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mesure des écoulements redressés par Vélocimétrie Laser
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improvisés qui ont largement agrémenté ma vie.
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1.2 Système étudié . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 10

1.3 Champ acoustique en résonateur annulaire . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 10
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tique en générateur d’ondes thermoacoustique annulaire 59
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2 Représentation schématique des deux systèmes étudiés . . . . . . . . . . . . . . . 5
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2.14 Dépendance quadratique expérimentale . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 53
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Introduction générale

Contexte de l’étude et état de l’art

Les machines thermoacoustiques sont des systèmes dans lesquels les interactions entre les

phénomènes thermiques et les phénomènes acoustiques mis en jeu au voisinage de parois solides

permettent de convertir de l’énergie acoustique en énergie thermique, ou inversement. C’est

à la fin du 18e siècle que Byron Higgins met en évidence expérimentalement le processus

d’amplification thermoacoustique en réussissant à créer des oscillations acoustiques spontanées

dans un résonateur en chauffant ses parois [27]. Sondhauss et Rijke suivent ses traces au

19e en étudiant d’autres types de générateurs d’ondes thermoacoustiques [62, 52], tandis que

Kirchhoff travaille parallèlement sur l’introduction de la conduction de la chaleur dans la

théorie de la propagation acoustique. Il faudra attendre jusqu’en 1896 pour que Lord Rayleigh

donne une première interprétation qualitative du fonctionnement du tube de Sondhauss, en

analysant en particulier la relation de phase entre les oscillations de température et les

oscillations de pression [51]. Carter et al. mettent au point dans les années 1960 un système

thermoacoustique optimisé à l’aide d’un empilement de plaques positionné judicieusement dans

un résonateur, empilement permettant de multiplier les effets thermoacoustiques prenant place

près des parois [12]. Depuis cette avancée importante, de nombreux prototypes expérimentaux

de machines thermoacoustiques sont développés de part le monde. Les bases théoriques de la

thermoacoustique sont établies parallèlement par Rott, entre 1970 et 1990 [54, 55, 57]. Il propose

en particulier une modélisation analytique permettant la prédiction du seuil de déclenchement

de l’instabilité thermoacoustique dans un tube de Taconis, prédiction vérifiée expérimentalement

par Yazaki et al. [74, 75, 76].

De nombreuses études théoriques et expérimentales ont été menées ces deux dernières

décennies, et conduisent à plusieurs architectures de machines thermoacoustiques. En effet, selon

les relations de phase entre les oscillations de pression et les oscillations de vitesse acoustique, le

fonctionnement des machines thermoacoustiques peut être différent. Deux catégories principales

de systèmes sont alors identifiées : les systèmes fonctionnant avec un champ acoustique de nature

stationnaire, et ceux fonctionnant avec un champ acoustique de nature progressive (machines

1



2 Introduction

thermoacoustiques dites de Stirling). La première catégorie regroupe les machines composées

d’un résonateur “droit”1 dans lequel est placé un empilement de plaques. La seconde catégorie

regroupe quant à elle les machines composées d’un empilement de plaques placé dans un guide

annulaire qui permet de favoriser le développement d’une onde acoustique à caractère progressif

[13].

A ce jour, même si de nombreuses études ont été menées sur les systèmes thermoacoustiques,

il reste que la théorie linéaire de la thermoacoustique [56, 67] est insuffisante pour comprendre

la complexité des processus qui s’établissent dans de telles machines. Leur rendement est limité

par le développement d’effets non linéaires, et notamment par la génération de vent acoustique,

aussi appelé écoulement redressé ou “acoustic streaming” en anglais. Ce vent acoustique est un

écoulement moyen de fluide d’origine acoustique. Il peut, dans les systèmes thermoacoustiques,

venir perturber par convection la distribution du champ de température le long du noyau

thermoacoustique, et par suite le champ acoustique lui–même [47]. Cet effet non linéaire, observé

pour la première fois par Faraday en 1831 [21], est décrit théoriquement par Rayleigh en 1883

[50, 51] dans le cas d’un écoulement créé par une onde acoustique stationnaire entre deux plaques

infinies. D’importants efforts de recherche ont depuis été consacrés à la description théorique

de ces écoulements redressés dans les résonateurs acoustiques amenant de nombreux auteurs

[59, 72, 44, 58] à contribuer à l’amélioration des bases théoriques proposées par Rayleigh. Citons

Rott qui a en particulier introduit les effets de la conduction thermique dans la formulation

des écoulements redressés et a mis en évidence l’influence de la dépendance de la viscosité avec

la température du fluide sur l’écoulement redressé [56, 26]. Plus récemment, Menguy et al.

introduisent, dans le cadre de travaux numériques sur les écoulements redressés en résonateur à

ondes stationnaires, les effets non linéaires de l’inertie du fluide qui peuvent avoir à fort niveaux

acoustique une influence importante sur les écoulements de Rayleigh, notamment en déformant

leurs profils [39].

La mise en évidence des écoulements redressés n’est donc pas récente, mais leur étude

connâıt un regain d’intérêt depuis l’avènement des machines thermoacoustiques. En effet, la

caractérisation fine de ce phénomène de transport de masse s’avère nécessaire afin d’optimiser

le fonctionnement des systèmes thermoacoustiques. Même si l’influence de cet écoulement sur

le rendement des systèmes thermoacoustiques a déjà été étudiée [47, 48] et que des travaux

théoriques ont été menés sur leur description en machine thermoacoustique [7, 25, 40, 38],

l’influence de ce vent acoustique est encore mal comprise et la caractérisation des écoulements

redressés dans les machines thermoacoustiques reste une tâche difficile à cause des forts gradients

1Le terme “droit” est ici employé par opposition au terme annulaire. Notons cependant que dans les machines

à ondes stationnaires le résonateur n’est généralement pas à section constante.
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de température et des formes géométriques souvent complexes des différents éléments en

présence.

D’un point de vue expérimental, la mesure précise de la vitesse des écoulements redressés

dans un résonateur à ondes stationnaires a été réalisée récemment par Thompson et al. [69, 70]

d’une part, et par Moreau et al. [41] d’autre part, grâce à l’utilisation de la Vélocimétrie Laser

Doppler (VLD) et d’un traitement du signal approprié. Thompson et al. ont mesuré la vitesse

Lagrangienne des écoulements redressés à l’extérieur des couches limites dans un résonateur

à ondes stationnaires et ont étudié l’influence des gradients de température et de l’inertie

du fluide sur ces écoulements redressés. Ils ont notamment montré expérimentalement que la

dépendance de la viscosité en fonction de la température a un impact non négligeable sur la

vitesse des écoulements redressés conformément aux prédictions théoriques de Rott [56]. Ils ont

également montré que la présence de faibles gradients de température sur les parois du résonateur

peut entrâıner des différences significatives entre les vitesses observées expérimentalement et

les prévisions analytiques. Moreau et al. ont mesuré à la fois les écoulements redressés près

des parois du résonateur et loin des couches limites pour des écoulements redressés lents et

rapides en utilisant la VLD. Notons que, tandis que les développements récents des machines

thermoacoustiques sont basés sur l’utilisation de résonateurs annulaires afin d’augmenter leur

rendement [65, 66, 6], la plupart des études mentionnées ci–dessus concernent les machines à

ondes stationnaires. Seules quelques études traitent des machines à ondes progressives [23, 8]

pour lesquelles l’existence d’une boucle fermée rend possible le fait que l’écoulement moyen soit

à flux massique non nul sur une section du résonateur (Fig.1 (b)), contrairement aux machines

à ondes stationnaires dans lesquelles les écoulements redressés prennent la forme de figures de

Rayleigh (Fig.1 (a)). Le rôle de cet écoulement en conduit annulaire est particulièrement critique

et pourtant encore peu étudié. Celui–ci a été étudié pour la première fois en 1997 par Gedeon [23]

et mis en évidence expérimentalement par Swift [65]. Il est aujourd’hui parfois appelé écoulement

de “Gedeon”.

Notons qu’aujourd’hui les effets des écoulements redressés sont généralement contrôlés

empiriquement dans les machines annulaires grâce à l’utilisation de pompes à jet [65, 66] qui

permettent, grâce à un changement brusque de section dans le résonateur, de créer un gradient

de pression statique et par suite un écoulement permettant d’assurer que le flux massique à

travers une section du résonateur soit nul. Les effets des écoulements redressés sont également

contrôlés par des “tapered tubes”, c’est–à–dire des conduits de section lentement variable [45],

qui permettent de supprimer les écoulements de Rayleigh dans les machines à ondes stationnaires.

Il est aussi important de préciser que, même si l’écoulement redressé peut avoir des

conséquences néfastes sur le fonctionnement des machines thermoacoustiques, celui–ci trouve
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(b)(a)

λ

λ/2

Fig. 1 – Représentation schématique des écoulements redressés (a) dans un générateur à ondes

stationnaires, où ceux–ci prennent la forme des figures de Rayleigh et (b) dans un générateur à

ondes progressives où l’existence d’une boucle rend possible le fait que l’écoulement moyen soit

à flux massique non nul sur une section du résonateur.

des applications dans divers autres domaines. Il peut par exemple être utilisé pour améliorer

les transferts thermiques [71], pour générer des mouvements de fluide en microfluidique [42, 43],

pour mettre au point des moteurs à ultrasons [37, 30], pour stimuler les cellules ciliés [36] ou

pour résoudre les problèmes de transport de fluides biophysiques [16, 60].

Objectifs du travail et plan du document

L’objectif de ce mémoire est de contribuer à une meilleure compréhension des phénomènes

prenant place dans les machines annulaires, et en particulier du phénomène de génération des

écoulements redressés, et du phénomène d’amplification thermoacoustique et de son contrôle

dans les générateurs d’ondes thermoacoustiques.

La machine étudiée dans les chapitres 1 et 2, constituant la partie I du document, n’est

pas une machine thermoacoustique. C’est un résonateur annulaire, dont une représentation

schématique est donnée sur la figure 2.(a), dans lequel un champ acoustique résonant peut

être généré au moyen de deux haut–parleurs placés le long du guide d’onde. Selon la valeur des

amplitudes et des phases relatives des déplacements des membranes des sources acoustiques, ce

champ acoustique peut avoir les caractéristiques d’un champ progressif, d’un champ stationnaire,

ou de tout autre champ intermédiaire. Bien que l’idée d’un résonateur acoustique à ondes

progressives date, semble–t–il, des années 80 [14], et que des études théoriques aient été

récemment menées sur le sujet [2, 34], aucun travail expérimental portant précisément sur ce

type de dispositif n’a, à notre connaissance, été reporté dans la littérature. Il existe néanmoins
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Fig. 2 – Représentations schématiques des deux systèmes étudiés dans le cadre de ce document.

(a) Résonateur annulaire à deux sources et (b) générateur d’ondes thermoacoustique auquel est

adjoint deux sources acoustiques secondaires.

quelques études portant sur des dispositifs analogues, comme par exemple certains types de

moteurs à ultrasons [30] de géométrie annulaire, dont la paroi extérieure (stator) est mise en

vibration pour générer une onde acoustique progressive, entrâınant, par un effet combiné de

vent acoustique et de pompage péristaltique, une rotation de la paroi interne du résonateur

(rotor). C’est ainsi que la présente étude est motivée par son intérêt en thermoacoustique, mais

également par ses applications potentielles en microfluidique, où la génération et le contrôle du

vent acoustique dans un système de dimensions réduites pourrait permettre de développer de

nouveaux types de micro–pompes, de micro–mélangeurs, ou de micro–échangeurs de chaleur

[43].

Les travaux menés dans le cadre de cette thèse sur la caractérisation des écoulements redressés

en résonateur annulaire font l’objet de la première partie de ce document. Celle–ci se divise en

deux chapitres. Dans le chapitre 1 est présenté un modèle analytique qui permet de déterminer

la distribution spatiale de la vitesse particulaire acoustique et celle de l’écoulement redressé dans

un résonateur annulaire à deux sources. Au chapitre 2, le dispositif expérimental de résonateur

annulaire ainsi que le dispositif de mesure par Vélocimétrie Laser Doppler (VLD) sont présentés.

Les résultats de mesures des champs de vitesses dans le guide d’onde sont ensuite reportés,

discutés puis comparés aux résultats du modèle théorique.

La seconde partie de ce document présente des travaux menés pendant la troisième année

de thèse, indépendants de ceux présentés dans la première partie. Bien que les sujets des études

exposées dans les parties I et II soient différents, il reste qu’ils portent sur des travaux qui
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mettent en jeu un élément commun, à savoir un guide d’onde annulaire équipé de deux sources

acoustiques contrôlées en phase et en amplitude. C’est en constatant lors des travaux menés

sur l’étude des écoulements redressés en résonateur annulaire (partie I du document) qu’il est

relativement aisé de contrôler la nature du champ acoustique dans un guide d’onde annulaire

au moyen de deux sources, que l’idée de mettre en œuvre ce contrôle directement sur un

générateur d’ondes thermoacoustique est apparue. Les travaux antérieurs menés au Laboratoire

d’Acoustique de l’Université du Maine sur les moteurs thermoacoustiques annulaires [32, 46] ont

en effet clairement démontré que l’amplification thermoacoustique qui peut prendre lieu dans

ces systèmes dépend de façon très sensible de la nature du champ acoustique dans le noyau

thermoacoustique2, de sorte qu’il peut être intéressant de chercher à contrôler directement ce

champ, et par suite l’amplification thermoacoustique elle–même. Une représentation schématique

du générateur d’ondes thermoacoustique muni d’un système de contrôle actif est présentée sur

la figure 2.(b). La mise en oeuvre de ce système de contrôle actif sur un système auto–oscillant

(le générateur d’onde thermoacoustique) n’est pas une tâche facile, et les travaux présentés sont

des travaux préliminaires qui visent à juger de la potentielle efficacité d’un dispositif de contrôle

actif à augmenter le rendement d’une machine thermoacoustique3.

Les travaux menés dans le cadre de cette thèse sur le contrôle actif de l’amplification

thermoacoustique en générateur d’ondes thermoacoustique fait l’objet de la seconde partie de

ce document. Celle–ci se divise en deux chapitres. Le chapitre 3 a pour objet de présenter

le prototype expérimental de générateur d’ondes thermoacoustique annulaire développé dans le

cadre de ces travaux. Ce prototype est équipé de deux sources acoustiques placées le long du guide

d’onde. Il est instrumenté en microphones de mesures qui permettent de reconstruire le champ

acoustique grâce à la méthode des doublets microphoniques. Dans le chapitre 4 sont ensuite

présentés les différents résultats de mesure qui portent sur la caractérisation du système en

dessous puis au dessus du seuil de déclenchement de l’instabilité thermoacoustique. Ces résultats

permettent finalement d’établir les premières conclusions concernant le potentiel d’un système

de contrôle actif de l’amplification thermoacoustique en générateur d’ondes thermoacoustique

annulaire.

2Le noyau thermoacoustique est défini comme l’ensemble comprenant l’empilement de plaques et la partie du

guide d’onde inhomogène en température.
3Il s’agit ici du rendement global de la machine, incluant la puissance fournie aux sources secondaires utilisées

pour le contrôle actif.
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Chapitre 1

Description analytique du champ

acoustique et de l’écoulement

redressé en résonateur annulaire

1.1 Introduction

Dans la partie I de ce mémoire de thèse, l’attention est particulièrement portée sur l’étude

expérimentale des écoulements redressés qui peuvent se développer dans un résonateur annulaire

à l’intérieur duquel une onde acoustique est entretenue au moyen de deux sources acoustiques

localisées en paroi. Le but de ce premier chapitre est de proposer une estimation théorique

des vitesses particulaires acoustiques et des vitesses d’écoulements redressés attendues dans le

système expérimental qui fait l’objet du chapitre 2. Les résultats obtenus dans ce chapitre 1

constituent ainsi une référence théorique qui permet de valider les résultats expérimentaux

présentés dans la suite de cette première partie.

Après une brève description au paragraphe 1.2 du système théorique étudié, la seconde partie

de ce chapitre est consacrée à la description du champ acoustique entretenu dans le résonateur

annulaire par les deux sources acoustiques (§ 1.3). Les conditions pour lesquelles le champ

acoustique dans le guide d’onde peut être à caractère progressif sont en particulier précisées, ce

qui permet ainsi de retrouver les conclusions obtenues par Amari et al. lors d’une étude antérieure

sur un système académique similaire [2]. Sur la base des résultats obtenus pour le champ

acoustique, une estimation des vitesses d’écoulements redressés est ensuite proposée (§ 1.4). Cette

estimation permet d’obtenir la distribution spatiale théorique de la vitesse moyenne, sur une

section du guide d’onde, de l’écoulement le long du résonateur annulaire. Les résultats obtenus

9
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sont discutés en conclusion de ce chapitre avant d’être comparés aux résultats expérimentaux

dans la suite de la première partie de ce mémoire.

