par la ŕeaction est fourni au tauxΓ par
l’ évaporation du carburant liquide qui a lieu dans la zone amont de la flamme. La vitesse de propaga-
tion SL, l’ épaisseur de flammeδL et la temṕerature adiabatique de flammeT2 seront donc fortement
influenćees par la pŕesence du spray.
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FIG. 7.8 -Sch́ema d’une flamme plane saturée diphasique se propageantà la vitesseSL

Dans le cas de la flamme saturée, il est essentiel de prendre en compte les variations des conditions
thermodynamiques̀a la surface des gouttes. Contrairementà la flamme homog̀ene, la temṕerature du
liquide ne peut paŝetre suppośee constante car ses variations jouent un rôle important dans la dynamique
du processus d’évaporation. Une flamme saturée stationnaire s’obtient en choisissant les conditions aux
limites telles que :

– le mélange diphasique injecté soit satuŕe (cf. section 7.3.1) ;
– la vitesse d’injection soit́egaleà la vitesse de consommation (cf. section 7.3.2).

7.3.1 Mélange diphasique satuŕe

La saturation d’un ḿelange diphasique a lieu lorsque les transferts de masse et de chaleur entre les
phases gazeuse et liquide sont nuls. On l’exprime donc en annulant les termes sources dusà l’évaporation
dans leśequations de conservation (Eq. 7.5-7.12) :
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Transfert de masse : D’après l’Eq. 3.64,Γ = 0 équivautà BM = 0 soit YF,ζ = YF . Autrement dit,
l’ évaporation cesse lorsque s’annule le transport diffusif du carburant gazeux de la surface de la
goutte vers l’air ambiant. En remplaçantYF,ζ parYF dans l’Eq. 3.68, on obtient l’expression de la
fraction massique de carburant en fonction de la pression partielle de carburantà la surface de la
goutte :

YF =
PF,ζWF

PW ζ

(7.65)

La relation de Clausius-Clapeyron (Eq. 3.71) fournit la pression partiellePF,ζ en fonction de la
temṕerature de la goutteTl.

Transfert de chaleur : La conditionΛ = ΓhF,ζ = 0 (annulation du flux de chaleur par changement
de phase) est déjà vérifiée. D’apr̀es l’Eq. 3.74, la conditionΦ = 0 (annulation du flux de chaleur
par conduction gaz/liquide) est vérifiée lorsque la temṕerature du liquide et du gaz s’égalisent :
Tl = T .

Le mélange est donc saturé si les conditions suivantes sont réunies :

T = Tl = T sat (7.66)

YF = Y sat
F =

WF

W ζ

Xsat
F (7.67)

avec : Xsat
F =

Pcc

P
exp

(
WF Lv

R

(
1

Tcc
− 1

T sat

))
(7.68)

Dans l’Eq. 7.67, la masse molaireW ζ est fonction du ḿelange gazeux̀a l’interface. Si l’on suppose
que le carburant s’évapore dans de l’air pur, on peut exprimerY sat

F uniquement en fonction deXsat
F =

Xsat
F (P, Tsat) :

Y sat
F =

WF Xsat
F

WF Xsat
F + Wair

(
1 − Xsat

F

) (7.69)

On en d́eduit la richesse gazeuse atteinte lors de la saturation :

φsat = s
Y sat

F

Y sat
O

= s
Y sat

F

0.233
(
1 − Y sat

F

) (7.70)

Y sat
F et φsat repŕesentent respectivement les valeurs maximales de la fraction massique de carburant

et de la richesse gazeuse que peut produire parévaporation un ḿelange diphasique. Ces grandeurs sont
donc particulìerement importantes lorsqu’on s’intéressèa l’allumage de ce ḿelange. Pour une pression
donńee,Y sat

F et φsat dépendent fortement de la température du gaz comme le montrent les Fig. 7.9a et
7.9b.

Lorsqu’on injecte un spray dont la richesse liquide est supérieureà φsat, l’ évaporation est stoppée
par la saturation du ḿelange diphasique. Dans les conditions d’injection typiques de l’allumage d’une
chambre áeronautique(T = 273 K, p = 1.18 bar), la Fig. 7.9 montre que le ḿelange est tr̀es faiblement
évapoŕe avant saturation. Les conditions saturées de la flamme planéetudíee sont fournies par un calcul
0D où le mélange dans les conditions d’allumage estévapoŕe à volume constant. Le tableau 7.3 montre
que le ḿelange obtenu contient très peu de vapeur de carburant.
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FIG. 7.9 -Fraction massique de carburant (a.) et richesse gazeuse (b.) en fonction de la température pour un
mélange diphasique saturé de JP10 et d’air

Conditions typiques −→ Conditions amont de
d’un allumage la flamme satuŕee

(mélange non saturé) évap. (ḿelange satuŕe)
T = 273 K 272.1 K
Tl = 273 K 272.1 K
d = 25 µm 24.86 µm

YF = 0 2.175 × 10−3

φ = 0 3.076 × 10−2

P = 1.18 × 105 Pa 1.177 × 105 Pa

TAB . 7.3 -Conditions typiques d’un allumage produisant les conditions saturées du calcul de flamme plane

7.3.2 Vitesse de consommation d’une flamme saturée

La vitesse de consommation, définie comme l’int́egrale du taux de réactionà travers le front de
flamme, est́egaleà la vitesse de d́eplacement dans le cas des flammes saturées comme pour les flammes
de pŕemélange monophasiques. L’expression de cette vitesse doit tenir compte de la présence de carbu-
rant liquide dans l’́ecoulement. Dans sa thèse, Kaufmann [110] dérive cette expression en intégrant les
Eq. 7.5, 7.6 et 7.10 entre l’étatà l’infini amont du front de flamme (x = −∞, indice1) et l’état infini
aval (x = +∞, indice2) :

∫ +∞

−∞
d(ρu) =

∫ +∞

−∞
Γdx (7.71)

∫ +∞

−∞
d(ρYF u) = Ω̇F +

∫ +∞

−∞
Γdx (7.72)

∫ +∞

−∞
d(ρlᾰlŭl) = −

∫ +∞

−∞
Γdx (7.73)
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où Ω̇F =
∫ +∞
−∞ ω̇F dx est le taux de consommation intégral du carburant.

On fait les hypoth̀eses suivantes :
– la flamme est stationnaire donc la vitesse des gaz fraisu1 estégaleà la vitesse de d́eplacementSL

doncà la vitesse de consommationSc ;
– étant donńe la temṕeratureélev́ee des gaz brûlés, la phase liquide est supposée compl̀etement

évapoŕee enx = +∞ ;
– la vitesse liquide est́egaleà la vitesse gazeuse enx = −∞ et enx = +∞.

En combinant les Eq. 7.71 et 7.73, on obtient le système suivant :

[ρu]2 − [ρu]1 = [ρlᾰlŭl]1 (7.74)

[ρuYF ]2 − [ρuYF ]1 = Ω̇F + [ρu]2 − [ρu]1 (7.75)

Sachant que[u]1 = [ŭl]1, on en d́eduit l’expression de la vitesse de consommation :

Sc =
Ω̇F

ρ1 (YF2 − YF1) + [ρlᾰl]1 (YF2 − 1)
= SL (7.76)

Lorsque[ρlᾰl]1 tend vers źero, on retrouve l’expression de la vitesse de consommation d’une flamme
monophasique (cf. Poinsot et Veynante [197], p. 38) :

Sc =
Ω̇F

ρ1 (YF2 − YF1)
= S∗

L (7.77)

7.3.3 Param̀etres du calcul

Les conditions physiques de la flamme saturée sont d́etaillées dans le Tab. 7.3. Afin d’étudier leur
influence, la richesse totale et le diamètre initial des gouttes ont́et́e modifíes. Pour ce faire, on a fait
varier la concentration initiale de gouttes :

– à diam̀etre constant pour modifier la richesse ;
– à fraction volumique constante pour modifier le diamètre.
Ces flammes diphasiques sont comparéeségalement̀a des flammes monophasiquesà la richesse cor-

respondante. Le Tab. 7.4 donne les conditions utilisées dans ces différents cas tests.

Flamme satuŕee D25 Flamme satuŕee D50 Flamme gazeuse G
φ0

t Ω0 d0 = 24.86 µm d0 = 49.72 µm Ω0 = 1

0.73 0.0421 LD25 LD50 LG
1.0 0.0307 SD25 SD50 SG
1.18 0.0261 RD25 RD50 RG

TAB . 7.4 -Dénomination des cas testsétudíes pour des conditions d’injection variables : type de mélange
(diphasique satuŕe ou gazeux), richesse totaleφ0

t et diam̀etre de gouttesd0
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7.3.4 Bilans de masse et d’énergie sur la flamme SD25

Dans un souci de validation, on s’intéresse tout d’abord̀a la capacit́e du codeà conserver avec
précision les grandeurs transportées telles que la masse et l’énergie. En combustion diphasique ces gran-
deurs subissent des variations importantes dans les deux phases3. Les bilans pŕesent́es concernent les
résultats de la flamme SD25 (cf. Tab. 7.4) mais les mêmes bilans ont́et́e ŕealiśes sur toutes les flammes
avec des conclusions analogues.

Le syst̀eme 7.5–7.12 d́ecrivant la flamme diphasique suppose unécoulement stationnaire. Toute-
fois, le code AVBP conserve une ḿethode de ŕesolution instationnaire. Si on ne regarde que la masse et
l’ énergie, on obtient le système instationnaire suivant :

∂ρ

∂t
+

∂ρu

∂x
= Γ (7.78)

∂

∂t
ρYF +

∂

∂x
(ρuYF + Jx,F ) = Γ + ω̇F (7.79)

∂

∂t
ρlᾰl +

∂

∂x
ρlᾰlŭl = −Γ (7.80)

∂

∂t
ρE +

∂

∂x
ρuE = −∂Pu

∂x
− ∂qx

∂x
+ Λ + Φ + u (Γŭl − Fd,x) + ω̇T (7.81)

∂

∂t
ρlᾰlh̆s,l +

∂

∂x
ρlᾰlŭlh̆s,l = −Λ − Φ (7.82)

où l’Eq. 7.78 repŕesente la conservation de la masse totale gazeuse, l’Eq. 7.79 la masse de carburant
gazeux, l’Eq. 7.80 la masse totale liquide, l’Eq. 7.81 l’énergie totale gazeuse et l’Eq. 7.82 l’enthalpie
liquide. Lorsqu’on int̀egre, par exemple, l’Eq. 7.79 sur le volume de contrôle V correspondant au do-
maine de calcul d́elimité par la surfaceA, on obtient l’́equation de conservation intégrale de la masse de
carburant gazeux :

d

dt

∫

V
ρYF dV

︸ ︷︷ ︸
d
dt

mF,g

= −
∫

A
ρYFu.ndA

︸ ︷︷ ︸
Σflux

+

∫

V
ΓdV

︸ ︷︷ ︸
Evap

+

∫

V
ω̇F dV

︸ ︷︷ ︸
Réac

(7.83)

mF,g =
∫
V ρYF dV est la masse totale de carburant gazeux contenue dans le domaine.ρYF u est la densit́e

de flux massique convectif de carburant gazeux etn est la normalèa la surfaceA.
∫
V ΓdV est le taux

d’évaporation int́egral et
∫
V ω̇F dV est le taux de ŕeaction int́egral du carburant.́Etant donńe l’absence

de gradients aux frontières amont et aval du domaine, les flux de pressionpu et les flux diffusifsρVF YF

et qx sont nuls sur ces frontières. D’autre part, on néglige le termeu (Γŭl − Fd) dans le bilan d’́energie
totale gazeuse. Les bilans intégraux de masse et d’énergie s’́ecrivent donc sous la forme géńerale :

d

dt
Ψφ = Σflux + Evap+ Réac (7.84)

où Ψφ est la variable int́egrale de la phaseφ (masse oúenergie). L’Eq. 7.84 signifie que la variation
temporelle de la variableΨφ a pour origine un terme de flux convectif, un terme de transfert entre phases

3La conservation de la quantité de mouvement n’a pasét́e vérifiée ici car elle ńecessite des développements supplémentaires
des outils de bilan. Ces développements devront faire l’objet d’uneétude future.
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7.3 Flamme diphasique saturée

et un terme d̂u à la ŕeaction. Ces termes sont tracés dans les Fig. 7.10̀a 7.14. L’erreur de fermeture
repŕesente la diff́erence entre le terme de gauche et les termes de droite de l’Eq. 7.84 :

Err. =
d

dt
Ψφ − (Σflux + Evap+ Réac) (7.85)

Selon que ŕeaction ouévaporation interviennent ou non dans l’équation de conservation locale, les
termesRéacou Evappeuvent̂etre nuls dans le bilan intégral correspondant. Afin de quantifier l’impor-
tance de l’erreur de conservativité, on d́efinit l’erreur relative comme le rapport entre l’erreur absolue
Err. et un terme significatif du membre de droite de l’Eq. 7.84 qui peut varier selon la variableétudíee.
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FIG. 7.10 -Bilan de masse de carburant gazeux comparant les termes de l’Eq. 7.84 (a). Erreur relative
instantańee((dmF,g/dt)/Evap) et moyenńee dans le temps (b).

Dans le bilan de masse du carburant gazeux (Fig. 7.10a), les termes prépond́erants sont dus̀a
l’ évaporation et̀a la ŕeaction chimique car l’essentiel du flux de carburant injecté en entŕee est sous
forme liquide. La Fig. 7.10b montre que l’erreur de conservativité est de l’ordre de10−5 fois la masse
évapoŕee.

Lorsqu’on s’int́eressèa la masse gazeuse (Fig. 7.11a), on constate que l’essentiel de sa variation est
dueà la fluctuation du taux d’évaporation total. L’erreur de fermeture (Fig. 7.11b) reste inférieureà10−4

fois la masse injectée et en moyenne temporelle, cette erreur est inférieureà10−7.

Le bilan de masse liquide (Fig. 7.12) montre l’équilibre entre la masse injectée (Σflux) et la masse
évapoŕee (Evap). L’erreur de fermeture est d’environ0.4%, ce qui est suṕerieurà l’erreur commise sur
la masse gazeuse. Cette différence s’explique par l’imprécision de l’́evaluation du flux massique aux
limites. En effet, la ḿethode exacte d’estimation des flux aux frontières d́evelopṕee pour le solveur
gazeux n’a paśet́e implant́eeà ce jour dans le traitement de la partie liquide. Cette implantation doitêtre
réaliśee afin d’aḿeliorer la pŕecision des conditions d’injection du spray.

Lorsqu’on étudie la combustion, il est crucial de calculer préciśement les variations d’énergie car
elles conditionnent la dynamique de l’écoulement et de la flamme. La Fig. 7.13a illustre les différents
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FIG. 7.11 -Bilan de masse gazeuse comparant les termes de l’Eq. 7.84 (a). Erreur relative instantanée
((dmg/dt)/(Flux gazeux entrant)) et moyenńee dans le temps (b).
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FIG. 7.12 -Bilan de masse liquide comparant les termes de l’Eq. 7.84 (a). Erreur relative instantanée
((dml/dt)/(Flux liquide entrant)) et moyenńee dans le temps (b).

termes du bilan d’́energie totale non chimique. On note en particulier que le dégagement de chaleur
dû à la ŕeaction chimique (Réac) est presque200 fois suṕerieurà la chaleur absorbée par l’́evaporation
(Evap). L’erreur relative instantańee est toujours inférieureà 0.03% du d́egagement de chaleur et reste
en moyenne inf́erieureà2.10−7 (cf. Fig 7.13b).

Le bilan d’enthalpie liquide (Fig. 7.14a) montre unéquilibre entre la somme des flux convectifs et le
transfert de chaleur parévaporation. L’erreur moyenne instantanée d́epasse parfois2% de la puissance
échanǵee paŕevaporation et sa valeur moyenne est d’environ0.3% en norme. Cette erreur de fermeture
est suṕerieureà l’erreur du bilan d’́energie gazeuse pour les mêmes raisons qui expliquent l’erreur de
fermeture de la masse liquide (cf. ci-dessus). Toutefois, son effet est d’ordre secondaire dans la mesure
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FIG. 7.13 -Bilan d’énergie totale gazeuse comparant les termes de l’Eq. 7.84 (a). Erreur relative instantanée
((dE/dt)/Réac) et moyenńee dans le temps (b).
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FIG. 7.14 -Bilan d’enthalpie liquide comparant les termes de l’Eq. 7.84 (a). Erreur relative instantanée
((dHl/dt)/Σflux) et moyenńee dans le temps (b).

où l’enthalpie liquide n’intervient que dans le calcul des conditions thermodynamiques nécessaires au
mod̀ele d’́evaporation (cf. section 3.3.2).

7.3.5 Structure de la flamme SD25

La Fig. 7.15 illustre les profils de fractions massiques des espèces ŕeactives. En dehors de l’espèce
carburant, les profils de la flamme diphasique saturée sont semblables̀a ceux d’une flamme purement
gazeuse ou d’une flamme diphasique homogène. Concernant le carburant, on note que sa fraction mas-
sique :
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– est faible et constante dans les gaz frais où le mélange air/carburant liquide est saturé ;
– est maximum dans le front de flamme en raison de l’évaporation ;
– tend vers źero dans les gaz brûlés comme l’impose la condition de mélange stœchioḿetrique.
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FIG. 7.15 -Profils de fractions massiques des espèces gazeuses réactives de la flamme SD25

La Fig. 7.16 illustre la structure du front de la flamme saturée. De l’amont vers l’aval, on observe :

1. une zone òu la temṕerature augmente alors que les transferts de masse parévaporation et combus-
tion sont ńegligeables (Zone 1). Cette zone correspond au classique préchauffage des gaz frais par
diffusion thermique contre-courant (cf. Williams [269]).

2. uneélévation brutale du taux d’évaporation suitèa l’augmentation de la température du carburant
liquide (Zone 2), puis sa d́ecroissance lorsque les gouttes finissent de s’évaporer (Zone 3) ;

3. une augmentation du taux de réaction du carburant en raison de la présence de carburant gazeux
(Zone 2). Lors de cette phase, le profil du taux de réaction augmente avec un léger retard par
rapport au taux d’́evaporation ;

4. une augmentation de la fraction massique de carburant sous l’effet de l’évaporation (Zone 2) puis
sa diminution sous l’effet de la réaction chimique (Zone 3) ;

5. en aval de la zone d’évaporation, une région purement gazeuse où le taux de ŕeaction diminue
jusqu’̀a consommation totale du carburant gazeux (Zone 4).

L’ étape 2 permet de perturber l’état d’́equilibre thermodynamique du mélange saturé dans le sens
de l’évaporation. En effet, la réaction produit des gaz plus chauds qui, par conduction, chauffent les
gouttelettes liquides. En augmentant la température liquide ońelève la fraction massique de carburantà la
surface de la goutteYF,ζ (cf. Eq.7.69 et Fig. 7.9a). Or d’après l’Eq. 3.64, le taux d’évaporation est piloté
par YF,ζ . En produisant de la vapeur de carburant, l’évaporation alimente la réaction de combustion.
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7.3 Flamme diphasique saturée

Celle-ci d́egage de la chaleur dans les gaz brûlés, fermant ainsi la boucle du couplage intime entre
évaporation et ŕeaction chimique.
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FIG. 7.16 -Structure du front de flamme, cas SD25. Définition des zones 1̀a 4 caract́erisant la structure de
flamme.

L’effet de vitesse relative entre phases joueégalement un r̂ole important dans la dynamique de la
flamme. En effet, le temps de résidence des gouttes dans le front de flamme détermine fortement les
zones 1, 2et 3 de la Fig. 7.16. Or, ce temps dépend essentiellement du temps de relaxation des gouttes
qui induit un retard entre l’accélération de la phase gazeuse et celle de la phase liquide, comme le montre
la Fig. 7.17. Ce retard est lié à la force de trâınée et se traduit par la vitesse de glissement gaz/liquide ou
vitesse relative :

us = u − ŭl (7.86)

La trâınée d́ependant du diam̀etre de goutte, on s’attend̀a des dynamiques de flamme différentes pour
des sprays dont le diam̀etre initial de goutte est différent.

La Fig. 7.19a illustre les deux zones qui caractérisent le comportement du spray liquide :
– une zone depréchauffagedes gouttes qui coı̈ncide avec lazone 2de la Fig 7.16 et qui am̀ene la

phase liquidèa temṕerature d’́ebullition par conduction thermique du gaz vers le liquide. A la fin
de cette phase, la masse de liquide est faiblementévapoŕee car le taux d’́evaporation est bas tant
que l’ébullition n’est pas atteinte.

– La temṕerature liquide ne pouvant dépasser la température d’́ebullition pŕedite par la loi de
Clausius-Clapeyron (Eq. 3.97), l’évaporation se fait̀a temṕerature constante et suit la loi du
d2 (cf. section 3.3.2) qui prescrit une décroissance lińeaire du carŕe du diam̀etre de goutte (cf.
section 3.3.2) . L’essentiel de la masse liquide estévapoŕee lors de cette deuxième phase qui
cöıncide avec lazone 3de la Fig. 7.16.
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FIG. 7.17 -Profil de vitesse gazeuse (u), liquide (̆ul) et relative (us = u − ŭl) (zoom). D́efinition de l’́epaisseur
caract́eristique de la trâınée du liquide (δd). Chaque symbole correspondà un point du calcul.

L’ensemble deśetapes impliqúees dans le processus de propagation de la flamme saturée sont
détaillées dans la Fig. 7.18. Par rapportà la flamme purement gazeuse, la flamme diphasique saturée
comporte deśetapes supplémentaires líeesà l’évaporation de la phase liquide. On met enévidence par
la suite que ces processus modifient fortement les caractéristiques globales de la flamme :épaisseur,
vitesse de propagation, température de gaz brûlés, etc.
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FIG. 7.18 -Principe de la propagation d’une flamme diphasique saturée
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7.3 Flamme diphasique saturée

Afin de comparer les diff́erenteséchelles caractéristiques d’une flamme diphasique saturée, on
définit :

– l’ épaisseur thermique de flammeδL et le temps de combustionτc qui sont des caractéristiques
globales de la flamme (cf. Fig. 7.19b) ;

– l’ épaisseurδd et le tempsτp, caract́eristiques de la traı̂née de goutte (cf. Fig. 7.17). Dans le cas
présent òu le diam̀etre de goutte varie constamment en raison de l’évaporation, on choisit une
définition différente du temps de relaxation classique défini dans la section 3.3.1.

– l’ épaisseurδh et le tempsτh caract́eristiques du pŕechauffage du liquide (cf. Fig. 7.19a) ;
– l’ épaisseurδv et le tempsτv caract́eristiques de la vaporisation des gouttes lorsqu’elles sontà

temṕerature d’́ebullition (cf. Fig. 7.19a).
– l’ épaisseurδe et le tempsτe qui sont la somme deśepaisseurs et temps de préchauffage et

d’évaporation respectivement. Ils caractérisent l’effet global de l’́evaporation du spray sur la
flamme.
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temṕeratures gazeuse et liquide (b.). Définition deśepaisseurs caractéristiques du pŕechauffage de liquide(δh),
de la vaporisatioǹa Teb (δv), de la flamme(δL) et de l’́epaisseur globale d’évaporation(δe). Chaque symbole

correspond̀a un point du calcul.

Ceséchelles caractéristiques sont d́etaillées dans le Tab 7.5. Elles permettent d’établir les nombres
sans dimension suivants : le nombre de Stokes caractéristique de la flammeStc, le Damk̈ohler de
préchauffageDah, le Damk̈ohler de vaporisatioǹaTeb Dav, et le Damk̈ohler global d’́evaporationDae.

Une petite valeur deStc signifie que la trâınée est rapide devant le temps de la flamme et n’influence
donc pas la dynamique de flamme.À l’inverse, un grand nombre de Stokes signifie que la vitesse des
gouttes met du temps̀a s’adapter̀a la vitesse du gaz alors que celui-ci est accéléŕe dans le front de flamme
par dilatation thermique. Ce glissement entre phases provoque une augmentation du temps de résidence
des gouttes par rapport au cas sans glissement (temps de relaxation nul). Dans ce cas, la dynamique de
la flamme sera fortement influencée par le ph́enom̀ene de trâınée, comme l’observe Versaevel [259] qui
a effectúe des tests avec et sans force de traı̂née (cf. section 7.1.3).

Une petite valeur deDah signifie que le pŕechauffage est rapide devant le temps de la flamme donc
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Ph́enom̀ene physique Épaisseur caractéristique Échelle de tempsNombre caract́eristique

Trâınée de goutte δd =
us,max

max(|dus/dx|) τp = δd/SL Stc = δd/δc = τp/τc

Préchauffage du liquide δh =
Teb−Tl,1

max(|dTl/dx|) τh = δh/SL Dah = δh/δc = τh/τc

Vaporisationà Teb δv =
d2
1

max(|dd2/dx|) τv = δv/SL Dav = δv/δc = τv/τc

Préchauffage +́evaporation δe = δh + δv τe = δe/SL Dae = δe/δc = τe/τc

Flamme δL = T2−T1

max(|dT/dx|) τc = δL/SL −

TAB . 7.5 -Définition deśepaisseurs (cf. Fig. 7.17 et 7.19), temps et nombres sans dimension caractérisant la
structure d’une flamme plane saturée

que cette phase n’est pas limitante dans la dynamique de flamme.À l’inverse, un grandDah signifie
que les gouttes n’ont pas le temps d’atteindre la température d’́ebullition avant de traverser le front de
flamme. Dans ce cas, la dynamique de la flamme sera fortement influencée par les caractéristiques du
préchauffage liquide.

Une petite valeurDav signifie uneévaporation rapide du liquide par rapport au temps de la flamme.
Il s’agit de la combustion d’un spray de gouttelettes très fines òu l’on s’approche d’une situation de
combustion purement gazeuse. Par opposition, unDav suṕerieurà l’unité signifie que l’́evaporation se
poursuit au-del̀a du front de flamme.

Les effets d’́evaporation sont globalement pris en compte parDae. Un faibleDae signifie que les
effets du spray sur la dynamique de la flamme sont négligeables.̀A l’inverse, unDae proche de l’unit́e
voire suṕerieur signifie que la dynamique de l’évaporation joue un rôle pŕepond́erant dans la propagation
du front de flamme.

Le Tab. 7.6 pŕesente les caractéristiques globales mesurées dans les différents calculs de flammes
planes pŕesent́es dans la section 7.3.3. Les valeurs deStc, Dah, Dav et Dae obtenues pour la flamme
SD25 sugg̀erent que les effets de traı̂née, transferts de chaleur et de masse entre phases ont une in-
fluence importante sur la dynamique de la flamme (cf. section 7.3.7). On note par ailleurs que le temps
caract́eristique de la trâınée est proche du temps global d’évaporation.

La Fig. 7.20 compare les différents termes sources de masse d’énergie dus̀a l’évaporation et̀a la
combustion. Sur la Fig. 7.20a, on note une première zone amont òu le taux d’́evaporation d́epasse le taux
de ŕeaction du carburant, ce qui correspondà l’augmentation de la fraction de carburant gazeux observée
sur la Fig. 7.15. Dans un deuxième temps, le bilan est en faveur de la disparition du carburant gazeux
sous l’effet de la ŕeaction. D’une part, on remarque que la zone de réaction est pluśetendue que la zone
d’évaporation. D’autre part, le maximum de taux d’évaporation vaut près du double du maximum de
taux de ŕeaction. Cet effet a des conséquences sur la capacité à ŕesoudre correctement un front de flamme
satuŕee. En effet, bien que la présence du spray entraı̂ne unépaississement du front de flamme qui est
favorable du point vue nuḿerique, les gradients de température liquide et de diam̀etre líesà l’évaporation

186



7.3 Flamme diphasique saturée

LD25 SD25 RD25 LD50 SD50 RD50 LG SG RG
d0 (µm) 24.86 49.72 −
φ (−) 0.70 1.00 1.18 0.70 1.00 1.18 0.70 1.00 1.18

SL (m.s−1) 0.219 0.340 0.370 0.155 0.215 0.230 0.247 0.421 0.495
T2 (K) 1944 2405 2357 1946 2408 2358 1969 2434 2376
δL (mm) 0.418 0.326 0.291 0.574 0.494 0.447 0.382 0.261 0.224
Stc (−) 0.764 0.793 0.863 1.011 0.918 0.967 − − −
Dah (−) 0.438 0.391 0.420 0.492 0.450 0.458 − − −
Dav (−) 0.277 0.307 0.330 0.382 0.386 0.416 − − −
Dae (−) 0.715 0.698 0.750 0.874 0.836 0.874 − − −

TAB . 7.6 -Grandeurs caract́eristiques des flammes planes saturées et monophasiques

peuvent poser des problèmes de ŕesolution spatiale en fonction du rapport entreδh ouδv et la taille de la
maille∆x. Dans le cas présent, on a environ35 points dans l’́epaisseur de flammeδL, ce qui correspond,
avecDah = 0.391 etDav = 0.307, à respectivement14 points dansδh et12 points dansδv.

Par ailleurs, lorsque la loi d’évaporation est appliquée aux petits diam̀etres, on rencontre un problème
de ŕesolution temporelle et spatiale que l’onévite en effectuant une coupure des termes sources
d’évaporation en-dessous d’un diamètre seuil (cf. Fig. 7.19a). Ce diamètre seuil est choisi de telle sorte
que le pas de temps reste faible devant le temps nécessaire pouŕevaporer la goutte au diamètre consid́eŕe.
On s’assuréegalement que ce diamètre de coupure correspondà plus de99% de masse liquidéevapoŕee
soit au moins20% du diam̀etre initial. Au-del̀a de ce seuil, pour des raisons de continuité deséquations
du spray, le code continue de transporter le spray liquideà diam̀etre constant m̂eme si la phase dispersée
est physiquement inexistante.
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FIG. 7.20 -Profils de transferts de masse (a.) et de chaleur (b.) parévaporation/combustion (zooms)

Lorsqu’on s’int́eresse aux transferts de chaleur (Fig. 7.20b), on constate que :
– le flux conductif gazeuxΦ est toujours positif car la température du gaz est toujours supérieureà
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celle du spray liquide (cf. Fig. 7.19a) ;
– le flux conductif liquideΦl responsable du préchauffage des gouttes devient nul lorsqu’on està

l’ ébullition ;
– à l’ébullition, toute l’́energie transf́eŕee par conduction dans le gaz (Φ) est absorb́ee par le transfert

de masse via le termeΛ = Γhs,F (Teb) qui apparâıt dans le bilan de flux̀a l’interface gaz/liquide :
Π = Λ + Φ = Λl = −Γhl(Teb) (cf. Eq. 3.85) ;

– le d́egagement de chaleur par combustionω̇T se manifeste lorsque les gouttes sontà ébullition et
que le taux d’́evaporation est suffisant pour alimenter la réaction en carburant gazeux ;

– l’ énergie lib́eŕee par la combustion est environ trois ordres de grandeur plus grande que l’énergie
absorb́ee par l’́evaporation.