1.2 Système étudié

Une représentation schématique du résonateur annulaire considéré dans ce chapitre, et

correspondant au dispositif expérimental décrit dans le chapitre suivant, est donnée à la figure

1.1.(a). Il s’agit d’un guide d’onde annulaire de section carrée Sw d’arête a. La ligne médiane

(repérée en pointillés sur la figure 1.1.(a)) forme un cercle de rayon R0 dont le périmètre

L = 2πR0 constitue la longueur déroulée du guide. Deux sources acoustiques localisées aux

positions s = 0 (ou s = L) et s = 3L/4 (s = θL/2π représentant la coordonnée curviligne

repérant la position sur la ligne médiane) établissent un champ acoustique dans le résonateur

annulaire. Les amplitudes complexes des débits acoustiques et des pressions acoustiques générés

par la source 1 localisée à la position s = 0 et par la source 2 localisée à la position s = 3L/4 sont

notées respectivement Ũ1,2 et p̃1,2. Deux régions du guide d’onde peuvent être définies : la région

I, pour laquelle s ∈ [0, 3L/4] et la région II pour laquelle s ∈ [3L/4, L]. La structure du champ

acoustique est contrôlée grâce à l’ajustement des amplitudes et des phases relatives des débits

générés par ces deux sources. Le champ acoustique peut alors avoir les caractéristiques d’un

champ stationnaire, d’un champ progressif ou de tout autre champ intermédiaire (Cf. § 1.3.9).

1.3 Champ acoustique en résonateur annulaire

Les variables acoustiques utilisées pour décrire le mouvement du fluide dans le résonateur

annulaire sont la pression p, la vitesse particulaire −→v , la masse volumique ρ, la température T

et l’entropie massique S. Les expressions de ces variables sont obtenues à partir des équations

fondamentales qui gouvernent le mouvement acoustique en fluide visco–thermique, c’est à dire :

l’équation de Navier–Stokes, l’équation de conservation de la masse, l’équation de conduction

de la chaleur et les équations d’état nécessaires à la fermeture du problème. La résolution de ce

système d’équations, associé aux conditions aux limites du problème, est menée dans la suite de

ce paragraphe en admettant certaines hypothèses simplificatrices résumées ci dessous.

1.3.1 Hypothèses simplificatrices

– Les équations de base sont linéarisées, chaque variable peut alors être séparée en un terme

d’ordre 0 (valeur moyenne réelle) et un terme complexe d’ordre 1 oscillant à la pulsation ω = 2πf ,

f étant la fréquence acoustique.
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(a)

A−A Side View

A A

y

(b)

O

Ũ1

ũII(L) y

y = 0 ou L

ũI(0)

y = 0 y = 3L/4

Ũ2

y = 3L/4

ũI(3L/4) ũII(3L/4)

a

−→e r

−→e s

R1

R2

R0

s = 3L/4 s = 0 ou L
(HP 1)(HP 2)

a = R2 − R1

z
a

r

y = L

−→e z

−→e θ

−→e y

−→e r

Fig. 1.1 – (a) Représentation schématique du résonateur annulaire correspondant au système

expérimental où le système de coordonnées (r, s, z) est utilisé, et (b) représentation schématique

déroulée du résonateur équivalent à section cylindrique utilisé dans la modélisation où le système

de coordonnées (r, θ, y) est utilisé.

– La section du résonateur est considérée équivalente à une section circulaire de diamètre

hydraulique a.

– Le champ acoustique dans le résonateur est considéré axi–symétrique.

– Les sources acoustiques établissent un champ acoustique monochromatique à la fréquence f

telle que la longueur d’onde acoustique λ correspondante soit supérieure au diamètre hydraulique

du guide d’onde a. Dans ces conditions, l’influence de la courbure du résonateur sur le champ

acoustique peut être négligée [25]. Le résonateur annulaire étudié, représenté sur la figure 1.1.(a),

est alors équivalent au résonateur droit de la figure 1.1.(b) sous réserve que la continuité des

variables entre les deux extrémités du guide droit soit prise en compte.

– Compte tenu des trois hypothèses précédentes, les variables s’écrivent comme des fonctions

des coordonnées radiale r et longitudinale y (figure 1.1.(b)) .

– La fréquence f est telle que l’épaisseur des couches limites acoustiques visqueuse δν et

thermique δκ sont très inférieures au diamètre hydraulique a du guide d’onde (régime quasi

adiabatique).
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– La fréquence f de fonctionnement du système est bien inférieure à la première fréquence de

coupure du guide d’onde. L’onde se propageant dans le guide d’onde est alors considérée comme

quasi–plane.

– Les vitesses radiales générées par les deux sources acoustiques localisées en y = 0 et en

y = 3L/4 sont prises en compte de sorte que leurs contributions se traduisent par un débit

acoustique longitudinal supplémentaire à ces mêmes positions (conservation du débit acoustique

longitudinal en y = 0 et y = 3L/4).

– En raison des effets de viscosité, les variations spatiales suivant r de la vitesse particulaire

et de la température acoustique sont très supérieures à celles suivant y.

1.3.2 Grandeurs en usage

Compte tenu des approximations rappelées ci–dessus, les variables utilisées pour la

description du mouvement du fluide s’écrivent :

p = P0 + p̃(r, y)e−iωt, (1.1)

−→v = ṽr(r, y)e
−iωt−→er + ṽy(r, y)e

−iωt−→ey , (1.2)

ρ = ρ0 + ρ̃(r, y)e−iωt, (1.3)

T = T0 + τ̃(r, y)e−iωt, (1.4)

S = S0 + s̃(r, y)e−iωt, (1.5)

où ˜ désigne une amplitude complexe et où l’indice 0 désigne une quantité moyenne. Les quantités

P0, ρ0, T0 et S0 sont considérées indépendantes du temps à l’échelle d’une période d’oscillation

acoustique.

1.3.3 Équations fondamentales

Les équations fondamentales qui gouvernent le mouvement acoustique en fluide visco–

thermique, linéarisées au premier ordre, sont rappelées ci–dessous en coordonnées cylindriques

en l’absence de sources extérieures.

La projection sur la coordonnée y de l’équation de Navier–Stokes s’écrit

− iωρ0ṽy = −∂p̃
∂y

+ µ
1

r

∂

∂r

(

r
∂ṽy

∂r

)

. (1.6)

où µ désigne le coefficient de viscosité de cisaillement.

Les équations de conservation de la masse et de propagation de la chaleur dans le fluide

s’écrivent respectivement

− iωρ̃+ ρ0

(

1

r

∂rṽr

∂r
+
∂ṽy

∂y

)

= 0. (1.7)
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et

− iωρ0T0s̃ = Λ∆T, (1.8)

où Λ = κρ0c0 est le coefficient de conductivité thermique du fluide, avec κ le coefficient de

diffusivité thermique et c0 la célérité adiabatique des ondes sonores. Enfin, les expressions

différentielles totales exactes des variables S et ρ s’écrivent respectivement

s̃ =
Cp

T0
τ̃ − α

ρ0
p̃ (1.9)

et

ρ̃ = −ρ0ατ̃ + ρ0χT p̃, (1.10)

où Cp est la capacité calorifique massique à pression constante, α le coefficient de dilatation

isobare et χT le coefficient de compressibilité isotherme.

1.3.4 Conditions aux limites

Aux équations fondamentales (1.6)–(1.10) s’ajoutent les conditions aux limites du problème,

à savoir :

– l’annulation de la vitesse sur les parois du résonateur,

ṽy(a/2, y) = 0 (1.11)

et

ṽr(a/2, y) = 0, (1.12)

– l’annulation de la variation de température sur les parois du résonateur,

τ̃(a/2, y) = 0, (1.13)

– la continuité entre les régions I et II des variables acoustiques ψI,II aux extrémités 0 et L

du résonateur déroulé,

ψI(r, 0) = ψII(r, L), (1.14)

– la conservation du débit acoustique longitudinal aux droits des sources acoustiques en y = 0

et y = 3L/4,

ũII(L) + Ũ1 = ũI(0), (1.15)

ũI(3L/4) + Ũ2 = ũII(3L/4), (1.16)

où le débit acoustique ũ(y) s’écrit

ũ(y) = Sw.〈ṽy(r, y)〉, (1.17)

la notation 〈. . .〉 représentant la moyenne sur une section du guide.
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1.3.5 Expressions des variables acoustiques en fonction de la pression

acoustique

Les équations (1.6)–(1.10) associées aux conditions (1.11)–(1.13), permettent d’exprimer les

variables acoustiques τ̃ , ṽy, ṽr et ρ̃ en fonction de la pression acoustique p̃.

En introduisant la coordonnée adimensionnée ζ = 2r/a, la composante longitudinale (1.6) de

l’équation de Navier–Stokes associée à la condition limite (1.11) conduit à la forme de solution

suivante pour la vitesse ṽy,

ṽy =
1 − Fν(ζ)

iωρ0

dp̃

dy
. (1.18)

Par ailleurs, l’équation de conduction de la chaleur (1.8), associée à l’équation d’état (1.9) et à

la condition limite (1.13), conduit à l’expression

τ̃ =
1 − Fκ(ζ)

ρ0Cp
p̃ (1.19)

pour la variation de température τ̃ . Les fonctions Fν,κ(ζ) caractérisent les couplages visqueux et

thermique entre les parois du résonateur et le fluide [67]. Pour un guide à section circulaire, ces

fonctions Fν,κ(ζ) sont données par [7]

Fν,κ(ζ) =
J0 (bν,κζ)

J0 (bν,κ)
, (1.20)

où Jk sont les fonctions de Bessel cylindriques de première espèce et d’ordre k et où

bν,κ = (1 + i) a/(2δν,κ), avec δν,κ les épaisseurs de couche limite visqueuse et thermique,

respectivement

δν =
√

2ν/ω et δκ =
√

2κ/ω, (1.21)

où ν = µ/ρ0 est la viscosité cinématique du fluide.

Le report de l’équation (1.19) dans l’équation (1.10) conduit à l’expression suivante pour la

variation de masse volumique ρ̃ :

ρ̃ =
1 + (γ − 1)Fκ(ζ)

c20
p̃. (1.22)

Enfin, le report des équations (1.18) et (1.22) dans l’équation de conservation de la masse

(1.7) permet d’exprimer la composante radiale de la vitesse particulaire acoustique

ṽζ = − a

4iωρ0

(

d

dy

[

(ζ − Φν)
dp̃

dy

]

+

(

ω

c0

)2

(ζ + (γ − 1) Φκ) p̃

)

, (1.23)

où les fonctions Φν,κ sont données par [7] :

Φκ,ν =
2

ζ

∫ ζ

0
ζ ′Fν,κ(ζ ′)dζ ′ =

2

bκ,ν

J1 (bκ,νζ)

J0 (bκ,ν)
. (1.24)
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1.3.6 Pression et débit acoustique

Le report des équations (1.18), (1.22) et (1.23) dans l’équation de conservation de la masse

(1.7) conduit à l’équation de propagation pour la pression, en moyenne sur une section du guide

d’onde,

∂2
yyp̃+ k2

wp̃ = 0, (1.25)

où

kw = k0

√

1 +
fν + (γ − 1) fκ

1 − fν
(1.26)

est le nombre d’onde complexe qui prend en compte les dissipations visqueuse et thermique près

des parois du résonateur, avec k0 = ω/c0 le nombre d’onde acoustique, γ le rapport des chaleurs

spécifiques du fluide et où les fonctions fν et fκ s’écrivent

fν,κ = 〈Fν,κ(ζ)〉 =
2

bν,κ

J1(bν,κ)

J0(bν,κ)
. (1.27)

La solution pour les amplitudes complexes p̃I,II(y) de la pression acoustique dans les régions

I et II est recherchée sous la forme

p̃I,II(y) = p̃+
I,II(yI,II)e

+ikw(y−yI,II) + p̃−I,II(yI,II)e
−ikw(y−yI,II), (1.28)

où p̃±I,II sont les amplitudes des composantes contrapropagatives de la pression acoustique dans

les régions I et II et où yI,II désignent respectivement des abscisses arbitraires dans les régions I

et II. Dans la suite, ces abscisses arbitraires sont choisies comme étant celles correspondant aux

positions des deux sources (yI = 0 et yII = 3L/4). L’amplitude complexe du débit acoustique

dans les deux régions s’écrit, à partir des équations (1.17) et (1.18),

ũI,II(y) =
Sw (1 − fν)

iωρ0

∂p̃I,II

∂y
. (1.29)

Le report des expressions (1.28) et (1.29) dans les équations (1.15) et (1.16) de continuité

des débits acoustiques et dans les conditions de continuité pour la pression acoustique, en y = 0

et en y = 3L/4,

p̃1 = p̃I(0) = p̃II(L), (1.30)

p̃2 = p̃I(3L/4) = p̃II(3L/4), (1.31)
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permet d’exprimer les constantes p̃±I (0) et p̃±II(3L/4) sous la forme d’une combinaison linéaire

des débits Ũ1,2 des sources, soit :

p̃+
I (0) =

−Z̃w

4i sin (kwL/2)

[

Ũ1e
−ikwL/2 + Ũ2e

−ikwL/4
]

, (1.32)

p̃−I (0) =
−Z̃w

4i sin (kwL/2)

[

Ũ1e
ikwL/2 + Ũ2e

ikwL/4
]

, (1.33)

p̃+
II(3L/4) =

−Z̃w

4i sin (kwL/2)

[

Ũ1e
ikwL/4 + Ũ2e

−ikwL/2
]

, (1.34)

p̃−II(3L/4) =
−Z̃w

4i sin (kwL/2)

[

Ũ1e
−ikwL/4 + Ũ2e

ikwL/2
]

, (1.35)

où l’impédance complexe Z̃w est définie par

Z̃w =
ρ0c0

Sw(1 − fν)
. (1.36)

Les pressions acoustiques dans les régions I et II s’écrivent respectivement

p̃I(y) =
−Z̃w

4i sin(kwL/2)

[(

Ũ1e
−ikwL/2 + Ũ2e

−ikwL/4
)

eikwy

+
(

Ũ1e
ikwL/2 + Ũ2e

ikwL/4
)

e−ikwy
]

(1.37)

et

p̃II(y) =
−Z̃w

4i sin(kwL/2)

[(

Ũ1e
ikwL/4 + Ũ2e

−ikwL/2
)

eikw(y−3L/4)

+
(

Ũ1e
−ikwL/4 + Ũ2e

ikwL/2
)

e−ikw(y−3L/4)
]

,

(1.38)

et les débits acoustiques s’écrivent, dans ces régions I et II,

ũI(y) =
−1

4i sin(kwL/2)

[(

Ũ1e
−ikwL/2 + Ũ2e

−ikwL/4
)

eikwy

−
(

Ũ1e
ikwL/2 + Ũ2e

ikwL/4
)

e−ikwy
]

(1.39)

et

ũII(y) =
−1

4i sin(kwL/2)

[(

Ũ1e
ikwL/4 + Ũ2e

−ikwL/2
)

eikw(y−3L/4)

−
(

Ũ1e
−ikwL/4 + Ũ2e

ikwL/2
)

e−ikw(y−3L/4)
]

.

(1.40)

Connaissant les distributions spatiales de la pression et du débit acoustique en fonction des débits

de chaque source, il est également possible d’exprimer la distribution spatiale de la puissance

active

I(y) =
1

2
ℜ{p̃(y)ũ∗(y)}, (1.41)

où la notation ∗ désigne le complexe conjugué et ℜ la partie réelle.
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Les équations (1.37) à (1.40) permettent de déterminer la distribution spatiale du champ

acoustique dans le résonateur annulaire sous réserve que les débits Ũ1,2 des deux sources

acoustiques soient connus. Or, les valeurs de débits de chaque source dépendent elles–mêmes

du couplage entre ces sources et le guide d’onde. L’objet du paragraphe suivant est de présenter

un modèle électroacoustique décrivant ce couplage et permettant d’exprimer les débits introduits

par chacune des sources en fonction des tensions électriques d’excitation (module et phase).

1.3.7 Couplage entre le guide d’onde et les sources acoustiques

Les sources acoustiques qui sont utilisées dans le dispositif expérimental présenté au

chapitre suivant sont des haut–parleurs électrodynamiques. Chacune des deux sources peut être

représentée en basses fréquences par un schéma électrique équivalent à constantes localisées

[53] dans lequel trois domaines apparaissent (Fig. 1.2.(a)) : un domaine électrique, où Rg

représente la résistance de sortie du générateur qui alimente la source et où Re et Le représentent

respectivement la résistance et l’inductance de la bobine mobile ; un domaine mécanique, où

Mms représente la masse de l’équipage mobile et où Rms et Cms représentent respectivement la

résistance et la compliance des suspensions périphériques, ainsi qu’un domaine acoustique, où Z̃f

et Z̃r représentent respectivement les impédances complexes des charges acoustiques à l’avant

et à l’arrière de la membrane du haut–parleur. Les facteurs Bl et Sd qui apparaissent sur la

figure 1.2.(a) représentent respectivement le facteur de force et la surface du diaphragme. Cette

représentation électroacoustique peut être simplifiée par une représentation équivalente dans le

domaine acoustique. Le schéma électrique de la figure 1.2.(b) fait alors apparâıtre l’impédance

complexe Z̃ls, équivalent acoustique des impédances électrique et mécanique du schéma de la

figure 1.2.(a), ainsi que le générateur de pression p̃s équivalent au générateur de tension Ũg.