7.3.6 Étude paramétrique

L’ étude pŕećedente ne fait intervenir qu’une valeur de diamètre. Or, d’une part, le spray réel est
polydisperse. D’autre part, le diamètre moyen du spray atomisé varie avec les conditions d’opération de
la chambre de combustion (vitesse et température du gaz et du liquide, pression ambiante, etc.). Il semble
donc important d’́etudier l’effet du diam̀etre sur la propagation de la flamme saturée. On sait par ailleurs
que la cińetique chimique d’une flamme gazeuse est directement influencée par la richesse du mélange
(cf. section 4.7). L’́etude paraḿetrique doit permettre de comparer la dépendance des flammes saturées
(D25 et D50) en fonction de la richesse avec celle de la flamme gazeuse (G). Toutefois, les ŕesultats
concernant le ŕegime riche doivent̂etre interpŕet́es avec pŕecaution car le sch́ema cińetique simplifíe
commet une erreur dans la prédiction de la vitesse de flamme laminaire gazeuse dans ce régime (cf.
section 4.7). En particulier, il prédit une croissance monotone deSL pour Φ > 1 alors que la chimie
détaillée indique un maximum versφ = 1.1. Le comportement des flammes diphasiques riches relevé
par Versaevel [259] et Ben Dakhlia [20] ne pourra donĉetre mis eńevidence ici.

Sur la Fig. 7.21a, on note l’effet thermodynamique de la présence de carburant liquide sur la
temṕerature adiabatique de flamme (cf. section 7.2). L’énergie d́epenśee pouŕevaporer la phase liquide
est soutiŕee au gaz (cf. Fig. 7.13a) et se traduit par un réduction de temṕerature de flamme. Cette
diminution est minimale pour la flamme riche (18 K) et maximale pour la flamme stoechiométrique
(26 K). Comme le montre la Fig. 7.21a, le diamètre n’a pas d’influence sur la température car celle-ci
ne d́epend que d’un bilan thermodynamique où intervient seulement les grandeurs thermodynamiques
des deux phases (pression, température et masse).

La Fig. 7.21b montre que le diamètre d’injection influence fortement la vitesse de flamme laminaire.
Une augmentation du diam̀etre entrâıne une diminution de la vitesse de flamme et cet effet est d’autant
plus grand que la richesse estélev́ee. L’augmentation deSL entre les richesses0.7 et 1.1 est d’envi-
ron 100% pour la flammeG alors qu’elle vaut seulement30% pour la flammeD50. Cette observation
sugg̀ere que dans la combustion d’un spray saturé, les effets de la cińetique chimique sur la vitesse
de flamme sont ŕeduits au profit des effets diphasiques et ce d’autant plus que le diamètre initial est
grand. Ce comportement est illustré th́eoriquement par la formule analytique de Ballal et Lefebvre [17]
(cf. Eq. 7.4) que l’on cherchèa comparer̀a la vitesse de flamme calculée par AVBP. Dans leur analyse
théorique, les auteurs utilisent directement la diffusivité thermiqueDth (certainement prise dans les gaz
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frais) pour d́efinir l’ échelle de temps caractéristique de la flamme gazeuseτc (Eq. 7.1). L’́echelle de
longueur correspondante est donc l’épaisseur diffusive d́efinie par :

δ =
D1

th

SL
(7.87)

L’Eq. 7.87 est unéevaluation tr̀es approximative de l’épaisseur de flamme (cf. Poinsot et Veynante [197]).
Elle est connue pour sous-estimer nettement l’épaisseur thermiqueδL définie dans le Tab. 7.5. Pour des
flammes gazeuses, Blint [23] propose de corriger l’épaisseur diffusive de la façon suivante :

δb
L = 2δ

(
T2

T1

)b

= 2
D1

th

SL

(
T2

T1

)b

(7.88)

où b est l’exposant de la loi puissance pour la viscosité dynamique (cf. section 2.6) valantb = 0.665
dans le cas présent.

La Fig. 7.22 montre que l’Eq. 7.88 fournit le bon ordre de grandeur de l’épaisseur de la flamme ga-
zeuseG et pŕedit correctement ses variations en fonction de la vitesse de flammeSL et de la temṕerature
adiabatique de flammeT2 car δL/δb

L varie peu en fonction de la richesse :δL/δb
L = Cδ ≈ 0.77. On

définit alors la diffusivit́e efficaceDeff par :

Deff = δLSL = Cδδ
b
LSL (7.89)

En remplaçantD1
th parDeff dans l’Eq. 7.1, on obtient une meilleureévaluation du temps chimique. On

réécrit alors l’Eq. 7.4 de la façon suivante :

Sth
L =

(
τe

Deff
+

1

S∗
L

2

)− 1
2

(7.90)
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L) en fonction de la
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En prenant les valeurs du temps d’évaporationτe et de la vitesse de flamme gazeuseS∗
L fournies par les

calculs AVBP, on obtient unéevaluation th́eorique de la vitesse de flamme diphasique saturée. D’apr̀es
la Fig. 7.21b, le calcul AVBP est conformèa la pŕediction th́eorique pour les flammesD50. En revanche,
pour les flammesD25, les tendances sont bien prédites mais la formule th́eorique sous-estime la va-
leur calcuĺee par AVBP. Pour les faibles diam̀etres d’injection, la d́ecomposition alǵebrique du temps
de combustion diphasiqueτq en deux temps caractéristiques śepaŕesτe et τc (Eq. 7.3) est une approxi-
mation qui surestimeτq. Pour les diam̀etresélev́es òu le temps d’́evaporationτe est plus limitant, cette
décomposition est valable d’où le faibleécart observ́e pour les flammesD50.

La Fig. 7.23 compare les différenteśepaisseurs caractéristiques de la flamme saturée (cf. Tab 7.5).
Conforḿement aux ŕesultats de Ben Dakhlia [20] (cf. section 7.1.3), l’́epaisseur de flamme augmente
sensiblement avec le diamètre. D’autre part, la Fig. 7.22 montre que la formule de Blint (Eq. 7.88)
reliant SL, δL et D1

th reste valable pour les flammes saturées. L’́epaississement de la flamme lié aux
effets diphasiques provient donc directement de la réduction de la vitesse de flamme (dueà la diminution
du taux de ŕeaction) alors que l’effet de la diffusion thermique contenu dansD1

th joue un r̂ole identique.
Sur la Fig. 7.23a, on note que l’épaisseur caractéristique de trâınée est d’autant plus importante que le
diamètre initial est grand et que sa valeur diminue avec la richesse.

La Fig. 7.24 montre que les nombres sans dimensionStc et Dae varient peu avec la richesse. Les
structures de flammes sont donc sensiblement les mêmes pour des richesses différentes. En revanche, le
diamètre d’injection des gouttes a une influence notable sur lesépaisseurs de traı̂née et d’́evaporation.
L’ épaisseur d’́evaporation, en particulier, augmente de25% à 38% (fonction de la richesse) lorsque le
diamètre passe de25 à 50 µm (cf. Fig. 7.23a). Pour le plus faible diamètre, le nombre de Stokes est
déjà proche de l’unit́e et il augmente lorsque le diamètre est suṕerieur. Quel que soit le régime riche ou
pauvre ou le diam̀etre d’injection, on a donc un effet important de la force de traı̂née sur la dynamique
de la phase liquide.
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7.3.7 Influence du diam̀etre

À richesse constante, on fait varier le diamètre initial de goutte afin d’observer son influence sur la
propagation de la flamme plane saturée. Parmi les trois points de richesseétudíes, l’étude comparative
est faiteàφ = 0.73 (flammesL), richesse pour laquelle les effets du diamètre sont les plus grands.

Afin de comparer les profils des flammesLD25, LD50 et LG, on d́efinit les abscisses modifiées
suivantes :

– x − x0 où x0 = x(|ω̇F |max) est l’abscisse du maximum de taux de réaction ;
– Θ, la temṕerature ŕeduite d́efinie parΘ = (T (x) − T1) / (T2 − T1).
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La Fig. 7.25a illustre les profils de température obtenus pour les différents param̀etres d’injection.
La flammeLD25 présente un profil proche de la flamme gazeuse avec uneépaisseur ĺeg̀erement plus
importante et une température de gaz brûlés plus faible (cf. Fig. 7.21). En revanche, la flammeLD50
poss̀ede des profils de température gazeuse et liquide auxépaisseurs nettement supérieures̀a celles de la
flammeLD25. Sur la Fig. 7.25b, on note que la forme des profils de température liquide et de diam̀etre
de goutte sont semblables, avec une fin de zone de préchauffage qui a lieùa une distance identique
du maximum de taux de réaction. Cette figure illustréegalement l’effet d’́epaississement de la zone de
préchauffage et d’évaporation observé sur la Fig. 7.21 lorsqu’on passe de la flammeLD25 à la flamme
LD50.
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FIG. 7.25 -Profils de temṕerature gazeuse et liquide (zoom) (a.). Profils du carré du diam̀etre et de la
temṕerature liquide (zoom) (b.).

Les profils de vitesse gazeuse des flammes diphasiques (Fig. 7.26a et 7.26b) présentent une forme
semblablèa celui de la flamme gazeuse, auxécarts pr̀es dus̀a la différence de vitesse de propagation du
front. La Fig. 7.26b montre en particulier que la vitesse gazeuseu suit uneévolution lińeaire en fonction
de la temṕerature ŕeduiteΘ car les effets de la traı̂née de goutte sur le gaz sont faibles. En revanche, la
vitesse liquide pŕesente un retard important sur la vitesse gazeuse dans la zone où le diam̀etre est proche
du diam̀etre initial. Cette zone atteint une température ŕeduite de0.8 pourLD25 et0.95 pourLD50. Ces
valeurs sont proches du nombre de Stokes que l’on a défini dans la section préćedente. Elles confirment
que les effets d’inertie de gouttelettes, qui augmente avec leur diamètre, jouent un r̂ole important dans la
structure d’une flamme diphasique saturée.

On note que la ŕegion òu la vitesse du liquide est très proche de celle du gaz contient une phase liquide
virtuelle òu les gouttes ont atteint le diamètre seuil de l’́evaporation et ne représentent plus le spray réel.
Dans cette zone, le profil deul de la flammeLD50 présente un maximum local qui n’est pas physique
mais ŕesulte d’un effet dispersif lié à la raideur du gradient de vitesse liquide lorsque le diamètre de
goutte tend vers źero en raison de l’évaporation. Cet artefact est sans gravité car il ne met pas en cause
la stabilit́e du calcul et n’intervient que là òu la phase liquide est pratiquement absente.

Sur la Fig. 7.27a, on distingue des profils de fraction massique de carburant qui présente des maxima
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en amont du maximum de taux de réaction (x − x0 = 0) pour les flammes diphasiques. Concernant
la flammeLD25, on remarque que ceY max

F correspond enviroǹa la moitíe de la valeur d’injection de
la flamme gazeuseLG. En aval de ce maximum, la flammeLD25 présente une structure identiqueà
celle de la flammeLG où YF tend vers źero car le ḿelange inject́e est pauvre (carburant en défaut). La
flammeLD50 comporte unY max

F plus faible que la flammeLD25 et cette valeur est atteinte pour une
temṕerature ŕeduite plusélev́ee, comme l’indique la Fig. 7.27b. Cette figure montreégalement que la
structure de la flammeLD50 s’éloigne nettement de la flamme gazeuse pour des températures ŕeduites
inférieureà0.9.
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fonction de la temṕerature ŕeduiteΘ (b.)

La différence de structure entre une flamme gazeuse et diphasique estégalement illustŕee par les
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profils de masse volumique de carburant gazeuxρYF et liquideαlρl (cf. Fig. 7.28a et 7.28b). Alors que
la masse volumique de carburant gazeux de la flammeLG diminue ŕegulìerement̀a travers le front de
flamme, les flammes diphasiquesLD25 etLD50 voient lesévolutions suivantes :

– la masse volumique de carburant liquide décrôıt d’abord avec un taux lié à l’augmentation de
la vitesse liquide dans la zone de préchauffage (cf. Fig. 7.26) puis plus rapidement en raison de
l’ évaporation ;

– la fraction massique de carburant gazeux augmente — nettement pourLD25, faiblement pour
LD50 — jusqu’̀a un maximum òu elle rejoint le profil de la flammeLG.

La Fig. 7.28b montre que pour la flammeLD50, le carburant reste sous forme liquide dans une grande
portion de l’́epaisseur du front de flamme.
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Les Fig. 7.29a et 7.29b illustrent les profils de taux de réactionω̇F et d’évaporationΓ, variables
jouant le r̂ole de termes sources dans leséquations deρYF (Eq. 7.6) etαlρl (Eq. 7.10). Dans le cas de la
flammeLD25, le taux d’́evaporation est présent sur unéepaisseur plus faible que le taux de réaction (cf.
Fig. 7.29a) et son intensité maximale est plus grande. Quel que soit l’endroit du front de flamme, le taux
de ŕeaction reste proche de celui observé dans la flamme gazeuse. Pour la flammeLD50 en revanche, le
taux d’́evaporation occupe presque entièrement l’́epaisseur du taux de réaction ce qui indique un couplage
fort entre l’́evaporation et la combustion. Dans ce cas, le profil du taux de réaction deLD50 s’éloigne
nettement de ceux deLD25 etLG. Son intensit́e maximale est plus faible et tend vers la valeur atteinte
par le taux d’́evaporation. On en conclut que le caractère diphasique de la flamme saturée est d’autant
plus marqúe que le diam̀etre initial de gouttelette estélev́e. Il se manifeste par une réduction du taux de
réaction responsable de la diminution de la vitesse de flamme.

7.3.8 Analyse du mod̀ele de flamméepaissie TP-TF

Le cas test de la flamme plane saturée permet d’́evaluer le mod̀ele de flamméepaissie adapté à la
combustion diphasique (modèle TP-TF) d́ecrit dans la section 4.6. Ce modèle est conçu pouŕepaissir le
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front de flamme d’un facteurF tout en conservant sa structure et sa vitesse de propagation. La structure
de flamméetant líeeà la dynamique de la phase liquide, le modèle TP-TF prend en compte une correction
des termes de couplage entre phases.À partir de la flammeSD25, on étudie l’effet du mod̀ele sur les
caract́eristiques de la flamme en faisant varier le facteurF . Quatre valeurs d’épaississement sont choisies
F = 1, 2, 5 et 10 produisant les quatre flammesF1, F2, F5 et F10 correspondantes. Les calculs sont
réaliśes sur des maillages̀a nombre de nœuds identiques avec une taille de maille∆x = F ∆x0 où ∆x0

est la dimension de la maille du calcul de flammeF1. Afin de comparer les profils des flammesF1 à
F10, on d́efinit l’abscisse modifíee :x∗ = (x − x0)/F avecx0 = x(|ω̇F |max). Dans la section4.6.5,
on justifie le choix de ne pas modifier le terme de traı̂née de goutte dans le modèle TP-TF. L’impact de
cette absence de correction est analysé ici en comparant les résultats du mod̀ele TP-TFà ceux du calcul
prenant en compte cette correction (« TP-TF drag corr.») qui consiste simplementà diviser le termeFd

parF dans les Eq. 7.7 et 7.11.

Les Fig. 7.30a et 7.30b montrent que la similitude entre les profils de température est bonne pour les
faibles facteurs d’́epaississement(F = 2). En revanche, on note uńecart pour les flammesF5 et F10
bien que la forme des courbes soit respectée et que l’abscissex∗ où les gouttes sont̀a ébullition soit
conserv́ee (cf. Fig. 7.30b). L’accord parfait entre la flamme nonépaissie et la courbe du modèleà trâınée
corrigée (F10 drag corr.) montre que cesécarts sont dus uniquementà l’absence de correction du terme
de trâınée.

Cette erreur s’observéegalement sur les profils de vitesse (cf. Fig.7.31a) òu l’on constate que l’́ecart
entre les vitesses gazeuse et liquide diminue avecF . En effet, dans le mod̀ele TP-TF, le terme de traı̂née
est surestiḿe d’un facteurF dans le front de flamme et le nombre de Stokes de flammeStc n’est pas
conserv́e. La courbe(◦) de la Fig. 7.31a montre que cette erreur s’annule parfaitement lorsque la cor-
rection du terme de traı̂née est appliqúee. Comme on l’a noté dans la section 7.3.5, les effets d’inertie
augmentent le temps de résidence des gouttelettes qui subissent en retard l’accélération de l’́ecoulement
gazeux dans le front de flamme. En surestimant la traı̂née, ce temps de retard est sous-estimé et la dis-
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FIG. 7.30 -Profils de temṕerature gazeuse (a.) et liquide (b.) (zoom) pour quatre valeurs du facteur
d’épaississement

tance d’́evaporation se trouve augmentée. Il en ŕesulte une diminution du taux de réaction illustŕee par la
Fig 7.31b. L’effet sur les taux d’évaporation et de réaction est semblablèa celui d’une augmentation du
diamètre de goutte (cf. Fig. 7.29b).
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Sur la Fig. 7.32a, on retrouve l’erreur due au terme de traı̂née sur l’́epaisseur de flamme : le
mod̀ele TP-TF pŕedit une flamme sur-épaissie d’environ20%. Avec la correction de traı̂née, on re-
trouve unépaississement rigoureusementégalà F . Le mod̀ele TP-TF surestiméegalement l’́epaisseur
caract́eristique de la trâınée mais cette erreur reste bornée à partir deF = 5. Pour le mod̀ele sans
correction des termes diphasiques (TF no corr.), l’erreur est de signe opposé et vaut pr̀es de40% pour
l’ épaisseur de flamme et pour l’épaisseur de traı̂néeàF = 5.
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La Fig. 7.32b montre que le modèle TP-TF sous-estime la vitesse de flamme d’environ20% àF = 10,
en conformit́e avec l’́ecart sur l’́epaisseur de flamme. En appliquant la correction de traı̂née, on conserve
parfaitement la vitesse de flamme laminaire de la flamme nonépaissie quel que soitF . Le mod̀ele sans
correction, en revanche, surestime de plus de70% la vitesse de flamme pourF = 10 et cette erreur croı̂t
de façon importante avecF .

Cetteétude met eńevidence l’importance de la correction des termes d’évaporation prise en compte
par le mod̀ele TP-TF. Sans ce traitement, la vitesse de flamme est surestimée d’autant plus que le facteur
d’épaississement est grand. Toutefois, cette correction n’est pas suffisante si l’on souhaite conserver
parfaitementSL. En effet, pour les valeurs usuelles du facteur d’épaississement (entre5 et10), on sous-
estime la vitesse de flamme d’environ20%. Au regard des autres sources d’erreurs (en particulier la
cinétique chimique en régime riche), cette valeur reste tolérable dans le cadre d’une première approche
de la LES diphasique réactive.

Pour les calculs futurs, une amélioration du mod̀ele TP-TF devrâetre consid́eŕee. Les calculs ont
montŕe que l’erreur commise s’annule parfaitement si le terme de traı̂née est modifíe de façon appropriée
en fonction du facteur d’épaississement. Le modèle TP-TF aḿelioré devra inclure cette correction tout
en évitant de perturber la dynamique du spray. En effet, lorsque la structure de flamme ne correspond
pas au mod̀ele id́eal de la flamme plane diphasique prémélanǵee, modifier la trâınée de goutte n’est pas
justifié et introduirait des erreurs sur les taux d’évaporation et de réaction. Pour l’́eviter, on peut songer
à corriger la composante de la force de traı̂née normale au front de flamme (normale repéŕee par le
gradient de temṕerature, par exemple) en conservant la composante tangentielle inchangée. Ainsi, on
respecterait l’́epaississement géoḿetrique de la structure du front sans altérer la dynamique des gouttes
dans la direction tangentielle. Avec ou sans cette modification, uneétude en configuration turbulente
devraêtre envisaǵee pour valider le mod̀ele TP-TF. Un calcul DNS de flamme diphasique saturée dans
une turbulence homogène isotrope semble un bon candidat pour une telle analyse.
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7.3.9 Conclusion

La flamme plane saturée est une configuration simple qui fait apparaı̂tre l’essentiel des ca-
ract́eristiques de la combustion diphasique laminaire. Elle présente un comportement propagatif proche
de celui d’une flamme gazeuse de prémélange avec un couplage supplémentaire entre l’écoulement et le
spray via des transferts de masse, de quantité de mouvement et d’énergie. Ces transferts ont pour effet
de diminuer ĺeg̀erement la temṕerature adiabatique de flamme. Ils introduisentégalement un retard qui
réduit la vitesse de propagation etépaissit le front de flamme. Ces effets sont d’autant plus grands que le
diamètre d’injection des gouttelettes de carburant estélev́e.

Grâce aux bilans de masse et d’énergie, on valide la conservativité du code pour ces deux grandeurs,
propríet́e essentielle lorsqu’ońetudie la combustion.

Malgré la simplicit́e des mod̀eles d’́evaporation et de combustion utilisés, les calculs AVBP permettent
de reproduire les caractéristiques principales de la structure d’une flamme diphasique. L’étude de cette
structure a mis eńevidence des zones où agissent de façon couplée les effets de glissement entre phases,
de pŕechauffage de goutte, d’évaporation et de réaction chimique qui sont̀a l’origine du ḿecanisme de
propagation du front de flamme. L’attribution d’échelles caractéristiques pour ces différents ph́enom̀enes
permet de comparer leur influence respective en définissant des nombres de Damköhler et de Stokes
caract́eristiques du spray.

L’ étude paraḿetrique permet de retrouver des comportements relevés dans l’́etude bibliographique.
La formule th́eorique de la vitesse de flamme proposée par Ballal et Lefebvre [17] est ainsi v́erifiée pour
le diam̀etre de gouttes le pluśelev́e. En utilisant une chimie réaliste en ŕegime riche (cf. section 4.7.2), il
serait int́eressant de chercherà reproduire les résultats obtenus par Versaevel [259] et Ben Dakhlia [20]
dans ce ŕegime.

Enfin, le mod̀ele TPTF, extension du modèle de flamméepaissièa la combustion diphasique, donne
des ŕesultats acceptables en prévision des objectifs de la LES : propager une flamme sur un maillage
grossier en conservant sa structure et sa vitesse de propagation. En pratique, le modèle sous-estime la
vitesse de flamme en raison de l’absence de correction du terme de traı̂née. Toutefois, cette erreur ne
dépasse pas20% et reste toĺerable dans le cadre de cetteétude. Pour les calculs futurs, il faudra envisager
une aḿelioration de ce mod̀ele et sa validation dans une configuration turbulente. La réalisation de cette
étude est pŕevue dans la th̀ese en cours de M. Sanjosé au Cerfacs (2006-2009).
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9.2.3 Sćenario d’allumage . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 226

9.3 Diagnostics temporels . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 226
9.4 Analyse des champs instantanés . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 229
9.5 Analyse locale 1D . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 232

9.5.1 Structure de flamme . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 232
9.5.2 Mod̀ele d’́epaississement TP-TFLES . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 233

9.6 Conclusion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 234



TABLE DES MATIÈRES
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Chapitre 8

Écoulement ŕeactif en régime stationnaire

8.1 Introduction

Les études pŕesent́ees dans les chapitres 6 et 7 constituent une première étape dans la validation
du code AVBP pour la combustion diphasique. Comme le montrent les conclusions de ces chapitres,
des investigations supplémentaires sont requises pour une validation complète. En plus deśetudes
acad́emiques, la confrontation avec les données exṕerimentales existantes en combustion diphasique tur-
bulente [109, 163, 164, 165, 190, 268] est un passage nécessaire. Toutefois, dans l’objectif de construire
un code de calcul adapté aux configurations industrielles, il est intéressant d’́evaluer les potentialités de
l’outil actuel dans une application réaliste : une chambre de combustion de turbine d’hélicopt̀ere. Bien
que les mod̀eles pŕesent́es dans la partie I soient relativement simples, la tâche consistant̀a les faire tra-
vailler de manìere coupĺee au sein d’un calcul turbulent diphasique réactif en ǵeoḿetrie ŕeelle repŕesente
un vrai d́efi. Chaque niveau de couplage introduit une source possible d’instabilités nuḿeriques, appelant
donc des traitements numériques sṕecifiques.

Ce chapitre pŕesente unéetude LES de la combustion en régime stationnaire dans la chambreVesta
de Turbomeca. Dans un premier temps, on décrit la ǵeoḿetrie, les simplifications du calcul et la mise
en place des conditions aux limites qui en découle. Dans un second temps, on présente les ŕesultatsà
travers plusieurs analyses. On s’intéresse tout d’abord̀a l’aérodynamique de l’écoulement non réactif.
On étudie ensuite la topologie de la flamme et les mécanismes permettant sa stabilisation. Enfin, on
analyse la structure de flamme par différentes approches.

8.2 Configuration

8.2.1 Ǵeométrie

La chambreVestaa ét́e conçue par Turbomeca comme un démonstrateur pour le foyer du moteur
d’hélicopt̀ere Ardiden, le dernier ńe de ce constructeur de turbines. Il s’agit d’une chambre annulaireà
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flux inverśe (cf. introduction ǵeńerale) compośee de 18 secteurs identiques (cf. Fig. 8.1a). Dans chaque
secteur, le spray de kéros̀ene est fourni par des injecteurs principaux de typeairblast à pŕefilm (cf.
section 1.1.3) cŕeant un jet d’air vrilĺe. La Fig. 8.2b est un zoom sur deux secteurs qui montre les limites
du domaine de calcul, restreint icià un secteur supposé ṕeriodique.

a.

Allumeurs

b.

FIG. 8.1 -Vue d’ensemble de la chambre annulaire Vesta représentant 14 des 18 secteurs et la position des
allumeurs (en blanc) (a.). Zoom sur deux secteurs (b.) : limite du domaine de calcul en noir

La chambre ŕeelle comporte plusieurs entrées d’air via des parois multi-perforées et des films de
refroidissement qui n’ont paśet́e pris en compte dans le calcul. Seules les entrées principales via l’in-
jecteur et les trous d’air primaires ontét́e conserv́ees (cf. Fig. 8.2) car elles jouent un rôle essentiel sur
l’aérodynamique de la zone primaire. La chambre complète poss̀ede deux injecteurs de démarrage (ou
allumeurs), sitúes entre deux injecteurs principauxà des positions diaḿetralement opposées dans l’an-
neau (cf. Fig. 8.1a). Le secteur représent́e dans le calcul prend en compte un allumeur afin de simuler la
séquence d’allumage calculée dans le chapitre 9. Les orifices des allumeurs laissent passer un débit de
fuite qui sert au refroidissement de la tête d’injecteur, de la bougie d’allumage et prévient le d́ep̂ot de
coke. Ce d́ebit est repŕesent́e par une entrée d’air dans le calcul LES (cf. section 8.2.3).

8.2.2 Maillage

Vu la complexit́e de la ǵeoḿetrie, le domaine de calcul áet́e mailĺe au moyen du logiciel CentaurSoft
en non structuŕe (cf. section 5.4). La grille obtenue contient173 000 nœuds soit1.03 millions de cellules
tétráedriques. La Fig. 8.3 montre la répartition des points dans le domaine : les cellules les plus petites
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Trous d’air externes

Jet d’air vrillé +

spray de kérosène

Jet d’air

principal vrillé

Sortie

Paroi non glissante

Jet d’air (débit de fuite de

l’injecteur de démarrage)

Trous d’air internes

FIG. 8.2 -Domaine de calcul et conditions aux limites (les surfaces sombres sont débitantes)

ont ét́e ŕeserv́eesà la zone principale de combustion située dans l’axe de l’injecteur. La taille de la plus
petite maille conditionne le pas de temps explicite qui vaut10−8 s dans le calcul ŕeactif.

FIG. 8.3 -Vueécorch́ee du maillage

205
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8.2.3 Conditions aux limites

La Fig. 8.2 d́ecrit les conditions aux limites du domaine de calcul. Le type de conditions et les pa-
ramètres physiques correspondants sont résuḿes dans le Tab. 8.1. Les conditions de température, de pres-
sion et de richesse ontét́e fournies par Turboḿeca et correspondent au point d’opération d’un ŕegime de
démarrage. On note que la richesse globale de la chambre est proche de la stoechiométrie avec un rapport
carburant/air de6.6% alors que le ŕegime de fonctionnement nominal se situe plutôt autour de2%. La
condition de ṕeriodicit́e impose de représenter un injecteur de démarrage complet alors que le secteur
réel n’en comporte qu’une moitié. Par conśequent, le d́ebit d’air fourni par cet injecteur est surestimé
d’un facteur2, ce qui compense exactement le déficit dû aux entŕees d’air primaire qui ne sont pas prises
en compte (cf. section 8.2.1).

Nom (Fig. 8.1) Type de frontìere Paramètres physiques
Trous primaires Entŕee d’air Temṕerature : Tair = 273 K
internes Vitesse d́ebitante : Ubulk = 27.7 m.s−1

Débit massique : ṁair = 1.15 g.s−1

Trous primaires Entŕee d’air Idem trous internes
externes
Injecteur principal
Vrille externe Entŕee d’air Temṕerature gazeuse : Tair = 273 K

Vitesse d́ebitante : Ubulk = 31.1 m.s−1

Débit d’air : ṁair = 2.08 g.s−1

Vrille interne Entŕee d’air Temṕerature gazeuse : Tair = 273 K
Vitesse d́ebitante : Ubulk = 18.1 m.s−1

Débit d’air : ṁair = 0.48 g.s−1

Spray de ḱeros̀ene Temṕerature liquide : Tl = 273 K
Diamètre de gouttes : d0 = 25 µm
Débit de carburant : ṁF = 0.410 g.s−1

Richesse globale : φg = 0.93
(baśee sur les d́ebits )

Fuite injecteur Entŕee d’air Temṕerature : Tair = 273 K
de d́emarrage Vitesse d́ebitante : Ubulk = 5.7 m.s−1

Débit massique : ṁair = 1.4 g.s−1

Paroi de la chambre Paroi non glissante,
adiabatique

Sortie Pression impośee Pression : P = 1.18 bar

TAB . 8.1 -Conditions aux limites et param̀etres physiques du point d’opération

Le carburant est représent́e par une esp̀ece unique possédant les propriét́es moyennes du kéros̀ene (cf.
Tab. 8.2). Les donńees de cette espèce de substitution ontét́e fournies par Snecma Moteurs qui les utilise
couramment dans les calculs RANS avec le code N3S-Natur. Le schéma simplifíe d́ecrivant la cińetique
de ŕeaction est le sch́ema mono-́etape du JP10 détaillé dans la section 4.7.
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8.2 Configuration

Carburant : substitut dekéros̀ene
Masse molaire : WF = 130.2815 g.mol−1

Masse volumique : ρl = 782.03 kg.m−3

Temṕerature de Clausius-Clapeyron : Tcc = 489.0 K
Pression de Clausius-Clapeyron : Pcc = 1.105 Pa
Enthalpie latente d’évaporation : Lv = 323.19 kJ.mol−1

Capacit́e calorifiquèa pression constante :Cp,l = 3.0077 kJ.mol−1.K−1

TAB . 8.2 -Propriét́es physiques du carburant (source Snecma Moteurs)

Pour être coh́erent avec le mod̀ele de sous-maille de type WALE utilisé dans cettéetude (cf. sec-
tion 4.3), les parois de la chambre sont représent́ees par une condition d’adhérence. La pression est
impośee sur la section de sortie. Les jets issus des trous d’air primaires sont des jets transverses. Dans le
calcul, ils sont ameńes par un court canal fictif permettant d’éloigner l’effet de la condition limite. L’in-
jecteur ŕeel comporte une double vrille (non représent́ee) cŕeant deux jets coaxiaux animés d’une forte
composante de rotation. Pour le jet interne, cette composante est orientée dans le sens horaire alors que
celle du jet externe est en sens opposé. L’aérodynamique de la chambreétant en grande partie pilotée par
la dynamique de ces jets vrillés, il est essentiel que leurs caractéristiques soient correctement reproduites
par la condition aux limites. Les moyens expérimentaux actuels ne permettent pas d’accéder aux mesures
de vitesses en raison des faibles sections de passage de l’injecteur qui empêchent l’acc̀es des instruments
optiques ou intrusifs. Afin de caractériser l’áerodynamique de cet injecteur, une simulation LES non
réactive incluant la ǵeoḿetrie entìere de l’injecteur áet́e ŕealiśee par L. Gicquel au Cerfacs [87]. Le
champ de vitesse moyenne calculé dans la section de l’injecteur correspondantà l’entŕee de la pŕesente
configuration (cf. Fig. 8.2) fournit les profils de conditions aux limites utilisés dans le calcul réactif (cf.
Fig. 8.4). En l’absence de données exṕerimentales sur le spray, le diamètre des gouttes áet́e fixé à25 µm
et un profil de flux massiqueFliq = ρlᾰlŭl a ét́e suppośe dans le jet de vrille interne où le film liquide
est inject́e. La valeur deFliq a ét́e fixée nulle sur l’axe et maximum sur le rayon d’injection du film.