Rg +Re Le Mms Cms(a) Rms
Sd :1

(b)

Bl : 1

Z̃f

Z̃r

Z̃f

Z̃r

Z̃ls

Ũg

p̃s

Fig. 1.2 – (a) Schéma électrique équivalent d’un haut–parleur aux basses fréquences, faisant

apparâıtre les parties électrique (Rg, Re, Le), mécanique (Rms, Cms, Mms) et acoustique (Z̃f ,

Z̃r) et (b) schéma électrique équivalent du schéma (a) dans le domaine acoustique.
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Le circuit électrique de la figure 1.3 représente quant à lui un schéma électroacoustique

équivalent à l’ensemble du système à deux sources. Celui–ci fait apparâıtre les impédances

acoustiques Zls1,2
(définies ci–dessus) des deux sources ainsi que leurs charges acoustiques avant

(Cf , Rf et Mf ) et arrière (Z̃r, traduisant une impédance de rayonnement). Les deux quadripôles

équivalents notés “Région I” et “Région II” représentent respectivement les parties de guide

définies par y ∈ [0, 3L/4] et y ∈ [3L/4, L] dans lesquels il y a propagation d’ondes planes

contrapropagatives. Les matrices de transfert correspondant à ces quadripôles I et II peuvent

respectivement s’écrire





p̃I(3L/4)

ũI(3L/4)



 =





cos (kw 3L/4) iZ̃w sin (kw 3L/4)

i sin (kw 3L/4)/Z̃w cos (kw 3L/4)









p̃I(0)

ũI(0)



 (1.42)

et




p̃II(L)

ũII(L)



 =





cos (kw L/4) iZ̃w sin (kw L/4)

i sin (kw L/4)/Z̃w cos (kw L/4)









p̃II(3L/4)

ũII(3L/4)



 . (1.43)

Il est possible d’exprimer le champ acoustique dans le guide d’onde, et en particulier les

débits Ũ1 et Ũ2 des deux sources acoustiques, uniquement en fonction des pressions

p̃s1,2
=

Bl1,2

Sd1,2
(Rg1,2

+Re1,2
+ jLe1,2

ω)
Ũg1,2

, (1.44)

respectivement équivalentes dans le domaine acoustique aux tensions électriques Ũg1
et Ũg2

appliquées aux deux haut–parleurs. Pour ce faire, et puisque le système considéré ici est linéaire,

le principe de superposition est utilisé.

Lorsque la source 2 est éteinte, le champ acoustique généré dans le guide d’onde par la

source 1 est obtenu de la manière suivante : la source 1 délivre de l’énergie acoustique dans

une impédance de charge Z̃t1 = p̃1/Ũ1 (Cf. Fig. 1.3.(b)) qui représente l’impédance d’entrée

du résonateur annulaire au niveau de la source 1, en x = 0. Cette impédance d’entrée Z̃t1

prend en compte la présence de la source 2 éteinte en x = 3L/4, représentée par l’impédance

Z̃s2
= p̃2/Ũ2 (Fig. 1.3.(c)) que présente cette source 2 au résonateur. Les impédances Z̃t1 et Z̃s2

étant connues, il est alors possible de déterminer les débits Ũ1 et Ũ2 en fonction de la pression

équivalente p̃s1
fournie à la source 1. Le report des expressions de ces deux débits dans les

équations (1.37) et (1.38) permet alors de déterminer la distribution spatiale p̃1(y) du champ de

pression acoustique généré par la source 1.

La même approche permet d’exprimer le champ de pression acoustique p̃2(y) généré par la

source 2 lorsque la source 1 est éteinte, et l’application du principe de superposition

p(y) = p̃1(y) + p̃2(y) (1.45)
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Z̃t1

p̃1

Ũ1

p̃2

Ũ2

Z̃s2

(b)

(a)

p̃s2

Z̃r

CfCf

Z̃r

Ũ1

ũII(L)

ũI(0)

p̃s1

Mf Rf

ũI(3L/4)

ũII(3L/4)

Ũ2 Rf Mf

p̃1

p̃II(L)

p̃I(0)

p̃2

p̃II(3L/4)

p̃I(3L/4)Région I

Région II

Cf

Ũ2 Rf Z̃ls2
Mf

p̃2

Cf

Ũ1

ũII(L)

ũI(0) ũI(3L/4)

ũII(3L/4)

Ũ2 Rf Z̃ls2
Mf

p̃II(L)

p̃I(0)

p̃2

p̃II(3L/4)

p̃I(3L/4)Région I

Région II

Z̃ls1

(c)

Z̃ls2

Z̃r

p̃1

Z̃r

Fig. 1.3 – (a) Représentation électroacoustique du dispositif expérimental décrivant les

couplages entre le guide d’onde annulaire, séparé en deux régions, et les sources acoustiques

munies de leurs charges, (b) impédance d’entrée Z̃t1 du résonateur annulaire en x = 0 lorsque

la source 2 est éteinte et (c) impédance Z̃s2
que présente la source 2 éteinte au résonateur.

conduit finalement à la distribution globale du champ acoustique en fonction des pressions

délivrées par les générateurs de pression équivalents p̃s1
et p̃s2

.

À titre d’exemple, la figure 1.4 présente la fonction de réponse en pression p̃1 (y = 0)/p̃s1

lorsque la source 1 est éteinte et la source 2 alimentée (trait pointillé) d’une part, et la fonction

de réponse en pression p̃2 (y = 0)/p̃s2
lorsque la source 2 est éteinte et la source 1 est alimentée

(trait tireté) d’autre part, ainsi que la fonction de réponse en pression globale (trait continu)

au point d’abscisse y = 0 lorsque les pressions p̃s1,2
sont ajustées de sorte que les débits Ũ1 et

Ũ2 soient égaux. Ces fonctions de réponse en pression sont calculées en considérant les valeurs

numériques des propriétés géométriques du guide d’onde et thermo–physiques du fluide données

au tableau 1.1 et les valeurs numériques des paramètres électromécaniques des haut–parleurs

données au tableau 2.1, correspondant au prototype expérimental décrit au chapitre 2.2. La

fonction de réponse en pression globale fait clairement apparâıtre les fréquences de résonance

du système couplé “résonateur/haut–parleurs”. Dans la suite de la partie I de ce document, la
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fréquence de travail choisie est f = c0/L ≃ 161 Hz, de sorte que la longueur d’onde correspondant

à cette fréquence soit égale à la longueur du résonateur. Cette fréquence est proche de la seconde

résonance du système observée à f ≃ 153 Hz sur la figure 1.4.

Propriétés géométriques du guide d’onde

Longueur du guide d’onde : L 2.12 m

Arête de la section du guide d’onde : a 7.5 cm

Section du guide d’onde : Sw 7.5 × 7.5 cm2

Propriétés thermo–physiques du fluide

Température de la pièce : T0 21.5o C

Pression atmosphérique : P0 1013 hPa

Masse volumique du fluide : ρ0 1.2 kg.m−3

Célérité adiabatique des ondes : c0 344 m.s−1

Viscosité cinématique du fluide : η 1.51 10−5 m2/s

Diffusivité thermique du fluide : κ 2.16 10−5 m2/s

Tab. 1.1 – Valeurs numériques des propriétés géométriques du guide d’onde et thermo–physiques

du fluide utilisées pour la modélisation.

Globale

Source 1

Source 2
−150

−100

−50

0

0 50 100 150 200 250 300 350 400 450

Fréquence (Hz)
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tu

d
e

(d
B

)

Fig. 1.4 – Fonctions de réponse en pression p̃i (y = 0)/p̃si
lorsque la source 2 est éteinte et la

source 1 est allumée (trait tireté), la source 1 est éteinte et la source 2 est allumée (trait pointillé)

et quand les deux sources sont allumées (trait continu), pour y = 0 et pour Ũ1 = Ũ2.
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1.3.8 Onde acoustique à caractère progressif

Comme il a été mentionné précédemment, la particularité d’un système annulaire à deux

sources est qu’il est possible d’y établir une onde acoustique à caractère progressif. En effet,

lorsque Ũ2 = Ũ1e
iϕ, ϕ étant le déphasage entre le débit de la membrane de la source 2 et celui

de la membrane de la source 1, les débits acoustiques (1.39) et (1.40) dans les régions I et II

du guide d’onde peuvent respectivement s’écrire

ũI =
−Ũ1

4i sin(kwL/2)

[(

e−i(kwL/4−ϕ) + e−ikwL/2
)

eikwy −
(

ei(kwL/4+ϕ) + eikwL/2
)

e−ikwy
]

(1.46)

et

ũII =
−Ũ1

4i sin(kwL/2)

[(

eikwL/4 + e−i(kw L/2−ϕ)
)

eikw(y−3L/4)

−
(

e−ikwL/4 + ei(kwL/2+ϕ)
)

e−ikw(y−3L/4)
]

.

(1.47)

Dès lors, en admettant que les épaisseurs de couche limite visqueuse δν et thermique δκ sont

petites devant le diamètre hydraulique a du résonateur, les fonctions visqueuse et thermique fν,κ

de l’équation (1.27) peuvent être approchées par les expressions [4]

fν,κ

δν,κ<<a
≈ (1 + i)

δν,κ

a
. (1.48)

Notons que ces expressions approchées en régime quasi adiabatique sont identiques dans le

cas d’un guide d’onde de section carré ou dans le cas d’un guide d’onde de section circulaire.

L’hypothèse de départ consistant à assimiler notre guide d’onde expérimental de section carrée

à un guide d’onde de section circulaire peut donc être considérée comme valide.

En régime quasi adiabatique, le nombre d’onde complexe acoustique kw (Eq. 1.26) peut alors

s’écrire sous la forme

kw ≈ k0(1 + ǫ) + ik0ǫ (1.49)

où le paramètre ǫ est un petit paramètre donné par l’expression

ǫ = δκ
[

(γ − 1) +
√
σ
]

/ (2a) << 1 (1.50)

dans laquelle σ = ν/κ représente le nombre de Prandtl. En ajustant le déphasage relatif ϕ entre

les débits des membranes des sources acoustiques, il est possible de générer un type donné d’onde

acoustique. En particulier, si la pulsation est choisie de sorte que ω = 2πc0/L (la longueur d’onde

λ = c0/f est alors égale à la longueur L du guide d’onde) et si ϕ = −π/2, les débits acoustiques

ũI,II(y) obtenus aux équations (1.46) et (1.47), s’écrivent

ũI(y) =
Ũ1

4iπǫ

{

−2eik0y − ǫg1(y) +O(ǫ2)
}

(1.51)
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et

ũII(y) =
Ũ1

4iπǫ

{

2ieik0(y−3L/4) + ǫg2(y − 3L/4) +O(ǫ2)
}

, (1.52)

où les fonctions g1(ξ) et g2(ξ) prennent respectivement les formes

g1(ξ) = π (1 − i)

[

cos (k0ξ) +

(

1 − 4ξ

L

)

eik0ξ

]

(1.53)

et

g2(ξ) = π (1 + i)

[

3 cos (k0ξ) −
(

1 +
4ξ

L

)

eik0ξ

]

. (1.54)

Ce résultat montre clairement que sous les conditions mentionnées ci–dessus (c’est–à–dire

|Ũ1| = |Ũ2|, ϕ = −π/2 et ω = 2πc0/L), le débit acoustique peut être écrit sous la forme

d’une somme de deux contributions : la première d’ordre 1/ǫ correspond à une onde acoustique

progressive dans la direction +y et la seconde d’ordre 1 correspond à des variations spatiales de

l’amplitude acoustique dues aux effets des couches limites visqueuse et thermique. Tant que le

paramètre ǫ peut être considéré comme petit, un guide d’onde annulaire à deux sources peut

donc être utilisé comme un résonateur acoustique à onde progressive. Notons que les résultats

présentés dans la suite de ce document sont calculés à partir des formulations (1.46) et (1.47) où

l’expression exacte du nombre d’onde kw exprimé à l’équation (1.26) est conservée. Les équations

approchées (1.51) et (1.52) permettent dans le cadre de ce paragraphe de proposer une analyse

claire de la structure du champ acoustique lorsque les conditions de génération d’une onde

progressive sont satisfaites.

La figure 1.5 présente les distributions spatiales théoriques de la pression acoustique p̃(y),

du débit acoustique ũ(y) et de la puissance active I(y) en fonction de la position axiale y pour

un débit |Ũ1| = |Ũ2|e−iπ/2. Il apparâıt que les distributions spatiales de la pression et du débit

acoustique sont celles d’une onde quasi progressive, confirmant ainsi les résultats théoriques

obtenus précédemment par Amari et al. [2]. Des variations de l’ordre de 1% de l’amplitude

de pression acoustique — variations dues aux effets viscothermiques près des parois — sont

observables le long du guide. Notons que le signe positif de la puissance active I(y) traduit le

fait que cette onde se propage dans le sens des y croissants et que les variations de cette puissance

traduisent les dissipations viscothermiques pariétales. À chaque passage de l’onde acoustique aux

abscisses y = 0 et y = 3L/4, la puissance active augmente brutalement : les sources acoustiques

apportent à ces positions l’énergie nécessaire à la compensation des pertes pariétales.

1.3.9 Taux d’ondes progressives

En définissant le taux d’ondes progressives de la manière suivante,

TOP =

∣

∣

∣

∣

∣

1 − R̃(y0)

1 + R̃(y0)

∣

∣

∣

∣

∣

, (1.55)
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Fig. 1.5 – Distributions spatiales théoriques (a) du module de la pression acoustique p̃(y), (b)

du module du débit acoustique ũ(y) et (c) de la puissance active I(y) en fonction de la position

axiale y dans le guide d’onde. Le déphasage ϕ entre les deux sources acoustique est égal à −π/2
et les amplitudes de débit |Ũ1| et |Ũ2| sont égales.

où R̃(y0) = p̃−(y0)/p̃
+(y0) est le rapport des pressions acoustiques complexes contrapropagatives

en un même point y0, un critère est alors à disposition pour quantifier la proportion d’ondes

progressives dans le guide d’onde. L’onde établie dans le résonateur est purement stationnaire

lorsque le TOP est nul. Lorsque cet indicateur est égal à 1, l’onde établie dans le résonateur est

purement progressive. La figure 1.6 reporte le taux d’ondes progressives théorique en fonction

du déphasage entre les deux sources, dans le cas idéal ou celles–ci délivrent un débit |Ũ1| = |Ũ2|.
Le paramètre TOP atteint son maximum lorsque le déphasage ϕ entre les deux sources vaut

π/2 + nπ et son minimum pour ϕ = nπ. Lorsque les pertes ne sont pas prises en compte, ce

maximum vaut 1. Lorsque celles–ci sont prises en compte, le paramètre TOP vaut 0.98 mais le

déphasage optimal reste égal à π/2.

Plusieurs paramètres ont de l’influence sur la valeur maximale du taux d’onde progressive.

L’un de ces paramètres est la valeur de l’amplitude du débit imposé par chacune des deux sources
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Fig. 1.6 – Taux d’onde progressives en fonction du déphasage ϕ entre les deux sources lorsque

les pertes visco–thermiques sont prises en compte (ligne continue) ou pas (ligne pointillée).

acoustiques. Dans le cas où celles–ci ne délivrent pas précisément le même débit (|Ũ1|/|Ũ2| 6= 1),

la distribution spatiale du champ acoustique est modifiée, ce qui conduit à une diminution

de la valeur maximale du taux d’ondes progressives. Une différence entre les amplitudes des

débits |Ũ1| et |Ũ2| de l’ordre de 1 % se caractérise par une baisse du taux d’onde progressive

maximum à 0.978. Lorsque la différence entre les niveaux des débits fournis par les deux sources

augmente drastiquement et atteint 10 %, le taux d’onde progressive maximal est alors de 0.899.

Le déphasage optimal reste cependant égal à π/2.

Un second paramètre joue un rôle important dans le processus de génération d’une onde

progressive. Il s’agit de la fréquence à laquelle l’onde acoustique est établie. Lorsque cette

fréquence n’est plus proportionnelle à la longueur du résonateur (f 6= nc0/L, où n est entier),

la distribution spatiale du champ de pression acoustique ne peut plus être celle d’une onde

purement progressive. Des écarts de 0.01 Hz ou de 1 Hz relativement à cette fréquence abaissent

respectivement le taux d’onde progressives à 0.975 ou 0.969. Il est à noter que le couplage entre

les sources acoustiques et le guide d’onde peut modifier la fréquence de résonance de l’ensemble.

Celle–ci peut alors être différente de c0/L. Il est cependant indispensable, pour générer une

onde à caractère purement progressif, d’exciter le système non pas à la fréquence de résonance

de l’ensemble, mais à la fréquence correspondant à un des modes de résonance de la colonne

d’air qui compose le guide d’onde1.

1Contrairement aux systèmes à ondes stationnaires pour lesquels la condition d’établissement d’une onde

stationnaire dépend en partie du couplage entre le guide d’onde et la source acoustique.
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A ces deux paramètres s’ajoute un troisième qui est la valeur du déphasage imposé entre les

mouvements des membranes des deux sources acoustiques. Ce déphasage doit être précisément

égal à ±π/2. Des variations sur ce déphasage abaissent le taux d’ondes progressives de manière

significative. À titre d’exemple, un écart de 1o sur la valeur du déphasage abaisse le taux d’ondes

progressives à 0.965.

Les effets combinés des écarts sur la valeur de la fréquence d’excitation, sur la valeur

des amplitudes des débits acoustiques imposés par les deux sources et sur la précision sur le

déphasage relatif entre les mouvements de leurs membranes peuvent conduire à un abaissement

significatif du taux d’onde progressive optimal. Il s’agit donc de contrôler le plus précisément

ces paramètres afin de générer un champ acoustique dont la distribution spatiale sera la plus

proche possible de celle d’une onde progressive.

1.4 Écoulement redressé en résonateur annulaire

Quand un champ acoustique de fort niveau est entretenu dans un résonateur, un écoulement

moyen d’origine acoustique est généré par effets non linéaires. Cet écoulement prend naissance

dans les couches limites viscothermiques et se diffuse par suite dans le reste du guide d’onde.