On d́efinit différents temps caractéristiques de la configuration de la façon suivante :
– le temps convectif globalτcv :

τcv =
mtot

ṁtot
(8.1)

où mtot et ṁtot sont respectivement la masse totale contenue dans le volume de calcul et le débit
massique total traversant la chambre. En supposant que les trajectoires du gaz et des gouttes sont
proches,τcv donne aussi un ordre de grandeur du temps de résidence des gouttes dans la chambre.

– le temps deswirl τsw :

τsw =
2πRinj

Uθ
(8.2)

où Rinj etUθ sont respectivement le rayon moyen et la vitesse azimutale moyenne du jet de vrille
externe (cf. Fig. 8.4).

– le temps convectif d’injection liquideτinj :

τinj =
Rinj

Ul,bulk
(8.3)
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ÉCOULEMENT RÉACTIF EN RÉGIME STATIONNAIRE
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FIG. 8.4 -Profils de vitesse gazeuse axiale(Ux), radiale(Ur) et tangentielle(Uθ) et profil de flux massique de
liquideFliq impośes comme condition aux limites de l’injecteur principal

– le temps de relaxation des gouttes de carburantτp :

τp =
ρld

2
0

18µ
(8.4)

τsw et τp permettent de d́efinir le nombre de Stokes des gouttes visà vis du swirl (ou nombre de Stokes
azimutal) :

Stθ =
τp

τsw
(8.5)

De la m̂eme façon, on construit un nombre de Stokes de l’injection axialeà partir deτinj et τp :

Stx =
τp

τinj
(8.6)

Enfin, le nombre de ReynoldsRe est d́efini à partir de la vitesse débitante et le rayon moyen du jet de
vrille externe :

Re =
UbulkRinj

ν
(8.7)

Les valeurs des Eq. 8.2̀a 8.7 sont donńees par le Tab. 8.3. Les nombres de Stokes azimutal et axial
sugg̀erent que les effets inertiels des gouttes sont importants par rapport au jet d’air. La valeurélev́ee du
nombre de Reynolds confirme le caractère turbulent de l’́ecoulement.

Le temps d’́evaporation du spray est aussi un paramètre cĺe car il conditionne le ŕegime de combus-
tion. Dans les conditions thermodynamiques du point d’opérationétudíe, le carburant liquide se trouve
dans unétat de saturation où l’ évaporation est impossible sans apport supplémentaire de chaleur (cf
section 7.3.1).
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8.3 Áerodynamique de l’écoulement non réactif

Temps convectif : τcv = 8.3 ms
Temps deswirl : τsw = 0.503 ms
Temps convectif d’injection liquide : τinj = 0.267 ms
Temps de relaxation des gouttes : τp = 1.54 ms
Nombre de Stokes azimutal : Stθ = 3.06
Nombre de Stokes axial : Stx = 5.77
Nombre de Reynolds : Re = 10 500

TAB . 8.3 -Temps et nombres caractéristiques de l’áerodynamique du calcul LES

8.2.4 Condition initiale

Le régime stationnaire réactif pŕesent́e dans cette section est issu du calcul de la séquence d’allumage
décrit dans le chapitre 9. Afin d’obtenir le régime permanent, les conditions aux limites de la section 8.2.3
ont ét́e appliqúees pendant19 ms de temps physique soit2.3τcv .

8.2.5 Mod̀eles physiques, param̀etres numériques et ressources informatiques

Le Tab. 8.4 ŕesume les choix de modèles et de param̀etres nuḿeriques ainsi que les ressources in-
formatiques utiliśees pour le calcul LES. Les50 ms de temps physique calculé correspondent au temps
nécessaire pour atteindre le régime stationnaire, c.-à.d le temps qu’il faut pouŕevacuer les effets transi-
toires líesà la śequence d’allumage. Ce temps simulé repŕesente six fois le temps convectif globalτcv.
On note le recours̀a un oṕerateur de viscosité artificielle pour stabiliser le calcul des phases gazeuse et
liquide. Afin de pŕeserver la pŕecision du calcul, cet opérateur est appliqúe tr̀es localement, là òu il est
nécessaire, grâceà l’utilisation du senseur de Colin.

8.3 Aérodynamique de l’́ecoulement non ŕeactif

Avant de s’int́eresser au régime ŕeactif, on cherchèa comprendre l’impact des caractéristiques
aérodynamiques de la chambre sur le processus de combustion enétudiant le ŕegime non ŕeactif carbuŕe.
Pour ce calcul pŕeliminaire, on notera que le débit de fuite de l’injecteur de d́emarrage n’a paśet́e pris en
compte. Les Fig. 8.5a et 8.5b fournissent leséléments ǵeoḿetriques utiliśes pour pŕesenter les ŕesultats.

La Fig. 8.6a montre que le jet vrillé issu de l’injecteur principaĺeclate rapidement et géǹere une zone
de recirculation tr̀es volumineuse. Ce phénom̀ene, d́ecrit par Lucca-Negro [139] et connu sous le nom
anglais devortex break-down, apparâıt lorsque le nombre deswirl S (Eq. 8.8) est suṕerieurà une valeur
critique proche de0.6.

S =
1

R

∫ R
0 uxuθr

2dr
∫ R
0 u2

xrdr
(8.8)

où R repŕesente le rayon du jet,ux la vitesse axiale etuθ la vitesse azimuthale. En appliquant l’Eq. 8.8
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ÉCOULEMENT RÉACTIF EN RÉGIME STATIONNAIRE

Modèles physiques
Modèle de sous-maille : modèle WALE (cf. section 4.3 )
Modèle de combustion : modèle TFLES (cf. section 4.6)

(épaississement fonction du maillage)
Modèle de spray : mod̀ele Euler-Euler statistique (cf. chapitre 3)

sans mod̀ele pour le mouvement décorŕelé
avec mod̀ele de sous-maille

Paramètres numériques
Sch́ema nuḿerique : Runge-Kutta 3́etapes (RK3) (cf. section 5.2)
Viscosit́e artificielle : senseur de Colin, opérateur du2e et4e ordre (gaz et liquide)
Pas de temps : ∆t = 10 µs
Temps physique simulé : t = 50 ms
Nombre d’it́erations : Nite = 500 000

Ressources informatiques (cf. section 5.5)
Calculateur : SGI O3800 (CINES, Montpellier)
Nombre de processeurs : 128
Temps de calcul : 30 000 h CPU
Temps d’ex́ecution : 240 h

TAB . 8.4 -Modèles physiques, param̀etres nuḿeriques et ressources informatiques du calcul LES

a. b.

x

yinj

inj

y

x

Ligne swirl

FIG. 8.5 -Surfaces de coupes utilisées pour pŕesenter les ŕesultats (a.). Surface A (b.) : changement de
coordonńees et position de la ligne de calcul du nombre deswirl

à la section de sortie du jet (cf. Fig. 8.5b), on obtientS = 0.91. Cette valeur est un minimum car
le nombre deswirl a tendancèa augmenter dans la direction axiale lorsque l’écoulement rencontre
un élargissement [227]. Cette valeur suṕerieure au nombre deswirl critique est conformèa l’obser-
vation d’unvortex-breakdownrelativement intense. Ce type d’écoulement favorise la stabilisation de la
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8.4 Topologie de l’́ecoulement et ḿecanisme de stabilisation

flamme [131] : en recirculant les gaz brûlés vers la zone amont, il permet le mélange entre les gaz chauds
et les ŕeactifs.

a. b.

FIG. 8.6 -Champ moyen de vitesse axiale dans la surface C (a.). La ligne blanche délimite la zone de
recirculation. Lignes de courant du champ moyen de vitesse dans la surface A (b.)

La zone de recirculation illustrée par la coupe dans la surface C (Fig. 8.6a) présente une asyḿetrie
prononćee. Sur cette m̂eme coupe, la Fig. 8.7a illustre la position du tourbillon de forme annulaire res-
ponsable de la recirculation centrale. Au lieu d’être aligńe sur l’axe de l’injecteur, l’axe de cet anneau
est d́ecaĺe nettement vers lesz négatifs (̀a droite sur la Fig. 8.7a). Cette asymétrie est certainement la
conśequence d’une interaction entre le mouvement deswirl du jet d’injecteur et les jets de trous internes
et externes (cf. Fig. 8.2). Comme le montre la Fig. 8.6b, le jet de trou interne (inférieur) influence lar-
gement la zone de recirculation alors que le jet de trou externe (supérieur) ṕeǹetre moins profond́ement.
Cette diff́erence n’est pas liéeà unécart de d́ebit (conditions identiques) mais plutôt au d́ecalage dans la
position des trous enxinj . En raison de cet́ecart ǵeoḿetrique, l’effet des jets internes sur la composante
azimutale du jet d’injecteur est plus grand et provoque l’asymétrie observ́ee sur les Fig. 8.6a et 8.7a.

La Fig. 8.7 compare le champ de vitesse moyenne du gaz et du spray dans la surface C. La principale
diff érence se situe au niveau du point d’arrêt de la zone de recirculation (cercle en pointillés) qui remonte
très pr̀es de l’entŕee, dans le cas du gaz,à environ une foisRinj dans le cas du spray. Cetécart de
trajectoires joue un rôle dans l’́ecoulement ŕeactif comme on le verra dans les sections 8.4 et 8.5.

8.4 Topologie de l’́ecoulement et ḿecanisme de stabilisation

8.4.1 Analyse du champ gazeux

La Fig. 8.8 montre que la zone de recirculation intense observée dans l’́ecoulement non réactif (cf.
section 8.3) est toujours présente dans l’écoulement ŕeactif et reste tr̀es proche de la sortie de l’injecteur
principal. Elle est toutefois moinśetendue dans la directionz, probablement en raison de la présence du
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ÉCOULEMENT RÉACTIF EN RÉGIME STATIONNAIRE

a. b.

FIG. 8.7 -Lignes de courant du champ moyen de vitesse gazeuse (a.) et liquide (b.) dans la surface C

jet d’air issu de l’injecteur de d́emarrage. De plus, l’asyḿetrie de l’́ecoulement dans la surface C observée
à froid semble moins marquée dans l’́ecoulement ŕeactif.

A

B

C

FIG. 8.8 -Champ instantańe de vitesse axiale dans la surface C. Ligne noire fine : limite de la zone de
recirculation. Iso-lignes blanc : taux de réaction

Sur la Fig. 8.8, on distingue plusieurs zones réactives :
– Zone A :commençant̀a l’aval immédiat de la sortie de l’injecteur principal et suivant la limite de

la zone de recirculation (cf. Fig. 8.8) ;
– Zone B :située entre le jet de l’injecteur de démarrage et le jet́eclat́e issu de l’injecteur principal ;
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8.4 Topologie de l’́ecoulement et ḿecanisme de stabilisation

– Zone C :localiśeeà l’intérieur de la zone de recirculation.

FIG. 8.9 -Champ instantańe de temṕerature dans la surface C. Iso-lignes noires : taux de réaction.

La Fig. 8.9 met eńevidence le r̂ole de la zone de recirculation dans la stabilisation de la flamme.
En ramenant des gaz chauds vers l’amont, elle provoque l’évaporation rapide du spray. Dans le même
temps, ces gaz chauds permettent d’initier la réaction entre le carburantévapoŕe et l’air issu de l’injecteur
principal. On obtient alors la flamme de diffusion stable et de forte intensité correspondant̀a la zone
A. Enfin, comme le montre la Fig. 8.10a, elle permet d’augmenter le temps de résidence de la vapeur
de carburant en l’emprisonnant dans le volume recirculé. La chambréetant globalement proche de la
stoechioḿetrie(φg = 0.93), les apports d’oxyg̀ene conditionnent́egalement la topologie de la flamme.
La Fig. 8.10b montre que la région limit́ee par les flammes A, B et C ne contient que de la vapeur de
carburant et des gaz brûlés. Le carburant non consommé dans la zone A brûle alors en diffusion avec
l’air du jet de l’injecteur de d́emarrage (Zone B) et des jets issus des trous primaires (Zone C).

8.4.2 Influence du spray

La Fig. 8.11a montre que le spray, en raison de l’inertie des gouttes, péǹetre dans la zone de recircu-
lation du gaz, conforḿement̀a l’observation faite dans le calcul non réactif (cf. section 8.3). En subissant
la trâınée duèa l’ecoulement recirculé, les gouttes s’accumulent en amont et s’évaporent sous l’effet du
transfert de chaleur par les gaz chauds (cf. Fig. 8.11b). Ce phénom̀ene explique la présence de vapeur de
carburant au sein de la zone de recirculation et sa concentration particulièrement́elev́ee dans la ŕegion D
(cf. Fig. 8.10a). Dans cette région, une quantité importante de chaleur est absorbée paŕevaporation du fait
de la forte concentration de gouttes (cf. Fig. 8.11a et b). Le spray géǹere donc une zone très riche et rela-
tivement froide dans l’axe de l’injecteur, ce qui explique l’absence de réaction observ́eeà cet endroit. Ce
phénom̀ene áegalement́et́e remarqúe par S. Pascaud dans uneétude LES de foyer diphasique [181]. La
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ÉCOULEMENT RÉACTIF EN RÉGIME STATIONNAIRE

a. b.

FIG. 8.10 -Champs instantańes de fraction massique de carburant (a.) et d’oxydant (b.) dans la surface de coupe
C. Iso-lignes noires (a. et b.) : taux de réaction. Iso-lignes blanches (a.) : taux d’évaporation

Fig. 8.11a indiquéegalement que la phase liquide est totalementévapoŕee avant d’atteindre les régions B
et C. Les flammes correspondantes sont donc des flammes purement gazeuses. Dans le cas d’une injec-
tion de carburant purement gazeux, on aurait certainement observé une topologie de flamme différente :
le carburant ne serait pas péńetŕe dans la zone de recirculation mais aurait suivi la trajectoire du jetéclat́e
en cŕeant un pŕemélange partiel. La fraction de carburant présentèa l’intérieur du volume recirculé aurait
ét́e plus faible et le ŕegime diffusif probablement moins marqué. Dans un teĺecoulement òu la trajectoire
de la phase dispersée est localement très diff́erente de celle du gaz, la question de la validité du mod̀ele
Euler-Euler peut̂etre pośee. L’étude de Riberet al. [207] sur la dispersion de particules solides dans
un écoulement turbulent fortement recirculé montre que l’approche Euler-Euler en LES reproduit cor-
rectement les mesures expérimentales. La ḿethode peut donĉetre appliqúee avec confiance dans le cas
présent. En pratique, la plus grande incertitude provient du manque d’information sur les caractéristiques
initiales du spray, la vitesse, la concentration et la taille initiale des gouttes influençant fortement leur
dispersion et leuŕevaporation.

8.5 Structure de flamme

8.5.1 Indice de Takeno

Comme le proposent Ŕeveillon et Vervisch [205], on utilise le crit̀ere de Takeno pour analyser le
mode de combustion. Ce critère est baśe sur un indice de flamme défini comme le produit scalaire des
gradients des fractions massiques des réactifs :T = ∇YF .∇YO. En normalisantT , on construit un taux
de ŕeaction index́e qui permet de śeparer le ŕegime de diffusion du régime de pŕemélange :

ω̇∗
F =

T
|∇YF .∇YO|

ω̇F (8.9)
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8.5 Structure de flamme

a. b.

FIG. 8.11 -Champs instantańes de fraction volumique liquide (a.) et de taux de transfert de chaleur par
évaporation (b.) dans la surface de coupe C. Lignes grises (a.) et lignes blanches (b.) : limite de la zone de

recirculation. Iso-lignes noires (a.) : taux d’évaporation

Dans l’Eq. 8.9,ω̇∗
F = ω̇F pour une flamme de prémélange eṫω∗

F = −ω̇F pour une flamme de diffusion.
La Fig. 8.12 indique que l’essentiel de la combustion se fait en régime de diffusion pour lequel la flamme
cöıncide avec la ligne stoechiométrique. On note toutefois la présence d’une flamme de prémélange sur
le rayon ext́erieur du jet de l’injecteur principal.

FIG. 8.12 -Champ instantańe de taux de ŕeaction index́e par le crit̀ere de Takeno(−ω̇∗

F ) dans la surface de
coupe C. Noir : ŕegime de diffusion. Blanc : régime de pŕeḿelange. Ligne blanche : stoechiométrie. Les segments

blancs correspondent aux lignes de coupe 1 et 2
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ÉCOULEMENT RÉACTIF EN RÉGIME STATIONNAIRE

8.5.2 Structure locale 1D

Afin de comprendre plus préciśement la structure de la flamme située dans la zone A, on propose une
analyse 1D du spray et de la flamme. La coupe 1 (cf. Fig. 8.12) correspondà l’axe de l’injecteur principal
donc du spray. La coupe 2 est choisie normale au front de la flamme A.

L’accumulation de gouttes déjà not́ee sur la Fig. 8.11a s’observe clairement sur la Fig. 8.13a : la
décroissance de la vitesse du spray en entrant dans la zone de recirculation(Uinj < 0) induit une
augmentation de la fraction volumique par effet de« compression» de la phase dispersée. En aval, le
taux d’́evaporation important ǵeǹere de la vapeur de carburant qui est convectée vers l’amont par le
gaz recirculant. Cette vapeur est ensuite entraı̂née par le jet de la vrille externe et brûle dans la flamme
de pŕemélange observ́ee sur la Fig. 8.12. La Fig. 8.13b permet d’expliquer la localisation du maxi-
mum de taux d’́evaporationΓ. En recirculant vers l’amont, les gaz brûlés rencontrent le spray et lui
transf̀ere de la chaleur de sorte que la température des gouttes augmente jusqu’à atteindre l’́ebullition.
Le taux d’́evaporatiońelev́e ŕesultant conduit̀a la vaporisation totale du spray(d → 0). Pour des rai-
sons nuḿeriques, le diam̀etre ne vaut pas exactement0 mais une valeur seuil (correspondantà99.9% de
masséevapoŕee) en-dessous de laquelle le taux d’évaporation est annulé (cf. section 7.2.5). Cette coupure
permet d’́eviter l’apparition de fractions volumiques négatives et de températures liquides aberrantes.
Par ailleurs, comme le montre la Fig. 8.13b, le traitement numérique de l’́ebullition permet d’́eviter de
dépasser la température locale d’́ebullition lorsque les gouttes reçoivent un flux de chaleur trèsélev́e en
raison des gaz chauds (cf. section 3.3.2). La structure observée sur la Fig. 8.13 rappelle la dynamique
d’évaporation rencontrée dans les flammes planes saturéeśetudíees dans la section 7.3. Dans ces flammes
laminaires, le gradient de température qui d́eclenche l’́evaporation est provoqué par le d́egagement de
chaleur. Dans la région de la coupe 1, ce gradient de température n’est pas la conséquence directe de la
réaction mais de la recirculation des gaz brûlés.
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FIG. 8.13 -Coupe 1D dans le spray suivant la ligne 1 (cf. Fig. 8.12). Températures limites :T0 = 273 K,
Tl,max = 502 K etTmax = 2263 K.

Dans la coupe 2 (cf. Fig. 8.12), les courbes de taux d’évaporation et de combustion montrent que le
front de flamme et le front d’évaporation sont voisins (cf. Fig. 8.14) et que le taux de réaction est du
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même ordre que le taux d’évaporation, preuve du couplage fort réaction et́evaporation.À gauche du
front de flamme (donc dans le jet de vrille externe), on a un mélange froid (cf. Fig. 8.14b) constitué
d’air et de gouttelettes nońevapoŕees correspondant au spray dans les conditions saturées. La courbe
d/d0 (Fig. 8.14a) montre que le spray est faiblementévapoŕe dans l’́ecoulement d’air. La vapeur de
carburant pŕesente n’est donc pas tant le produit de l’évaporation locale du spray que le résultat du
mélange entre le jet d’air de vrille externe et le carburant gazeux produit initialement dans la région D
(cf. Fig. 8.10a).À droite du taux de ŕeaction, on trouve un ḿelange chaud de gaz brûlés et de vapeur de
carburant. L’́evaporation intense du spray dans ce mélange produit la vapeur de carburant qui alimente la
flamme de diffusion sitúee naturellement̀a proximit́e de la zone stoechioḿetrique c.-̀a-d. poursYF = YO.
Plus pŕeciśement, le fait que le maximum du taux de réaction se trouve plutôt du ĉoté riche ŕevèle le
défaut du sch́ema cińetique simplifíe qui surestime le taux de réaction en ŕegime riche (cf. section 4.7).
Enfin, le ĺeger minimum local de la courbe de température (Fig. 8.10b)̀a l’endroit du maximum de taux
d’évaporation est d̂u à l’absorption de chaleur par le changement de phase. L’effet est notable car le
flux de chaleur latente est important dans cette région fortement charǵee en liquide (environ11% de
charge massique) (cf. Fig. 8.11). Ce phénom̀ene de sous-adiabacité a certainement une influence sur la
production de polluants.
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FIG. 8.14 -Coupe 1D dans la flamme suivant la ligne 2 (cf. Fig. 8.12). Températures limites :T0 = 273 K et
Tmax = 2078 K.

8.5.3 Mod̀ele de flamme diphasiquéepaissie TP-TFLES

Sur la Fig. 8.14b, la courbe représentant le facteur d’épaississementF montre que le senseur
d’épaississementS du mod̀ele de flamme diphasiquéepaissie (TP-TFLES, cf. section 4.6.4) fonctionne
comme attendu :F vaut 1 dans les zones non réactives et environ3.5 autour du front de flamme,
de sorte que le taux de réaction est ŕesolu sur un nombre suffisant de points de maillage. Le taux
d’évaporation est́egalement bien résolu gr̂ace à la toĺerance du senseurS autour de l’́epaisseur de
réaction. Nuḿeriquement, le problème de l’́evaporation–combustion sur le maillage LES est donc
correctement traité. Il est ńeanmoins difficile d’́evaluer l’impact ŕeel du mod̀ele TP-TFLES sur le

217
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résultat dans la mesure où le calcul sanśepaississement n’est possible qu’au prix d’une diminution
par3 de la taille des mailles. Un tel maillage est envisageable mais demande d’importantes ressources
en calcul parall̀ele et n’a paśet́e abord́e dans cette th̀ese. Par la suite, la mise au point d’un modèle
d’épaississement amélioré (cf. section 7.3.8) ńecessitera ce type de calculs sur maillage fin. L’étude
devra valider le comportement du modèle en fonction du facteur d’épaississement pour les régimes de
diffusion, d’une part, et pour l’interaction avec le spray, d’autre part.

8.5.4 Diagramme de fraction de ḿelange

Réveillon et Vervisch [205] proposent d’analyser la structure des flammes diphasiques en traçant les
variables en fonction de la fraction de mélangez. Ils observent en particulier que le diagrammez-T de
la flamme diphasique est différent du diagramme théorique d’une flamme de diffusion purement gazeuse
(cf. Fig. 8.15b). Le nuage des pointsz-T du calcul LES est représent́e sur la Fig. 8.15a. En régime
riche (z > zst), on note que la limite inf́erieure du nuage se situe au-dessus de la ligne de mélange et
que la limite suṕerieure est en-dessous de la ligne d’équilibre. Ŕeveillon et Versvisch [205] interpr̀etent
ces effets en raisonnant sur l’évolution lagrangienne du spray dans l’espace de la fraction de mélange.
Le mélange diphasique initial se trouve dans le coin inférieur gauche du diagrammez-T . Dans le cas
présent, ce ḿelange est saturé et ne peut pas produire de la vapeur de carburantà temṕerature constante.
En effet, comme on l’a montré dans la section 7.3.1, la fraction maximale de vapeur de carburant dans
un mélange diphasique dépend de la temṕerature (et de la pression) suivant la courbe de saturation
Y sat

F = Y sat
F (P, T sat) impośee par la loi de Clausius-Clapeyron :

Y sat
F =

WF

W ζ

Pcc

P
exp

(
WF Lv

R

(
1

Tcc
− 1

T sat

))
(8.10)

Quand le spray ṕeǹetre dans la zone de préchauffage de la flamme, l’augmentation deY sat
F permet

l’ évaporation et la croissance de la fraction de mélange. Pr̀es de la stoechioḿetrie, la limite inf́erieure
du nuage est proche de la courbe de saturation donc de l’équilibre thermodynamique du point de vue de
l’ évaporation. Le fait que la température se situe au-dessus de cette limite lorsque la richesse augmente
indique que le ḿelange est horśequilibre : la dynamique de la combustion est plus rapide que celle de
l’ évaporation.

Dans un calcul LES de la chambreVestacorrespondant̀a d’autres conditions d’oṕeration, un dia-
gramme limit́e par la courbe de saturation aét́e obtenu (cf. Fig. 8.16).

L’inflammation du ḿelange l’am̀eneà une temṕerature inf́erieureà la temṕerature d’́equilibre d’une
flamme gazeuse. En effet, comme on l’a noté dans l’analyse locale 1D, les mélanges riches sont associés
à une forte charge liquide qui absorbe une partie de la chaleur dégaǵee par combustion en s’évaporant.
La Fig. 8.17 montre qu’à partir de deux foiszst, le transfert d’́energie paŕevaporation(Π) n’est plus
négligeable devant le taux de dégagement de chaleur(ω̇T ), ce qui explique l’́ecart observ́e entre la
temṕerature atteinte dans le calcul diphasique et la courbe théorique d’́equilibre. Cet effet apparaı̂t
également sur le diagramme de Réveillon et Vervisch (cf. Fig. 8.15b).

La Fig. 8.18a met eńevidence la d́efaillance du sch́ema cińetique mono-́etape pour la prédiction du
taux de ŕeaction en ŕegime riche. En effet, le maximum de taux de réaction du calcul LES correspond
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a. b.

FIG. 8.15 -Temṕerature en fonction de la fraction de mélange (a.). Ŕesultats DNS de Ŕeveillon et
Vervisch [205] (b.)

FIG. 8.16 -Temṕerature en fonction de la fraction de mélange pour un calcul LESVestadans d’autres conditions
d’opération

à une fraction de ḿelange d’environ0.15 soit une richesse de2.5 alors que le maximum th́eorique se
situe pr̀es de la stoechioḿetrie. Pour les calculs futurs, ce problème devrâetre corriǵe en utilisant une
des approches citées dans la section 4.7.2. Néanmoins, la Fig. 8.18b montre que l’essentiel des points se
situentà z < 0.1 soit φ = 1.5, ce qui permet de penser que l’erreur due au schéma cińetique n’affecte
pas les propríet́es essentielles de la flamme.
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FIG. 8.17 -Taux de d́egagement de chaleur(ω̇T ) et taux de transfert de chaleur parévaporation(Π) en fonction
de la fraction de ḿelange.

a. b.

FIG. 8.18 -Taux de ŕeaction du carburant(ω̇F ) en fonction de la fraction de ḿelange (a.). Zoom dans le coin
inférieur gauche (b.)

8.6 Conclusion

La combustion en régime stationnaire dans un foyer d’hélicopt̀ere aét́e étudíee par une approche
LES diphasique eulérienne incluant l’ensemble des modèles d́ecrits dans la partie I. Cette approche s’est
montŕee nuḿeriquement viable et raisonnable en temps de calcul. La simulation a permis d’observer un
régime de flamme stabilisée dans lequel l’áerodynamique de l’écoulement est aussi importante que son
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caract̀ere diphasique. En péńetrant dans les gaz chauds recirculés, le spray ǵeǹere une source continue de
vapeur de carburant qui brûle essentiellement en diffusion avec les différents jets d’air qui alimentent la
zone primaire. Dans la zone proche de l’injection, la flamme possède une structure diphasique avec une
interaction forte entre l’́evaporation du spray et la combustion. L’analyse locale 1D confirme le régime
de flamme de diffusion mis eńevidence par l’indice de Takeno. Que ce soit dans les régions diphasiques
ou monophasiques, la zone réactive se situe en périph́erie de la zone de recirculation, entre l’air frais
apport́e par les jets et le ḿelange chaud carburant–gaz brûlés prisonnier de cette recirculation. Enfin, les
diagrammes de fraction de mélange mettent eńevidence les effets de saturation du spray et de chaleur
latente d’́evaporation qui distinguent les flammes diphasiques des flammes de diffusion gazeuses.