En résonateur acoustique fermé, le vent acoustique prend la forme des écoulements de Rayleigh

[50], caractérisés par la présence de cellules de recirculation dues au fait que les champs de

vitesses s’annulent aux extrémités du guide d’onde. En résonateur annulaire, le vent acoustique

prend une forme différente puisqu’il ne rencontre pas d’obstacle. Sa vitesse moyennée sur une

section du guide présente alors une valeur non nulle du fait de la géométrie annulaire du système.

C’est cet écoulement en guide annulaire qui fait l’objet de l’étude présentée dans le cadre de ce

paragraphe.

Une expression approchée de la vitesse d’écoulement peut être obtenue grâce à une approche

par approximations successives, en supposant (1) que l’approximation couche limite est valide2,

(2) que l’effet de la courbure du résonateur est négligée3 et (3) que la viscosité cinématique ν

du fluide dépend de la température T suivant la loi : ν ∝ T β+1 avec β = 0.73 [56].

L’estimation de l’amplitude de la vitesse de l’écoulement redressé est obtenue en adaptant

le modèle théorique décrit en référence [25]. En considérant que les hypothèses énoncées ci–

dessus sont valides, l’équation qui décrit les variations transverses de la vitesse axiale ṽym
4 de

2Ce qui implique que les variations suivant x sont très inférieures aux variations suivant r : ∂x << ∂r.
3Le résonateur considéré est alors le résonateur déroulé de la figure 1.1.(b) : le mouvement du fluide peut donc

être supposé symétrique par rapport à la ligne médiane du guide d’onde.
4L’indice m est utilisé dans la suite pour traduire la composante du second ordre non oscillante.
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l’écoulement redressé s’écrit [25, 56]
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où la notation h est utilisée pour désigner la moyenne temporelle sur une période acoustique de

la fonction arbitraire h, où ν0 est la viscosité du fluide à la température T0, où ph est la pression

hydrodynamique qui accompagne l’écoulement, et où ṽy(y, r, t) et ṽr(y, r, t) sont respectivement

les composantes axiale et radiale de la vitesse particulaire acoustique. Notons que cette équation

présente deux inconnues, à savoir la pression hydrodynamique ph et la vitesse de l’écoulement

ṽym.

La double intégration de cette l’équation (1.56) suivant la coordonnée adimensionnée ζ =

2r/a et son moyennage sur la section du guide d’onde mènent à l’expression
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(1.57)

où la notation 〈. . .〉 = 2
∫ 1
0 . . . ζdζ désigne la moyenne sur une section du résonateur. Dès lors en

notant que le flux massique 〈M〉 au travers d’une section du guide est nécessairement constant

le long de la coordonnée y en raison de la géométrie annulaire du résonateur,

〈M〉 = ρ0〈ṽym〉 + 〈ρ̃ṽy〉 = cte, (1.58)

il est possible d’éliminer le premier terme du membre de droite de l’équation (1.57) par une

intégration suivant la coordonnée y, de 0 à L, et donc d’éliminer la pression hydrodynamique

ph. La vitesse de l’écoulement redressé est alors finalement donnée par l’expression

〈ṽym〉 =
1

ρ0

(

〈M〉 − 〈ρ̃ṽy〉
)

(1.59)

dans laquelle la moyenne sur une section du guide d’onde du flux de masse 〈M〉 s’écrit

〈M〉 =
a2

4Lν0

∮

m(y)dy, (1.60)

où la fonction m(y) représente la densité des sources entrâınant l’écoulement redressé :
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Notons que la relation gh = (1/2)ℜ
(

g̃h̃∗
)

est utilisée dans cette équation (1.61) pour calculer

la moyenne temporelle du produit gh, g̃ et h̃ étant les amplitudes complexes des fonctions

arbitraires g et h.

Le report des expressions de la pression acoustique p̃(y) déterminée aux équations (1.37) et

(1.38) dans les équations (1.18), (1.23), (1.19) et (1.22) permet de calculer la moyenne sur une
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section du flux de masse 〈M〉 et par suite, la vitesse de l’écoulement redressé 〈ṽym〉 moyennée

sur une section du guide d’onde.

Les distributions spatiales moyennées sur une section du résonateur de la vitesse 〈ṽym〉
de l’écoulement redressé, de la quantité 〈ρ̃ṽy〉 et du flux de masse 〈M〉 sont respectivement

présentées sur les figures 1.7 lorsqu’une onde acoustique à caractère progressif est établie dans le

guide d’onde, et en considérant les valeurs numériques des paramètres géométriques et thermo–

physiques données au tableau 1.1. Au regard de la figure 1.7.(a), il apparâıt notamment que,

même si la vitesse d’écoulement < ṽym > dépend de la coordonnée axiale y, elle reste quasi

constante le long du guide d’onde lorsqu’une onde acoustique progressive est établie dans le

résonateur annulaire. Le maximum de variation de cette vitesse le long du guide d’onde est

inférieur à 0.5% de sa valeur moyenne suivant y. Il est intéressant de noter que la direction

de l’écoulement redressé est ici opposée à la direction de propagation de l’onde acoustique

progressive. Notons également que le flux de masse 〈M〉 est bien constant le long de la coordonnée

y et correspond à la somme des contributions des termes ρ0〈ṽym〉 et 〈ρ̃ṽy〉.

D’autre part, le calcul de la vitesse moyenne de l’écoulement redressé sur la longueur du

guide d’onde 1/L
∮

〈vym〉.dy montre que celle–ci est proportionnelle au carré de l’amplitude de

pression acoustique moyenne5 :

1

L

∮

〈ṽym〉.dy ≈ Γ

∣

∣

∣

∣

1

L

∮

p̃(y).dy

∣

∣

∣

∣

= αp2
rms, (1.62)

où Γ et α sont des constantes de proportionnalité et où prms désigne l’amplitude efficace de la

pression acoustique moyenne.

La figure 1.8 présente le module |〈ṽym〉| de la vitesse moyennée sur une section du

guide d’onde de l’écoulement redressé en fonction de la pression acoustique au carré. Les

constantes de proportionnalité Γ et α sont alors égales, en considérant les valeurs des paramètres

géométriques et thermo–physiques présentés au tableau 1.1, à Γ ≈ −0.9 10−7ms−1Pa−2 et

α = −1.8 10−7ms−1Pa−2.

5L’équation (1.61) montre que la vitesse est bien proportionnelle à la pression acoustique au carré, compte

tenu des équations (1.18) et (1.23).
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de l’écoulement redressé 〈ṽym〉 moyenné sur une section du guide d’onde, en fonction du carré
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1.5 Conclusions

La spécificité du dispositif étudié dans ce chapitre 1 est que, sous certaines conditions, il est

possible de maintenir une onde tournante résonante6 [15] qui a les caractéristiques d’une onde

acoustique progressive en termes de distribution spatiale du champ acoustique et en termes

de déphasage entre la pression acoustique et la vitesse acoustique. Plus précisément, il a été

démontré que si les sources acoustiques sont séparées d’une distance L/4, si chaque source

acoustique génère une onde acoustique à la fréquence f correspondant au premier mode naturel

de la colonne d’air présente dans le résonateur (f = c0/L ≈ 161 Hz dans le cas du dispositif

expérimental utilisé), et si les sources acoustiques produisent des mouvements vibratoires de

même amplitude mais en quadrature de phase, alors l’onde acoustique résultante qui se propage

dans le guide d’onde a le comportement d’une onde progressive (en considérant que la dissipation

de l’énergie acoustique dans le guide d’onde est négligeable). Ceci est dû au fait que chaque source

génère deux ondes contrapropagatives dans le résonateur. Deux d’entre elles se propagent dans

une direction et s’additionnent de manière cohérente, (dans la direction +y par exemple si la

source 2 a un retard de phase de −π/2 comparé à la source 1), tandis que les deux autres

ondes s’annulent par interférences destructives. Il est montré par ailleurs que pour générer une

onde purement progressive, il faut ajuster avec une grande précision les amplitudes et phases

des déplacements de chacune des sources acoustiques, ainsi que la fréquence à laquelle elles

établissent l’onde acoustique dans le guide d’onde.

Lorsqu’une onde acoustique à caractère progressif est entretenue dans un guide d’onde

annulaire, un écoulement est généré par effets non linéaires. Cet écoulement, contrairement

à l’écoulement classique observable dans les résonateurs à ondes stationnaires [50], n’est pas

caractérisé par la présence de cellules de recirculation. Sa vitesse moyennée sur une section du

guide d’onde est non nulle. La valeur de l’amplitude de cet écoulement et son signe dépendent 1)

de l’amplitude de la pression acoustique et 2) de la valeur du rapport δν/a (ici δν/a = 2.32 10−3).

Dans le cas où l’estimation est faite avec les dimensions du dispositif expérimental (présenté ci–

après, au chapitre 2), la direction de cet écoulement est opposée à la direction de propagation

de l’onde acoustique progressive.

6Ce qualificatif d’onde tournante est repris du terme “rotating wave” [15] employé par Ceperley pour décrire

des situations où la combinaison de deux ondes stationnaires donne lieu à une onde progressive “qui se mord la

queue”.





Chapitre 2

Mesure des champs de vitesses en

résonateur annulaire par

Vélocimétrie Laser Doppler

2.1 Introduction

Une description analytique des champs de vitesse acoustique et de vitesse d’écoulement

redressé établis dans un résonateur annulaire à deux sources est présentée au chapitre 1. Il

semble qu’au delà des études analytiques et numériques [25, 2, 3] menées sur l’évaluation des

champs de vitesses dans les résonateurs annulaires, il n’existe pas, à notre connaissance, d’étude

expérimentale sur ce sujet.

L’objet de ce chapitre 2 est de présenter les résultats de mesure des champs de vitesses

prenant place dans le résonateur annulaire à deux sources développé dans le cadre de ces travaux.

Ces champs de vitesse sont mesurés par Vélocimétrie Laser Doppler.

Dans la première partie de ce chapitre (§ 2.2) est présenté le prototype expérimental de

résonateur annulaire à deux sources. Ce prototype permet de contrôler la distribution spatiale

du champ acoustique dans tout le guide d’onde grâce à l’ajustement en phase et en amplitude

des déplacements des membranes de deux haut–parleurs. Le principe général de la mesure par

Vélocimétrie Laser Doppler ainsi que la châıne de mesure utilisée sont ensuite présentés au

paragraphe 2.3. Cette technique de mesure permet de déterminer simultanément, et de manière

peu intrusive, la vitesse particulaire acoustique et la vitesse de l’écoulement redressé dans le

guide d’onde.

La procédure expérimentale adoptée dans le cadre de cette étude est brièvement décrite au

paragraphe 2.4 puis les résultats de mesures préliminaires du temps de stabilisation des champs

31
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de vitesses établis dans le guide d’onde annulaire sont présentés au paragraphe 2.5. Ces résultats

mettent en évidence le fait que la mesure de la vitesse de l’écoulement redressé par Vélocimétrie

Laser Doppler est une procédure délicate.

Les résultats de mesure des vitesses particulaires acoustiques et des vitesses d’écoulements

redressés pouvant s’établir dans le dispositif expérimental en fonction du déphasage entre les

déplacements des membranes des deux sources acoustiques font respectivement l’objet des

paragraphes 2.6 et 2.7. Ces résultats de mesure sont discutés et comparés aux résultats issus du

modèle théorique présenté au chapitre 1. Enfin, les conclusions et perspectives sont discutées.

2.2 Présentation du prototype expérimental

Le prototype expérimental développé dans le cadre de ce travail est présenté sur la figure 2.1.

Il est composé de deux cylindres concentriques (d’épaisseur 1 cm, de hauteur h = a = 7.5 cm

et de rayons intérieurs R1 = 0.299 m et R2 = 0.375 m respectivement) pris en étau entre deux

plaques circulaires (de 0.5 m de rayon externe) constituant les parois inférieure et supérieure

du guide. Toutes les parois du guide d’onde sont en PlexiglassTM . La stabilité de l’ensemble est

assurée par vingt boulons et entretoises uniformément répartis et l’étanchéité entre les différents

éléments est assurée par des joints toriques et de la graisse à vide. Le guide d’onde ainsi formé

a une section carrée Sw = a × a ≃ 5.6 10−3 m2 et présente une longueur déroulée L ≃ 2.12 m.

Il contient de l’air à la pression atmosphérique et à la température de la pièce.

Haut parleurs

Supports microphoniques

Sonde VLD

Orifices d’ensemencement

Fig. 2.1 – Photographies du dispositif expérimental : à gauche, une vue du dessus, et à droite,

une vue de côté. Le guide d’onde annulaire est couplé à deux haut–parleurs électrodynamiques.

Deux haut–parleurs électrodynamiques (Audax PR170MO), positionnés aux abscisses s = 0

et s = 3L/4, sont utilisés pour générer un champ acoustique dans le guide d’onde annulaire.

Notons que ces deux haut–parleurs ont préalablement été installés dans un écran infini afin

de les caractériser expérimentalement grâce à la mesure de leurs impédances électriques Z̃ls.
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Les modules |Z̃ls| et les phases arg(Z̃ls) de ces impédances sont respectivement reportées sur

les figures 2.2.(a) et (b). Les paramètres électromécaniques (définis au § 1.3.7) des deux haut–

parleurs déterminés à partir de la mesure de Z̃ls sont présentés au tableau 2.1. Les deux sources

acoustiques sont choisies de manière à ce que leurs caractéristiques électromécaniques soient les

plus proches possibles afin de faciliter par la suite l’ajustement en phase et en amplitude des

déplacements de leurs membranes.
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Fig. 2.2 – (a) Module |Z̃ls| et (b) phase arg (Z̃ls) des impédances électriques des deux haut–

parleurs PR170MO utilisés dans le prototype expérimental. Les deux sources sont choisies de

manière à ce que leurs paramètres électromécaniques soient les plus proches possibles.

Re (Ω) Cms (m.N−1) Mms (kg) Le (mH) Rms (kg.s−1) Bl (N.A−1) fls (Hz)

HP 1 6.76 3.16.10−4 3.94.10−3 0.39 0.91 5.36 144

HP 2 6.83 3.16.10−4 3.77.10−3 0.38 0.80 5.32 146

Tab. 2.1 – Paramètres électromécaniques des deux haut–parleurs PR170MO : (Re, Le) sont la

résistance et l’inductance de la bobine, (Rms, Cms, Mms) sont les caractéristiques mécaniques de

l’équipage mobile et Bl et fls sont respectivement le facteur de force et la fréquence de résonance

du transducteur.

La face avant de la membrane de chaque haut–parleur est chargée par une cavité (constituée

par la paroi de la membrane elle–même et par la paroi supérieure du guide d’onde) débouchant

sur un trou cylindrique de longueur lc = 1 cm et de diamètre dc =7.5 cm assurant la liaison

avec le guide d’onde (Cf. Fig. 1.1.(b)). Un générateur basses fréquences Tektronix (AFG3029B),

dont les deux sorties peuvent être contrôlées indépendamment en amplitude et en phase, est

connecté aux deux haut–parleurs par l’intermédiaire de préamplificateurs LM3886 en pont.

Comme il a été montré au chapitre 1, le contrôle en phase et en amplitude du déplacement des

membranes des deux sources permet d’établir dans le résonateur un type d’onde déterminé, qui

peut être stationnaire, progressif ou une combinaison de ces deux composantes. Conformément
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aux conclusions du paragraphe 1.3.9, une attention particulière est accordée au contrôle précis

des amplitudes et des phases des déplacements des membranes des deux haut–parleurs grâce

à des mesures au vibromètre laser (Polytec OFV 300) avant chaque campagne de mesure. En

effet, la précision sur le contrôle de ces paramètres de phase et d’amplitude a une influence

significative sur le Taux d’Ondes Progressives obtenu.

Les deux sources acoustiques génèrent dans le guide d’onde un champ acoustique

monochromatique à la fréquence du premier mode propre du résonateur, f = 161 Hz. À

cette fréquence, les épaisseurs des couches limites visqueuse et thermique valent respectivement

δν = 1, 73.10−4 m et δκ = 2, 08.10−4 m. Ces épaisseurs de couches limites sont très inférieures

au diamètre hydraulique a du guide d’onde. Par ailleurs, la fréquence de fonctionnement est très

inférieure à la première fréquence de coupure fc ≃ 3082 Hz du guide d’onde. En conséquence, la

propagation acoustique dans le résonateur se fait en ondes planes.

Trois microphones électrostatiques Brüel & Kjær 4136 dont les membranes affleurent la paroi

interne du guide d’onde sont installés de manière étanche aux points d’abscisses s = 0.57 m,

s = 0.66 m et s = 0.75 m. Ces microphones sont connectés à un amplificateur (Brüel & Kjær,

de type Nexus) par l’intermédiaire de préamplificateurs (Brüel & Kjær, de type 2670). Une fois

étalonnés en amplitude, la mesure de la pression acoustique en ces trois points permet d’examiner

en temps réel le champ acoustique dans le guide d’onde.

Dans la suite de ce document, les vitesses particulaires acoustiques et les vitesses

d’écoulements redressés sont mesurées à l’intérieur du guide d’onde grâce à la technique

de mesure par Vélocimétrie Laser Doppler dont le principe est brièvement rappelé ci–après

au paragraphe 2.3.1. Deux orifices équipés de bouchons permettent l’injection des particules

d’ensemencement nécessaires à cette mesure des champs de vitesses par VLD.

2.3 Vélocimétrie Laser Doppler

2.3.1 Principe de la VLD

L’Anémométrie Laser Doppler (ALD) ou Vélocimétrie Laser Doppler (VLD) est une

technique basée sur l’effet Doppler, formalisé en 1842 par Christian Doppler pour les ondes

sonores, et adaptée en 1848 par Fizeau pour les ondes électromagnétiques. Cette technique,

développée expérimentalement par Yeh et Cummins en 1964 [78] permet, en étant faiblement

intrusive, de mesurer la vitesse de particules en suspension dans un volume de fluide. La vitesse

de ces micro–particules, aussi appelées particules d’ensemencement ou traceurs, peut être évaluée

par la mesure du décalage fréquentiel entre le signal lumineux diffusé par une de ces particules

et celui de la source laser émettrice.



2.3 Vélocimétrie Laser Doppler 35

Comme le montre la figure 2.3, deux faisceaux laser issus d’un même faisceau originel

convergent en un point grâce à une optique adaptée. Ces faisceaux créent en ce point un volume

sonde, siège d’un réseau de franges d’interférences espacées par l’interfrange

i =
2 sin(θL/2)

λL
, (2.1)

où θL est l’angle formé par les deux faisceaux et λL est leur longueur d’onde. Lorsqu’une particule

passe à travers ce réseau, l’intensité lumineuse qu’elle diffuse fluctue à une fréquence donnée,

appelée fréquence Doppler FD = vs/i, proportionnelle à l’interfrange i et à la composante de la

vitesse de la particule vs orthogonale à l’orientation des franges d’interférences.

Le signe de la vitesse de cette particule est déterminé en modulant fréquentiellement un

des faisceaux laser grâce à un modulateur acousto–optique appelé cellule de Bragg [20]. Cette

cellule enferme un fluide, excité par un cristal piézoélectrique alimenté par un signal de fréquence

fB (typiquement fB = 40 MHz), créant la propagation d’une onde acoustique ultrasonore. Ce

champ a pour effet de décaler fréquentiellement le faisceau lumineux d’une quantité fB par effet

Brillouin [49]. Le décalage en fréquence d’un des deux faisceaux se traduit alors sur les figures

d’interférences par un balayage spatial de fréquence fB. Ce défilement des franges d’interférences

transforme la fréquence du signal Doppler fD en fS = fD + fB. Ainsi l’intensité lumineuse

diffusée par une particule immobile présente une fréquence de fB alors que celle d’une particule

en mouvement va présenter une fréquence qui va s’ajouter ou se retrancher à celle du défilement

des franges.

Cette technique permet donc, dans le cadre de l’application à l’acoustique, d’accéder

simultanément à la vitesse oscillante (vitesse particulaire acoustique) et à la vitesse stationnaire

(vitesse d’écoulement) que peuvent subir des particules de fluide passant dans le volume sonde.

Dans les faits, le signal lumineux capté par le photo–multiplicateur (PM) est transformé en

signal électrique et transmis à une unité de traitement du signal adaptée (BSA, qui signifie

Burst Spectrum Analyzer). Le signal électrique transmis à cet analyseur est composé d’une

suite de bouffées sinusöıdales de fréquences variables et modulées en amplitude par une

gaussienne. Chaque bouffée correspond au passage d’une particule d’ensemencement dans le

volume de mesure. Ce signal est appelé signal Doppler. L’unité de traitement du signal permet

alors en temps réel, via un processeur de transformée de Fourier à court terme, d’estimer la

fréquence instantanée à un instant donné, fréquence directement liée à la vitesse de la particule

d’ensemencement au même instant. Ainsi à chaque particule qui traverse le volume de mesure

correspond un couple (temps,vitesse).
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Séparateur

Cellule de Bragg

PM

Volume de mesure: 
franges d’interférence

Convergent

BSA

Laser

fL

fL + fB

θL

s (ou y)

Fig. 2.3 – Schéma de principe de la Vélocimétrie Laser Doppler : deux faisceaux issus d’un

même rayon convergent vers un point. Un photo–multiplicateur (PM), relié à un analyseur de

spectre (BSA), mesure les variations d’intensité lumineuse au croisement des faisceaux, où se

créent des franges d’interférences formant le volume de mesure dans lequel les traceurs passent.

La cellule de Bragg permet quant à elle de déterminer le signe de la vitesse des particules passant

dans le volume de mesure.

2.3.2 Dispositif expérimental utilisé

2.3.2.1 Système VLD

La châıne de mesure utilisée1 dans le cadre de cette étude est présentée sur la figure 2.4.

Les deux faisceaux qui permettent de créer le volume de mesure sont générés par une diode

laser pulsée (de type Elforlight, modèle G430) délivrant une puissance nominale de 20 mW. La

longueur d’onde optique de ces faisceaux est 532 nm. La diode laser est connectée à la sonde VLD

(Dantec Flowlite 1D) par l’intermédiaire de fibres optiques qui permettent la transmission des

deux faisceaux. Lorsque cette sonde est équipée d’une lentille de focalisation (la distance focale

est de 158.4 mm), le volume de mesure est une ellipsöıde de 0.41 mm de longueur et de section

circulaire de diamètre 0.05 mm. Cette lentille de focalisation est pourvue de systèmes optiques

permettant d’acheminer les faisceaux laser et de les faire converger à leur sortie, ainsi que d’une

lentille de réception permettant de recueillir le signal lumineux rétrodiffusé par chaque particule

passant dans le volume de mesure. Le signal optique est ensuite transporté par l’intermédiaire

d’une autre fibre optique jusqu’au photo–multiplicateur (PM) qui transmet alors le signal

1Notons qu’une seconde châıne de mesure VLD a été utilisée dans le cadre de cette étude. Cette châıne est

alimentée par un laser Argon Spectra–Physics délivrant une puissance nominale de 1.7 W et permettant de générer

des faisceaux à une longueur d’onde de 514.4 nm. Ce système n’est pas retenu car il n’a pas permis de mesurer

assez précisément la vitesse de l’écoulement redressé. Ceci peut–être dû au fait que cette sonde est de technologie

bien plus ancienne que celle finalement utilisée pour les mesures.
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électrique correspondant à un analyseur de type BSA de la marque Dantec Dynamics (modèle

57N20–BSA). Cet analyseur possède un bloc d’alimentation haute tension pour la polarisation

du photo–multiplicateur, un oscillateur de 40 MHz pour l’alimentation de la cellule de Bragg et

une unité de traitement du signal permettant de faire en temps réel des transformées de Fourier

à court terme. Le signal traité par le BSA est finalement envoyé vers un système d’acquisition.

Toute la châıne de mesure par Vélocimétrie Laser Doppler est installée dans une chambre semi–

anéchöıque climatisée.

Volume de mesure

Faisceaux laserSonde VLD

fL

fL + fB

Lentille de réceptionTransport par fibre optique

Vers le systéme d’acquisition

focalisation
Lentille dePM

BSA

Diode laser et

Cellule de Bragg

fB = 40 MHz

Fig. 2.4 – Représentation schématique de la châıne de mesure VLD.

2.3.2.2 Ensemencement

La Vélocimétrie Laser Doppler repose sur la mesure des vitesses de particules solides ou

liquides injectées dans un fluide. Cette technique de mesure s’appuie donc sur l’hypothèse que

ces particules d’ensemencement suivent parfaitement le mouvement du fluide et changent peu ses

propriétés thermo–physiques, en particulier sa masse volumique. De nombreux auteurs se sont

intéressés aux mouvements de particules en suspension dans un fluide en écoulement stationnaire

[68, 28] ou dans un fluide soumis à des écoulements rapides oscillants tels que ceux rencontrés

en acoustique [28, 29, 11]. Les particules d’ensemencement étant à l’origine du signal Doppler,

signal qui conditionne la qualité de la mesure, le plus grand soin doit être apporté à leur choix :

les traceurs doivent être suffisamment grands pour diffuser le plus de lumière possible, mais ils

doivent être aussi les plus légers possibles afin de suivre fidèlement le mouvement du fluide.

Ainsi le choix des particules traçantes résulte d’un compromis et dépend principalement de

l’application visée.

Dans le cas de cette étude, plusieurs types d’ensemencement sont testés. Le premier type

d’ensemencement est produit grâce à un vaporisateur de fumée de spectacle. Cette fumée

est composée d’un mélange de particules d’eau et de particules d’huile de glycérine dont le

diamètre est de l’ordre du µm. Ce type d’ensemencement possède deux inconvénients : peu de

particules subsistent 30 minutes après l’ensemencement et elles se déposent rapidement sur les
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parois du guide d’onde, les “voilant” ainsi d’huile, ce qui nécessite par suite un démontage

très régulier pour assurer leur nettoyage. Cette solution n’est donc pas retenue. Le second

type d’ensemencement testé est produit par la combustion de cigarettes. La fumée produite est

constituée de particules de diamètre inférieur à 0.6 µm [33]. Ce type d’ensemencement présente

également deux inconvénients : la quantité de particules nécessaire à la mesure par VLD est

particulièrement longue et fastidieuse à produire et peu de particules subsistent 20 minutes

après l’ensemencement. Cette solution n’est donc pas retenue. Le dernier type d’ensemencement

testé est produit par la combustion lente et sans flamme de sciure de bois. La fumée produite

a l’avantage d’être une fumée sèche qui présente de bonnes propriétés de diffusion de la lumière

et qui permet de plus la mesure par VLD sur une durée d’environ une heure. C’est cette

dernière solution qui est retenue. Le système d’ensemencement permettant de produire ces

particules traçantes est conçu sur la base du système développé par Moreau et al. [41]. Les

figures 2.5.(a)–(b) et 2.6 présentent le système d’ensemencement utilisé dans le cadre de cette

étude, système composé d’une enceinte cylindrique en inox dans laquelle est placée une céramique

poreuse. Une résistance chauffante en Nichrome passe à travers les pores de cette céramique qui

constitue alors l’élément permettant d’embraser la sciure de bois déposée sur sa partie supérieure.

De l’air comprimé (surpression de quelques millibars) est injecté dans la partie inférieure de

l’ensemenceur, permettant ainsi d’entrâıner les particules traçantes produites par la combustion

de la sciure de bois jusqu’au guide d’onde par l’intermédiaire d’un conteneur d’eau permettant de

refroidir la fumée. Une fois injectées dans le résonateur annulaire, les particules les plus lourdes

se déposent sur ses parois après quelques minutes [33] laissant les particules les plus légères (d’un

diamètre de l’ordre du µm) suivre le mouvement du fluide.
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Résistance
chauffante

poreuse

Sciure

Traceurs

(a) (b)
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Fig. 2.5 – (a) Représentation schématique et (b) Photographie de l’ensemenceur : les particules

traçantes sont produites grâce à la combustion lente de sciure de bois grâce à une céramique

dans laquelle passe une résistance chauffante
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Refroidissement

Ensemenceur Arrivée d’air comprimé

Fig. 2.6 – Photographie du système d’ensemencement.

2.3.3 Traitement des données

La lumière diffusée par les particules d’ensemencement qui traversent le volume de mesure

est captée par un photo–multiplicateur. La forme du signal électrique fourni par l’unité de

traitement du signal (BSA) est alors typiquement celle représentée sur la figure 2.7.(a). Ce

signal, composé de couples (temps–vitesse) répartis sur une échelle de temps bien supérieure à

celle des oscillations acoustiques, est ramené sur une unique période acoustique et trié par temps

croissants (Fig. 2.7.(b)). Un algorithme permet ensuite de supprimer les artefacts de mesure (par

estimation de seuils).

Le signal expérimental, présenté sur la Fig. 2.7.(c), est finalement estimé par la méthode des

moindres carrés. Les données sont approchées par une équation du type

v(t) = vsm + vs(t) = vsm + Vs cos(2πft+ Φac) (2.2)

où vsm est la vitesse moyenne, c’est à dire la vitesse de l’écoulement redressé2, où Vs est

l’amplitude de la composante axiale de la vitesse particulaire acoustique et où Φac est la phase

de la vitesse particulaire acoustique.

Notons que dans le système étudié, le processus de génération d’harmoniques supérieures

pourrait être considéré car il peut modifier la forme d’onde et contribuer à la génération

de l’écoulement redressé (cette contribution est négligée au § 1.4). Pour les amplitudes de

vitesses acoustiques les plus importantes utilisées dans cette étude (≃ 2 m/s), le contenu

2Cette vitesse moyenne est la vitesse de l’écoulement redressé dans le cas présent, en considérant que le fluide

n’est soumis à aucun écoulement stationnaire autre que l’écoulement redressé lui–même.
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spectral du signal expérimental montre que l’amplitude de la seconde harmonique de la vitesse

particulaire acoustique n’excède pas 5.5 % de l’amplitude de la première harmonique. Bien

qu’il soit envisageable de prendre en compte cette présence d’harmoniques supérieures dans

le traitement du signal en ajoutant leurs contributions dans l’équation (2.2) utilisée pour

estimer le signal expérimental par moindres carrés, cela n’est pas fait ici car l’erreur qui en

résulte est considérée comme négligeable au regard d’autres sources d’erreurs. En effet, aux

plus forts niveaux acoustiques, et compte tenu de la dépendance quadratique de la vitesse du

vent acoustique relativement à la vitesse particulaire acoustique, la contribution de la seconde

harmonique à la génération de l’écoulement redressé n’excède pas (5.5.10−2)2, soit 0.3 % de la

contribution attribuée à la composante fondamentale du champ acoustique. L’hypothèse d’un

champ acoustique monochromatique est alors supposée valide et l’équation (2.2) est utilisée dans

la suite pour estimer les vitesses acoustiques et les vitesses d’écoulements redressés.

Suppression des
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Fig. 2.7 – Schéma récapitulatif de la procédure de traitement des données issues des mesures

de vitesse par VLD. Le signal issu du Burst Spectrum Analyser est ramené sur une période

acoustique pour être estimé par moindres carrés.

La précision de la mesure peut être estimée par le Rapport Signal sur Bruit (RSB) défini

par [61]

RSB =
V 2

s

2V[b(t)]
et RSBdB = 10 log(RSB), (2.3)

où V[b(t)] est la variance du signal b(t) qui est la différence entre les vitesses acoustiques mesurées

et celle estimée par moindres carrés. Grâce à cet indicateur il est possible de calculer les erreurs

minimales3

∆vsm = 2Vs

√

1/2nRSB, (2.4)

∆vs = 2Vs

√

1/nRSB, (2.5)

et

∆Φac = 2
√

1/nRSB, (2.6)

3Erreurs qui ne prennent en compte que les erreurs dues au système de mesure lui-même.
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sur l’estimation par moindres carrés des grandeurs vsm, vs et Φac, où n est le nombre de couples

(temps–vitesse). Afin de minimiser ces erreurs et d’obtenir une bonne convergence des résultats,

les mesures sont réalisées sur 40 000 points [41].

Notons qu’il existe d’autres sources d’erreurs qui ne sont pas prises en compte dans cette

définition du RSB. En particulier, l’évolution temporelle de la température ambiante peut

avoir de l’influence sur les résultats des mesures des champs de vitesses. Cette température

est contrôlée pendant la durée des mesures : ses variations ne dépassent pas 1 K. L’imprécision

sur la position du volume de mesure peut être une autre source d’erreur. Cette imprécision peut

être due à l’imprécision sur la position de la sonde VLD elle–même (de l’ordre du millimètre)

mais aussi aux effets de réfraction des faisceaux lasers sur les parois courbes du résonateur. La

mesure par VLD étant très localisée, l’influence de la courbure du guide d’onde est ici supposée

négligeable.

2.4 Procédure de mesure

Le résonateur annulaire à deux sources est installé sur un plateau tournant permettant de

réaliser les mesures le long de la direction axiale s4 avec une précision de 2 mm. La sonde

VLD est installée sur une platine de déplacement qui permet de réaliser les mesures suivant les

coordonnées r et z avec une précision de 1 mm.

Les tensions électriques appliquées aux bornes des haut–parleurs dans le cadre de cette

étude varient entre 0.6 et 6 V, ce qui correspond à des niveaux de pression acoustique dans

le guide d’onde variant entre 80 et 800 Pa. Notons que les tensions électriques fournies aux

haut–parleurs sont, pour toutes les mesures présentées dans la suite, ajustées de sorte que les

amplitudes des déplacements des membranes des deux sources soient égales5. L’ajustement de

la phase entre ces déplacements est ensuite fixée selon le type d’onde acoustique souhaité et la

fréquence d’excitation est réglée à 161 Hz.

Après l’introduction des particules d’ensemencement dans le guide d’onde, les deux sources

acoustiques sont mises en fonctionnement : les mesures par Vélocimétrie Laser Doppler de la

composante axiale vs = ℜ{ṽse
−iωt} de la vitesse acoustique et de la composante axiale vsm de la

vitesse de l’écoulement redressé établies dans le résonateur annulaire peuvent alors commencer,

sous réserve que ces champs de vitesses soient stables. L’objet du paragraphe suivant est de

déterminer la durée de leur stabilisation.