L’approche d́evelopṕee ici est donc prometteuse dans le contexte de la simulation aux grandeséchelles
de la combustion diphasique turbulente. Les grandes structures turbulentes impliquées dans la stabilisa-
tion de la flamme sont résolues explicitement par la méthode LES. La ḿethode Euler-Euler permet de
prendre en compte les effets de premier ordre du spray sur la combustion moyennant un coût de calcul
raisonnable (moins de la moitié du temps de calcul est consacré à la phase dispersée). Pour aḿeliorer les
capacit́es pŕedictives du code, des développements sont toutefois nécessaires. Tout d’abord, la variét́e des
richesses rencontrées dans l’́ecoulement requiert l’utilisation d’une chimie prédisant un taux de réaction
réaliste pour les régimes pauvres et riches. Ensuite, les structures de flammes observées dans la LES
sont diff́erentes des structures de flammes académiques monodimensionnelles sur lesquelles le modèle
de flamme diphasiquéepaissie áet́e valid́e : des ŕegimes de pŕemélange et de diffusion coexistent et
les effets tri-dimensionnels sont très pŕesents. Il est donc difficile d’évaluer l’impact du mod̀ele TP-
TFLES sur la simulation. Dans la perspective de futurs développements, la validation de ce modèle est
nécessaire sur des cas intermédiaires en terme de complexité comme un cas académique turbulent ou
un cas exṕerimental bien documenté [190, 268]. Cependant, en raison de la présence d’un ŕegime de
combustion partiellement prémélanǵee, un mod̀ele de typePCM pourrait se relever mieux adapté (cf.
section 4.6.1). L’utilisation de ce modèle ńecessiterait certainement une adaptation permettant de prendre
en compte, en plus de la fraction de mélange et de la variable d’avancement, une variable caractérisant
l’effet du spray sur le taux de réaction filtŕe.

La compŕehension des ḿecanismes stabilisant la combustion dans un foyer aéronautique est une
premìere étape vers l’analyse des régimes òu la combustion n’est pas encore stabilisée (allumage) ou
en phase de d́estabilisation (extinction). L’étude de l’allumage de la chambreVestafait l’objet du cha-
pitre 9 puis de la partie IV.
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Chapitre 9

Allumage d’un secteur de chambre

9.1 Introduction

Comme le montre la section 1.1.4, les régimes de combustion instationnaires intéressent parti-
culièrement les industriels car ils imposent des limites de fonctionnement pour leurs moteurs. La LES,
méthode instationnaire par définition, a d́ejà fait ses preuves dans la prédiction des instabilit́es de
combustion [86, 146, 213, 225, 228, 258]. Une premìere simulation de l’allumage dans un secteur de
foyer áeronautique áet́e ŕealiśee par S. Pascaud au cours de sa thèse [181]. Cetteétude áet́e pŕesent́ee
dans des conférences internationales [182, 183] et se trouve ŕesuḿee dans l’article de Boileauet al. [28]
soumisàFlow, Turbulence and Combustion(cf. annexe B). L’allumage du brûleur principal est provoqúe
par une bougie dont l’effet est modélisé par un terme source dans l’équation d’́energie. Le calcul montre
l’importance du r̂ole de la phase liquide dont l’évaporation introduit un retard dans le déclenchement
de la ŕeaction et, en combinaison avec la dispersion turbulente des gouttes, influence la distribution de
vapeur de carburant donc la propagation du front de flamme.

La śequence d’allumage simulée dans ce chapitre a lieu dans un secteur de la chambreVestadont le
régime stationnaire áet́e étudíe dans le chapitre 8. Par rapportà l’allumage par bougiéevoqúe ci-dessus,
l’allumage de la chambreVestase distingue par l’utilisation d’un allumeur-torche (cf. section 1.1.3). Par
ailleurs, la version d’AVBP utilisée pour cette simulation inclut le modèle LES pour la phase dispersée
récemment d́evelopṕe par E. Riber [206] et détaillé dans la section 4.4. L’objectif est de tester les
capacit́es du codèa simuler un tel allumage par flamme-torche et d’identifier les mécanismes physiques
mis en jeu.

La section 9.2 d́etaille les conditions initiales et présente une ḿethode permettant de modéliser de
manìere simple la flamme stationnaire géńeŕee par le dispositif d’allumage. Cette méthode conduit
à mettre en place un scénario d́ecrivant les conditions imposées pour chaque phase de la séquence
d’allumage. Les sections suivantes présentent les résultats de simulation. Dans un premier temps, on
chercheà retracer les phases de l’allumage au moyen de diagnostic temporels sur certaines grandeurs
intégrales (section 9.3). Dans un second temps, onétudie l’́evolution locale du front de flammèa partir
d’images de l’́ecoulement̀a différents instants (section 9.4). Enfin, on complète cetteétude par une
analyse monodimensionnelle de la structure du front de flamme (section 9.5).
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9.2 Configuration

La configuration ǵeńerale du calcul d’allumage est identiqueà celle du calcul stationnaire décrit
dans le chapitre 8 en terme de géoḿetrie, maillage, point d’oṕeration et pour les conditions aux limites
autres que l’injecteur de démarrage. Dans cette section, on détaille les conditions particulières du calcul
d’allumage : la condition initiale et la modélisation de l’allumeur.

9.2.1 Condition initiale

Lors d’une śequence d’allumage ordinaire, l’injection de carburant liquide a géńeralement lieu avant
le déclenchement de l’étincelle ou la mise en route de l’allumeur. Il est donc naturel de démarrer le calcul
d’allumage par une condition où la chambre est totalement carburée.

Comme on l’a montŕe dans la section 7.3.1, les conditions de pression et de température du ŕegime
de d́emarrage entraı̂nent la saturation de l’air en vapeur de carburant pour une très faible fraction de
carburant liquidéevapoŕe. Pour un carburant donné, l’état satuŕe ne d́epend pas du diam̀etre initial des
gouttes mais de la température, de la pression et de la charge liquide. Dans le cas du kéros̀ene utiliśe dans
le calcul, le processus d’évaporation est fiǵe d̀es l’injection du spray dans la chambre et la quantité de
vapeur de carburant initialementévapoŕee est ńegligeable. On se contente donc de regarder la répartition
du carburant liquide dans le calcul non-réactif. La Fig. 9.1 indique une zone de forte richesse liquide (cf.
définition en section 7.2.2)̀a l’aval immédiat de l’injecteur principal correspondantà l’effet d’accumu-
lation des gouttes d́ecrit dans la section 8.4. On note que la richesse est comprise entre1 et1.5 dans une
bonne partie de la chambre. Seule la région centrale correspondantà la zone de recirculation est pauvre
en raison du soufflage par les jets primaires (cf. Fig. 8.6b). Par ailleurs, la richesse globale initiale basée
sur les d́ebits de ŕeactifs vautφg = 1.48. Ces conditions initiales suggèrent que la teneur en carburant ne
sera pas uńelément limitant dans le processus d’allumage.

FIG. 9.1 -Champ moyen de richesse liquide dans la surface C. Ligne blanche : stœchiométrie.
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9.2.2 Mod́elisation de l’allumeur

Dans la chambreVesta, la source d’́energie initiale ńecessairèa l’allumage est une flamme pro-
duite par des injecteurs de démarrage. Ces allumeurs sont eux-même alluḿes par bougie et peuventêtre
mod́elisés par des jets chauds. La Fig. 9.2a est une coupe schématique dans la surface C (cf. Fig. 9.6) qui
montre la position d’un injecteur de démarrage entre deux injecteurs principaux. Cet injecteur de type
pressuriśe ǵeǹere un spray de ḱeros̀ene qui br̂ule sous la forme d’une flamme torche. L’étape d’allumage
de l’injecteur de d́emarrage n’est ǵeńeralement pas limitante car il est conçu pour s’allumer quelles ques
soient les conditions dans la chambre.

a. b.

FIG. 9.2 -Sch́ema de la configuration réelle (a.) et de la configuration calculée (b.)

La Fig. 9.2b montre comment la flamme torche aét́e remplaćee par un simple jet de gaz chauds.
La composition et la temṕerature de ce gaz sont fixées en supposant la combustion stœchiométrique du
kéros̀ene dans l’air (cf. Tab. 9.1). L’injection d’un gaz inerteà temṕeratureélev́ee permet de fournir une
partie de la puissance de l’allumeur sous la forme d’un flux d’enthalpie, enévitant de traiter le problème
complexe de l’allumage par bougie d’un spray de carburant. La position de l’axe de l’allumeur aét́e
conserv́ee et les param̀etres du jet ont́et́e calibŕes de manìereà fournir une puissance thermique et une
longueur de ṕeńetration raisonnable. L’effet dynamique de ce jet chaud sur l’écoulement environnant
froid est plut̂ot faible du fait du rapport́elev́e des masses volumiques. Par conséquent, une composante
azimutale aét́e rajout́ee dans le but de reproduire l’expansion de la flamme originale issu du spray
conique creux. Le nombre deswirl du jet correspondant vautS = 0.6. Une telle simplification ne
peut certainement pas produire des résultats quantitatifs. Ńeanmoins, d’int́eressantes analyses peuvent
être ŕealiśees concernant le processus d’allumage et de propagation de flamme dans cette configuration
industrielle typique.

YKERO YO2
YCO2

YH2O YN2
T (K) S ṁjet (g.s−1)

0 0 0.170 0.121 0.709 2370 0.6 0.62

TAB . 9.1 -Caract́eristiques du jet chaud modélisant l’allumeur
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9.2.3 Sćenario d’allumage

Le déroulement de la séquence d’allumage est décrit par la Fig. 9.3. Au temps initial, on crée le jet
chaud via une condition de débit relaxante afin de limiter les perturbations acoustiques. Ce transitoire
d’injection dure environ3 ms. Une fois l’allumage ŕealiśe, on« éteint» l’allumeur (t = 31 ms) afin
de s’assurer que la stabilisation de la flamme n’est pas liéeà l’énergie du jet chaud. Pour ce faire, le jet
chaud vrilĺe est remplaće par un jet d’air non vrilĺe à 273 K. Ce flux correspond au débit de fuite de
l’injecteur de d́emarrage (cf. section 8.2.1). Le calcul est poursuivi afin d’atteindre la convergence vers
un écoulement stationnaire(t = 50 ms).

Transitoire

non réactif

carburé

stationnaire t 
=
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0
 m

s

Fin de la

simulation
t 
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FIG. 9.3 -Déroulement du sćenario d’allumage simulé

9.3 Diagnostics temporels

Dans cette section, on s’intéresseà l’évolution temporelle de certaines grandeurs intégrales ca-
ract́eristiques de la combustion. Ces grandeurs sont définiesà partir de la moyenne volumique sur le
domaine de calcul de volumeV : 〈·〉 = 1

V

∫∫∫
V · dV et sont d́etaillées dans le Tab. 9.2. La puissance

thermique introduite par le jet chaud estévalúeeà partir du d́ebit massique du jeṫmjet et de la diff́erence
d’enthalpie∆hjet entre les gaz chaudsà2370 K et l’air à273 K.

La Fig. 9.4a montre l’́evolution de la masse de carburant au cours du temps. Dans les premiers instants
du calcul, le taux d’́evaporation est ńegligeable puis augmente sous l’effet du jet chaud.À environ4 ms,
cette augmentation s’accélère et la ŕeaction chimique intervient. On note alors une brusque augmentation
des taux d’́evaporation et de réaction jusqu’̀a t = 17 ms. Cette phase correspondà l’évaporation et
la combustion de la masse de carburant initialement présente dans la chambre. On observe ensuite un
régime stabiliśe òu le carburant́evapoŕe correspond au débit inject́e. La richesse globaléetant suṕerieure
à 1 initialement et pendant la durée d’injection du jet chaud (cf. section 9.2.1), la masse de carburant
brûlée reste inf́erieureà la masséevapoŕee, jusqu’au temps31 ms où le d́ebit d’air suppĺementaire est
inject́e. Dans ces conditions, la chambre est lég̀erement pauvre (cf. section 8.2.3) et tout le carburant
liquide évapoŕe est consomḿe par combustion.̀A 50 ms, l’ écoulement est bien stationnaire du point
du vue des taux d’évaporation et de combustion. Par rapportà la valeur initiale de l’́ecoulement non
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Masse totale d’oxydant : mO = V 〈ρYO〉
Masse totale de carburant gazeux : mF = V 〈ρYF 〉
Masse totale de carburant liquide : ml = V 〈ρlᾰl〉
Taux de ŕeaction du carburant : Ω̇F = V 〈−ω̇F 〉
Taux d’́evaporation : Ω̇ev = V 〈Γ〉
Dégagement de chaleur intégral : Q̇c = V 〈ω̇T 〉
Transfert de chaleur parévaporation : Q̇ev = V 〈Π〉
Puissance thermique du jet chaud : Q̇jet = ṁjet∆hjet

Temṕerature moyenne : Tm = 〈T 〉

TAB . 9.2 -Définition des grandeurs intégrales

réactif, la masse totale de carburant gazeuxmF et liquideml est faible ce qui sugg̀ere que les ŕeactifs
occupent un volume restreint dans la chambre. Autrement dit, la zone de combustion est proche de la
zone d’injection.

On d́efinit les diff́erentes richesses moyennes de la manière suivante :

richesse gazeuse : φg = s
mF

mO
(9.1)

richesse liquide : φl = s
ml

mO
(9.2)

richesse totale : φt = φg + φl (9.3)

La Fig. 9.4b montre que la richesse gazeuse augmente sous l’effet de l’évaporation. Le maximum atteint
à17 ms correspond̀a unétat transitoire òu la totalit́e de la masse de carburant liquide aét́eévapoŕee mais
ne peut pas brûler int́egralement faute d’oxydant. Une fois le jet chaud converti en jet d’air, la richesse
totale diminue et tend vers la richesse globale de0.93 impośee par le rapport des débits (cf. section 8.2.3).
Contrairement aux taux d’évaporation et de réaction, la convergence des richesses està peine atteinte car
elle est líee au temps convectif qui est largement supérieur au temps de combustion.

La Fig. 9.5 montre l’augmentation du dégagement de chaleur liéeà l’emballement de la réaction.À
partir de4 ms, son niveau est supérieurà la puissance thermique du jet chaud et le reste jusqu’à la fin de la
simulation. De façon analogue au taux de réaction, le maximum dėQc est atteint lorsque la combustion se
propagèa l’ensemble du volume d’écoulement contenu dans la chambre. Une fois stabilisé, sa puissance
nominale vaut environ14 kW . Multipli ée par les 18 injecteurs de la chambre, cette valeur est cohérente
avec la puissance d’un moteur réel dans les conditions de démarrage. Apr̀es le transitoire d’injection,
on note queQ̇jet est sujettèa des variations importantes en raison des perturbations acoustiques duesà
l’allumage. Dans la phase allumée–stabiliśee, son niveau vaut environ le tiers de la chaleur dégaǵee par
combustion. On note que le transfert de chaleur parévaporationQ̇ev atteint un niveau non ńegligeable
durant la phase d’emballement, valant jusqu’au tiers du dégagement de chaleur, alors qu’elle représente
moins de5% dans le ŕegime stabiliśe. L’évolution de la temṕerature moyenneTm est líee aux trois
transferts d’́energie d́ecrits ci-dessus et peut se décomposer en quatre temps. Tout d’abord, elle augmente
en pente douce sous l’effet du jet chaud. Lors de l’emballement,Tm suit une croissance linéaire jusqu’̀a
t = 16 ms. Au-del̀a, elle reste quasiment constante durant le régime stabiliśe. Une fois le jet chaud
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FIG. 9.4 - Taux int́egral de ŕeaction(Ω̇F ) et d’évaporation(Ω̇ev) du carburant, masse totale de carburant gazeux
(mF ) et liquide(ml) dans le domaine en fonction du temps (a.). Richesse moyenne gazeuse(φg), liquide(φl) et
totale(φt) en fonction du temps (b.). Les pointillés verticaux symbolisent les différents instants des Fig. 9.7 et 9.8.

converti en jet d’air(t = 31 ms), Tm diminue ĺeg̀erement pour tendre vers une valeur liéeà la richesse
globale.
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FIG. 9.5 - Taux int́egral de d́egagement de chaleur(Q̇c) et de transfert de chaleur parévaporation(Q̇ev),
puissance thermique du jet chaud(Q̇jet) et temṕerature moyenne(Tm) dans le domaine en fonction du temps. Les

pointillés verticaux symbolisent les différents instants des Fig. 9.7 et 9.8.

Finalement, l’́evolution temporelle des grandeurs intégrales permet de décrire la śequence d’allumage
de la façon suivante :

228



9.4 Analyse des champs instantanés

Phase 1(0 → 4 ms) : le jet chaud produit une source de chaleur constante qui permet d’évaporer loca-
lement du carburant liquide et d’initier une réaction ;

Phase 2(4 → 17 ms) : la réaction s’emballe et se propageà l’ensemble du volume de la chambre ;

Phase 3(17 → 31 ms) : apr̀esépuisement des réactifs le taux de réaction est stationnaire et imposé par
les conditions d’injection ;

Phase 4(31 → 50 ms) : la conversion du jet chaud en un jet d’air frais diminue la richesse de la
chambre et la combustion tend vers un régime stationnaire.

9.4 Analyse des champs instantańes

L’analyse des grandeurs intégrales permet de distinguer les phases principales de la simulation mais
ne fournit pas d’information sur le ḿecanisme pŕecis responsable de la propagation de la flamme de
l’allumeur vers l’injecteur principal. Dans cette section, on s’intéressèa l’évolution locale du front de
flamme afin de comprendre plus en détail ce ḿecanisme.

Le caract̀ere fortement tridimensionnel et instationnaire de l’écoulement rend difficile sa représentation
graphique en deux dimensions. Les surfaces de coupe B et C définies sur la Fig. 9.6 tentent de présenter
l’essentiel des propriét́es locales de l’́ecoulement̀a différents instants (Fig. 9.7 et 9.8). Les différentes
coupes sont ŕeférenćees selon l’exemple suivant : coupe C de la Fig. X au tempst = 7.4 ms → Fig. X-
(7.4C).

FIG. 9.6 -Surfaces de coupes B et C utilisées pour pŕesenter les ŕesultats

La Fig. 9.7-(7.4) correspond̀a un instant de laphase 2(cf. section 9.3) òu le jet chaud ǵeǹere une
flamme de diffusion entre l’air et le carburant entraı̂né et vaporiśe dans le jet par les gaz chauds. On note
que la zone de recirculation intense observée dans l’́ecoulement non réactif (cf. section 8.3) est toujours
présente et capture une partie des gaz chauds issus du jet d’allumeur. Les limites de ce jet subissent un
plissement d̂u au cisaillement entre le jet chaud et le jet principal. Ce plissement permet la présence
transitoire de la flamme du jet chaud aux abords de la zone de recirculation. Au tempst = 9.5 ms
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(Fig. 9.7-(9.5)), cette interaction est si forte que la zone réactive ṕeǹetreà l’intérieur de la zone de recir-
culation, subit un fort́etirement et prend la forme d’un« appendice» orient́e vers l’amont (cf. Fig. 9.9).
Aux instants suivants (Fig. 9.7-(10.0) et 9.7-(10.7)), cetétirement est tel que l’appendice est rompu, iso-
lant une petite cellule de gaz chauds limitée par un front ŕeactif. Ce volume est convecté vers l’amont
jusqu’̀a l’aval immédiat de l’injecteur principal (cf. Fig. 9.7-(11.2)). Il se stabilise près du point d’arr̂et
de la zone de recirculation où la vitesse de l’́ecoulement est plus modéŕee (cf. section 8.3). Tout près de
ce point d’arr̂et la recirculation maintient une températureélev́ee mais la ŕeaction ne peut subsister du
fait de la richesse excessive (cf. Fig. 9.1). Le front réactif prend naissanceà partir d’un rayon du jet òu la
richesse est plus faible età tendancèa se d́eployer dans la direction radiale (Fig. 9.7-(11.7) et 9.8-(12.1)).
Dans le m̂eme temps, la recirculation capture une deuxième śerie de cellules ŕeactives (Fig. 9.7-(10.7)
à 9.7-(11.7)) qui viennentà la rencontre de la cellule initiale (Fig. 9.7-(11.7) et 9.8-(12.1)). Ce phénom̀ene
a pour effet d’́elever la temṕeratureà l’intérieur de la zone de recirculation (Fig. 9.8-(12.1)) ce qui per-
met de maintenir une combustion plus stable (Fig. 9.8-(13.1)). Sur la coupe 9.8-(13.1C), on distingue
deux fronts de flamme très rapproch́es. Le front amont correspondà une flamme de diffusion entre le
carburant́evapoŕe et l’air du jet de vrille externe (cf. section 8.4). Le front de flamme aval,également
en diffusion, fait intervenir ce m̂eme carburant et l’air encore présent dans la zone de recirculation. Tou-
tefois, cette topologie particulière n’est que transitoire et seul le front amont subsiste dans le régime
stationnaire (Fig. 9.8-(19.4)). La zone réactive entourant le jet d’allumeur finitégalement par s’éteindre,
l’oxydant faisant d́efaut. Dans le ŕegime stationnaire, les jets de trous d’air primaire alimentent des fronts
de diffusion localiśes dans la ŕegion aval de la zone de recirculation (cf. coupe 9.8-(19.4B)).

L’observation du d́eplacement de la zone réactive du jet d’allumeur vers la zone d’injection (Fig. 9.7-
(9.5) à 9.7-(11.2)) laisse penser que le mécanisme conduisantà l’allumage est de type convectif plus
que propagatif. La Fig. 9.10 donne une information supplémentairèa ce sujet.À l’instant t = 9.0 ms
(Fig. 9.10a), l’extŕemit́e de la cellule de gaz chauds(T > 1800 K) péńetrant dans la zone de recirculation
est caract́eriśee par un taux de réactionélev́e.0.5 ms plus tard, alors que cette cellule s’est déplaćee vers
l’int érieur de la zone de recirculation, sur la même iso-surface de température, la ŕeaction est moins
intense. De plus, on n’observe pas de croissance significative de la taille de la cellule entre les Fig. 9.7-
(9.5) et 9.7-(10.2), ce qui suggère que la vitesse de déplacement du front est lente devant la vitesse de
convection. Cette diff́erence de vitesse est quantifiée dans la section 9.5. La progression de cette cellule ne
semble donc pas pilotée par un ḿecanisme de propagation du front de flamme mais plutôt par convection
dans l’́ecoulement recirculant. Toutefois, comme le montre la Fig. 9.7-(9.0), le simple transport de gaz
chauds vers l’amont ne suffit pasà initier la flamme stationnaire observée à t = 13.1 ms (Fig. 9.8-
(13.1)) car ces points chauds sont rapidement diffusés au contact des jets d’air froid. Le rôle du front
réactif entourant la cellule de gaz brûlés est alors de compenser ces pertes thermiques par le dégagement
de chaleur et de faire« survivre» ce volume chaud jusqu’à ce qu’il atteigne la ŕegion òu la flamme est
susceptible de se stabiliser, c’est-à-direà proximit́e du point d’arr̂et de la zone de recirculation.
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9.4 Analyse des champs instantanés

FIG. 9.7 - Propagation de la zone réactive du jet chaud vers l’injecteur principal dans les surfaces de coupe B et
C (cf. Fig. 9.6).Échelle de gris : temṕerature du gaz (noir : 273 K→ blanc : 2200 K). Lignes noires : iso-lignes

de taux de ŕeaction. Lignes blanches : limite de la zone de recirculation.
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FIG. 9.8 - Stabilisation de la flamme au niveau de l’injecteur principal dans les surfaces de coupe B et C (cf.
Fig. 9.6).Échelle de gris : temṕerature du gaz (noir : 273 K→ blanc : 2200 K). Lignes noires : iso-lignes de taux

de ŕeaction. Lignes blanches : limite de la zone de recirculation.

FIG. 9.9 -Iso-surface de températureT = 1800 K (en transparence) et localisation de la coupe 1D(3) utilisée
dans la section 9.5

9.5 Analyse locale 1D

9.5.1 Structure de flamme

Afin de confirmer les observations faites sur les champs 2D concernant le mode de progression de
la zone ŕeactive, on analyse la structure locale de la flamme responsable de l’allumage en réalisant une
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9.5 Analyse locale 1D

a. b.

FIG. 9.10 -Iso-surface de températureT = 1800 K coloriée par le taux d’avancement (noir :0 → blanc :
300 mol.m−3.s−1) à deux instants successifs de l’allumage :t = 9.0 ms (a.) ett = 9.5 ms (b.)

coupe 1D instantańee du front, l̀a òu il péǹetre dans la zone de recirculation (cf. coupe 3, Fig. 9.9).

La structure observ́ee sur la Fig. 9.11a est proche de celle de la flamme de diffusion A observée dans
le régime stationnaire (cf. section 8.5). Pourx3 < 4 mm, le mélange est plutôt froid (T ≈ 480 K),
partiellement́evapoŕe et pauvre (la richesse totale vautφt = 0.44). De l’autre ĉoté du front de flamme
(x3 > 8 mm), le gaz est un ḿelange de carburantévapoŕe et de gaz br̂ulésà temṕeratureélev́ee. Entre
les deux, on observe une zone réactive òu le maximum du taux de réaction correspond̀a la stoechioḿetrie
(sYF = Y0). Cette structure correspondà celle du front de la flamme de diffusion du jet d’allumeur qui
a ét́e étirée par le tourbillon de recirculation (cf. section 9.4). En considérant que cette flamme conserve
un caract̀ere propagatif du fait de la présence de carburant du côté oxydant, on calcule une vitesse de
consommation de l’oxydant :

Sc = − 1

[ρYO]0 mm

∫ 10 mm

0 mm
ω̇O dx3 = 1.1 m.s−1 (9.4)

Sc repŕesente la vitessèa laquelle l’oxydant est consomméà travers le front de flamme. Par comparaison,
la vitesse de l’́ecoulement mesurée du ĉoté oxydant est suṕerieurèa5 m.s−1 (dirigée vers lesx3 négatifs).
La progression du front de flamme est donc essentiellement dueà un ph́enom̀ene convectif et noǹa la
propagation du front dans les gaz frais. Toutefois, commeévoqúe dans la section 9.4, la réaction chimique
est ńecessaire pour compenser les pertes de la cellule chaude vers les gaz frais. Le fait que l’intérieur de
cette cellule soit initialement riche en carburant (cf. courbesYF sur la Fig. 9.11a) joue certainement un
rôle dans la mesure où les gaz frais sont initialement pauvresà l’intérieur de la zone de recirculation
(cf. Fig. 9.1).

9.5.2 Mod̀ele d’épaississement TP-TFLES

Dans le front instationnaire de la coupe 3, le comportement du modèle d’́epaississement TP-TFLES
est semblablèa celui observ́e dans la flamme de diffusion du régime stationnaire (cf. chapitre 8). Là òu
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FIG. 9.11 -Coupe 1D dans la flamme (cf. Fig. 9.9)

il n’y a pas de ŕeaction chimique, l’utilisation du senseurévite de perturber l’́evaporation du carburant
liquide et la diffusion de sa vapeur, deux phénom̀enes qui influencent fortement le champ de carburant ga-
zeux comme l’a montŕe l’étude du chapitre 6. La mise enévidence du caractère convectif du ḿecanisme
d’allumage sugg̀ere que l’incertitude sur la précision du mod̀ele TP-TFLES n’a pas un effet de premier
ordre sur la dynamique principale de ce mécanisme. Dans ce cas, le degré d’impŕecision est líe :

1. au facteur d’́epaississement : plusF est grand, plus le modèle est sollicit́e ;

2. à l’importance des effets diphasiques. Comme on l’a montré dans le chapitre 6, plus le diamètre de
goutte est grand, plus l’évaporation influence la dynamique de la flamme. Donc, pour les diamètres
de goutte importants, la probabilité de maintenir une réaction suffisamment intense dans la cellule
de gaz chauds qui initie l’allumage peutêtre alt́eŕee par les erreurs du modèle. La probabilit́e ou le
temps d’allumage s’en trouveraient alors modifiés.

9.6 Conclusion

Une śequence complète d’allumage d’un secteur de foyer aéronautique áet́e simuĺee en LES avec
une prise en compte des effets diphasiques par l’approche eulérienne. L’analyse temporelle de gran-
deurs int́egrales met eńevidence des phases clés comme l’augmentation brutale de la réaction jusqu’aux
maxima de taux de consommation et de dégagement de chaleur suivi d’une stabilisation vers le régime
stationnaire. Les analyses locales plus détaillées ont ŕevélé le processus permettant l’allumage de l’in-
jecteur principal par l’allumeur-torche. Ce processus peut se résumer de la façon suivante :

1. L’allumeur cŕee une flamme-jet de diffusion ;

2. La macro-structure tourbillonnaire induisant la recirculation centrale du jet d’injecteur principal
plisse le front de cette flamme et l’étire en le ramenant vers l’amont ;

3. Une cellule constitúee de gaz chauds et de carburant entourés par une flamme de diffusion se
retrouve captuŕee et isoĺee dans la zone de recirculation ;
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9.6 Conclusion

4. Cette cellule chaude est convectée vers l’injection principale et brûle essentiellement en diffusion
avec l’air frais ;

5. Elle se stabilise près du point d’arr̂et amont de la zone de recirculation et le front s’étend dans la
direction radiale ;

6. D’autres cellules ŕeactives ṕeǹetrent la zone de recirculation qui se remplit progressivement de gaz
chauds ;

7. Une flamme de diffusion s’établit de manìere permanente entre le jet d’air de vrille externe et le
carburant produit paŕevaporation du spray dans l’écoulement chaud recirculant.

Les conditions d’un allumage réussi sont donc réunies lorsque :
– la recirculation centrale est suffisamment intense pour amener des cellules de gaz chauds vers

l’amont, dans une région òu la combustion est stable ;
– le taux de ŕeaction est suffisant pour compenser les pertes thermiques de ces cellules par diffusion

et convection dans les gaz frais environnants.
Par rapport̀a un allumage gazeux, la deuxième condition d́epend fortement des phénom̀enes diphasiques.
Dans le cas pŕesent, les variations locales de richesse totale (gaz + liquide) ne semblent pas influencer
significativement l’allumage dans la mesure où cette richesse reste dans la limite de flammabilité pour
les flammes monophasiques (cf. section 9.2.1). Toutefois, pour des flammes diphasiques, cette limite
dépend aussi du diam̀etre initial des gouttes [16, 20, 259]. En effet, comme le montre la section 7.3.7,
le temps caractéristique de la flammeτc crôıt avec le diam̀etre de goutte en raison de l’augmentation du
temps d’́evaporation. Ainsi, le ph́enom̀ene d’́evaporation a un impact sur le succès de l’allumage et sa
duŕee. Si l’́evaporation des gouttes est lente, le taux de réaction local se trouve diminué et la production
des cellules chaudes responsables de l’allumage est ralentie voire impossible. Dans ce cas, la réalisation
des phases 3 et 4 décrites ci-dessus est soit plus lente, soit impossible.

La LES repŕesente actuellement l’outil idéal pour d́ecrire ce type d’́ecoulement :
– le caract̀ere transitoire de la ḿethode est pŕeciśement adapté aux aspects instationnaires de l’allu-

mage ;
– le mécanisme de progression du front de flamme est piloté essentiellement par les grandes struc-

tures ŕesolues par le calcul.
Cependant, des interrogations demeurent quantà l’influence du mod̀ele de combustion turbulente. De
plus, la description du spray initial reste approximative, en particulier concernant la taille des gouttes,
param̀etre important de l’allumage (cf. ci-dessus). Dans un injecteur aéronautique, le diam̀etre moyen des
gouttes d́epend ǵeńeralement de la position radiale dans le spray. Cette variation pourraitêtre facilement
prise en compte avec le modèle monodisperse actuel en appliquant un profil radial de diamètre comme
condition d’injection du spray. Par la suite, les effets liésà une distribution locale de diamètre pourraient
être mod́elisés gr̂aceà l’extension polydisperse de la méthode euĺerienne ḿesoscopique proposée par
Mossa [173].
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Quatri ème partie

Allumage d’un foyer complet de chambre
de combustion





Introduction

Le contenu de ce chapitre se présente sous la forme d’un article en préparation pour l’AIAA Jour-
nal. Cet articléetantécrit en anglais, son introduction est en partie traduite en français ci-dessous. Des
informations pŕecisant le contexte de l’étude sont ajoutées en fin de section.

Le chapitre 9 a identifíe les ḿecanismes reponsables de l’allumage d’un secteur de chambre isolé par
un allumeur-torche (phase 2de la Fig. 1.9). Comme le montre la section 1.1.5, pour un allumage complet
de la chambre, le succès de cettéetape est une condition nécessaire mais pas suffisante. En effet, suivant
les conditions physiques et les caractéristiques technologiques du foyer et des allumeurs, le dispositif
d’allumage peut ŕeussirà allumer les premiers secteurs maiséchouer dans la phase de propagation de
secteur̀a secteur (phase 3de la Fig. 1.9). Le fabricant devra alors procéderà une côuteuse śerie d’es-
sais/erreurs afin de concevoir un système d’allumage (position, puissance, nombre des allumeurs, etc.)
permettant d’obtenir le succès de cette dernièreétape. Comprendre et prédire l’ensemble des ḿecanismes
à l’œuvre lors de l’allumage d’un foyer complet présente donc un intér̂et manifeste pour l’industriel.

D’un point de vue scientifique, ce problème soul̀eve de nombreuses et intéressantes questions. La
phase initiale conśecutiveà l’apport ext́erieur d’́energie (phase 1de la Fig. 1.9) est un problème plut̂ot
acad́emique mais les deux autres phases ne le sont pas. Comment une flamme peut« sauter» d’un
brûleur à l’autre (phase 3) est une question qui est rarement abordée dans les laboratoires car les instal-
lations exṕerimentales académiques sont limit́eesà un secteur pour d’évidentes raisons de coût. Ainsi,
développer des outils prédictifs pour les trois phases de l’allumage s’avère int́eressant mais limité par
deux difficult́es :

– La physique de l’allumage pendant la phase 1 est très complexe : m̂eme dans leśecoulements
gazeux laminaires prémélanǵes, de nombreux aspects de l’allumage ne sont pas encore compris.
L’ajout de la turbulence et la présence de carburant liquide rend le problème encore plus difficile.
Dans leśecoulements laminaires, l’influence de l’énergie de la bougie [13, 19, 42, 126, 239], de
l’ écoulement moyeǹa l’endroit de la bougie [5, 18], de la cińetique d́etaillée [122, 240, 242], de
la pression [241] sont toujours des questions ouvertes. La plupart desétudes ont́et́e d́evelopṕees
pour des configurations parfaitement prémélanǵees alors que les turbinesà gaz áeronautiques (tout
comme les moteurs̀a injection directe ou les moteurs-fusées) pŕesentent deśecoulements stratifíes,
un mélange incomplet et instationnaire ainsi que l’évaporation de sprays. Malgré des exṕeriences
récentes d’allumage dans lesécoulements stratifíes [2], très peu de mod̀eles sont disponibles pour
de telles configurations. De plus, bien que l’extension aux cas turbulents des modèles d́evelopṕes
pour lesécoulement laminaires soit une pratique courante dans la recherche en combustion (en
particulier pour les moteurs̀a pistons [34, 124, 143, 193, 209]), aucun mod̀ele actuel d’allumage



enécoulement turbulent n’est considéŕe comme ŕeellement suffisant.
– Pendant les phases 1 et 2, les méthodes existantes peuvent s’appliquer. Ainsi, la simulation aux

grandeséchelles deśecoulements ŕeactifs a montŕe sa pŕecision dans de multiples configura-
tions [70, 80, 161, 194, 197, 229] y compris des cas d’allumage et de retour de flamme où
d’importants mouvements de la flamme doiventêtre suivis [28, 244]. Toutefois, une difficult́e
majeure vient du fait que la LES doitêtre appliqúee aux360◦ de la chambre complète et non
à un seul secteur comme dans la plupart des cas. Bien que d’autres groupes aient présent́e des
calculs LES dans un secteur couplé à l’écoulement dans le compresseur et la turbine [223], à la
connaissance de l’auteur, aucune LES d’une chambre de combustion complète incluant tous les
secteurs n’áet́e publíeeà ce jour. La seule façon de réaliser une telle simulation est d’utiliser le
calcul massivement parallèle.

L’objectif de ce chapitre est de présenter la LES d’une séquence d’allumage complète (phases et 3)
dans la chambre de combustionVesta, décrite pŕećedemment dans la partie III. Cette simulation aét́e
réaliśee sur 700 processeurs d’une machine Cray XT3. Les résultats montrent comment les premières
flammes sont initíees pr̀es des deux allumeurs avant de se propager d’un brûleur à l’autre. La topologie
de la flamme au cours de son mouvement est décrite et la notion de point de progression de la flamme
(LP pourleading point) est introduite afin de suivre l’avancée du front dans le foyer. Les vitesses de pro-
pagation de ce LP sont mesurées et le r̂ole du swirl dans le contrôle de sa trajectoire est mis enévidence.
L’ étude illustréegalement les difficultés de post-traitement pour une telle flamme tridimensionnelle dans
une ǵeoḿetrie complexe. Des compléments̀a cet article sont fournis en fin de partie. Ils décrivent d’une
part, l’effet de la ŕepartition de carburant liquide sur la propagation du front, d’autre part, la comparaison
avec un calcul monophasiqueéquivalent (cf. note ci-dessous).

Sur le plan pratique, la ḿethodologie de calcul et leśetapes de pré-traitement ont́et́e ŕealiśees par
l’auteur gr̂ace aux moyens informatiques du Cerfacs. La réalisation du maillage complet et de la solution
initiale a ńecessit́e le recours̀a une machine dotée d’une grande capacité de ḿemoire (12 Go minimum)
et la mise en place d’une procédure permettant de gérer cette ḿemoire de façon optimale. Le portage
du code AVBP et l’exécution du calcul sur la machine Cray XT3 distante, miseà disposition par Cray,
ont ét́e ŕealiśes par G. Staffelbach depuis le Cerfacs. Cette configuration aégalement donńe lieu à de
nombreux tests sur la machine Tera-10 du CEA et fait l’objet d’un article dans un numéro suppĺement
de La Recherche [211].

Note : La réalisation de cette simulation fait suiteà une premìere étude monophasique de l’allumage
complet de la chambreVesta(géoḿetrie identique). Ce calcul LES áet́e ŕealiśe (en partie) sur 2048
processeurs parallèles de l’IBM BlueGene/L de Rochester (US) et constitue une première dans le do-
maine du calcul haute-performance appliqué à la combustion dans les configurations industrielles. Il a
ét́e pŕesent́e dans les conférences INCA 2005 [26] et SIAM NC06 [27] et choisi par IBM pour figurer
comme exemple en page d’accueil du portail internet consacré à BlueGene1.

1URL : http://www-03.ibm.com/servers/deepcomputing/bluegenel.html
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LES of an ignition sequence in a full helicopter
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Being able to ignite or reignite a gas turbine engine in a cold and rarified atmosphere is a critical issue for many manu-
facturers. In the VESTA combustor of Turbomeca, 18 main burners are ignited by two pilot flames. To simulate an extensive
ignition sequence in this annular chamber, Large Eddy Simulation has been applied to the full 360 degrees geometry. Mas-
sively parallel computing (700 processors on a Cray XT3 machine) was essential to perform such a large calculation. Results
show that liquid fuel injection has a strong influence on the ignition delays. Moreover, the rate of flame progress from burner
to burner is much higher than the turbulent flame speed due to a major effect of the flow thermal expansion through the flame.
This flame progress speed is also strongly modified by the main burners aerodynamics due to the swirled injection. Finally, a
variability of the combustor sectors and quadrants ignition times has been highlighted.

Introduction
Ignition is a critical phase of all aero gas turbines. In aircraft engines, altitude reignition capability is an essential
design constraint. In helicopter engines, where a fast and reliable lightup is needed for a wide range of altitudes,
ignition can become a real difficulty because the combination of low pressure, low temperature and poor atomisation
leads to expensive, complex and heavy ignition devices. A successful ignition sequence in a full engine requires
typically three phases:

• I - Energy deposition: in a first step, a hot gas kernel must be initiated. This can be achieved by using a spark
plug, a laser shot or a secondary igniter producing a source of hot gases.

• II - Flame ignition: the hot gases produced by the igniter must evaporate the liquid fuel (if it is present), heat the
gas and initiate the first flame in the burners surrounding the igniter.

• III - Propagation: after this first ignition, the flame front must move from one burner to the next one until all
burners are active. Aero gas turbine chambers can contain 14 to 20 burners so that the combustion process in an
isolated sector for one burner must be strong enough to start combustion in the neighbouring sectors. In some
cases, this cannot be achieved without additional igniters.

Designing igniters for aero gas turbines is a difficult task because the prediction of each of these three phases is still
a significant challenge for most computational tools. A successful ignition requires a delicate adjustment between
chamber and igniter devices in terms of igniter’s power, position, number, etc. In most cases, trial and error processes
must be used on full chamber experimental benches to determine adequate ignition systems. Some chambers/igniters
combinations pass reasonably well Phase I but fail to ignite the neighbouring burners. Some others pass Phase II,
ignite a few burners but then fail to ignite the whole chamber. In all cases, increasing the altitude makes all phases
more difficult.
From a scientific point of view, ignition of a full chamber in a gas turbine raises many new and exciting questions.
Phase I is a rather academic question but the two other phases are not. How a flame can ’jump’ from one burner to
another one (Phase III) is a question which is seldom addressed in laboratories because most academic set-ups are
limited to one sector for obvious reasons of cost. Therefore, developing prediction tools for all three phases of ignition
is interesting but it is limited by two difficulties:

• The physics of ignition during Phase I is very complex: even in laminar premixed gaseous flows, many aspects
of ignition are not understood yet. Adding liquid fuel turbulence makes the problem much more difficult.
In laminar flows, the influences of spark energy [1–5], of the mean flow at the spark location [6, 7], of detailed
kinetics [8–10], of pressure [11] are still open questions. Most of these studies have been developed for perfectly
premixed configurations while aero gas turbines (like Direct Injection piston or rocket engines) feature stratified
flows, incomplete and unsteady mixing as well as evaporating sprays. Although experiments on ignition in
stratified flows are now beginning [12], very few models are available for such configurations. Moreover, even
though the extension of ignition models developed in laminar flows to turbulent cases is a classical investigation
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field in the combustion community, especially for piston engines [13–17], no present model for ignition in
turbulent flows is really viewed as sufficient.

• During phases II and III, existing methods may be sufficient. For example Large Eddy Simulation for reacting
flows have proved their accuracy in multiple configurations [18–23] including ignition or flashback cases where
large flame movements must be tracked [24, 25]. The main difficulty however is that LES must be applied to
a full 360 degrees chamber and not to one sector as done usually. Actually, to the authors knowledge, this has
never been done and although groups have reported LES computations in one sector coupled to compressor and
turbine flows [26], no LES of a full combustion chamber including all sectors has been published yet. The only
method to achieve such a simulation is to use massively parallel computing and this paper demonstrates that this
is possible today.

The objective of this work is to present a first LES of an ignition sequence in the full combustion chamber of an
helicopter gas turbine using massively parallel computing. The combustion chamber is a demonstrator called VESTA
built by Turbomeca. It contains 18 injectors and uses two ignition devices which can be viewed as jets injecting hot
burnt gas: an advantage of this type of igniters for LES is that Phase I phenomena (spark or laser induced first ignition)
do not need to be modelled: within the combustion chamber where the LES is performed, only jets of hot gases are
added so that the present LES really focuses on Phases II and III of a full ignition sequence.
The present LES is based on a compressible explicit solver [27–29], an Euler-Euler model for the liquid fuel phase
[25, 30, 31], the Thickened Flame model [32–34] and a one-step chemical scheme for JP10/air combustion. The
computation is performed on 700 processors on a Cray XT3 machine. Results allow to understand how the fuel
evaporates, and the first flames ignite near the two igniters before propagating from one burner to the other. The
topology of the flame during this propagation is described and the notion of flame leading point (LP) is introduced to
follow the propagation of the flame front through the chamber. Propagation speeds of the LP are measured and the role
of swirl is highlighted in the control of the trajectory of the LP and of its speed. The study also shows how complex
the postprocessing of such three-dimensional flames in complex geometries may become.
The next section describes the LES method used for the simulation, recalls the conservation equations and the speci-
ficities of the computer implementation on massively parallel machines to be able to utilise up to 5000 processors
with a 90 percent efficiency. The following section describes the configuration of the VESTA combustor while the last
section presents the results in terms of flame topology, leading point position and speeds, front curvature, consumption
speeds and ignition delays of the various sectors.

LES of two-phase reacting flows
LES solver

The LES solver is a fully unstructured compressible code, including species transport and variable heat capacities [29].
It can work with both structured and unstructured grids which makes it easily applicable to complex geometries [35].
Centred spatial schemes and explicit time-advancement are used to control numerical dissipation and capture acous-
tics [28]. For the present case, a three-step Runge-Kutta method is employed with a time step controlled by the speed
of sound. Sub-grid scale viscosity is defined by the WALE model, derived from the classic Smagorinsky model [36].
As requested by the WALE model, a no-slip condition is applied at the wall. Characteristic boundary conditions
NSCBC [29,37] are used for all inlets and for the outlet.

Spray modelling

The modelling of the liquid phase in a LES solver is an important issue for which two classes of methods are available:

• the Euler-Lagrange description (EL) where the gaseous flow is modelled with an Eulerian method while the
particles are tracked in a Lagrangian way ;

• the Euler-Euler description in which both the gas and the dispersed phases are solved using an Eulerian formu-
lation.

Several complex phenomena like polydisperse effects, droplet/wall interactions and crossing trajectories are easier to
model with the EL approach. Thus, most of existing studies of two-phase reacting flows in LES are based on a EL
description of the spray [38–41]. However, following the individual trajectory of millions of droplet is far beyond the
capacities of today’s computers. To overcome this problem, physical particles are gathered into numerical parcels and
modelling is required [42]. Another disadvantage of the EL method is the difficulty to optimize codes on massively
parallel architectures (with several hundreds of processors). Figure 1 shows the number of particles per processor
evaluated in the present calculation by integrating the Eulerian particle density on each partition of the computational
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domain. At the initial instantt = 0, most of the 700 partitions contain less than 25 000 particles while some partitions
have more than 2 million particles. Moreover, this distribution changes during the calculation of the ignition sequence:
the combustor is filled with droplets when ignition starts while the spray is only present in the near injector regions
when the steady ignited regime is reached(t = 46 ms). If such a simulation had been performed with an EL algorithm,
preserving a high parallel efficiency would have required a re-partitioning of the domain during the computation with
a complex and time-consuming dynamic load-balancing method [38].
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Fig. 1 Number of particlesNd as a function of the processor number.

The EE approach has the advantage to be straightforward to implement in a numerical tool and allows to use the
same parallel algorithm for the dispersed and the gas phase [43]. However, compared to the EL method, the initial
modelling effort is large and difficulties may be encountered for sprays with extended size distributions [44]. Finally,
on the numerical point of view, special care is needed to handle the resulting set of equations [45]. Recent work has
demonstrated that the EE approach can be applied to LES of particle laden turbulent gas flows [30,45–48]. Boileauet
al. [25] have evaluated the potential of such a methodology to simulate reacting flows in complex geometries. They
showed that this approach was capable to simulate an ignition sequence inside a single sector of an aeronautical gas
turbine combustor. In the present work, two-phase flow effects have been handled with the same EE approach and the
reader is referred to this article for the modelling details. An important assumption is that the spray is fully atomized
and has a single drop size distribution (monodisperse spray). A summary of the LES equations solved by the code is
given below.

Gaseous phase
∂w

∂t
+ ∇ · F = s (1)

Dispersed phase
∂wl

∂t
+ ∇ · Fl = sl (2)

wherew is the vector of gaseous conservative variables,F is the flux tensor composed of viscous, inviscid and subgrid
scale components ands is the vector of source terms.w ands are given respectively by:

w =
(
ρũ, ρṽ, ρw̃, ρẽ, ρỸk

)
(3)

s =
(
Ix, Iy, Iz, ω̇T + Iiũi + Π, ω̇k + ΓδkF

)
(4)

In Eq. 3,ρ is the density,(u, v, w) are the velocity components,e = es + 1/2uiui is the total non chemical energy (es

is the sensible energy) andYk are the species mass fractions (the fuel species is notedF ). In Eq. 4, combustion terms
are the reaction ratėωk and the heat releaseω̇T whose modelling is described in next section. Additional source terms
representing exchanges between phases are the mass transferΓ, the momentum transferIi and the heat transferΠ. In
Eq. 3,wl is the vector of conservative variables,Fl is the flux tensor composed of convective and subgrid terms and
sl is the vector of source terms.wl andsl are given respectively by:

wl =
(
ρlαl, ρlαlûl, ρlαlv̂l, ρlαlŵl, ρlαlĥl, nl

)
(5)
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sl =
(
−Γ,−Ix,−Iy,−Iz,−Π, 0

)
(6)

In Eq. 5, ρl is the liquid density,αl is the volume fraction,(ûl, v̂l, ŵl) are the spray velocity components,ĥl is
the sensible enthalpy andnl is the droplet number density. This set of equations only describes the statistical average
motion of the particles. The velocity deviation from this average, called random uncorrelated motion (RUM), describes
the independant movement of each particle. The modelling of RUM as proposed for example in [48–50] is not yet
satisfactory and Riberet al. [48, 50] has shown that it was not essential to capture the mean fields in a configuration
representative of industrial flows. Therefore, it has been omitted in the present application.

Combustion modelling

The fuel used for the LES is JP10, a substitute for kerosene that has similar thermochemical properties. The reaction
rate ω̇k is modeled by an Arrhenius law [19] with coefficients fitted from a detailed chemistry [51] to the present
one-step irreversible chemistry:JP10 + 14 O2 → 10 CO2 + 8 H2O, using criteria based on laminar flame speed
and thickness. Figure 2 shows the comparison between the detailed chemistry and the simplified scheme for the
prediction of the laminar flame speedSL and the adiabatic flame temperatureT2. The simplified scheme properly
predicts the laminar flame speed for equivalence ratio less than1.2 but overpredictsSL in the richer regime. This
error could be corrected by using a variable pre-exponential constant in the Arrhenius law [52]. Concerning the
adiabatic flame temperature, predictions are correct only for equivalence ratio below0.8. For stoichiometric and rich
regimes, the simplified chemistry overpredictsT2 by about200 K. To reduce this error, a second reaction involving
a secondary species and an equilibrium could be considered. However, for simplicity reason none of these additional
modelling features are used in the present study. As a consequence, special attention should be paid if rich regimes
are encountered.
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Fig. 2 Adiabatic flame temperatureT2 and laminar flame speedSL as a function of equivalence ratioφ for the one-step
chemistry compared with the reference detailed chemistry [51].

To handle flame/turbulence interaction, the dynamically thickened flame model (TFLES) is used [53]. This model
introduces the thickening factorF which thickens the flame front so that it can be solved on the LES grid. The
interaction between turbulence and chemistry at the subgrid level is modelled by the efficiency functionE which
compensates the effect of thickening and accounts for the influence of turbulence on the subgrid turbulent flame speed.
The TFLES model has been applied successfully in multiple configurations (premixed and partially premixed) and
more detailed descriptions can be found in [18,53–55].

Parallelism

Thanks to the use of the MPI library, the LES code offers a very good efficiency on a high number of processors.
Figure 3 from Staffelbachet al. [56] shows a linear scaling of the speed-up up to 4000 processors. Taking advantage
of this feature, LES simulations has been performed on today’s largest parallel computors [57–60]. The present
calculation has been run on the Cray XT3 using 700 processors. This machine is equipped with 700 AMD bi-core
Opteron 2.4 Ghz with a high-bandwith low-latency network. The whole ignition sequence took 112 000 CPU hours
corresponding to 160 hours of execution time. The Eulerian algorithm for the spray represents less than50% of the
total computational cost and it allows to preserve a full parallel efficiency.
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Fig. 3 Speed-up of the LES code on the Rochester (US) IBM BlueGene/L as a function of number of processors

Configuration
Geometry and boundary conditions

Figure 4 shows a view of the VESTA combustor. This annular chamber is divided in 18 identical sectors (see Fig. 5).
For each sector, the kerosene spray is provided by an airblast main injector producing a swirled jet. The computing
domain does not include the internal swirler geometry of these injectors: the imposed velocity profile at the injection
outlet has been calibrated using a previous non reactive LES calculation in an extended domain of a single sector
including the whole swirler geometry. The droplet diameter is set to25 µm and the mass flux profile is zero on the
axis and maximum at the internal swirler radius where the liquid film is injected. Figure 6 displays the air velocity
and the spray mass flux profiles imposed at each burner outlet. This swirled flow leads to a classical vortex breakdown
forming a strong central recirculation zone. As seen later, this back-flow is a key factor of the flame propagation and
stabilisation during ignition.

Igniter

Fig. 4 Global view of the VESTA combustor featuring
14 of the 18 sectors.

C

Fig. 5 Zoom on two sectors: limit of one isolated sector (in
dark) and cutting surface C (white line, see Fig. 12 and 13 ).

Cooling films and multi-perforated walls (present in the real combustor) are not included here for the sake of simplicity.
Focusing on one single sector, Fig. 7 describes the conditions applied to the boundaries of the computing domain. The
corresponding parameters are listed in Table 1. These physical conditions are not favourable for ignition in terms of
air and fuel jets temperature and pression. However, they correspond to real starting conditions for a typical helicopter
gas turbine (cold atmospheric air). The global equivalence ratio calculated from the reactants mass flows is:φg = 1.5,
so the combustor is operating in rich regime. Figure 8 shows the boundary conditions for the whole chamber.

Modelling of the igniters

The objective is to understand how combustion is initiated in the main burners thanks to the energy released by the
igniters. These igniters themselves are ignited electrically and can be modelled by hot jets. Figure 9 is a sketch in the C
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air jet
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Internal air holes
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Fig. 7 Single sector representing1/18th of the full computing domain and
featuring half an ignition jet.

Fig. 8 Global view of the computing do-
main and boundary conditions of the com-
bustor. White arrows point the igniters lo-
cation.

surface (see Fig. 5) that shows the location of an ignition injector between two main injectors. This pressurized injector
generates a kerosene spray whose ignition produces a torch flame. Figure 10 describes how the burning spray has been
replaced by a simple jet of hot gas. This gas is the combustion product of a stoichiometric kerosene/air mixture in
terms of species composition (CO2, H2O andN2) and temperature (adiabatic flame temperature). Injecting this inert
gas at high temperature enables to provide some of the burner power, in the form of an enthalpy flux, without adding
the complexity of the spark ignition of a fuel spray. The dynamic effect of this hot jet on the surrounding flow is rather
low due the high density ratio between the hot gases and the fresh air. Thus, in order to mimic the spreading rate of
the original flame due to the hollow cone spray (see Fig. 9), a swirling component has been added.

Mesh

The entire domain has been meshed using tetrahedral cells with refined grids around the inlets and in the combustion
zone. The final grid has been produced by replicating 18 times a single sector periodic grid (Fig. 11) leading to 19
million cells and 3.1 million nodes. Previous tests performed on a single burner domain have demonstrated that this
mesh density was sufficient to capture the flame evolution.
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Name (Fig. 7) Physical parameters
Primary holes (108) Flat velocity profile
(Air inlet) ṁair = 41.4 g.s−1

Tair = 273 K
Main injectors (18)
(Air inlet) Velocity profile (see Fig. 6)

ṁair = 46.08 g.s−1

Tair = 273 K
(Kerosene spray) Mass flux profile (see Fig. 6)

ṁfuel = 9.30 g.s−1

Tfuel = 273 K
d = 25 µm (monodisperse)
φg = 1.5

Hot igniter jets (2) See section ”Modelling of the igniters”
(Burnt gas mixture) ṁjet = 1.24 g.s−1

Tjet = 2369 K
Combustor walls No slip, adiabatic
Outlet p = 1.18 bar

Table 1 Physical parameters values for the boundary conditions.

SpraySpray
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injectorinjector

TorchTorch

flameflame

AIR +AIR +

KEROSENE sprayKEROSENE spray

Main

injector

Main

injector

Main burner Main burnerIgniter

Fig. 9 Real configuration

AIRAIR Main

injector

Main

injector
HOT JETHOT JET
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AIR +AIR +

KEROSENE sprayKEROSENE spray

Fig. 10 Calculated configuration

Fig. 11 One-sector view of the computational tetrahedral grid.

Initial conditions

In the true ignition sequence, the igniters are lighted once fuel injection has been switched on and ignition occurs in a
cold air flow mixed with liquid fuel droplets. To mimic this process, the initial flow condition is provided by the steady
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non-reacting air flow with liquid fuel injection. In this cold flow calculation, the physical conditions are the same as in
Tab. 1 but the hot igniter jets are off. Due to the low temperature, the spray can hardly evaporate before the saturation
conditions are reached. As a result the initial mean gaseous equivalence ratio is very low(φ0

gas = 0.0088) and most
of the fuel is liquid. At the initial instantt = 0, the hot jets are started and the ignition phase begins.

Results and discussion
Flame topology

Figure 12 labels the geometric entities of the annular combustor where analyses of the results are performed. The
chamber geometry is perfectly symmetrical according to thez andy plane, so the annulus can be divided into four
identical quadrants (Q1 to Q4). A corresponding azimuthal angleθi is defined for each of these quadrants. All
eighteen sectors are identical except forS1/S18 andS9/S10 where the ignitersI1 andI2 are placed. Actually, the
swirling component of the main injectors condition (see previous section) removes a degree of symmetry of the flow.
For instance, sectorS1 is really equivalent to sectorS10 but not to sectorsS9 andS18. This effect has an impact on
the azimuthal flame progress as will be seen later. Results will be plotted in the cutting surfaceC defined on Fig. 12
and 13. It corresponds to a20 deg. angle cone.
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Fig. 13 3D view of the computational domain showing the two ignitersI1 and I2, the cutting surfaceC and the surface
Cdev obtained by developingC.
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Figure 14 gives a 3D view of the ignition sequence at four successive instants. The different cold air inlets are
represented by the turquoise blue surfaces while the red surfaces point the two hot igniter jets. On surfaceC, the light
blue regions exhibit the back-flow zones generated by each main injector (see Fig. 9). This color map shows that the
large LES grid allows to resolve a great number of small turbulent structures.t = 14 ms corresponds to the ignition
of the burners surrounding each igniters (referred as Phase II in introduction). Fromt = 19.2 ms to t = 46 ms, the
flame front (shiny light blue surface) is progressing from the first ignited sectors into the four quadrants of the annulus
(Phase III). Once this front has gone through one sector (for example, att = 29.2 ms), the back-flow zone of this
sector enables to stabilise the flame close to the main injector and primary air holes (see Fig. 7). As seen on surface
C, the thermal expansion of the burnt gases produces a strong acceleration of the flow towards the outlet.

Fig. 14 Four successive instants of the ignition sequence: surfaceC coloured by axial velocity (light blue: −20 m.s−1 →
yellow: +20 m.s−1), iso-surface of velocityU = 38 m.s−1 coloured by temperature (turquoise blue:273 K → red: 2400 K)
and iso-surface of progress rateQ = 200 mol.s−1 (shiny light blue) representing the flame front.

Figure 15 shows the temperature field and the flame front (iso-reaction rate) on the developped surfaceCdev (Fig. 13)
at various instants of the calculation. Att = 10 ms, the hot gases created by the igniterI2 starts to interact with
the main burner of sectorS9 while the reaction zone initiated by the igniterI2 stays close to the hot jet axis.6 ms
later, two phenomena are observed. In the downstream region of sectorsS1, S9, S10 andS18, the reacting front has
propagated in the axial and azimuthal directions leading to a ”mushroom-shaped” flame. At the same time, a flame
has stabilised close to theS9 andS18 main injectors while theS1 andS10 ones are not ignited yet. Fromt = 16 to
40 ms, the reacting zone is progressing into the four quadrants filling the ignited sectors with hot gases. In quadrants
Q1 andQ3, this front progresses faster in the downstream region of the chamber untilt = 28 ms. In quadrantsQ2
andQ4, the flame propagating close to the main injectors is ahead of the downstream front sincet = 22 ms. Between
t = 34 to 40 ms, the reaction progress is driven by the upstream front in all the quadrants. Att = 46 ms, the flame
fronts running from opposite directions and different igniters merge together, leading to the full ignition of all the main
burners. Once ignited, each sector has two main reacting zones. The first one is a partially premixed flame located
very close to the main injector outlet. It is stabilised by the recirculation zone created by the vortex breakdown of the
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swirled air jet. The second one is a diffusion flame located in the downstream region of the recirculation zone where
the primary holes air jets (see Fig. 7) provide oxygen to burn the fuel excess from the upstream flame. Figure 15 shows
clearly that the progress velocity of the flame is not identical in each quadrants:Q1 andQ3 are behindQ2 andQ4.
This time delay begins at the ignition of the first main injector(t = 16 ms) and increases until the end of the ignition
sequence: the front merging occurs in sectorsS4 andS13 whereas the mean azimuthal sectors (i.e.θi = 90 deg.) are
S5 andS14. This asymmetry is due to the swirling component of the main air jets (see above) and suggests that the
velocity field plays a key role in the ignition process. This point is investigated further in the paper.

Q1 Q4 Q3 Q2
I1 I2

S1S2S3S4 S18 S17 S16 S15 S14 S13 S12 S11 S10 S9 S8 S7 S6 S5S5

Fig. 15 SurfaceCdev (see Fig. 13) colored by temperature (blue:273 K → red: 2400 K) at successive instants of the
ignition sequence. Black lines: reaction rate iso-lines.