4Le système de coordonnées (r, s, z) utilisé dans la suite est défini précédemment sur la figure 1.1.(a).
5Cet ajustement est possible grace à la mesure préliminaire au vibromètre laser du déplacement des membranes

des deux haut–parleurs.
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2.5 Mesure préliminaire du temps de stabilisation des champs

de vitesses

Afin d’estimer le temps nécessaire aux champs de vitesses pour atteindre une valeur stable,

les évolutions temporelles de la vitesse particulaire acoustique et de la vitesse de l’écoulement

redressé sont mesurées à la position s = S0 = 0.72 m sur l’axe médian du guide d’onde

pour une pression acoustique moyenne dans le résonateur de 430 Pa et pour un déphasage

ϕ entre les déplacements des membranes des deux haut–parleurs de −π/2. Les figures 2.8.(a) et

2.8.(b) montrent que la vitesse particulaire acoustique est parfaitement stable 12 minutes après

l’introduction des particules d’ensemencement et après que le champ acoustique soit crée (à

t = 0 s), alors même que la vitesse de l’écoulement redressé atteint une valeur quasi stable après

environ 45 minutes. Plus précisément, la vitesse particulaire acoustique atteint 95% de sa valeur

stabilisée après 6 minutes et la vitesse de l’écoulement redressé atteint 95% de sa valeur stabilisée

après 27 minutes. Cela signifie qu’après chaque introduction de particules d’ensemencement dans

le guide d’onde, les mesures par Vélocimétrie Laser Doppler ne peuvent commencer avant ce

délai de 27 minutes, et doivent s’arrêter après environ une heure. En effet, la diminution du

nombre de particules qui passent dans le volume de mesure après ce temps limite entrâıne une

diminution du rapport signal sur bruit et donc de la précision sur les mesures des champs de

vitesses. Cela signifie également qu’une erreur de l’ordre de 5 % est commise sur la mesure de

la vitesse de l’écoulement redressé du fait de la nécessité de réaliser des mesures pendant 30

minutes, et ce 30 minutes après l’ensemencement.

On pourrait penser en premier lieu que ce long temps de stabilisation de la vitesse de

l’écoulement redressé résulte simplement du régime transitoire d’établissement de cet écoulement

sous l’effet de l’application d’un échelon de pression acoustique correspondant à la mise sous

tension des haut–parleurs. En effet, lors de l’application d’un échelon de pression, le vent

acoustique prend d’abord place à proximité des parois du guide d’onde (là où se trouvent

les sources qui lui donnent naissance) puis se diffuse vers l’axe du guide d’onde. D’après les

travaux d’Amari et al. [2], il est possible d’estimer le temps caractéristique τ d’établissement

de cet écoulement en fonction du diamètre hydraulique a du guide d’onde et de la viscosité

cinématique ν du fluide,

τ ≃ a2

π2ν
. (2.7)

Dans le cas présent, ce temps caractéristique est d’environ 37 secondes, c’est à dire bien inférieur

à la durée de stabilisation observée expérimentalement.

Ce temps relativement long de stabilisation de l’écoulement redressé a déjà été observé par

Thompson et al. [70] et confirmé par Moreau et al. [41]. Thompson et al. avance l’idée que les
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Fig. 2.8 – Mesure par Vélocimétrie Laser Doppler du temps de stabilisation des champs

de vitesses sur l’axe médian du guide d’onde à la position s = S0 = 0.72 m. (a) Évolution

de l’amplitude de la composante axiale vs(R0, S0, 0, t) de la vitesse particulaire acoustique en

fonction du temps et (b) évolution de l’amplitude de la composante axiale vsm(R0, S0, 0, t)

de la vitesse de l’écoulement redressé en fonction du temps. Les erreurs minimales faites lors

des mesures VLD sur les valeurs de l’amplitude de la vitesse particulaire acoustique sont très

faibles. Quelques points de mesures présentés sur le graphique (b) montrent une erreur minimale

importante, due à la présence occasionnelle d’artefacts de mesure réduisant considérablement le

RSB.

conditions thermiques imposées sur les parois du résonateur ont une forte influence sur le temps

caractéristique nécessaire pour atteindre un état stable de la vitesse de l’écoulement redressé.

La figure 2.9 présente les résultats obtenus par Thompson et al. sur un résonateur à ondes

stationnaires fonctionnant à une fréquence acoustique f = 308 Hz. Les mesures sont réalisées

en un point unique, au centre d’une cellule de recirculation. Une corrélation apparâıt clairement

entre les résultats de la mesure de la température réalisée sur les parois externes du guide d’onde

et ceux de la mesure de la vitesse de l’écoulement redressé. Dans le cadre de cette étude menée

par Thompson et al., différentes conditions concernant les échanges thermiques au niveau des

parois du résonateur sont imposées : conditions dites isotherme, non contrôlée et isolée (quasi

adiabatique). Quand les parois du guide d’onde ne subissent pas de variations de température

(condition isotherme), la vitesse de l’écoulement redressé reste constante dans le temps. Pour les

deux autres conditions, une faible augmentation de la température (de l’ordre du Kelvin) entrâıne

une diminution de l’amplitude de l’écoulement redressé. Dans notre montage expérimental,

aucune condition thermique n’est imposée aux parois du résonateur, ce qui correspond au cas

“non contrôlée” (uncontrolled) pour Thompson et al.. La vitesse de l’écoulement redressé atteint

une valeur stationnaire après un temps de stabilisation de 27 minutes qui est du même ordre

de grandeur que le temps de stabilisation de 14 minutes reporté par Thompson (et 23 minutes

pour la stabilisation de la distribution de température).
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Fig. 2.9 – (a) Évolution de la composante axiale de la vitesse de l’écoulement redressé

(l’amplitude moyenne de la vitesse acoustiques est de 6.1 m/s) en fonction du temps pour trois

conditions d’échanges thermiques et (b) mesure correspondante de la température des parois

externes du guide en fonction du temps. Extrait de [70].

Par ailleurs, la figure 2.8 montre qu’il existe un facteur 8 entre la valeur initiale de l’amplitude

de l’écoulement redressé et sa valeur stabilisée dans le dispositif expérimental utilisé dans le cadre

de ce travail. La figure 2.9 reporte quant à elle un facteur 2 entre l’amplitude initiale de la vitesse

de l’écoulement redressé et son amplitude stabilisée dans le cas “non contrôlé”, et un facteur

6 dans le cas quasi adiabatique dans le dispositif développé par Thompson et al.. Ainsi une

variation de la distribution du champ de température, si faible soit elle (de l’ordre du degré dans

les travaux de Thompson et al.) dans le dispositif expérimental, peut entrâıner d’importantes

variations de l’amplitude de la vitesse de l’écoulement redressé.

Notons que d’autres phénomènes peuvent intervenir dans ce processus de stabilisation,

comme par exemple la stabilisation de la vitesse des particules d’ensemencement après leur

injection dans le guide d’onde ou encore l’évolution temporelle de la masse volumique du

fluide due à la présence des particules d’ensemencement contenues dans le résonateur. Ces

deux phénomènes sont cependant difficiles à quantifier et jouent probablement un rôle moins

important dans le processus de stabilisation de l’écoulement redressé que celui étudié par



2.6 Mesure des vitesses particulaires acoustiques par VLD 45

Thompson et al.. Ce long délai est donc vraisemblablement lié au temps de stabilisation d’une

distribution hétérogène de la température, due à la présence de sources de chaleur (notamment

les haut–parleurs) dans le montage expérimental. Ce temps nécessaire pour atteindre l’équilibre

thermique est contrôlé par les transports convectifs de chaleur provoqués par l’écoulement

redressé, écoulement redressé qui, lui–même, est contrôlé par la distribution du champ de

température dans le système.

Les résultats de mesure de la distribution spatiale des champs de vitesses qui s’établissent

dans le prototype expérimental sont présentés dans les paragraphes suivants. Ces mesures

sont réalisées, conformément aux conclusions de ce paragraphe, après la stabilisation des

champs de vitesses, et plus particulièrement après la stabilisation de la vitesse de l’écoulement

redressé. Après l’injection des particules d’ensemencement dans le guide d’onde, les deux sources

acoustiques sont mises sous tension. Les mesures de vitesses par VLD commencent alors 27

minutes après l’ensemencement et la mise sous tension des sources acoustiques.

2.6 Mesure des vitesses particulaires acoustiques par VLD

2.6.1 Profil longitudinal de la vitesse particulaire acoustique

La distribution spatiale de la vitesse particulaire acoustique le long de la coordonnée s

(r = R0 et z = 0) est présentée sur les figures 2.10.(a)–(d) pour différentes valeurs du

déphasage ϕ entre les déplacements des membranes des deux haut–parleurs. Ce sont plus

précisément les distributions normalisées de l’amplitude de la vitesse particulaire acoustique

axiale |vs(R0, s, 0)/vav| qui sont reportées sur ces figures, où vav = (1/L)
∫ L
0 vs(R0, s, 0).ds

représente l’amplitude moyenne de la vitesse particulaire acoustique le long de la coordonnée s.

Les lignes continues correspondent aux distributions spatiales théoriques (Éq. (1.39) et (1.40))

et les carrés représentent les résultats de mesures par Vélocimétrie Laser Doppler.

Pour ϕ = 0 (Fig. 2.10.(a)), la distribution spatiale du champ de vitesse dans le résonateur

est celle d’une onde stationnaire, distribution caractérisée par la présence de ventres et de

nœuds de vitesse acoustique espacés d’une distance λ/4. Pour ϕ = −π/2 (Fig. 2.10.(d)),

l’amplitude de la vitesse particulaire acoustique est quasi constante le long de la coordonnée

s. La distribution spatiale du champ acoustique est alors celle d’une onde à caractère quasi

progressif. Des variations de l’amplitude de la vitesse particulaire acoustique, variations plus

importantes expérimentalement que théoriquement, apparaissent autour des emplacements des

haut–parleurs. Cette différence entre les résultats théoriques et expérimentaux est probablement

due à la non prise en compte dans le modèle théorique des singularités géométriques à la jonction

entre les sources acoustiques et le guide d’onde. Les figures 2.10.(b) et (c) correspondent à deux
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cas intermédiaires (respectivement pour ϕ = −π/6 et pour ϕ = −π/3) pour lesquels l’onde

acoustique établie dans le guide d’onde possède à la fois une composante stationnaire et une

composante progressive. D’une manière générale, les champs de vitesse particulaire acoustique

théoriques et expérimentaux restent très proches pour les quatre cas présentés ici.

Il est donc possible d’établir, dans un résonateur annulaire à deux sources, différents types

d’ondes acoustiques, caractérisées par une distribution spatiale précise selon la phase des

déplacements des membranes de chacune des deux sources.
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Fig. 2.10 – Distributions normalisées de l’amplitude de la composante axiale |vs(r0, s, 0)/vav|
de la vitesse particulaire acoustique, où vav = (1/L)

∫ L
0 vs(R0, s, 0)ds est l’amplitude moyenne

de la vitesse acoustique de long de la coordonnée s : les carrés correspondent aux résultats

expérimentaux et les lignes continues aux résultats théoriques. (a) ϕ = 0 ; (b) ϕ = −π/6 ; (c)

ϕ = −π/3 ; (d) ϕ = −π/2.

2.6.2 Profil transverse de la vitesse particulaire acoustique

La distribution spatiale de la vitesse particulaire acoustique vs(r, S0, 0) mesurée en fonction

de la coordonnée r à la position z = 0 et s = S0 = 0.72 m ≈ 3L/8 est représentée pour

différentes amplitudes de la pression acoustique sur la figure 2.11.(a). Le volume de mesure se

situe ici à proximité d’un microphone de mesure de sorte que l’amplitude de pression acoustique

associée est également mesurée. Le déphasage entre les déplacements des membranes des deux
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haut–parleurs est fixé ici à ϕ = −π/2. L’onde acoustique entretenue dans le guide d’onde est

alors une onde acoustique à caractère progressif.

La vitesse particulaire acoustique n’est pas uniforme suivant r. Il est possible de montrer que

cette non uniformité est due à la courbure du guide d’onde. En effet, une estimation de la vitesse

particulaire acoustique peut être obtenue en faisant l’hypothèse que, dans le résonateur annulaire

de la figure 1.1.(a), l’onde de pression acoustique est une onde plane progressive se propageant

sans dissipation suivant les s décroissants (p̃(r, s, z) = p̃(s) = p̃(S0)e
−ik0(s−S0)). En utilisant

l’équation d’Euler dans le système de coordonnées (r, s, z) de la figure 1.1.(a), la composante

axiale de la vitesse particulaire acoustique s’écrit

ṽs(r, S0, 0) =
i

ρ0ωr

∂p̃(S0)

∂s
. (2.8)

Cette relation permet de déterminer la distribution transverse de la vitesse particulaire

acoustique sous réserve que l’amplitude de la pression acoustique p̃(S0) soit connue. La

distribution transverse théorique (Eq. (2.8)) de l’amplitude de la vitesse particulaire acoustique

vs(r, S0, 0) est représentée en fonction de la coordonnée r sur la figure 2.11.(a) pour les différentes

amplitudes de pression correspondant aux amplitudes de pression expérimentales. Il apparâıt que

les résultats théoriques sont en bon accord avec les résultats de mesure.
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Fig. 2.11 – Distributions spatiales théoriques (lignes continues) et expérimentales de l’amplitude

de la composante axiale de la vitesse particulaire acoustique à la position S0 = 0.72 m ≈ 3L/8

pour différentes valeurs d’amplitudes de pression acoustique et pour un déphasage ϕ = −π/2 :

(a) en fonction de la coordonnée r, vs(r, S0, 0) et (b) en fonction de la coordonnée z, vs(R0, S0, z).

La figure 2.11.(b) présente la distribution transverse de la vitesse particulaire acoustique

mesurée en fonction de la coordonnée z à la position s = S0 et r = R0 pour un déphasage ϕ entre

les déplacements des membranes des deux haut–parleurs fixé à −π/2 et pour plusieurs valeurs

d’amplitude de pression acoustique. Les vitesses particulaires acoustiques sont ici uniformes

suivant la coordonnée z : la courbure du résonateur n’a aucun impact sur la distribution de la

vitesse particulaire acoustique axiale suivant z.
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Notons qu’au regard des distributions spatiales représentées sur les figures 2.11.(a) et (b), il

peut sembler que la vitesse particulaire acoustique ne s’annule pas sur les parois du résonateur,

aux positions r = R1 et r = R2 (Fig. 2.11.(a)) ou aux positions z = −h/2 et z = h/2

(Fig. 2.11.(b)). En effet les mesures par VLD ne peuvent pas être réalisées près des parois du guide

d’onde, car il est délicat de positionner le volume de mesure dans les couches limites en raison

de la courbure du résonateur. Des mesures à proximité des parois montreraient l’annulation de

la vitesse particulaire sur ces parois.

2.7 Mesure des vitesses d’écoulements redressés par VLD

2.7.1 Profil longitudinal de la vitesse de l’écoulement redressé

Les distributions spatiales de la vitesse de l’écoulement redressé vsm(R0, s, 0) le long de la

coordonnée s sont respectivement représentées aux figures 2.12.(b) et (d) pour des déphasages ϕ

entre les déplacements des membranes des deux sources acoustiques de −π/2 et de 0. Ces deux

figures sont accompagnées, afin de donner une vision globale des champs de vitesses établis dans

le guide d’onde, par les figures 2.12.(a) et (c) qui représentent respectivement les distributions

spatiales des champs de vitesses particulaires acoustiques correspondants pour ϕ = −π/2 et

ϕ = 0.

Il apparâıt que, quel que soit le déphasage entre les déplacements des membranes des deux

haut–parleurs, les amplitudes des vitesses d’écoulement redressé présentent de grandes variations

autour de la position des sources acoustiques, en s = 0 et en s = 3L/4. Ces perturbations

sont probablement dues aux singularités géométriques situées entre les haut–parleurs et le guide

d’onde, singularités pouvant entrâıner la création de tourbillons à l’entrée du résonateur. Certains

auteurs, comme Thompson et al. [69] ou Moreau et al. [41], ont observé des phénomènes similaires

et ont pris soin de faire en sorte que ces effets ne perturbent pas leurs mesures. Thompson et al.

réalisent leurs mesures à une distance d’approximativement un mètre de la source acoustique. De

leur côté, Moreau et al. utilisent un guide d’onde lié aux sources acoustiques par l’intermédiaire

de tubes convergents permettant d’adapter le diamètre des sources à celui du résonateur, et ainsi

de limiter l’effet des discontinuités sur l’écoulement redressé. Malgré ces précautions, Moreau et

al. mentionnent l’apparition de perturbations importantes de la vitesse de l’écoulement redressé

jusqu’à 0.34 m des sources acoustiques. Dans le système étudié ici, pour les positions situées à une

distance supérieure à 0.4 m des sources acoustiques (c’est–à–dire pour des positions comprises

entre s ≈ L/8 et s ≈ 5L/8), nous considérons que l’influence de la présence des sources est

négligeable et que l’écoulement mesuré correspond à l’écoulement redressé lui–même, c’est–à–
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Fig. 2.12 – Distributions spatiales des champs de vitesses mesurés par VLD dans le résonateur

annulaire en fonction de la position axiale s pour une amplitude efficace de pression acoustique

prms = 430 Pa : (a) et (b) sont respectivement les amplitudes des composantes axiales de la

vitesse acoustique vs(R0, s, 0) et de la vitesse de l’écoulement redressé vsm(R0, s, 0) pour un

déphasage entre les deux sources ϕ = −π/2 et (c) et (d) sont respectivement les amplitudes des

composantes axiales de la vitesse acoustique vs(R0, s, 0) et de la vitesse de l’écoulement redressé

vsm(R0, s, 0) pour un déphasage entre les deux sources ϕ = 0.

dire l’écoulement résultant des effets non linéaires acoustiques dans les couches limites thermique

et visqueuse.