Flame progress mechanism

In order to follow the azimuthal progress of the flame front into each quadrant of the combustor, a tracking method
based on the temperature field is proposed. The idea is to define a point which characterises the azimuthal instanta-
neous position of the flame in the annulus. In quadrantQi, this point, referred asleading point(LP), is the maximum
of the azimuthal angleθi (see Fig. 12) where the gas temperature is1500 K. As seen later, this temperature level
provides a convenient estimate of the flame front location. Although this LP does not represent a physical entity, it
can describe a front trajectory from which a characteristic front azimuthal velocity can be deduced. IfrLP andθLP

are the radial and azimuthal lagrangian coordinates of the leading point, the corresponding azimuthal speed is defined
as:VLP = rLP dθLP /dt.
A developed view of the LP inQ4 is shown on Fig. 16d where the different phases of the ignition process may
be identified. Beforet = 12.8 ms, the flame initiated byI1 ignites the main injector of sectorS18. This phase
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corresponds to a slow and irregular progress of the LP with some backward movements. Fromt = 12.8 to 21.4 ms,
the LP progresses faster through the downstream part of sectorsS18 thenS17. This phase is related to the initial
”mushroom-shaped” flame identified in the previous section (see Fig. 15). Fromt = 21.4 to 36.4 ms, the LP is located
in the upstream (primary) zone of the combustor. Into sectorsS16 andS15, thex position of the LP is modified by
the presence of the main injectors air jets and recirculation zone. However, thesex oscillations are moderate and the
LP progress is quite regular.
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Fig. 16 View along theCdev plane (bordered by the thick line) of the flame front leading point (LP) trajectory through
sectorsS18 to S14 (d.). s4 is the azimuthal curvilinear abscissa defined ass4 = Rθ4 where R is the radial position of
the main injectors axis. The three upper graphs show various properties of the LP as a function ofs4: flow azimuthal
velocity Uθ,LP (a.), azimuthal LP speedVLP (a. and c.), fuel evaporation rateΓ (b.), fuel reaction rate ω̇F (b.) and gaseous
equivalence ratioφLP (c.).

Figure 17 displays the same trajectory in ax view of quadrantQ4 and shows the three-phase process described above.
Fromt = 12.8 to 21.4 ms, the downstream branch of the LP trajectory has a low radius due to the conical shape of the
combustor. Fromt = 21.4 to 36.4 ms, the LP path stays close to the radial position of the main injectors axis. Only
small deviations from this radius are observed. During this last phase, the LP has run more than50 deg. of azimuthal
angle while this evolution lasted only1/3 of the total time of the ignition sequence.
In order to investigate the parameters influencing the flame progress, the LP azimuthal absolute speedVLP and some
flow properties at the LP location are plotted against the azimuthal position (Fig. 16). Fig. 16a shows thatVLP varies
between2.4 and17.4 ms with a mean value of9.4 ms. These values are much higher than a typical turbulent flame
speed (1 or 2 m.s−1 in the present case, see later), revealing that the reacting front progress is not simply due to a
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Fig. 17 Axial view of the flame leading point tra-
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Fig. 18 Time evolution of the flow azimuthal velocity〈U〉θ (lines)
and temperature 〈T 〉θ (lines with circles) averaged over an iso-θ4

section forθ4 = 50 and 70 deg. (see Fig. 17).

turbulent flame propagation phenomena. According to Fig. 16a, the flow azimuthal velocity at LPUθ,LP and theVLP

vary together and have the same sign. This indicates that the flame front is somehow carried by the flow. In addition to
this Lagrangian view of the flame front, an Eulerian diagnostic is performed: flow temperature and azimuthal velocity
are averaged over an azimuthal section leading to〈T 〉θ and〈U〉θ respectively (see Fig. 18). Two control sections are
chosen atθ4 = 50 and70 deg., i.e. at the middle sections of sectorsS16 andS15 respectively (see Fig. 12 and 17).
On Fig. 18, the〈T 〉θ rise corresponds to the flame front going through the section. For bothθ4 values, the〈U〉θ curves
clearly show that a positive mean azimuthal flow (a blow effect) is generated upstream the flame front. When the flame
crosses each section,〈U〉θ becomes negative because of the burnt gases flow due to the thermal expansion across the
flame front. The significant velocities induced by the blow effect suggest that this thermal expansion phenomenon
has a thrusting effect on the flame front. A way to quantify this effect is to perform a mass balance of the reaction
products:

ṁp = ṁcomb + ṁHJ − ṁout (7)

whereṁp is the temporal variation of the total mass of products(CO2+H2O), ṁcomb is the total products reaction rate
andṁHJ andṁout are the mass flux of products through the hot igniter jets inlets and through the outlet respectively.
Equation 7 means that the variation of the mass of products during ignition is a balance between production by
chemical reaction and variations due to boundary fluxes. The time evolution of each term of Eq. 7 is displayed on
Fig. 19. During the first9 ms, ṁp is low and only due to the hot jets contribution. From9 to 13 ms, the reaction term
ṁcomb strongly increases while the outlet fluẋmout stays zero. This phase corresponds to the initial flame expansion
from the two igniters before the burnt gases have reached the outlet (see Fig. 14,t = 14 ms). From13 to 33 ms, burnt
gases start to be ejected through the outlet andṁout grows at a rate similar tȯmcomb with a time delay of5.2 ms.
This delay stays fairly constant and leads to a positiveṁp oscillating between6 and10 g.s−1. In the last phase(33 to
46 m.s−1), the growing rate ofṁcomb decreases meaning that ignition is achieved and that the flow tends to a steady
regime(ṁp → 0).
Considering that the increase of the burnt gases volume is related to the azimuthal front progress, a characteristic
absolute speed of the flameVF can be deduced froṁmp. If the flame front is seen as a thin and flat interface
progressing in the azimuthal direction,VF is defined by:

VF =
ṁp

ρpAθ

(8)

whereρp is the mean product density in the burnt gases(ρp ≈ 0.0677) andAθ is the area of the mean azimuthal
section of the combustor. Another characteristic velocity of the flame is the consumption speed defined as:

〈Sc〉 =
ṁcomb

ρ1Yp,2AF

(9)
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whereρ1 is the mass density of the fresh gases(ρ1 = 1.522), Yp,2 is the mean product mass fraction in the burnt
gases(Yp,2 ≈ 0.270) andAF is the resolved flame front surface estimated by measuring the total area of the iso-
surface of temperatureT = 1500 K. 〈Sc〉 provides an estimation of the sub-grid turbulent flame speed. Figure 20
compares these two global speedsVF and〈Sc〉 and the mean leading point speed over the four quadrants〈VLP 〉Q =

1/4 Σ4
i=1 VLP (Qi). During the first12 ms, 〈Sc〉 is not relevant sinceAF in Eq. 9 represents the initial hot jets

boundary rather than a real flame front. Fromt = 12 ms to the end of the ignition sequence,〈Sc〉 slightly increases
but stays below1 m.s−1, i.e. of the order of a typical turbulent flame speed for hydrocarbons. Compared to this
consumption speed, the absolute flame speedVF is one order of magnitude higher (around7.5 m.s−1) during the
azimuthal flame spreading into the combustor(12 < t < 46 ms). This indicates that the thrusting effect due to the
burnt gases expansion is a major mechanism of the ignition process. Figure 20 clearly shows the correlation between
VF and the mean LP speed〈VLP 〉Q, confirming thatVF is a relevant measure of the flame front progress speed.
Finally, an azimuthal turbulent flame speed〈Sc〉θ has been estimated by integrating the products reaction rate along
the propagating front and using the mean azimuthal sectionAθ as a reference area. The ratio between〈Sc〉θ and the
sub-grid turbulent flame speed〈Sc〉 is the resolved flame wrinkling. Despite a typical measured value of2 for this
ratio, the turbulent consumption speed〈Sc〉θ stays much below the absolute flame speedVF .
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Fig. 19 Time evolution of the products mass balance:
temporal variation of the total mass of productsṁp, total
products reaction rateṁcomb, mass fluxes through the out-
let ṁout and through the hot igniter jets inlets ṁHJ .
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Fig. 20 also shows thatVF and 〈VLP 〉Q exhibit strong fluctuations:〈VLP 〉Q may vary from3 to 11 ms between
t = 12 and35 ms. To check if local equivalence ratio fluctuations may be responsible for that, Fig. 16c plots the
equivalence ratio measured at LP(φLP ) as a function of the azimuthal position. As may be expected, the variations
of φLP influence the local fuel reaction rateω̇F,LP (see Fig. 16b). Besides, the evolution of the evaporation rateΓLP

is fairly close toω̇F,LP , suggesting a strong coupling between the fuel spray evaporation and the chemical reaction.
Further analyses of the effect of the dispersed phase on the flame structure are given in the next section. In sector S16,
Fig. 16b and16c exhibit a peak ofφLP , ΓLP andω̇F,LP . This behaviour is local and isolated: it occurs when the LP
approaches the injector outlet (see Fig. 16d) where the liquid fuel mass loading is high. The sudden evaporation of this
liquid produces a high fuel vapour concentration which boosts the reaction for a short time. However, this reaction
peak and other variations ofφLP , ΓLP andω̇F,LP do not appear to be correlated with the LP speed. This suggests
that the fluctuations of the local flame front properties related to chemical reaction do not have a straight effect on the
flame progress speed.
Focusing on sectorsS16 andS15 (where the LP evolves near the main injectors outlet, see Fig. 16d), a progress speed
pattern comes out: the flame accelerates when approaching the injector axis then decelerates as it moves away (see
Fig. 16a). This behaviour can be related to the convective effect of the recirculation zone. Figure 21 provides a view
of the aerodynamic field obtained by a large eddy simulation of the cold flow in a singe periodic sector (this flow
is very similar to the initial condition used in the full-scale combustor calculation). The swirl injection leads to the
strong and asymmetric vortex breakdown inducing a back-flow in the central region. The origin and the effects of
these asymmetry are discussed later in the article. Though this view corresponds to a non reacting regime, a similar
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flow pattern has been observed during ignition: the strong eddy located on the left-hand side of the injector axis is still
present, even when it meets the mean azimuthal flow due to the blow effect previously mentioned. Figure 23a displays
the reacting zone visualised by an iso-surface of temperature atT = 1500 K1 at successive instants from sectorS16
to S15. Using this figure and its corresponding schematic view (Fig. 22), the following scenario provides a description
of the mechanism influencing the flame progress from one sector to the next one:

• A - The reacting front is captured by the left-hand side vortex of sectorS16 (Fig. 22-A and 23a-A). On this
side of the injector axis, the recirculating flow has the same direction than the flame progress and contributes to
increase the LP speed (Fig. 23c). This acceleration is associated to an increase of the local flame front curvature
γLP (Fig. 23a-A and c).

• B - The air-spray mixture produced by theS16 main injector is ignited (Fig. 22-B and 23a-B) but the flame
progress is slowed down by the adverse recirculating flow on the right-hand side of the injector axis (Fig. 23c).
As a result, the flame front takes a rounder shape (Fig. 23a-B) andγLP decreases (Fig. 23c).

• C - As shown by Fig. 23b, the ignition of burnerS16 produces a continuous increase of the mean fuel reaction
rate in this sector(〈ω̇F 〉S16). As mentioned above, the production of hot gases induces a blowing effect capable
of thrusting the flame front. This effect contributes to the flame expansion illustrated by Fig. 22-C and 23a-C
and by the local maximum of the LP speed observed at the boundary between sectorsS16 andS15 (Fig. 23c).

Fig. 21 Time-averaged stream lines in surfaceC
obtained with a single-sector cold-flow calculation.
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Fig. 22 Three-step evolution of the flame front (thick grey lines)
when crossing the main swirled jet.

Snapshots A’ and B’ of Fig. 23a show that a similar scenario is occurring later in sectorS15 and suggest that the above
description represents a general process of the azimuthal flame front propagation in the combustor. Nevertheless, at
later instants, Fig. 15 exhibits apparently a different behaviour: att = 40 ms, two reacting zones (sectorsS13 and
S14) seem to be separated from the main flame front. Figure 24 shows that this isolated flame is the result of the
following process:

• At t = 34 ms, the reacting zone coming from the injector of sectorS15 (on the left) progresses toward sector
S14.

• At t = 36.8 ms, a ”reacting appendix” is captured by the recirculation zone of the sectorS15.

• As it approaches the injector outlet, this flame surface grows and takes a closed (but wrinkled) shape (t = 37.8
to 39.6 ms).

• Meanwhile, the main front azimuthal progress is stopped, probably by lack of reactants which have been previ-
ously burnt by the isolated flame.

• After t = 40.4 ms, the two fronts merge again and spread into the combustor volume toward the downstream
and azimuthal directions.

Compared to the other sectors ignitions, this flame isolation phenomenon is quite uncommon: in general, the main
flame front is actually stretched but stays continuous while it passes through the main injector region.
To summarize, the flame propagation process is driven by two key phenomena:

1Tests have shown that visualising the flame front using iso-surfaces of reaction rate or of temperature leads to the same conclusions
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Fig. 23 Radial view of the flame front progress from sectorS16 to S15 through 5 successive snapshots (A-C’) of the iso-
surface of temperatureT = 1500 K (a.). Mean fuel reaction rate〈ω̇F 〉Si in sectorsS15 and S16 (b.), leading point (LP)
azimuthal speedVLP and flame front curvature at LP γLP (c.) as a function of the azimuthal curvilinear abscissa of the
LP s4.

• A thrust effect due to the thermal expansion of burnt gases. This effect depends rather on the mean reaction rate
and the burnt gases outflux than on the flame leading point properties. It produces a continuous flame progress
at a mean azimuthal speed of about7.5 m.s−1.

• A flame speed modulation by the aerodynamics. When the flame front is going through one sector of the com-
bustor, the LP azimuthal speed is modulated by the own aerodynamics of the burner, i.e. the vortex breakdown
due to the swirled injection. These speed fluctuations are of the order of±4 m.s−1 and induce strong variations
of the flame front curvature at the LP.

As the thermal expansion effect depends on the burnt gases outflux (see Eq. 7), the question of the outlet boundary
condition influence may be asked. This has not been investigated here and needs further analysis. Although it is not
believed that this boundary treatment could affect the qualitative description of the phenomenon.
In order to estimate the impact of the thickened flame (TF) model on the flame propagation (see section ”Combustion
modelling”), three key modelling parameters are plotted on Fig. 25: the thickening factorF , the efficiency functionE
and the mesh size at the leading point of the front are displayed versus azimuthal position of this point. The thickening
factorF is adapted to the local cell size∆xcell in order to keep a constant number of nodes in the flame zone. This
explains whyF variations along the LP path are strongly correlated to∆xcell. As shown before, during the initial
flame spreading, the LP is located in the downstream region of the combustor where the mesh is rather coarse. In this
region, the thickening factor varies between18 and25. As the LP switches to the main injectors region, the mesh size
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t=34 ms t=36.8 ms t=37.8 ms t=39.2 ms

t=39.6 ms t=40 ms t=40.4 ms t=41.2 ms

Fig. 24 Progress of the flame front (iso-surface ofT = 1500 K) from sector S15 to sectorS14.

falls down to0.5 < ∆xcell < 1 mm leading to5 < F < 10. Focusing on the efficiency functionE, values oscillate
between2 and5 meaning that the turbulent reaction rate predicted by the TF model is twice to five times higher than
the laminar value. Despite the very large size of the computational domain, thickening factors remain typically in the
range5 to 20 which are commonly used values for the TF model. From the previous analysis, the flame progress is
not directly driven by the local reaction rate but by the flow velocity and hot gas expansion. As a consequence, the TF
model has only a moderate effect on the burner ignition process.
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Fig. 25 Thickening factor F , efficiency function E and computational cell size∆xcell as a function of the flame leading
point azimuthal position in quadrant Q4 (see Fig. 12).

16 OF 22

LES OF AN IGNITION SEQUENCE IN A FULL HELICOPTER COMBUSTOR



Flame-spray interactions

The previous section described the ignition mechanism in terms of flame topology, flow aerodynamics and total reac-
tion rate. These properties depends on chemical reaction as well as two-phase flow effects such as droplet evaporation.
Indeed, the fact that liquid fuel must vaporise before burning has an impact on the dynamics and structure of the flame.
Figure 26 displays the time evolution of mean quantities in the sectorS18 (containing the igniterI1). Before reaction
starts, a sufficient amount of fuel vapour in the flow is required. Due to the very low ambient temperature, the in-
jected air-spray mixture is in saturated conditions so the initial gaseous equivalence ratioφ0

gas is very low (see section
”Configuration”). As a result, flammable conditions are only obtained after an initial evaporation phase(t < 9 ms)
thanks to the energy input by the hot igniter jets. These conditions are fulfilled att = 9 ms allowing the reaction rate
to grow faster and increase the spray evaporation. After the steady combustion regime is reached(t > 30 ms), the
reaction rate stays below the evaporation rate because all the fuel vapour cannot burn due to the rich global equivalence
ratio (φg = 1.5) These rich conditions also explain why the reaction rate starts to decrease att = 17.4 ms while the
equivalence ratio is still growing. From this instant, the reaction is limited by the oxydant mass flux and produces
unburnt gaseous fuel.
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Fig. 26 Temporal evolution of mean quantities in sectorS18: evaporation rate 〈Γ〉S18
, fuel reaction rate 〈ω̇F 〉S18

and
gaseous equivalence ratio〈φgas〉S18

.

The effect of the liquid phase can also be highlighted thanks to a fuel mass fraction-temperature diagram at a given
instant of the ignition sequence (Fig. 27). Compared to a single-phase distribution, all the gaseous fuel must be
produced by evaporation and a saturation effect is observed: strong concentrations of vapour fuel cannot be found
at temperature close the injection conditions(T = 273 K). Actually, most of the physical domain has a lowYF

because vaporised fuel is immediately consumed by the chemical reaction, as shown by the strong correlation between
evaporation and reaction rates at the leading point (see Fig. 16b). Some significant fuel mass fractions are however
observed at elevated temperatures (mainly above1300 K) corresponding to the unburnt gaseous fuel excess in hot
gases. Figure 28 displays a scatter plot of heat releaseω̇T and latent heatΠ as a function of temperature. The
upper limit of ω̇T presents a typical shape for an Arrhenius law with a maximum heat release at high temperature.Π
corresponds to the heat lost by evaporation and is generally negligible compared toω̇T , except for dense-spray regions
where high fuel vapour concentrations are produced (see Fig. 27). In these regions, the presence of liquid droplets may
have a significant impact on the flame temperature. Elsewhere, the main effect of the spray is to introduce a time delay
due to evaporation. According to Ballal and Lefebvre [61] and Myers and Lefebvre [62], this delay increases with
the initial droplet size and has a slowing effect on the flame propagation speed. Indeed, tests in laminar configuration
with similar unburnt conditions have shown that the spray induces a20% decrease of the stoichiometric flame speed
compared to the pure gaseous flame speed displayed on Fig. 2.
Finally, compared to gaseous mixtures, ignition of a saturated spray takes more time for two main reasons:

• an initial evaporation phase is required to produce a flammable mixture (in terms of equivalence ratio) from cold
saturated conditions ;

• the flame progress is slower because of a lower propagation speed due to the evaporation delay.
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Fig. 27 Scatter plot of gaseous fuel mass fraction as a func-
tion of the temperature at t = 28 ms.

Fig. 28 Scatter plot of heat release and latent heat as a
function of the temperature at t = 28 ms.

Ignition delays

Another way to quantify the flame progress speed into the combustor is to look at ignition times for each single sector.
Figure 29 displays the time variation of the total reaction rate in the five sectors of quadrantQ4. All these sectors show
a similar evolution: an initial growing phase up to a maximum reaction rate value, then a decreasing phase finally
leading to a steady level (the same for all sectors). This steady regime corresponds to the flame stabilisation in the
burner. For each sector afterS18, the reaction rate rising phase starts shortly before the previous sector has reached
its maximum. Until ignition of sectorS16, the total reaction rate in quadrantQ4 presents a step-like evolution related
to the successive ignition of sectorsS18, S17 andS16. This evolution is less consistent for the two last sectors,S15
andS14. The ignition time of sectorSi, tign(Si), is defined as the instant where the total reaction rate in this sector
is maximum (see Fig. 29). Figure 30 comparestign with the rise of the mean temperature in each sector. Again, the
temperature evolution is similar for all sectors, exceptS18 that features an initial slow growing phase corresponding
the heat input by the hot igniter jetI1. On can notice that ignition occurs at a lower mean temperature when the flame
is progressing from sectorS18 (〈T 〉S18 = 1675 K) to S14 (〈T 〉S14 = 1040 K). Indeed, the flame progresses faster
in the upstream region of the combustor than in the downstream one (see section ”Flame topology”). As a result, the
last burners are ignited upstream before the downstream flame has entered the sector. Lastly, Fig. 30 shows that the
mean temperature over quadrantQ4 has an almost linear increase fromt = 12 to 40 ms.
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∆tign(Si) is defined as the ignition time delay between two successive sectors:∆tign(Si) = tign(Si) − tign(Si−)
whereSi− is the preceding sector in the ignition sequence. Figure 31 compares∆tign for each sector (located
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by their azimuthal position) of the four quadrants. Ignition of the four burners surrounding the igniters (Phase II
in ”Introduction”) lasts longer than the following ones. Moreover, these times change according to the azimuthal
direction with respect to the igniter: around17 ms for the clockwise-located sectors(S9 andS18) and around23 ms
for the two others(S1 andS10). This35% lag is due to the asymmetric cold flow induced by the swirled injection (see
Fig. 21). Indeed, the analysis of the single sector flow has shown that the vortex breakdown is not symmetric because
of its interactions with the six cold air jets coming from the internal and external holes (see Fig. 7). As a result, the
vortex responsible for the flame front capture preceding ignition (see Fig. 15,t = 10 ms) is more intense in sectors
S9 andS18 than inS1 andS10. Despite these initial variations, the four next sectors(θi = 30 deg.) have the same
ignition delay∆tign(Si) = 6 ms. The ignition of sectors located at30 < θi < 90 deg. corresponds to Phase III. For
quadrantsQ2 andQ4, ∆tign(Si) have a rather similar and constant value around6 ms. Ignition times for quadrants
Q1 andQ3 are larger and less consistent: they vary from6 to 10 ms. Again, the aerodynamics of the burner is invoked
to explain these variations. The previous analyses have shown that the large eddies modulate the absolute flame speed.
Accordingly, the randomness of these turbulent structures may explain the variations of the ignition time. Figure 32
provides another picture of the ignition times by plotting the time evolution of each flame leading point (LP) azimuthal
position in each quadrant. In the initial phase (t < 12 ms, Phase II), quadrantsQ2 andQ4 are faster thanQ1 andQ3,
as previously noticed. Fromt = 12 to 20 ms (Phase III), the four quadrants have rather similar evolutions. Indeed, the
LP is located in the downstream region of the combustor (see Fig. 16d) so the flame progress is fairly independent of
the swirled injection. On the contrary, fromt = 20 to 46 ms, the LP of each quadrant has a different progress speed,
quadrantsQ1 andQ3 being slower thanQ2 andQ4. During this period, the flame front evolves close to the injection
(see Fig. 16d) where the flow aerodynamics generates flame speed fluctuations, as previously mentioned.
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To summarise, three types of ignition times variations have been observed:

• A sector-to-sector variation due to the LP location in the axial direction.

• A quadrant-to-quadrant variation according to the azimuthal direction of the flame progress. This variation is
due to the asymmetry of each single sector flow with respect to the corresponding injector axis.

• Both quadrants and sectors variations due to randomness of the turbulent resolved structures.

Conclusion
Thanks to massively parallel computing, LES is now able to simulate the ignition sequence of a full aeronautical
combustor. The present calculation uses a compressible explicit solver, the Thickened Flame model with a simpified
chemistry and Euler-Euler (EE) model to account for liquid fuel injection. This EE approach allows to keep a full
parallel computing efficiency on a large unstructured grid (19 million cells) using 700 processors. To describe the
major features of the flow inside the Turbomeca combustor, the computational domain includes the main air and
fuel spray inlets, i.e. 18 main injectors and 108 primary holes while the 2 torch-igniters are modelled by hot jets.
Simulating the full ignition of this 360 degrees annular chamber brings considerable new insight into the physics of
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such a complex phenomenon. Investigation of the results has been achieved thanks to various postprocessing analyses:
two and three-dimensional views of the flame motion, Lagrangian tracking of the flame front leading point, Eulerian
diagnostics in selected control sections and volumes, burnt gas mass balance and flame structure analysis. Several
mechanisms have been identified as key factors of the ignition process:

• Having its own characteristic time, spray evaporation introduces a delay in the ignition time. Indeed, as the
initial air-spray mixture is saturated, most of the liquid fuel has to be vaporised thanks to the heat released by
combustion. This has an impact on the ignition of the first burners (Phase II) as well as on the consumption
speed of the flame progressing from burner to burner (Phase III).

• During Phase III, the unbalance between the burnt gases production in the flame and their outflux through the
combustor outlet induces a mean flow in the azimuthal direction. As a result, the mean absolute flame speed
is much higher than the actual turbulent flame consumption speed. This blow effect is also responsible for the
”jump” of the flame from a burner to its neighbour.

• The own aerodynamics of the burners strongly modulates the flame leading point speed according to whether
the flame is entering or leaving the main injector recirculation zone. As this zone is not symmetrical, its effect
on the front movement depends on the azimuthal direction of the flame progress.

In addition to these observations, a significant variability of the sectors and quadrants ignition delays has been high-
lighted. These variations depends on the flame topology, its azimuthal direction of progress and the randomness of the
large turbulent scales.
To conclude, LES shows great potential to predict ignition into gas turbine combustors. As an unsteady approach,
it is particularly adapted to such time-varying phenomena. Moreover, the flame propagation appears to be strongly
influenced by the large turbulent structures which are explicitly resolved by the method. Computational costs can
efficiently be handled thanks to massively parallel computing (The present simulation took less than a week of exe-
cution time). For the sake of predictive calculations, further developments are required. Among them are: to account
for spray polydispersion, to include more realistic evaporation and chemistry models for kerosene, to describe more
accurately the true combustor inflows (full swirler geometry, cooling films, multi-perforated walls, etc.) and to analyse
the impact of the outflow condition.
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Compléments

Influence de la ŕepartition de carburant liquide

L’analyse du point de progression de la flamme a montré que les variations locales de richesse et
de taux de ŕeaction ne se répercutent pas directement sur la vitesse de propagation du front tant que la
flamme rencontre des conditions favorablesà la combustion. Dans le cas présent, bien que température
et pression initiales soient faibles, ces conditions sont vérifiées : le faible diam̀etre de gouttes(25 mum)
et la richesse globale supérieureà 1 assure une propagation continue du front de flamme. En revanche,
dans des conditions d’allumage difficiles (diamètre de goutteśelev́e, forte h́et́eroǵeńeité de richesse),
la répartition de carburant dans le foyer peut influencer fortement le temps voire le succès de l’allu-
mage. La Fig. 9.12 montre que la fraction volumique de liquideαl dans les gaz frais est fortement
hét́erog̀ene. Sous l’influence des structures turbulentes du gaz, les gouttes subissent les effets de concen-
tration pŕeférentielle mis eńevidence dans le chapitre 6. Près de l’injection, elles s’accumulent autour
du point d’arr̂et amont de la zone de recirculation centrale (cf. section 9.2.1) et se retrouventéject́ees
des structures tourbillonnaires recirculantes. Dans la région aval, la turbulence géńeŕee en amont a deux
effets antagonistes : elle homogéńeise la fraction volumique liquide par dispersion tout en créant une
ségŕegation par l’́ejection des gouttes hors des zones de vorticité. La position du front de flamme par rap-
port au champ deαl montre que la ŕeaction n’est pas pilotée directement par la présence de ce carburant :
certaines zones du front sont quasi exemptes de carburant liquide alors que d’autres en sont fortement
charǵees. Le plissement important du front de flamme est donc principalement dû à la recirculation cen-
trale du jet principal et noǹa une variation de vitesse de consommation en fonction de la richesse locale.
La forme de la flamme stabilisée pr̀es de l’injecteur du secteurS16 indique ńeanmoins que la réaction
reste en ṕeriph́erie de la zone òu la charge liquidéelev́ee est difficilèa évaporer et òu le mélange gazeux
est trop riche pour brûler. Cette ŕegion fortement charǵee se limite toutefois̀a la sortie de l’injecteur et
n’emp̂eche pas la progression azimutale du front de flamme. Par ailleurs, l’absence de carburant liquide
dans les gaz brûlés montre que la totalité du spray s’́evapore dans le front de flamme. Pour des diamètres
de gouttes pluśelev́es induisant des temps d’évaporation plus longs, le taux de réaction local pourrait
diminuer jusqu’̀a provoquer l’extinction locale de la flamme là òu la richesse est moins favorableà la
réaction. Ainsi, des tests ont montré que l’allumagéechoue lorsque le spray contient des gouttes 2 fois
plus grosses(50 µm), la flamme n’́etant pas capable de se propager de la zone d’allumage (jets chauds)
aux br̂uleurs principaux les plus proches.
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FIG. 9.12 -Champ de fraction volumique liquide dans la surfaceC (secteurs14 à 16) à t = 30.2 ms (noir : 0 →
blanc :3.10−4). Le front de flamme est repéré par les iso-lignes de température (lignes gris clair).

Comparaison avec l’allumage en carburation gazeuse

Afin de poursuivre l’analyse de l’effet du spray sur l’allumage du foyer, onétudie une configuration
où l’injection liquide est remplaćee par un jet de carburant gazeux. La LES monophasique de l’allumage
complet de la chambreVestafournit ainsi unélément de comparaison intéressant. Seuls deux paramètres
diff érencient ce calcul monophasique, de l’allumage diphasique :

– le spray initial aét́e remplaće par une injection de carburant gazeux dont le débit massique est
équivalent ;

– afin d’́eviter un effet de ”bombe”, la carburation de la chambre est initiée au m̂eme instant que
l’activation des jets chauds d’allumage.

La Fig. 9.13 illustre l’́evolution du front de flamme dans le calcul monophasique. Par rapportà l’al-
lumage diphasique (cf. article, Fig. 15), les différences suivantes sont notées :

– l’allumage des premiers brûleurs par les jets chauds se fait de manière quasi syḿetrique ;
– en raison de l’absence de carburant dans la condition initiale, le front de flamme n’est pas continu.

En effet, la ŕeaction a plut̂ot lieu dans la ŕegion amont du foyer, là òu la richesse est suffisante, alors
qu’elle est faible dans la région aval, en particulier durant les premiers instants de la séquence.

– en conśequence la flamme progresse surtout dans la zone proche des injecteurs et la présence de
gaz chauds en aval résulte plut̂ot de la convection des gaz qui sont brûlés en amont.

– l’effet d’asyḿetrie de la progression azimutale du front est nettement moins marqué que dans le
cas diphasique et la tendance inverse est observée : le front se propage lég̀erement plus vite dans le
sens anti-horaire (vers la gauche sur la Fig. 9.13) que dans le sens horaire.
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FIG. 9.13 -SurfaceCdev coloriée par la temṕerature (bleu :273 K → rouge :2400 K) à des instants successifs
de la śequence d’allumage. Lignes noires : iso-lignes de taux de réaction.