Dans le domaine défini par s ∈ [L/8, 5L/8], et pour le cas où une onde progressive

est générée dans le guide d’onde (Fig. 2.12.(b)), l’amplitude de la composante axiale de la

vitesse de l’écoulement redressé vsm(R0, s, 0) est quasi constante et d’un ordre de grandeur

inférieure à l’amplitude de la vitesse particulaire acoustique (Fig. 2.12.(a)). Le signe négatif de

l’amplitude de cette vitesse d’écoulement redressé est en accord avec les résultats théoriques

présentés au paragraphe 1.4 : dans les conditions expérimentales présentes, pour lesquelles

δν/(2a) ≈ 2.32 10−3 << 1, l’écoulement redressé est dirigé dans la direction opposée à la

direction de propagation de l’onde acoustique progressive.

Dans le cas où une onde stationnaire est générée dans le guide d’onde (Fig. 2.12.(d)),

l’observation simultanée des distributions spatiales de vitesse particulaire acoustique et de vitesse
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d’écoulement redressé montre que les résultats sont en accord avec les observations classiques des

écoulements redressés dans les résonateurs à ondes stationnaires [50, 41]. Il existe effectivement

dans ce cas des variations spatiales périodiques de l’amplitude de la vitesse de l’écoulement

redressé, amplitude qui s’annule aux positions des nœuds et des ventres de vitesse acoustique.

De plus, cet écoulement redressé est dirigé vers les ventres de vitesse particulaire acoustique,

conformément aux observations classiques des écoulements redressés dans les résonateurs à ondes

stationnaires.

Notons que des mesures ont également été réalisées antérieurement sur un système différent

de celui considéré pour cette étude. La différence par rapport au système actuel résidait dans

le diamètre du trou assurant la liaison entre les sources et le guide d’onde. En effet, lors de la

conception initiale du dispositif expérimental, cette connexion était assurée par un trou de 2 mm

de diamètre de manière à limiter les phénomènes de couplage entre le guide d’onde et les sources

acoustiques. Dans cette configuration initiale, la création de tourbillons due à la formation de

jets à l’entrée du résonateur était telle que la distribution de la vitesse de l’écoulement moyen

présentait des variations importantes, non plus de manière localisée autour de la position des

haut–parleurs, mais sur toute la longueur du guide d’onde. C’est précisément en raison de ces

observations que le trou de connexion entre le guide et les sources acoustiques a été par la suite

élargi jusqu’à un diamètre de 75 mm.

2.7.2 Profil transverse de la vitesse de l’écoulement redressé

La distribution spatiale de la vitesse vsm de l’écoulement redressé est représentée en fonction

de la coordonnée r sur la figure 2.13.(a) et en fonction de la coordonnée z sur la figure 2.13.(b)

dans le cas où la distribution spatiale de la vitesse particulaire acoustique dans le guide

d’onde est celle d’une onde progressive (ϕ = −π/2). Les mesures sont réalisées à la position

S0 = 0.72 m ≈ 3L/8 correspondant à une distance des sources telle que la vitesse de l’écoulement

est stabilisée (§ 2.7.1). Ces mesures sont réalisées pour différentes valeurs d’amplitude de la

vitesse particulaire acoustique.

La figure 2.13.(a) montre que lorsque l’amplitude moyenne U (suivant la coordonnée r) de

la vitesse particulaire acoustique est faible, la distribution de la vitesse de l’écoulement redressé

est symétrique par rapport à l’axe du guide. En revanche, le maximum d’amplitude de vitesse se

déplace vers la paroi extérieure du guide (vers r = R2) quand la vitesse particulaire acoustique

est de l’ordre du mètre par seconde ou supérieure. Ce comportement peut être attribué en

partie aux effets d’inertie du fluide qui conduisent à une distorsion des profils de la vitesse des

écoulements redressés. Pour évaluer l’influence de l’inertie du fluide, le nombre de Reynolds
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Fig. 2.13 – Distribution spatiale de la valeur absolue de l’amplitude de la composante axiale de

la vitesse de l’écoulement redressé vsm mesurée par VLD à la position S0 = 0.72 m ≈ 3L/8 pour

un déphasage ϕ = −π/2 et pour différentes valeurs de l’amplitude moyenne U = 〈vs〉r (S0, 0) de

la vitesse particulaire acoustique vs(r, S0, 0) : (a) suivant la coordonnée r, |vsm(r, S0, 0)| et (b)

suivant la coordonnée z, |vsm(R0, S0, z)|.

acoustique ReNL, défini par

ReNL =

(

U

c0

)2( a

2δν

)2

(2.9)

est introduit par Menguy et al. [39]. Ce nombre adimensionné6 permet de définir une limite

entre les écoulements redressés lents (“slow streaming”) et rapides (“fast streaming”). Lorsque ce

nombre est très petit devant l’unité, ReNL ≪ 1, l’écoulement correspondant est dit ”écoulement

lent”. Cet écoulement est caractérisé par une amplitude de vitesse assez faible pour ne pas

perturber les variables oscillantes de premier ordre. Dans le cas contraire, lorsque ce nombre de

Reynolds est supérieur ou égal à l’unité, ReNL ≥ 1, l’écoulement est dit ”écoulement rapide”

(ou écoulement non linéaire) et des effets non linéaires de l’inertie du fluide apparaissent et

se manifestent par la déformation des profils de vitesses de l’écoulement redressé. En effet, les

travaux de Menguy et al. [39] ont montré, dans le cadre d’une étude numérique de l’écoulement

redressé associé à une onde stationnaire de fort niveau7, que la distribution spatiale des

écoulements de Rayleigh est symétrique lorsque l’écoulement redressé est lent, et présente une

asymétrie de plus en plus marquée à mesure que le nombre de Reynolds acoustique augmente,

6Cette définition du nombre de Reynolds acoustique défini par Menguy et al. est valable pour des fréquences

acoustiques dans le domaine de l’audible, lorsque le rayon du guide d’onde considéré est de l’ordre du centimètre

et pour des niveaux d’amplitude de pression acoustique inférieurs à 160 dB. Ce nombre traduit le rapport des

effets d’inertie du fluide et des effets de la viscosité du fluide. Ainsi lorsque ce nombre est supérieur à 1, les effets

d’inertie sont plus importants que les effets de la viscosité, et inversement.
7Menguy et al. prennent en compte les termes d’accélération convective et la présence d’harmoniques

supérieures dans le signal acoustique.
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ou plus précisément lorsque l’écoulement redressé devient rapide et que les effets non linéaires

de l’inertie du fluide ne sont plus négligeables.

Dans les résultats expérimentaux présentés en figure 2.13.(a), le paramètre ReNL varie de

1.6.10−2 à 1.4 ce qui implique que les effets d’inertie du fluide peuvent être en partie responsables

du profil asymétrique de la vitesse de l’écoulement redressé sur une section du résonateur.

Cependant, la distribution transverse de l’écoulement redressé devient asymétrique dès que

l’amplitude moyenne U de la vitesse acoustique excède 1 m/s, ce qui correspond à une valeur

de ReNL = 0.4, en deçà de la limite définie par Menguy et al.. Une raison supplémentaire qui

pourrait expliquer l’origine de ce phénomène d’asymétrie est que la courbure du résonateur, qui

influence la distribution spatiale de la vitesse particulaire acoustique suivant r, a également une

influence sur la distribution spatiale transverse de la vitesse de l’écoulement redressé. Ainsi, les

effets combinés de ces deux phénomènes participeraient à l’établissement des profils de vitesses

d’écoulements redressés observés ici. Ces hypothèses restent néanmoins à vérifier.

La distribution de la vitesse de l’écoulement redressé suivant la coordonnée z présentée

sur la figure 2.13.(b) est quant à elle symétrique par rapport à l’axe du guide d’onde, quelle

que soit la valeur de l’amplitude moyenne U de la vitesse particulaire acoustique, et présente

un profil parabolique. La courbure du guide d’onde et les effets d’inertie du fluide n’ont donc

vraisemblablement aucun impact visible sur la distribution de la vitesse de l’écoulement redressé

suivant z.

S’il s’avère logique que la courbure du guide d’onde n’a pas d’influence sur le profil de la

vitesse de l’écoulement redressé suivant z, il est en revanche notable que les effets d’inertie du

fluide n’ont pas non plus d’impact visible sur cette même vitesse (alors qu’ils en auraient sur le

profil de vitesse d’écoulement suivant r). Cette observation laisse à penser que la distortion du

profil de vitesse d’écoulement redressé suivant r est plus particulièrement due à la courbure du

guide d’onde.

2.7.3 Vitesse de l’écoulement redressé en fonction de l’amplitude de pression

acoustique

Afin de confronter les résultats expérimentaux à ceux issus du modèle analytique présenté au

paragraphe 1.4, les moyennes linéiques 〈vsm〉r et 〈vsm〉z, respectivement suivant les coordonnées

r et z, des valeurs absolues |vsm (r, S0, 0)| et |vsm (R0, S0, z)| des amplitudes de la vitesse de

l’écoulement redressé à la position S0 = 0.72 m ≈ 3L/8 sont représentées en fonction de p2
rms

sur la figure 2.14, prms étant l’amplitude efficace de la pression acoustique mesurée à la position

s = 0.75 m. Les lignes tiretées et pointillées correspondent respectivement aux régressions

linéaires 〈vsmfit
〉r,z = αr,z p

2
rms des moyennes linéiques 〈vsm〉r,z. Les coefficients de corrélation
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linéaire

Rr,z =
σxyr,z

σxr,zσyr,z

(2.10)

entre p2
rms et 〈vsm〉r,z, où σxyr,z désigne la covariance empirique des (p2

rms, 〈vsm〉r,z) et où σxr,z et

σyr,z sont respectivement les variances empiriques des p2
rms et des 〈vsm〉r,z, valent respectivement

Rr=0.99 et Rz=0.91. Ces valeurs traduisent une bonne corrélation entre les moyennes linéiques

et les régressions linéaires.

Les résultats présentés sur la figure 2.14 permettent de confirmer que la vitesse de

l’écoulement redressé est bien proportionnelle à l’intensité acoustique. Les constantes αr,z

associées aux régressions linéaires des résultats expérimentaux dans les deux directions

transverses valent respectivement αr ≈ -1,66 10−7 m.s−1.Pa−2 et αz ≈ -1,42 10−7 m.s−1.Pa−2.

Sur cette même figure 2.14 est reportée la courbe théorique issue de l’équation (1.62),

représentant la moyenne sur une section du guide d’onde de la vitesse de l’écoulement redressé

en fonction du carré de la pression acoustique efficace. Il importe de rappeler que les résultats

expérimentaux ne sont pas directement comparables à ceux issus du modèle car, d’une part les

mesures ne donnent pas accès à la moyenne sur une section du guide d’onde de l’écoulement

redressé mais aux moyennes linéiques suivant les coordonnées r et z, et d’autre part le modèle

ne prend pas en compte la courbure du résonateur et considère un guide à section circulaire.

Il est toutefois remarquable de constater que les valeurs obtenues pour les constantes αr et αz

sont proches de la valeur α = -1.8 10−7 m.s−1.Pa−2 prévue par le modèle.
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Fig. 2.14 – Moyennes linéiques 〈vsm〉r,z suivant les coordonnées r et z des valeurs absolues des

amplitudes des composantes axiales |vsm(r, S0, 0)| et |vsm(R0, S0, z)| de la vitesse de l’écoulement

redressé , à la position s = S0 = 0.72 m ≈ 3L/8, en fonction de l’amplitude efficace de la pression

acoustique au carré p2
rms.
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2.8 Conclusions & perspectives

Le prototype expérimental de résonateur annulaire développé dans le cadre de ce travail

est présenté dans ce chapitre 2 (§ 2.2). Deux sources acoustiques placées en paroi du guide

d’onde annulaire permettent d’y entretenir une onde acoustique contrôlable par le simple

ajustement de la phase entre les déplacements des membranes des deux haut–parleurs. Il est

alors possible d’établir dans le guide d’onde un champ stationnaire, progressif ou tout autre

champ intermédiaire.

La technique de mesure par Vélocimétrie Laser Doppler présentée au paragraphe 2.3 est

utilisée pour mesurer les champs de vitesses dans le dispositif expérimental. Cette technique

permet de mesurer simultanément la vitesse particulaire acoustique et la vitesse de l’écoulement

redressé en tout point du résonateur.

Il est montré que la mesure des champs de vitesses par Vélocimétrie Laser Doppler est une

procédure délicate : le type d’ensemencement et le matériel utilisé conditionnent en effet la

validité des résultats de mesure obtenus. Les résultats présentés au paragraphe 2.5 permettent

de plus de mettre en évidence un phénomène de stabilisation lente de la vitesse de l’écoulement

redressé. Ce temps de stabilisation est principalement lié au temps d’établissement d’une

distribution hétérogène de la température dans le guide d’onde [70].

Les résultats de mesures par Vélocimétrie Laser Doppler des champs de vitesses établis dans

le résonateur acoustique annulaire à deux sources sont ensuite présentés.

Il est montré au paragraphe 2.6 que les résultats théoriques et expérimentaux concernant

les distributions spatiales du champ acoustique le long du guide d’onde sont en bon accord. Un

champ acoustique à caractère stationnaire, progressif ou tout autre champ intermédiaire peut

être établi dans le résonateur grâce au contrôle en phase des déplacements des membranes des

deux haut–parleurs. Les résultats de mesure de la distribution transverse de la vitesse particulaire

acoustique sont également présentés et montrent que la courbure du résonateur entrâıne une

dissymétrie du profil de vitesse acoustique suivant la coordonnée r.

Les résultats de mesure de la vitesse des écoulements redressés sont quant à eux reportés

au paragraphe 2.7. Lorsqu’une onde acoustique stationnaire est établie dans le guide d’onde, la

vitesse de l’écoulement redressé mesurée est conforme aux résultats obtenus dans des résonateurs

droits à ondes stationnaires [50, 41]. Lorsque la distribution du champ acoustique établi dans le

guide d’onde est celle d’une onde à caractère progressif, il apparâıt, conformément aux prévisions

théoriques du § 1.4, que l’amplitude de la vitesse de l’écoulement est quasi constante sur la

longueur du résonateur et que son signe négatif correspond à une direction d’écoulement opposée

à la direction de propagation de l’onde acoustique. Même si les résultats de mesures permettent

de déterminer clairement la vitesse de l’écoulement redressé sur toute une partie du guide d’onde,
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il reste que la présence des singularités géométriques localisées au niveau de la liaison entre les

sources et le résonateur perturbe localement fortement l’écoulement. Notons que ces singularités

géométriques ont un impact important sur la distribution spatiale de l’écoulement moyen mesuré,

mais n’ont pas d’effets significatifs, dans le cadre de cette étude (i.e pour des vitesses acoustiques

allant de 0.2 à 1.9 m/s), sur la distribution du champ acoustique.

La mesure de la vitesse de l’écoulement redressé sur une section du guide d’onde montre

que son profil présente une asymétrie de plus en plus marquée à mesure que l’amplitude de la

vitesse particulaire acoustique augmente. Cette déformation du profil de l’écoulement redressé

peut être causée par l’augmentation des effets d’inertie du fluide à mesure que l’amplitude

de la vitesse acoustique augmente, mais aussi, plus particulièrement, par le fait que le profil

de la vitesse particulaire acoustique présente également une dissymétrie due à la courbure du

résonateur. Quoi qu’il en soit, il est montré expérimentalement que la vitesse de l’écoulement

redressé dépend de manière quadratique de la pression acoustique et ce résultat est en bon

accord avec les prévisions théoriques du paragraphe 1.4

Notons qu’une campagne de mesures a été réalisée au Laboratoire d’Études Aérodynamiques

(LEA, UMR CNRS 6609) de Poitiers au cours de cette thèse dans le but de valider, avec un

autre système de mesure et un traitement des données différent, les résultats présentés dans

ce chapitre. Les résultats principaux issus de cette collaboration concordent avec les résultats

présentés dans ce chapitre et sont regroupés en annexe A.

D’autres campagnes de mesures seraient intéressantes à mener sur le dispositif expérimental

existant. Ces études complémentaires concernent entre autre l’ajout d’un empilement de plaques

(“stack”) ou d’une pompe à jet dans le résonateur, de façon à caractériser les effets de ces

éléments sur les écoulements redressés.

L’ajout d’un empilement de plaques dans le guide d’onde et l’étude des écoulements redressés

résultants est d’un intérêt particulièrement important en thermoacoustique : dans une machine

thermoacoustique, l’empilement de plaques a pour fonction d’augmenter les effets de couches

limites pour maximiser le processus thermoacoustique, mais par voie de conséquence cette

augmentation du “volume” de couches limites doit également se traduire par une modification

significative de l’écoulement redressé qui se développe lui aussi dans les couches limites

viscothermiques. Il est donc important de connâıtre la contribution de l’empilement de plaques à

la génération des écoulements redressés dans les machines thermoacoustiques car ces écoulements

jouent un rôle crucial dans leur fonctionnement.

Une tentative pour mener à bien ces mesures a été initiée, en introduisant dans le guide d’onde

un stack en céramique de cordiérite constitué d’un ensemble de pores carrés d’arête 0.7 mm
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(stack similaire à celui présenté sur la photographie de la Fig. 3.7) et d’une longueur de 0.15 m.

Malheureusement, ces mesures se sont révélées inopérantes car trop peu de traceurs étaient

présents dans le guide d’onde après ensemencement et attente de stabilisation de l’écoulement :

il semble qu’une part importante des traceurs se soit agglomérée dans l’empilement de plaques.