La Fig. 9.14 montre que le point de progression (LP) avance nettement plus vite dans le cas mo-
nophasique : le d́elai ńecessairèa l’allumage du premier brûleur (phase 1)est plus court et le taux de
progression azimutale(phase 2)est plusélev́e que dans le cas diphasique. Cette différence s’observe
également sur la Fig. 9.15 qui indique une vitesse de progression azimutale(VLP ) environ deux fois plus
rapide dans le cas monophasique. Malgré cetécart, pour des positions de la flamme situées entre40◦ et
85◦, on note une corrélation significative entre les deux simulations :VLP augmente lorsque le front s’ap-
proche de l’axe de l’injecteur principal puis diminue lorsqu’il s’enéloigne. L’effet de l’áerodynamique
propre des br̂uleurs sur la vitesse de progression diphasique aét́e mis eńevidence dans l’article. D’après
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la Fig. 9.15, un processus identique està l’œuvre dans le cas monophasique. Les analyses détaillées
décrivant le ḿecanisme de progression du front de flamme dans le cas diphasique n’ont pasét́e ap-
pliquées au calcul gazeux. Toutefois, les valeurs de l’ordre de20 m.s−1 atteintes par la vitesse absolue
de la flamme monophasique suggèrent que celui-ci est m̂u par un ḿecanisme identique : un effet de
souffle d̂u à l’expansion thermique des gaz brûlés. L’écart de vitesse de progression s’explique alors par
un taux de production des gaz brûlés (ṁcomb dans l’Eq. 7 de l’article) plus grand dans le cas mono-
phasique en raison d’une vitesse de consommation plusélev́ee de la flamme gazeuse par rapportà la
flamme diphasique. Cette différence entrâıne un d́elai d’allumage pr̀es de deux fois supérieur lorsque la
combustion a lieu en milieu diphasique.
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Conclusion

L’analyse du champ de fraction volumique liquide montre que la flamme se propage dans un
écoulement fortement hét́erog̀ene en carburant liquide. Dans le cas présent òu les caract́eristiques du
spray sont favorables̀a l’allumage, ces fluctuations ne semblent pas affecter le mécanisme de progression
de la flamme. Toutefois, elles sont susceptibles d’influencer les cas où l’allumage du spray est difficile
(temps d’́evaporation et de combustion plus longs) et cette analyse montre que le modèle Euler-Euler est
capable de prendre en compte ces fluctuationsà l’échelle ŕesolue.

La comparaison avec un allumageéquivalent en phase gazeuse confirme les observations concernant
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l’effet du spray sur la dynamique de l’allumage : l’allumage des premiers secteurs et la propagation
azimutale du front sont tous deux retardés par le d́elai ńecessairèa l’évaporation du carburant liquide.
Cependant, cet effet diphasique ne remets pas en cause le mécanisme fondamental de propagation : tant
en monophasique qu’en diphasique, le front de flamme avance grâceà l’effet d’expansion thermique
des gaz br̂ulés et sa vitesse de progression est modulée par l’áerodynamique propre des brûleurs. En
provoquant une diminution de la vitesse locale de consommation donc du taux intégral de production des
gaz br̂ulés, la pŕesence du spray réduit l’effet de souffle d̂u à l’expansion thermique. Une comparaison
plus fine des cas monophasique et diphasique permettrait de préciser l’origine de certaines différences
comme la variabilit́e de l’allumage en fonction du sens azimutal de progression. Cette analyse serait
toutefois limit́ee par l’influence des conditions initiales de carburation distinctes entre les deux cas.
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L’objectif géńeral de cette th̀ese est d’aḿeliorer la compŕehension et la prédiction de l’allumage
dans les foyers de turbines aéronautiques grâceà un outil nuḿerique original baśe sur la simulation
aux grandeśechelles (LES). Sans traiter le problème de la cŕeation du noyau initial d’allumage, l’étude
s’est focaliśee sur le processus de propagation et stabilisation de flamme où le ph́enom̀ene de combus-
tion diphasique est prépond́erant. La complexit́e de la combustion diphasique turbulente a orienté les
choix th́eoriques initiaux vers des modèles simples pour d́ecrire les ph́enom̀enes non ŕesolus explicite-
ment par la ḿethode LES (́echelles turbulentes de sous-maille, réaction chimique,́evaporation de gouttes,
etc.). Pour sa facilit́e de couplage et son aptitude au calcul massivement parallèle, l’approche eulérienne
mésoscopique áet́e retenue pour modéliser la phase dispersée. Au Cerfacs, le d́eveloppement th́eorique
de cette approche résulte du travail de th̀ese d’A. Kaufmann [110] et aét́e étendu au contexte de la LES
par E. Riber dans sa thèse [206]. Une premìere applicatioǹa la combustion diphasique est proposée
dans la th̀ese de S. Pascaud [181]. Dans la continuit́e de ces travaux, la présentéetude fournit un cadre
théorique complet pour d́ecrire lesécoulements diphasiques réactifs en LES avec l’approche eulérienne
mésoscopique. Les développements portent en particulier sur le couplage entre le spray et le modèle
de combustion turbulente et sur la mise en place d’un modèle cińetique simplifíe d́ecrivant la chimie
du kéros̀ene. Sur le plan informatique, le solveur eulérien initialement d́evelopṕe par Kaufmann [110]
et Mossa [173] a ét́e int́egŕe à la version monophasique courante du code de calcul LES AVBP (travail
en collaboration avec E. Riber) pour obtenir la version actuelle (AVBP V6.X), aujourd’hui largement
utilisée. L’emploi d’algorithmes d́evelopṕes pour le solveur gazeux et le respect des contraintes de co-
dage impośees par le parallélisme ont permis de conserver les performance originales d’AVBP en terme
de calcul massivement parallèle. La pŕesentation de l’outil LES diphasique réactif a fait l’objet d’une
publication collective dansFlow, Turbulence and Combustion[28] (cf. annexe B).

À travers trois cas tests académiques, le travail de validation s’est efforcé de montrer que, malgré la
simplicité de ses mod̀eles, cet outil permet de décrire les principales caractéristiques de la combustion
diphasique. Premièrement, l’́etude de l’́evaporation de gouttes dans une turbulence homogène isotrope a
montŕe la capacit́e du code LES̀a prendre en compte le rôle de la concentration préférentielle des gouttes,
de l’évaporation et du transport diffusif dans la production de variance de vapeur. Cette caractéristique
est importante car la distribution de vapeur de carburant résultant des ph́enom̀enes conjoints de disper-
sion turbulente et d’évaporation influence fortement la structure des flammes rencontrées dans les foyers
industriels. En outre, la conservativité de la masse et de l’énergie áet́e vérifiée et le calcul pŕesente une
comparaison satisfaisante avec une simulation lagrangienneéquivalente. Les deux cas tests suivants four-
nissent une première validation du code dans une configuration réactiveà travers deux flammes planes
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diphasiques. Pour la première flamme, dite homogène, le code LES reproduit avec précision la solution
analytique du problème. La seconde flamme, dite saturée, pŕesente un caractère propagatif mettant en jeu
un couplage fort entre le spray et la zone réactive. L’analyse de la structure de cette flamme a révélé une
dynamique òu la ŕeaction chimique, le transport diffusif mais aussi les transferts de masse, de chaleur et
de quantit́e de mouvement entre phases jouent un rôle crucial. L’́etude paraḿetrique reproduit un com-
portement pŕedit par le mod̀ele th́eorique de Ballal et Lefebvre [17] ainsi que les tendances relevées dans
l’ étude bibliographique pour ce type de flamme. Enfin, cetteétude permet de tester le modèle de flamme
diphasiquéepaissie avant son utilisation dans la LES.

L’outil LES complet aét́e appliqúe à la simulation de l’́ecoulement turbulent diphasique réactif
dans une ǵeoḿetrie ŕealiste repŕesentant un secteur périodique de chambre de combustion annulaire
d’hélicopt̀ere. Ce calcul d́emontre la faisabilit́e de la ḿethode et le bon comportement du couplage entre
les différents sous-modèles. Le ŕegime de flamme stationnaire observé d́epend essentiellement de la ri-
chesse globale, de l’aérodynamique interne du foyer et des propriét́es initiales du spray. Le ḿecanisme
de stabilisation de flamme fait intervenir l’évaporation du liquide dans les gaz chauds recirculés et la
combustion de la vapeur de carburant en régime de diffusion. L’influence du spray se manifeste aussi
par des effets de saturation en vapeur et de diminution de la température de flamme sous l’effet de la
chaleur latente. Dans un second temps, cette configuration mono-secteur a permis de simuler l’allumage
d’un brûleur par un dispositif de type allumeur-torche. Le calcul souligne l’importance des effets dipha-
siques et montre que l’allumage n’est pas dû à un ph́enom̀ene propagatif. Il ŕesulte plut̂ot du transport
convectif d’une flamme de type diffusive par l’écoulement recirculé. La compŕehension de ce ḿecanisme
d’allumage repŕesente unéetape importante dans la prédiction du processus global. Les résultats de cette
application industrielle ŕevèlent la ńecessit́e d’aḿeliorer les pŕedictions du sch́ema cińetique en ŕegime
riche. D’autre part, l’impact du modèle de combustion est difficilèa estimer dans la mesure où les struc-
tures de flamme rencontrées dans la LES diffèrent sensiblement de la structure des flammes académiques
ayant servìa la validation. Outre l’approximation dueà la repŕesentation de l’allumeur par un jet chaud,
une des principales incertitudes réside dans le manque d’informations sur les caractéristiques initiales du
spray (distribution de taille de gouttes, de vitesse, etc.), paramètre influençant fortement l’allumage.

Passer de la ǵeoḿetrie d’un secteur unique de20 deg . aux360 deg. d’une chambre de combustion
compl̀ete repŕesente un d́efi informatique que le calcul massivement parallèle a permis de relever. Au-
del̀a de la d́emonstration des performances informatiques du code, la simulation sur 700 processeurs de
l’allumage complet de la chambreVestafournit un éclairage pŕecieux sur le ḿecanisme permettant la
progression d’une flamme de secteurà secteur. La phase liquide joue un rôle dans la dynamique des
diff érenteśetapes de l’allumage : d’une manière ǵeńerale, le ph́enom̀ene d’́evaporation induit un effet
de retard sur le ph́enom̀ene d’allumage. L’effet mod́erateur de la phase liquide sur la dynamique des
diff érenteśetapes de l’allumage áet́e mis enévidence. Les vitesses de progression mesurées montrent
que le front de flamme avance nettement plus vite que la vitesse de flamme turbulente en raison d’un effet
de « souffle» li é à l’accumulation des gaz brûlés dans les zones allumées. En outre, l’áerodynamique
propre des br̂uleurs influence fortement la vitesse locale de progression et introduit des variations en
fonction du secteur de chambre, du quadrant et du sens azimutal de progression.

Les simulations ŕealiśees dans cette thèse montre que la LES est outil prometteur dans la prédiction
de l’allumage des foyers aéronautiques. Son caractère instationnaire et sa capacité à ŕesoudre explicite-
ment les structures turbulentes impliquées dans l’allumage représentent ses principaux atouts. Les coûts
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de calculélev́es engendrés par cette ḿethode peuvent̂etre efficacement maı̂trisés gr̂ace au calcul mas-
sivement parall̀ele. Toutefois, pour des applications d’allumage, deux limitations majeures peuventêtre
identifiées :

– Les conditions physiques défavorables peuvent conduireà des temps d’allumage très longs (plu-
sieurs secondes), hors de portée des calculs LES actuels.

– Lorsqu’on recherche une probabilité d’allumage, la simulation d’une séquence unique n’a pas de
valeur pŕedictive. Une moyenne d’ensemble sur un grand nombre de réalisations (c.-̀a-d. de simula-
tions) est donc requise. Bien qu’un parallélisme de t̂ache soit alors envisageable, une telle approche
statistique semble difficilement réalisable avec les moyens de calcul actuels. Sur le plan théorique,
notons par ailleurs qu’une simulation LES unique ne peut représenter strictement une réalisation
physique.

La simplicit́e des mod̀eles utiliśes appelle naturellement des développements ultérieurs, dont les prin-
cipaux sont les suivants :

– La pŕesence d’une large gamme de richesse lors de l’allumage requiert une cinétique chimique
adapt́eeà tous les ŕegimes.

– La prise en compte de l’interaction flamme-spray par le modèle de flamméepaissie reste assez
rudimentaire et ńecessite des aḿeliorations.

– Le caract̀ere partiellement prémélanǵe des ŕegimes rencontrés dans les applications industrielles
sugg̀ere le recours̀a un mod̀ele de combustion conçu pour ces régimes tel que le modèlePCM .
Ce mod̀ele devra toutefois prendre en compte les effets diphasiques.

– Dans l’approche eulérienne ḿesoscopique l’erreur liée à l’utilisation du couplage inverse pour
décrire les transferts massiques et thermiques du liquide vers le gaz n’a pasét́e quantifíee. La prise
en compte du couplage inverse (pour la traı̂née) fait l’objet de la th̀ese en cours de E. Massi Boscolo
à l’IMFT.

– Les effets de polydispersion du spray devrontêtre consid́eŕes car ils jouent un rôle important dans
l’allumage (la pŕesence de petites gouttes pouvant favoriser l’allumage).

Du point de vue de la validation, les cas académiquesétudíes font apparâıtre certains couplages ca-
ract́eristiques de la combustion diphasique turbulente mais ne permettent pas d’évaluer les mod̀eles
dans une configuration où toutes les interactions sont prises en comptes. Unétude DNS d’une flamme
satuŕee dans une turbulence homogène isotrope fournirait un cas test intéressant pour valider le modèle
de combustion turbulente diphasique. Lesétudes acad́emiques permettent une exploration poussée
des ph́enom̀enes physiques mais ne se substituent pasà la confrontation exṕerimentale : la validation
compl̀ete du code ńecessite une expérience de ŕeférence bien documentée comme celle de Pichard
et al. [190] ou Widmann et Presser [268]. Enfin, concernant les configurations réalistes, unéetude
paraḿetrique permettrait d’étudier l’effet de diff́erents facteurs ayant une influence sur le temps et le
succ̀es de l’allumage (diam̀etre de gouttes, richesse, température, pression, débits, position de l’allumeur,
etc.).

Les progr̀es de l’informatique et des modèles physiques sont donc nécessaires pour rendre l’approche
LES pleinement pŕedictive. Toutefois, la LES représente un outil précieux pourétudier la physique
des ph́enom̀enes de combustioǹa grandéechelle qui sont actuellement hors de portée de la simulation
numérique directe. L’allumage des foyers aéronautiques en est un exemple mais on peut citerégalement
les incendies voire les phénom̀enes de combustion turbulenteà l’échelle cosmique tels que les explosions
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d’étoiles.
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optimization applied to lean premixed combustor cooling. In1st Workshop INCA(SNECMA
Villaroche, France, 2005), pp. 295–304. 23

[67] DUCHAINE, F., GICQUEL, L., POINSOT, T., BISSIÉRES, D., AND BÉRAT, C. Optimization loop
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Rapport contractuel CR/CFD/04/88, CERFACS, September 2004. 22

[89] GICQUEL, L. M. Y., BOUDIER, G., AND POINSOT, T. J. Evaluation de la ḿethode Large Eddy
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Annexe A

Bilan de masse et d’́energie dans la THI
avecévaporation
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FIG. A.1 - Bilan instantańe de masse totale gazeuse (a.) et erreur relative (b.)



BILAN DE MASSE ET D’ ÉNERGIE DANS LA THI AVEC ÉVAPORATION
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FIG. A.2 - Bilan instantańe de masse liquide (a.) et erreur relative (b.)
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FIG. A.3 - Bilan instantańe de masse de vapeur d’eau (a.) et erreur relative (b.)
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FIG. A.4 - Bilan instantańe d’énergie liquide (a.) et erreur relative (b.)
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Abstract

An extension of the Large Eddy Simulation (LES) technique to two-phase

reacting flows, required to capture and predict the behavior of industrial burn-

ers, is presented.

While most efforts reported in the literature to construct LES solvers for

two-phase flow focus on Euler-Lagrange formulation, the present work ex-

plores a different solution (’two-fluid’ approach) where an Eulerian formula-

tion is used for the liquid phase and coupled with the LES solver of the gas

phase. The equations used for each phase and the coupling terms are pre-

sented before describing validation in two simple cases which gather some

of the specificities of real combustion chamber: (1) a one-dimensional lam-

inar JP10/air flame and (2) a non-reacting swirled flow where solid particles

disperse [1]. After these validations, the LES tool is applied to a realistic

aircraft combustion chamber to study both a steady flame regime and an ig-

nition sequence by a spark. Results bring new insights into the physics of

these complex flames and demonstrate the capabilities of two-fluid LES.

Keywords: Spray combustion, Turbulence, Large Eddy Simulation, Gas tur-

bines.

2

INVESTIGATION OF TWO-FLUID METHODS FORLARGE EDDY SIMULATION OF SPRAY COMBUSTION IN

GAS TURBINES



1 Introduction

RANS (Reynolds Averaged Navier Stokes) equations are routinely solved to design

combustion chambers, for both gaseous and liquid fuels. Recently, in order to pro-

vide better accuracy for the prediction of mean flows but also to give access to un-

steady phenomena occurring in combustion devices (such as ignition, instabilities,

flashback or quenching), Large-Eddy Simulation (LES) has been extended to react-

ing flows. As shown by the numerous examples published in the last years [2–12],

this approach is very accurate in complex turbulent gaseous flows. This mainly

results from the explicit and direct computation of the largest scale structures of

the flow, which are the most difficult to model and contain a significant part of the

physics controlling the flame.

However most LES calculations consider only gaseous flows and flames. The

introduction of a dispersed liquid fuel raises two kinds of problems:

• The physics of a liquid fuel spray is very complex and is not yet fully un-

derstood [13]. The atomization process of a liquid fuel jet [14–18], the

turbulent dispersion of the resulting droplets [19–23], their interaction with

walls [24, 25], their evaporation and combustion [26] are phenomena occur-

ing for LES at the subgrid scale and therefore requiring accurate modelling.

• The numerical implementation of two-phase flow in LES remains a chal-

lenge. The equations for both gaseous and dispersed phases must be solved

together at each time step in a strongly coupled manner. This differs again

from classical RANS where both phases can be solved in a weakly coupled

procedure, bringing first the gas flow to convergence, then calculating the

associated dispersed phase and iterating until convergence of both phases.

Attempts to extend RANS formulation to LES of two-phase combustion may be

found in [7, 27–30]. They are all based on a Euler-Lagrange (EL) description of
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the dispersed phase in which the flow is solved using an Eulerian method and the

particles are tracked with a Lagrangian approach. An alternative is the Euler-Euler

(EE) description, also called two-fluid approach, in which both the gas and the

dispersed phases are solved using an Eulerian formulation.

In RANS codes, the weak numerical coupling of the phases makes the EL

method well suited for gas turbine computations, but RANS with the EE approach

may also be found for example in simulations of fluidized beds [31,32] or chemical

reactors [33–35], two examples of two-phase flows with a high load of particles.

The experience gained in the development of RANS has led to the conclusions

that both approaches are useful and they are both found today in most commer-

cial codes. Moreover, coupling strategies between EE and EL methods within the

same application are considered for certain cases. In the framework of LES of gas

turbines, it is interesting to compare again EL or EE formulations.

Following the individual trajectory of millions of droplets created by standard

injectors implies computer resources that are still far beyond the capacities of com-

puters available today and even in the coming years. To overcome this problem the

stochastic Lagrangian approach is usually introduced, where each particle is only a

”numerical” particle, representing in fact a statistically homogeneous group of real

particles. This reduces the number of particles to compute but implies modelling

for these parcels of particles [36]. Moreover in order to reach the accuracy required

by LES, the stochastic Lagrangian approach must still involve an important num-

ber of particles that make it CPU time-consuming. Another difficult point is that

the topology of the flow in dense zones (like near the injectors) differs from a cloud

of droplets and a Lagrangian description is not adapted there. Finally the computer

implementation of the EL approach is not well-suited to parallel computers: since

two different solvers must be coupled, the complexity of the implementation on

a parallel computer increases drastically compared to a single-phase code. Two
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methods may be used for LES: (1) task parallelization in which certain proces-

sors compute the gas flow and others compute the droplets flow and (2) domain

partitioning in which droplets are computed together with the gas flow on geomet-

rical subdomains mapped on parallel processors. Droplets must then be exchanged

between processors when leaving a subdomain to enter an adjacent domain. For

LES, it is easy to show that only domain partitioning is efficient on large grids

because task parallelization would require the communication of very large three-

dimensional data sets at each iteration between all processors. However, codes

based on domain partitioning are difficult to optimize on massively parallel archi-

tectures when droplets are clustered in one part of the domain (typically, near the

fuel injectors). Moreover, the distribution of droplets may change during the com-

putation: for a gas turbine re-ignition sequence, for example, the chamber is filled

with droplets when the ignition begins thus ensuring an almost uniform droplet

distribution; these droplets then evaporate rapidly during the computation, leaving

droplets only in the near injector regions. To preserve a high parallel efficiency

on thousands of processors, dynamic load-balancing strategies are required that

re-decompose the domain during the computation itself [30].

The EE approach has the important advantage to be straightforward to imple-

ment in a numerical tool, and immediately efficient as it allows the use of the same

parallel algorithm than for the gas phase [37]. However it requires an initial mod-

elling effort much larger than in the EL method [38] and faces difficulties in han-

dling droplet clouds with extended size distributions [39]. Moreover the resulting

set of equations is numerically difficult to handle and requires special care [40].

Throughout this paper, two-phase flows will be treated like monodisperse sprays,

an assumption which is not mandatory in EE methods but which makes their im-

plementation easier. Results also suggest that in many flows (see for example sec-

tion 4), this assumption is reasonable. Considering the lack of information on size
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distribution at an atomizer outlet in a real gas turbine, this assumption might be

a reasonable compromise in terms of complexity and efficiency: tracking multi-

disperse sprays with precision makes sense only if the spray characteristics at the

injection point are well known. In most cases, droplets are not yet formed close

to the atomizer outlet anyway and even the Lagrange description faces difficulties

there.

In the context of LES, a new modelling issue appears for two-phase flow sim-

ulations, either in the EL or EE formulation, and is linked to the subgrid scale

model for the turbulent droplet dispersion. This problem has already been ad-

dressed in [41, 42] but is still an open question. However in the case of reacting

flows, turbulent droplet dispersion occurs in a very limited zone between the at-

omizer and the flame and it is greatly influenced by the flame dynamics, therefore

limiting the impact of the subgrid scale model.

The EE methodology in LES used throughout this work is taken from previous

work [38, 40, 43, 44] where the validity and limitations have been discussed exten-

sively, and it is not the purpose here to discuss further theoretical aspects. Despite

the known limitations of such methodology, it is interesting to evaluate the poten-

tial and accuracy of the existing models when applied to realistic geometries and

flows. This is the objective of the present paper, in the case of aeronautical gas

turbines.

The framework and the basic equations for the EE description are first recalled

in Section 2. The LES filtering procedure for these equations is described in Sec-

tion 2.5 along with the closure assumptions and models for subgrid terms, includ-

ing turbulent combustion. Simple validation cases are then presented: the lami-

nar two-phase one-dimensional flame and the dispersion of particles in a turbulent

swirled flow [1] are described in Section 3 and Section 4 respectively. The final

application is a sector of a gas turbine burner for which both the steady flow and
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an ignition sequence using a spark discharge are computed in Sections 5.2 and 5.3

respectively.

2 Equations

2.1 Carrier phase

The set of instantaneous conservation equations in a multi-species reacting gas can

be written:

∂w

∂t
+ ∇ · F = Sc + Sl (1)

where w is the vector of the gaseous conservative variables w = (ρu, ρv, ρw, ρE, ρk)
T

with respectively ρ, u, v, w, E, ρk the density, the three Cartesian components

of the velocity vector u = (u, v, w)T , the total energy per unit mass defined by

E = 1
2u · u + Ei where Ei is the internal energy, and ρk = ρYk where Yk is

the mass fraction of species k. It is usual to decompose the flux tensor F into an

inviscid and a viscous component: F = F(w)I + F(w,∇w)V
. The three spatial

components of the inviscid flux tensor F(w)I are:




ρu2 + P ρuv ρuw

ρuv ρv2 + P ρvw

ρuw ρvw ρw2 + P

(ρE + P )u (ρE + P )v (ρE + P )w

ρku ρkv ρkw




(2)

where the hydrostatic pressure P is given by the equation of state for a perfect gas:

P = ρ r T , with the gas constant r = R
W =

∑N
k=1

Yk

Wk
R and R = 8.3143 J/(mol.K)

the universal gas constant. The internal energy Ei is linked to the temperature

through the heat capacity of the mixture calculated as Cp =
∑N

k=1 Yk Cp,k.
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The components of the viscous flux tensor F(w,∇w)V
take the form:




−τxx −τxy −τxz

−τxy −τyy −τyz

−τxz −τyz −τzz

−u · τx + qx −u · τy + qy −u · τz + qz

Jx,k Jy,k Jz,k




(3)

It is composed of the stress tensor τ = 2µ(S − 1/3 δijTr(S)) (momentum

equations), the energy flux u · τ + q (energy equation) and the diffusive flux Jk

(species equations). In the stress tensor expression, S = 1/2(∇ · u + (∇ · u)T )

is the deformation matrix and µ is the dynamic viscosity following a classical

power law. The diffusive flux of species k includes a correction velocity V c

that guarantees mass conservation, so that Jk = −ρ
(
Dk

Wk

W ∇Xk − YkV
c
)

with

V c =
∑N

k=1 Dk
Wk

W ∇Xk, Xk being the molar fraction of species k. The mix-

ture diffusion coefficient for species k is computed as Dk = µ
ρ Sck

where the

Schmidt number Sck is a constant. Finally the heat flux vector q follows a Fourier’s

law and includes an additional term due to heat transport by species diffusion:

q = −λ∇T +
∑N

k=1 Jkhs,k, where λ = µCp/Pr is the heat conduction coeffi-

cient of the mixture, with the Prandtl number Pr fixed at a constant value.

The chemical part of the source term Sc on the right hand side of Eq. (1) adds

a term to the energy equation (ω̇T ) and to the species equations (ω̇k). Chemistry is

described by M reactions involving the N reactants Mk as follows:

N∑

k=1

ν ′
kjMk ⇀↽

N∑

k=1

ν ′′
kjMk, j = 1,M (4)

The production/consumption rate ω̇k for species k is the sum of the reaction rates

ω̇kj produced by all M reactions:

ω̇k =
M∑

j=1

ω̇kj = Wk

M∑

j=1

νkjQj (5)
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where νkj = ν ′′
kj − ν ′

kj and Qj is the rate of progress of reaction j and is written:

Qj = Kf,j

N∏

k=1

(
ρYk

Wk

)ν′
kj

− Kr,j

N∏

k=1

(
ρYk

Wk

)ν′′
kj

(6)

The forward reaction rate follows an Arrhenius law: Kf,j = Af,j exp
(
−Ea,j

RT

)

where Af,j and Ea,j are the pre-exponential factor and the activation energy. The

reverse reaction rate is deduced from the equilibrium relation Kr,j = Kf,j/Keq

where Keq is the equilibrium constant.

The heat release is calculated from the species production/consumption rates

as:

ω̇T = −
N∑

k=1

ω̇k∆h0
f,k (7)

where ∆h0
f,k is the formation enthalpy of species k.

The second part of the source term Sl is associated to the liquid phase through

the drag force and the evaporation. It adds a vector I to the right hand side of the

momentum equations, a heat transfer term Π on the energy equation and a mass

transfer term Γ on the fuel equation (see Section 2.3).

2.2 Dispersed phase

Eulerian equations for the dispersed phase may be derived by several means. A

popular and simple way consists in volume filtering of the separate, local, instan-

taneous phase equations accounting for the inter-facial jump conditions [45]. Such

an averaging approach may be restrictive, because particle sizes and particle dis-

tances have to be smaller than the smallest length scale of the turbulence. Besides,

it does not account for the Random Uncorrelated Motion (RUM), which measures

the deviation of particles velocities compared to the local mean velocity of the

dispersed phase [38] (see section 2.4). In the present study, a statistical approach

analogous to kinetic theory [46] is used to construct a probability density function

(pdf) f̆p(cp, ζp, µp,x, t) which gives the local instantaneous probable number of
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droplets with the given translation velocity up = cp, the given mass mp = µp

and the given temperature Tp = ζp. The resulting model leads to conservation

equations having the same form than for the gas phase, for the particle number

density n̆l, the volume fraction ᾰl, the correlated velocity ŭl (see section 2.4) and

the sensible enthalpy h̆s,l (supposed uniform in the droplet, so that in particular the

interface temperature Tζ is equal to the liquid temperature Tl). For a monodisperse

spray, neglecting droplets interaction terms, the conservation equations read:

∂

∂t
n̆l +

∂

∂xj
n̆lŭl,j = 0 (8)

∂

∂t
ρlᾰl +

∂

∂xj
ρlᾰlŭl,j = −Γ (9)

∂

∂t
ρlᾰlŭl,i +

∂

∂xj
ρlᾰlŭl,iŭl,j = Fd,i − ŭl,iΓ − ∂

∂xj
ρlᾰlδR̆l,ij (10)

∂

∂t
ρlᾰlh̆s,l +

∂

∂xj
ρlᾰlh̆s,lŭl,j = −(Φ + Γhs,F (T̆l)) (11)

In these equations, the momentum and heat phase exchange source terms are split

in two parts : I = −Fd + ŭlΓ includes both the drag force and a momentum

transfer due to the mass transfer, and Π = Φ + Γhs,F (T̆l), where hs,F (T̆l) is

the fuel vapor enthalpy taken at the interface temperature Tl, includes conduction

and heat transfer linked to the mass transfer. The tensor δR̆l,ij corresponds to the

random uncorrelated motion (RUM) and is explained in section 2.4.

Note that without source terms (i.e. without evaporation, drag and RUM) the

momentum equation Eq. 10 is similar to the Burger’s equation, known to create

shock-like velocity gradients and therefore difficult to handle numerically. The

absence of an isotropic pressure-like force can also lead to very high droplet num-

ber density gradients. Without the use of shock-capturing numerical schemes it is

necessary to add stabilisation terms to this equation. This is explained in section

2.6.

The resulting set of equations Eqs. 8 to 11 is equivalent to the lagrangian de-

scription of the dispersed phase (without collision terms and for monodisperse
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sprays) and leads to the same solutions, as shown in [47].

2.3 Phase exchange source terms

Mass transfer between the gas and the liquid phases is linked to evaporation, which

follows the classical Spalding model [48]. Assuming that the dispersed phase is

composed of spherical droplets of pure fuel (denoted with the subscript F ), the

evaporation rate may be written as :

Γ = πn̆ldSh(ρDF )ln(1 + BM ) (12)

where d is the droplet diameter, DF is the fuel vapor diffusivity and Sh is the Sher-

wood number that takes into account convective and turbulent effects. A commonly

used expression for this number is Sh = 2.0 + 0.55Re
1/2
d Sc

1/3
F where Rep =

d|u − ŭl|/ν is the particle Reynolds number and ScF is the fuel vapor Schmidt

number. In this definition ν is the carrier phase kinematic viscosity. In Eq. (12),

one important parameter is the Spalding number BM = (YF,ζ − YF )/(1 − YF,ζ)

where YF,ζ is the fuel mass fraction at the droplet surface, calculated from the fuel

vapor partial pressure at the interface pF,ζ which is evaluated from the Clausius-

Clapeyron relation:

pF,ζ = pcc exp

(
WF Lv

R

(
1

Tcc
− 1

Tl

))
(13)

The reference pressure and temperature pcc and Tcc correspond to the saturation

conditions, and Lv is the latent heat of vaporisation.

The drag force is expressed as:

Fd =
ρlᾰl

τp
(ui − ŭl,i) (14)

introducing the particle relaxation time τp:

τp =
4ρld

2

3ρνCdRed
(15)
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itself based on the drag coefficient Cd, which is 0.44 for Red greater than 1000 and

is defined by Cd = 24
Red

(1 + 0.15 Re0.687
d ) otherwise.

Finally, the conductive flux Φ through the interface is calculated as Φ = πn̆ldλ

Nu(T̆l − T ). In this expression, λ is the carrier phase conductivity and Nu is

the Nusselt number usually expressed similarly to the Sherwood number: Nu =

2.0 + 0.55Re
1/2
d Pr1/3.

2.4 The Random Uncorrelated Motion (RUM)

The averaging operation for the liquid droplet velocity described in the previous

section introduces a particle velocity deviation from the mean (or correlated) ve-

locity, noted u′′
p = up − ŭl, and named the random uncorrelated velocity [38]. By

definition the statistical average (based on the particle probability density function)

of this uncorrelated velocity is zero: < u′′
p >= 0. A conservation equation can be

written for the associated kinetic energy δθ̆l =< u′′
p,iu

′′
p,i > /2:

∂

∂t
ρlᾰlδθ̆l +

∂

∂xj
ρlᾰlŭl,jδθ̆l = −1

2

∂

∂xj
ρlᾰlδS̆l,iij −

2 n̆l

τp
δθ̆l

− ρlᾰlδR̆l,ij
∂ŭl,i

∂xj
− Γδθ̆l (16)

where unclosed terms δR̆l,ij and δS̆l (called here RUM terms) appear. However

the modelling of these terms as proposed for example in [47, 49, 50] is not yet

satisfactory and it is still an open and difficult question. In [47, 50] it has been

shown that in a configuration representative of industrial flows, the RUM is not

essential to capture the mean fields (velocity and mass flux) of the liquid phase, but

only influences the particle turbulent agitation. It has been therefore omitted in the

applications presented later in the paper.

12

INVESTIGATION OF TWO-FLUID METHODS FORLARGE EDDY SIMULATION OF SPRAY COMBUSTION IN

GAS TURBINES



2.5 LES approach

The two sets of conservative equations defined by Eq. (1) and Eqs. (8)-(11) de-

scribe turbulent reacting two-phase flows that require a high grid resolution in or-

der to solve from the smallest to the largest scales. In LES only the largest scales

are computed while the smallest scales are modelled. A spatially localized time

independent filter of given size, △, is applied to a single realization of the flow.

The filtered quantity f is resolved in the numerical simulation whereas f ′ =

f − f is the subgrid scale part due to the unresolved flow motion. For variable

density ρ, a mass-weighted Favre filtering is introduced so that:

ρf̃ = ρf (17)

The balance equations for gas phase LES are obtained by filtering the instantaneous

balance equation (1):

∂w

∂t
+ ∇ · F = Sc + Sl (18)

where the filtered flux tensor F can be divided in three parts: the inviscid part

F
I
, the viscous part F

V
and the subgrid scale turbulent part F

t
. The three spatial

components of the inviscid and viscous flux tensor use expressions similar to Eqs. 2

and 3, based on filtered quantities. The subgrid-scale turbulent flux F
t

= τ t is a

new term introduced by the LES approach and is modelled through the turbulent

viscosity concept:

τ t = −ρ(ũ : u − ũ : ũ) = 2 ρ νt(S̃ − 1

3
δijTr(S̃)) (19)

The turbulent viscosity νt is determined using the WALE model [51], similar to the

Smagorinsky model, but with an improved behavior near solid boundaries. Simi-

larly, a subgrid-scale diffusive flux vector for species Jk
t
= ρ (ũYk − ũỸk) and a

subgrid-scale heat flux vector qt = ρ(ũE − ũẼ) appear and are modelled follow-

ing the same expressions as in section 2, using filtered quantities and introducing a
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turbulent diffusivity Dt
k = νt/Sct

k and a thermal diffusivity λt = µtCp/Prt. The

turbulent Schmidt and Prandtl numbers are fixed to 1 and 0.9 respectively.

In turbulent reacting cases the Dynamically Thickened Flame model [52–55] is

used, where a thickening factor F is introduced to thicken the flame front and the

efficiency function E developed by Colin et al. [4] is used to account for subgrid

scale wrinkling.

For the dispersed phase, filtered conservative variables and equations are built with

the same methodology as for the carrier phase and similarly a particle subgrid stress

tensor τ t
l,ij appears :

τ t
l,ij = −n̄l( ̂ul,iul,j − ûl,iûl,j) (20)

where the Favre filtered quantities f̂l are defined as n̄lf̂l = n̆lf̆l. By analogy to

compressible single phase flows [56, 57], Riber et al. propose a viscosity model

for the SGS tensor Tl,ij [44]. The trace-free SGS tensor is modeled using a vis-

cosity assumption (compressible Smagorinsky model), while the subgrid energy is

parametrized by a Yoshizawa model [58] :

τ t
l,ij = CS,l2∆2n̄l|Ŝl|(Ŝl,ij −

δij

3
Ŝl,kk) − CV,l2∆2n̄l|Ŝl|2δij (21)

where Ŝl is the filtered particle strain rate tensor, of norm |Ŝl|2 = 2Ŝl,ijŜl,ij . The

model constants have been evaluated in a priori tests [59] leading to the values

CS,l = 0.02, CV,l = 0.012. The final set of equations for the gaseous and the

dispersed phases is summarized in Table 1. see page 15

2.6 Numerical Approach

The solver used for this study is a parallel fully compressible code for turbulent

reacting two-phase flows, on both structured and unstructured grids. The fully ex-

plicit finite volume solver uses a cell-vertex discretisation with a Lax-Wendroff

centred numerical scheme [60] or a third order in space and time scheme named
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Gas velocity ∂ρ̄ũi

∂t +
∂ρ̄ũiũj

∂xj
= − ∂P̄

∂xi
+

∂τ̃ij+τ t
ij

∂xj
− Fd,i + ûl,iΓ

Mass fractions ∂ρ̄Ỹk

∂t +
∂ρ̄ũj Ỹk

∂xj
= −∂J̃k+Jt

k

∂xj
+ ω̇t

k + δkF Γ, for k = 1, N

Gas total energy ∂ρ̄Ẽ
∂t +

∂ρ̄ũjẼ
∂xj

=
∂(τ̃ij+τ t

ij)ūi

∂xj
− ∂q̃j+qt

j

∂xi
+ Φ + ũi(−Fd,i + ûl,iΓ) + ω̇t

T

(non chemical)

Number density ∂n̄l

∂t +
∂ûl,j n̄l

∂xj
= 0

Liquid volume fraction ∂ρlᾱl

∂t +
∂ûl,jρlᾱl

∂xj
= −Γ

Liquid velocity
∂ρlᾱlûl,i

∂t +
∂ρlᾱlûl,iûl,j

∂xj
= Fd,i − ûl,iΓ +

∂τ t
l,ij

∂xj

Enthalpy
∂ρlᾱlĥs,l

∂t +
∂ρlᾱlûl,iĥs,l

∂xj
= −(Φ + Γhs,F (T̆l))

Table 1: Set of (6+N) conservation equations, where N is the number of chemical

species.

TTGC [61]. Characteristic boundary conditions NSCBC [10, 62] are used for the

gas phase. Boundary conditions are easier for the dispersed phase, except for solid

walls where particles may bounce off. In the present study it is simply supposed

that the particles stick to the wall, with either a slip or zero velocity.

As pointed out in section 2, high velocity and number density gradients may

appear, and are difficult to handle with centered schemes. However the simulations

presented in this paper run smoothly thanks to at least four reasons:

(1) In the different cases, RUM is not so strong anyway because the small droplets

tend to align with the gas flow and the light load avoids particle-particle and particle-

wall interactions, that are the main sources of RUM.

(2) In the combustion chamber application, evaporation reduces the numerical stiff-

ness of the problem as it decreases even more the droplet size and the load.

(3) The simulations are all run in the LES framework, i.e. calculating filtered (and

by definition smoothened) quantities and introducing sub-grid scale turbulent vis-

cosities.

15

Submitted to Flow, Turbulence and Combustion



(4) As is classical with centered schemes, artificial viscosity is used. This is done

with great care to preserve accuracy, applying it very locally (using specific sen-

sors) and with the minimum level of viscosity [40].

3 One-dimensional laminar two-phase flame

As the final application is combustion chambers, it is crucial to check that the

model correctly handles flames. In this context, the one-dimensional two-phase

flame burning liquid fuel (Fig. 1) is a classical and mandatory test case. Depend- see page 17

ing on inlet conditions, two different cases are possible: either the evaporation and

reaction zones are separated (homogeneous flame), or they are overlapping (het-

erogeneous flame) [63, 64]. In the present case and for validation purposes only

homogeneous flames are considered. This means that in a steady configuration,

the flame must be located at a distance D from the injection allowing complete

evaporation, i.e. D ≥ Dc = sltevap where tevap is the evaporation time that may

be estimated from the d2-law for evaporation.

Following [63,64], if the evaporation and combustion zones are separated, it is

possible to build an analytical solution that will serve as a reference. The derivation

assumes a constant Spalding number B, a constant and uniform liquid temperature

Tl in the droplets, the same velocity u for both phases, a constant pressure P , and

constant Cp, λ and ρDF . For this validation case, the fuel is JP10 (C10H16), a

kerosene surrogate, which is modelled using a simple one-step chemical scheme:

C10H16 + 14O2 → 10CO2 + 8H2O (22)

The chemical model follows an Arrhenius law with a pre-exponential factor A =

6.454 1013 cgs and the activation energy Ea = 29189 cal/mol. These coefficients

have been adjusted with a genetic algorithm [65] starting from a reduced chem-

istry [66], to fit flame speed and thickness for lean premixed flames at atmospheric
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Figure 1: Sketch of the 1D-flame test case: top - homogeneous flame, bottom -

heterogeneous flame.

pressure. Fig. 2 shows how this scheme performs compared to a full chemical see page 18

scheme for JP10 for lean mixtures.

In the two-phase flame, pure liquid fuel is injected with a droplet diameter

of d = 20 µm and a volume fraction of αl = 4.867 10−5, corresponding to a

stoichiometric ratio of φ = 0.7. For this value of φ the flame speed of the JP10

flame is 0.49 m/s. The evaporation time being of the order of 6.67 ms, the flame

must be initially placed at a minimal distance of 3.38 mm from the injection point

in order to stay homogeneous.

Fig. 3 and 4 show a comparison of the computed flame and the reference so- pages 18,19

lution for the liquid volume fraction and the droplet diameter, as well as mass and

heat exchange terms. The agreement between the two solutions is very good. Only

a slight difference is observed in the evaporation zone, as the reference solution is

calculated with a constant liquid temperature whereas a variable liquid temperature

is computed in the LES code.
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Figure 2: Flame speed and maximum flame temperature obtained with the one-

step chemistry (lines) and compared with the reference complex chemistry curves

(circles).
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Figure 3: One-dimensional two-phase flame: comparison between the analytical

solution and the calculation. (a) Gas temperature (b) Mass fractions.
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transfer (d) Heat transfer
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4 Turbulent dispersion

A second validation is related to turbulent dispersion of the particles. Many ex-

periments on turbulent dispersion of particles are reported in the literature, but

only a few give enough detailed results to be used for comparison with LES and

validation of the numerical method [67–69]. In the present work the experiment

of Sommerfeld and Qiu [1] has been chosen as it is a well-known test case for

two-phase-flows and provides a significant amount of data. This configuration has

already been simulated with the EL approach on a refined mesh by Apte [70]. Our

objective is to evaluate the performance of the EE approach and the associated

models in the framework of LES with coarser grids.

The configuration (Fig. 5) is a simple pipe, with a swirling co-axial injection. see page 21

The Plexiglas tube is 1.5 m long with an inner diameter of 194 mm. Dust particles

are injected through the primary flow (inner pipe of the injector), with a mean di-

ameter of 45 µm and a size spectrum between 15-80 µm. The secondary annular

flow is swirled with a swirl number of 0.47 (calculated as the ratio of the axial

flux of angular momentum to the axial flux of linear momentum, integrated over

the injector section), resulting in a central annular recirculation zone. Particle size

and velocity as well as particle size-velocity correlations were measured at sev-

eral cross-sections using PDA. Although a polydisperse particle distribution was

used in the experiment, monodisperse results are available using size-conditioned

averages. The Euler-Euler simulation is performed for particles of 45 µm and com-

pared to the same class of droplets used in the experiment. As for the dilute flows

in gas turbines, particle-particle interactions and two-way coupling are negligible

in this experiment so that statistics obtained for a single class can be compared to

experimental data. Table 2 summarizes flow conditions and particle properties. see page 21

The simulation domain (Fig. 5) includes a portion of the inlet pipes (length see page 21

50 cm), the full test section and the stagnation chamber. The mesh (Fig. 5) contains see page 21
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Air flow

Mass flow rate of the primary jet (g/s) 9.9

Mass flow rate of the secondary jet (g/s) 38.3

Temperature (K) 300

Particles

Mass flow rate (g/s) 0.34

Mass loading 0.034

Temperature (K) 300

Size distribution (µm) 15-80

Table 2: Flow conditions for the Sommerfeld configuration.

753,000 nodes, corresponding to 4,114,000 cells. It has a smallest cell size of

0.5 mm and is refined in the near-injector region. This leads to a CPU cost of

15 hours on a Compaq AlphaServer with 55 processors, for 40 ms of simulated

physical time. The simulation uses a Smagorinsky sub-grid scale model for the gas

and the model of Moreau [59] for the liquid. At the pipe inlet, fluctuating turbulent

velocities are prescribed on both the gas and the liquid phases [47] to reproduce

the inlet turbulence levels measured in the experiment.

Fig. 6 gives a global view of an instantaneous two-phase flow solution. The see page 22

opening of the jet is clearly visible as well as the recirculation zone for both phases.

After injection, the droplets travel first at the same velocity as the gas, but are

trapped by the recirculation zone around the stagnation region. In this zone the

droplets accumulate and the number density increases strongly.

Figs. 7 and 8 show the gaseous mean velocity components (axial and tangen- see page 23

tial) and Figs. 9 and 10 show their RMS values, at different axial positions. The see page 24

agreement between the simulation results and the measurements is very good, for
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Figure 5: Computational domain and mesh of the Sommerfeld configuration.

Figure 6: View of the instantaneous two-phase flow in the Sommerfeld configu-

ration: vertical plane: liquid axial velocity; horizontal plane: gas axial velocity;

isolines: droplet number density.

both mean and fluctuating values, and up to the plane located furthest downstream.

In particular the location and thickness of the shear layer are well reproduced by
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the simulation, both features that are known to be difficult to predict and demon-

strate the quality of the present calculation. The recirculation zone is also well

captured, at the correct location around 100 mm downstream the injector nozzle.

This is confirmed by the results on fluctuating velocities, showing that not only the

level but also the shape of the profiles are well captured.
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Figure 7: Mean axial velocity profiles for the gas phase.
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Figure 8: Mean tangential velocity profiles for the gas phase.

The same velocity profiles are plotted for the liquid phase on Figs. 11 to 14. pages 26-27
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Figure 9: RMS axial velocity profiles for the gas phase.
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Figure 10: RMS tangential velocity profiles for the gas phase.

Two experimental results are plotted, corresponding to either the data conditionned

on the single droplet size of 45 µm or to the data averaged on all droplet sizes.

Results show that the effect of polydispersion on the mean velocity is weak, except

near the stagnation zone induced by the recirculation where the polydispersion has

a tendency to delay the velocity decrease. As for the gas phase, the numerical

solution for the mean velocity is in good agreement with experimental data. The
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main discrepancy is again near the stagnation zone, known to be difficult to predict,

and seems to indicate that the recirculation zone is too close from the injection

plane. However velocity profiles do not give a complete view of the flow structure

and the comparison between the numerical and experimental 3D flow fields (Fig. 6) see page 22

shows that the structures of the flow and of the recirculation zone are well captured

by the simulation. Compared to experiment, fluctuating velocity profiles are also

well captured in shape, but are underestimated by the simulation. This was also

observed in [47, 50] and is due to the missing RUM, that represents a significant

part of the particle sub-grid scale motion. Finally the liquid mass flow rate shown

on Fig. 15 indicates a correct numerical prediction of the liquid phase, with only a see page 28

reduced flux decrease along the axis due to the discrepancy between the velocities

already observed in the same region.
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Figure 11: Mean axial velocity profiles for the liquid phase. Numerical simulations

use 45 µm monodisperse droplets.
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Figure 12: Mean tangential velocity profiles for the liquid phase. Numerical simu-

lations use 45 µm monodisperse droplets.
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Figure 13: RMS axial velocity profiles for the liquid phase. Numerical simulations

use 45 µm monodisperse droplets.
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Figure 14: RMS tangential velocity profiles for the liquid phase. Numerical simu-

lations use 45 µm monodisperse droplets.
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Figure 15: Axial liquid mass flux. Numerical simulations use 45 µm monodisperse

droplets.
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5 Reacting flow in an aircraft combustion chamber

5.1 Configuration

The last test case is a 3D sector of 22.5-degrees of an annular combustor at atmo-

spheric pressure. The kerosene Liquid Spray (LS) is located at the center of the

main Swirled Inlet (SI) (Fig. 17). Small Holes (H), located around the inlet aim at see page 31

lifting the flame and protect the injector from high temperatures. The perforations

localized on the upper and lower walls are divided in two parts. The Primary Jets

(PJ) bring cold air to the flame in the first part of the combustor where combustion

takes place. The Dilution Jets (DJ) inject air further downstream to reduce and

homogenise the outlet temperature to protect the turbine. The Spark Plug (SP) is

located under the upper wall between two (PJ) (Fig. 18). The geometry (Fig. 19) see page 31

also includes cooling films which protect walls from the flame. see page 31

The inlet and outlet boundary conditions use characteristic treatments with re-

laxation coefficients to reduce acoustic reflexion [10,71]. The SI imposed velocity

field mimics the swirler influence. Figure 16 displays profiles of the three compo- see page 31

nents of the air velocity as prescribed along the axis of the spray (AB on Fig. 19) see page 31

in reduced units: u∗ = u/U0 as a function of r∗ = r/R0 where U0 is the bulk

velocity and R0 is the radius of the SI. The other inlets are simple jets. The injected

spray is monodisperse, composed of droplets of diameter of 15 µm. The volume

fraction, αl ≃ 10−3, is imposed for a disk of radius r∗ = 0.4. This corresponds

to a lean global stoichiometric ratio of 0.28. At injection, the liquid velocity is

equal to the gaseous velocity as the droplet Stokes number, based on the droplet

relaxation time, is lower than one. The droplet inlet temperature equals 288 K and

the air is at 525 K. No-slip conditions are used on the upper and lower walls while

a symmetry condition is used on the sector sides. All conditions are summarized
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Air flow

Total mass flow rate (g/s) 119

Temperature (K) 525

Pressure (bar) 1

Liquid fuel

Mass flow rate (g/s) 2.38

Temperature (K) 300

Droplet size (µm) 15

Table 3: Flow conditions for the gas turbine configuration.

in Table 3. see page 30

The unstructured mesh is composed of 400,000 nodes and 2,300,000 tetrahe-

dra, which is typical and reasonable for LES of such configuration. The explicit

time step is ∆t ≃ 0.22 µs. The mesh is refined close to the inlets and in the com-

bustion zone (Fig. 20), leading to a flame thickening factor of the order of 10. The see page 31

one-step chemical scheme described in section 3 is used here without any changes.

It has been checked that in the simulation the flame mostly burns mixtures with an

equivalence ratio in the range between 0.5 and 1, where the chemical scheme is

valid.

5.2 Steady spray flame

First a steady turbulent two-phase flame is calculated. The 15 µm droplet mo-

tion follows the carrier phase dynamics so that the Centered Recirculation Zones

(CRZ) are similar for gas and liquid, as illustrated on Fig. 21, showing the in- see page 32

stantaneous backflow lines of both phases, plotted in the vertical central cutting
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Figure 16: Normal, radial and tangential injection velocity profiles for the burner

configuration: r∗ = r/R0 and u∗ = u/U0 where R0 and U0 are respectively the

SI radius and the bulk velocity.
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H

Figure 17: Geometry sketch : side view

SP

Figure 18: Geometry sketch : top view

Figure 19: Chamber geometry Figure 20: Mesh view on central plane

plane. Maintained by this CRZ, the droplets accumulate and the droplet number

density, presented with the liquid volume fraction field on Fig. 21, rises above its see page 32
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initial value: a zone where the droplet number density nl is larger than 2nl,inj

(where nl,inj is its value at injection) is formed downstream of the injector at a dis-

tance approximately half of the nozzle diameter (lines with circles on Fig 21). The see page 32

increased residence time of these droplets, whose diameter field is presented on

Fig. 22, increases the local equivalence ratio distribution. The heat transfer linked see page 32

to the phase change leads to the reduction of the gaseous temperature, as shown

by the isoline T = 450 K on Fig. 23, and an increase of the dispersed phase tem- see page 34

perature. Thus, the CRZ, by trapping evaporating droplets, stabilises the vaporised

fuel and the flame. The flame front visualized on Fig. 23 by the heat release field see page 34

Figure 21: Instantaneous field of volume

fraction in the central cutting plane of

the chamber, with zero-velocity lines and

nl = 2ninj isoline.

Figure 22: Instantaneous field of droplet

diameter in the central cutting plane of

the chamber, with equivalence ratio iso-

lines for the values 1 and 10.

is influenced by both flow dynamics and evaporation rate. The main phenomena

controlling flame stabilisation are :

1. the air velocity must be low enough to match the turbulent flame velocity :
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the dynamics of the carrier phase (and in particular the CRZ) stabilises the

flame front on a stable pocket of hot gases

2. zones where the local mixture fraction is within flammability limits must

exist : combustion occurs between the fuel vapour radially dispersed by the

swirl and the ambient air, where the equivalence ratio is low enough

3. the heat release must be high enough to maintain evaporation and reaction :

the sum of heat flux Π and heat release ω̇T , plotted on Fig. 23, allows to iden- see page 34

tify the zone ( ) where the heat transfer due to evaporation compensates

the local heat release : Π + ω̇T = 0.

In the present case, the flame front is stabilised by the CRZ (1) but the heat release

magnitude is reduced in the evaporation zone because of both effects (2) and (3).

To determine the flame regime (premixed and/or diffusion), the Takeno index T =

∇YF .∇YO and an indexed reaction rate ω̇∗
F = ω̇F

T
|∇YF |.|∇YO| are used [72]. The

flame structure is then divided into two parts : ω̇∗
F = +ω̇F in the premixed regime

and ω̇∗
F = −ω̇F in the diffusion regime (Fig. 24). In the primary zone, the partially see page 34

premixed regime dominates because of the unsteady inhomogeneous fuel vapour.

In the dilution zone, the unburned fuel reacts with dilution jets through a diffusion

flame, as confirmed by the coincidence between the flame and the stoichiometric

line.

In his review on vortex breakdown, Lucca-Negro [73] classifies the hydrody-

namic instabilities appearing in swirled flows. For high swirl numbers, the axial

vortex breaks down at the stagnation point S and a spiral is created around a central

recirculation zone CRZ (Fig. 25) : this vortex breakdown is the so-called Precess- see page 34

ing Vortex Core (PVC) and occurs in a large number of combustors [74]. LES cap-

tures the vortex breakdown in the combustor and its frequency is evaluated with the

backflow line on a transverse plane (Fig. 26) at six successive times marked with see page 34
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Figure 23: Flame front

Figure 24: Flame structure visualized by

the indexed reaction rate. Black zones

correspond to premixed flames and white

zones to diffusion flames.

a number from 1 to 6 and separated by 0.5 ms. The turnover time is estimated at

τPV C ≃ 3.5 ms, corresponding to a frequency of fPV C ≃ 290 Hz. Moreover, the

three rotating motions of the SI, the whole PVC structure and the spiral winding

turn in the same direction, as illustrated by the rotating arrows on Fig. 25. The PVC see page 34

defined on Fig. 27a controls the motions of both the Vaporised Fuel (VF) zone and see page 35

the flame front. Fig. 27b displays the temperature field, the maximum fuel mass see page 35

fraction (white lines) and the flame front (black isolines of reaction rate ω̇F ). In

the cutting plane, defined on Fig. 27a, the CRZ stabilises hot gases and enhances see page 35

evaporation leading to a cold annular zone where the maximum fuel mass fraction

precesses. The flame motion follows the PVC and the reaction rate is driven by the

fuel vapour concentration.
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CRZ

PVC

S

SI

Figure 25: Precessing Vortex Core.
Figure 26: Backflow line : transverse cut

in plane P1 (Fig 19).

a.

SI

b.

VF

Flame

b.

Figure 27: PVC influence on evaporation and combustion (left). Fields of temper-

ature and isolines of fuel vapor (white lines) and reaction rate (black lines) (right).

5.3 Ignition sequence

Ignition sequences can also be simulated with the same LES tool. The numerical

method used to mimic an ignition by spark plug in the combustion chamber is

the addition of the source term ω̇spark in Eq. (23). This source term, defined by

Eq. (23), is a gaussian function located at (x0, y0, z0) near the upper wall between

both primary jets and deposited at time t = t0 = 0. The spark duration, typical of

industrial spark plugs, is σt = 0.04 ms. The total deposited energy is Espark =
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150 J .

ω̇spark =
Espark

(2π)2σtσr
3
e
− 1

2

[(
t−t0

σt

)2

+
(

x−x0
σr

)2
+
(

y−y0
σr

)2
+
(

z−z0
σr

)2
]

(23)

The temporal evolution of the total (i.e. spatially integrated) power deposited by

the spark is presented on Fig. 28, along with the total heat release ω̇T and the see page 36

spatially averaged temperature. After a heating phase due to the source term on

the energy equation (up to approximately 0.08 ms), the temperature is sufficient to

initiate the reaction between fuel vapour and air, leading to a sudden increase of the

heat release of the exothermic reaction. When the spark is stopped (at ≈ 0.18 ms),

the total heat release decreases, and finally stabilizes at a level corresponding to a

propagating flame, while the mean temperature continues to increase: the ignition

is successful.

0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7
Time (ms)

0

400

800

1200

1600

In
te

gr
al

 p
ow

er
 (

kW
)

Spark power
Combustion heat release

500

600

700

800
 T

em
pe

ra
tu

re
 (

K
)

Mean temperature

Figure 28: Total (spatially integrated) source term ω̇spark, total heat release ω̇T ,

and spatially averaged temperature.
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The transition from the ignition of the first flame kernel (t = 0.2 ms) to a

complete stabilisation takes more time (more than 3 ms) and is illustrated on the

longitudinal central cutting plane identified in Fig. 29 with the fuel mass fraction see page 39

field and the reaction rate isolines. The first image is presented at t = 0.2 ms

and after, successive images are separated by ∆t = 0.2 ms. At the beginning of

the computation, the 15 µm droplets evaporate in the ambient air at T = 525 K

creating a turbulent cloud of vaporised fuel in the whole primary zone. This fuel

vapour is trapped by the CRZ and is transported from the evaporation zone to the

spark plug area. At t = 0, the spark ignition leads to the creation of a hot kernel.

The propagation of the flame front created by this pocket of hot gases is highly

controlled by the fuel vapour distribution between t = 0 and t = 1 ms. After

t = 0.2 ms, this flame loses its spherical shape due to convective effects. The

downstream side of the flame front is blown away and extinguishes by lack of fuel

while the bottom side is progressing towards the center line where the fuel vapour

concentration is high. When entering the CRZ (t = 1 ms), the front is strongly

wrinkled by the large turbulent scales of the flow. However, in the upstream region

of the CRZ, the low velocities enable to stabilize the edge of the reacting zone

close to the fuel injection (t = 1 to 1.4 ms). In this region, the flame and the back-

flow maintain a high temperature ambiant leading to a strong evaporation rate and

creating a stable fuel vapour concentrated spot (t = 1.6 to 2.4 ms). Due to the

swirled jet, this fuel vapour is radially dispersed into the air flow and produce a

flammable mixture. Burning this mixture, the flame is able to spread in the radial

direction and finally occupies a large section of the primary zone (t = 2.4 ms).

This last topology corresponds to the steady spray flame described in the previous

section.

This ignition sequence shows the important role of the liquid phase, respon-

sible for the great differences with the ignition of a purely gaseous flame. The
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controlling mechanism is evaporation, that delays the start of the chemical reaction

and, together with the droplet turbulent dispersion, modifies the fuel vapor distri-

bution and consequently the flame front propagation. This was never visualized

and, despite the use of simplified models, the simulation provides a good and new

qualitative description of the phenomena.
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0.2 ms 0.4 ms 0.6 ms 0.8 ms

1.0 ms 1.2 ms 1.4 ms 1.6 ms

1.8 ms 2.0 ms 2.2 ms 2.4 ms

Figure 29: Flame front propagation on fuel mass fraction field (white: 0 → black:

0.35)
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6 Conclusions

A steady spray flame in a realistic aeronautical combustor has been computed us-

ing a parallel LES Euler/Euler solver. This approach was first tested in two simple

reference cases: a one-dimensional laminar two-phase flame of JP10 with air and

a swirled non-reacting flow with solid particles [1]. The influence of the dispersed

phase on the flame motion has been highlighted, in particular the role of the evapo-

ration process. The unsteady approach brings new insight into the physics of such

complex reactive two-phase flows. Furthermore, it allows the computation of an

ignition sequence from the formation of the first spherical flame front to the sta-

bilisation of the turbulent spray flame. Obviously more quantitative comparisons

of the present method with existing Euler-Lagrange methods and with experiments

(such as [47]) are needed. But this paper shows that despite its limitations and

still open modelling issues, the Euler-Euler approach already leads to interesting

results on the tested configurations and demontrates its feasability and capabilities

for two-phase flow combustion.
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des foyers áeronautiques
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éclairage nouveau sur la physique du phénom̀ene.

Mots clefs : combustion, turbulence,́ecoulements diphasiques, allumage, simulation aux grandes
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