Faute de temps, et faute de pistes visant à améliorer le protocole expérimental en présence

d’un empilement, ces mesures ont été abandonnées. Notons cependant que ce type de mesure

a été mis en œuvre avec succès et récemment publié par Moreau et al. [41] dans le cas d’un

résonateur droit à onde stationnaire. Les résultats présentés par Moreau et al. montrent que

le stack influence localement en son voisinage l’écoulement redressé, et que son influence se

traduit par l’apparition de nouvelles cellules de recirculation. En revanche, loin de l’empilement

de plaques, le profil de l’écoulement redressé observé reste proche de celui prévu par la théorie en

l’absence de stack : il semble donc que le stack constitue avant tout un obstacle à l’écoulement

redressé et n’influence cet écoulement que de façon locale, sans pour autant constituer une source

de cet écoulement dans l’ensemble du résonateur. Il serait donc intéressant de réussir à mettre

en œuvre ces mesures en présence d’un empilement de plaques dans le cas d’un résonateur

annulaire à ondes progressives afin d’apporter des données expérimentales complémentaires de

celles publiées par Moreau et al.

L’ajout d’une pompe à jet dans le résonateur annulaire et la mesure par VLD de l’écoulement

redressé résultant constitue également une perspective intéressante à ces travaux. Le schéma de

principe d’une pompe à jet est illustré sur la figure 2.15. La caractéristique principale de cette

pièce réside dans la dissymétrie de sa géométrie : lorsque la pompe à jet est placée dans le

guide d’onde, siège d’une onde acoustique de fort niveau, la dissymétrie de cette pièce provoque

une dissymétrie des pertes de charges singulières de part et d’autre de la pompe à jet, ce qui

provoque une différence de pression moyenne et par suite un écoulement moyen. Ces pompes à

jet sont utilisées dans les générateurs d’ondes thermoacoustiques [66, 6] : elles sont dimensionnées

et placées de sorte que l’écoulement moyen qu’elles provoquent vienne contrecarrer les autres

sources d’écoulement moyen (vent acoustique). Le fonctionnement précis de cet élément est

cependant mal compris et son dimensionnement résulte avant tout d’une démarche empirique. La

caractérisation expérimentale par VLD des effets d’une pompe à jet placée dans un guide d’onde

annulaire à ondes progressives sur l’écoulement moyen pourrait donc apporter des informations

susceptibles de contribuer à une meilleure compréhension du fonctionnement de cet élément, et

d’en définir les règles de dimensionnement.
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Pompe à jet

Guide d’onde

Fig. 2.15 – Représentation schématique d’une pompe à jet.

Notons enfin qu’une amélioration du dispositif expérimental existant concernant les sources

acoustiques pourrait être envisagée. Cette amélioration concernerait notamment la minimisation

des effets de singularité géométrique venant perturber l’écoulement moyen à proximité des

sources. Un moyen de minimiser ces effets pourrait consister en la mise au point d’une source

acoustique dont la membrane vibrante affleurerait directement la paroi interne du guide d’onde,

à l’image d’un piston oscillant, comme illustré sur la figure 2.16.

Guide d’onde

SuspensionPiston oscillantHaut-parleur

Tourbillons

(a) (b)

Fig. 2.16 – Représentation schématique (a) du couplage actuel entre les sources acoustiques

et le guide d’onde et (b) d’une amélioration envisageable concernant les sources acoustiques,

amélioration qui permettrait de diminuer les effets des singularités géométriques.

Par ailleurs, un affinement du choix des paramètres électromécaniques des sources pourrait

permettre d’ajuster le couplage entre ces sources et le guide d’onde de sorte qu’à la fréquence

de travail (f = c0/L), les amplitudes de pression maximales admissibles (avant distorsion par la

source) soient plus élevées, ce qui permettrait par suite d’opérer aux mesures du vent acoustique

sur une plus large dynamique.
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Chapitre 3

Prototype expérimental et méthode

de caractérisation du champ

acoustique

3.1 Introduction

Les machines thermoacoustiques, comme toutes les machines thermiques cycliques, peuvent

fonctionner selon deux modes : le mode “pompe à chaleur” (ou “réfrigérateur”), qui nécessite

un apport d’énergie sous forme de travail (acoustique), et qui permet d’assurer un transport de

chaleur d’une source froide vers une source chaud ; et le mode “moteur”, pour lequel un apport

de chaleur depuis une source chaude permet de convertir une partie de cette chaleur en travail

(acoustique). Dans le cadre de ce chapitre c’est le processus “moteur” qui est étudié.

Dans sa version la plus simple, un moteur thermoacoustique est composé d’un guide d’onde

à l’intérieur duquel est placé un empilement de plaques (ou tout autre poreux équivalent)

dont les extrémités sont munies d’échangeurs de chaleur. Une différence de température est

maintenue entre ces deux échangeurs, qui se traduit par suite par un gradient de température

le long de l’empilement de plaque. Au delà d’une certaine valeur seuil de ce gradient, une

onde acoustique auto–entretenue est générée à une fréquence correspondant à une résonance du

guide d’onde. Plus précisément, lorsque le gradient de température le long de l’empilement

de plaques atteint le seuil de déclenchement dont la valeur dépend de la géométrie de la

machine et des paramètres thermo–physiques du fluide, l’amplification résultante du processus

thermoacoustique dans l’empilement compense les pertes viscothermiques dans l’ensemble du

guide d’onde. Au delà de cette valeur seuil, il suffit d’une perturbation infinitésimale pour que

61
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l’instabilité thermoacoustique apparaisse, se traduisant par la génération d’une onde acoustique

auto–entretenue à la fréquence du mode acoustique le plus instable.

Il existe différents types d’architectures de moteurs thermoacoustiques. Très schématiquement,

on peut classifier ces architectures en deux catégories, suivant que les machines utilisent des ondes

quasi stationnaires ou des ondes quasi progressives. Dans la première catégorie de machine, l’em-

pilement de plaques — couramment désigné par l’anglicisme “stack” — est généralement inséré

dans un résonateur droit (de type quart d’onde ou demi–onde) et cet empilement est dimen-

sionné de sorte que la distance entre deux de ses plaques corresponde à quelques épaisseurs

de couche limite thermique. Dans la seconde catégorie de machine, l’empilement de plaques

est placé dans un résonateur en boucle, de manière à favoriser le développement d’une onde

acoustique auto–entretenue à caractère progressif. Cette idée, avancée par Ceperley en 1979

[13], présente un intérêt de taille car la présence d’une composante progressive dans le champ

acoustique permet que le cycle thermodynamique associée aux échanges fluide/paroi dans l’em-

pilement de plaque s’apparente à un cycle de Stirling. Ce cycle permet d’atteindre en théorie

le rendement idéal de Carnot, contrairement aux machines thermoacoustiques à ondes station-

naires intrinsèquement irréversibles [73]. Ceperley propose alors de remplacer l’empilement de

plaques par un régénérateur1 assurant une condition d’échange isotherme entre le fluide et les

parois du régénérateur. Cependant, les tentatives de Ceperley pour faire fonctionner un dispositif

expérimental se basant sur cette idée sont sans succès.

Le premier moteur thermoacoustique mettant en jeu un résonateur annulaire est réalisé en

1998 par Yazaki et al. [77] (et reproduit en 2000 au Laboratoire d’Acoustique de l’Université du

Maine dans le cadre des travaux de Job [32]), mais utilise un empilement de plaques. Un an plus

tard, Swift et Backhaus mettent au point une machine de forte puissance dont les propriétés de

résonance résultent du couplage d’un guide droit et d’un guide annulaire dans lequel est placé

un régénérateur [66]. Cette machine thermoacoustique de Stirling, représentée à la figure 3.1,

présente d’excellentes performances2 (700 W de puissance acoustique utile pour un rendement

thermoacoustique de 30 %), attribuables à deux caractéristiques importantes : le remplacement

de l’empilement de plaques par un régénérateur, et l’usage d’une boucle de guide qui permet

d’assurer localement dans le régénérateur une forte impédance acoustique3 combinée à une phase

proche de zéro entre oscillations de pression et de vitesse acoustique.

1Le régénérateur est un matériau poreux semblable à celui utilisé classiquement dans les machines à ondes

stationnaires, mais pour lequel les pores sont de faibles dimensions par rapport à l’épaisseur des couches limites

thermiques.
2Contrairement à la machine de Yazaki et al. réalisée dans le cadre d’études académiques.
3L’usage du régénérateur entrâıne d’importantes pertes d’énergie par dissipations visco–thermiques. Pour une

même pression acoustique, la vitesse acoustique est donc réduite afin de limiter ces pertes d’énergie, et ainsi de

ne pas nuire aux performances de la machine.
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Fig. 3.1 – Représentation schématique du moteur thermoacoustique de Stirling développé par

Swift et Backhaus, d’après [66].

Les conditions de déclenchement de l’instabilité thermoacoustique dans ce genre de machine

sont aujourd’hui comprises et mâıtrisées [47]. Reste que les processus qui gouvernent la

saturation du phénomène thermoacoustique (i.e la saturation de l’amplitude de pression de

l’onde acoustique auto–entretenue), et donc le rendement de ces machines, sont encore difficiles

à modéliser et à contrôler. Ces processus sont multiples et résultent de l’apparition d’effets non

linéaires tels que la génération d’harmoniques supérieures, les effets de bords aux extrémités de

l’empilement de plaques ou des échangeurs de chaleur, ou la génération d’un écoulement redressé

venant modifier par convection forcée le champ de température dans l’empilement de plaques.
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Les machines thermoacoustiques actuelles sont souvent optimisées dans le but de minimiser ces

processus et d’augmenter par conséquent leur rendement. Des éléments passifs tels que les “jet

pumps” [65, 66], les “flow straighteners” [66], ou autres “tapered tubes” [45] sont développés

dans cette optique, mais il semble que très peu d’études ont été menées sur des systèmes actifs

permettant l’augmentation du rendement des machines thermoacoustiques. Notons les travaux

de Li et al. [35] qui concernent la mise en place d’un contrôle de la fréquence d’excitation dans

un réfrigérateur thermoacoustique et les travaux de Gusev et al. qui proposent une méthode

permettant d’améliorer le facteur de qualité d’un résonateur en éliminant de manière active les

harmoniques supérieures [24].

Cette étude vise donc à proposer un système de contrôle à l’aide d’éléments actifs qui pourrait

s’adjoindre aux éléments passifs cités ci–dessus, voire s’y substituer, de manière à augmenter

le rendement des machines thermoacoustiques en agissant directement sur la distribution du

champ acoustique dans le noyau thermoacoustique4.

Les chapitres 3 et 4 présentent l’étude d’un moteur thermoacoustique à géométrie annulaire

dans lequel un système de contrôle du champ acoustique est mis en place. Ce contrôle est

développé dans le but d’agir sur les auto–oscillations qui résultent du déclenchement de

l’instabilité thermoacoustique. Dans ce type de machine, la distribution spatiale et l’amplitude

du champ acoustique qui s’établit après la saturation de l’instabilité thermoacoustique sont

liées pour partie à des mécanismes mettant en jeu une interaction entre le champ acoustique

et le champ de température5 (pompage de chaleur thermoacoustique depuis la source chaude

vers la source froide, vent acoustique). La modification acoustiquement induite du champ de

température influence le processus d’amplification thermoacoustique de façon complexe6 car

la modification de la forme du champ de température dans le noyau thermoacoustique induit

en retour une modification du champ acoustique dans l’empilement de plaques et, par suite,

une modification du processus d’amplification thermoacoustique [47, 48]. Il en résulte que la

nature du champ acoustique dans cet élément principal ne correspond donc pas nécessairement à

l’optimum de fonctionnement après déclenchement de l’instabilité. Les expériences préliminaires

qui sont présentées dans ces deux chapitres visent à explorer une solution qui pourrait permettre

de mâıtriser, et par suite d’optimiser, le processus d’amplification thermoacoustique dans

l’empilement (stack ou régénérateur) par un contrôle actif partiel du champ acoustique dans

4Rappelons que le noyau thermoacoustique est défini comme la région comprenant l’empilement de plaques et

la partie du guide d’onde inhomogène en température.
5Les autres mécanismes responsables de la saturation sont des mécanismes classiques comme l’apparition de

pertes de charges singulières, d’harmoniques de pression ou de turbulences.
6La complexité de ce couplage entre champ acoustique et champ de température explique en grande partie

les difficultés actuelles à prévoir les performances d’un générateur thermoacoustique, aussi simple soit–il dans sa

conception.
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cet empilement. Le système de contrôle prend ici la forme de de deux sources acoustiques qui,

contrôlées en amplitude et en phase, permettent de modifier en temps réel la distribution spatiale

du champ acoustique dans le guide d’onde, et plus particulièrement dans l’empilement de plaques.

La première partie de ce chapitre 3 présente les caractéristiques du prototype expérimental

utilisé dans la suite et fin de ce document. Ce prototype est un résonateur annulaire adapté

d’une machine thermoacoustique développé au Laboratoire d’Acoustique de l’Université du

Maine [32] auquel est adjoint le système de contrôle actif composé de deux haut–parleurs pilotés

en amplitude et en phase. La seconde partie expose la méthode adoptée ici pour caractériser

expérimentalement le champ acoustique établi dans le guide d’onde.

3.2 Présentation du prototype expérimental

3.2.1 Résonateur, noyau thermoacoustique et échangeurs de chaleur

Les figures 3.2 et 3.3 présentent respectivement un schéma et une photographie du prototype

expérimental étudié. L’ensemble forme un guide d’onde annulaire de longueur L = 2.24 m et

de section circulaire de rayon a = 2.65 10−2 m contenant de l’air à la pression atmosphérique

et à la température ambiante. Le guide d’onde est composé de quatre tronçons distincts. Les

parties coudées, en PlexiglassTM , présentent une longueur déroulée de 0.56 m et un rayon de

courbure 0.14 m. Les deux parties droites ont une longueur de 0.53 m. L’une d’elle est composée

de PlexiglassTM et l’autre, qui constitue le noyau thermoacoustique, est en acier inoxydable.

L’étanchéité entre ces quatre parties est assurée grâce à des joints toriques et de la graisse à

vide. La fréquence du premier mode acoustique du guide d’onde est f = c0/L ≃ 153.5 Hz. A

cette fréquence, la propagation acoustique dans le résonateur se fait en ondes planes (la première

fréquence de coupure du guide vaut 3772 Hz).

L’origine des abscisses est prise à une extrémité du noyau thermoacoustique (extrémité droite

sur la figure 3.2). Un empilement de plaques muni d’échangeurs de chaleur est positionné de

manière à ce que son extrémité équipé de l’échangeur de chaleur froid corresponde à l’abscisse

x = xs = 1.68 m. L’empilement présente une longueur Hs = 0.05 m et est constitué de céramique

de cordiérite, matériau traditionnellement utilisé dans les pots d’échappements catalytiques

de véhicules. Cette céramique est caractérisée par une faible conductivité thermique (λs ≃ 2-

3 W.m−1.K−1), facilitant l’établissement d’un gradient de température élevé entre ses extrémités,

et par une forte porosité (φs = 0.81) permettant de minimiser les phénomènes de reflexions à ses

extrémités. Les pores de cet empilement de plaques présentent une section carrée de 0.9 mm de

côté. L’épaisseur des plaques vaut 0.1 mm. La fréquence à laquelle l’instabilité thermoacoustique

s’opère étant proche de celle du premier mode du guide d’onde, il convient, afin d’optimiser les
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Fig. 3.2 – Représentation schématique du prototype expérimental. Le moteur thermoacoustique

annulaire est équipé d’un système de contrôle du champ acoustique assuré par deux haut–

parleurs situés aux points d’abscisses x = L1 = 0.38 m et x = L2 = 0.94 m. Six microphones

électrostatiques permettent de mesurer l’amplitude prmsi
et la phase ϕi de la pression acoustique

p̃(xi) (où i prend des valeurs de 1 à 6) aux points d’abscisses x1 = 0.045 m, x2 = 0.234 m,

x3 = 0.632 m, x4 = 0.814 m, x5 = 1.082 m et x6 = 1.336 m. La longueur du guide d’onde est

L =2.24 m.

processus de conversion d’énergie thermoacoustique, de choisir la longueur du résonateur de sorte

que la distance entre deux parois de l’empilement de plaques soit approximativement égale, pour

des pores de section carrée, à quatre fois l’épaisseur de la couche limite thermique δκ =
√

2κ/ω

[46], soit δκ = 2.12 10−4 m à la fréquence f = 153.5 Hz.

De part et d’autre de l’empilement de plaques sont disposés deux échangeurs de chaleur (Cf.

Fig. 3.2). L’échangeur de chaleur froid, dont une photographie est présentée sur la figure 3.4,

est une pièce creuse en cuivre (matériau choisi pour son importante conductivité thermique)

dans laquelle circule en circuit fermé de l’eau à température ambiante permettant le transfert

de chaleur vers le milieu extérieur. Le diamètre intérieur de cette pièce est ajusté au diamètre

intérieur du guide d’onde. Une grille de cuivre en contact avec l’extrémité froide de l’empilement

de plaques permet d’augmenter la surface d’échange avec la pièce en cuivre dans laquelle circule
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Noyau thermoacoustique

Sources acoustique

Fig. 3.3 – Photographie du prototype de générateur d’ondes thermoacoustique annulaire équipé

de deux haut–parleurs.

Fig. 3.4 – Photographies de l’échangeur de chaleur froid (à gauche) et de l’échangeur de chaleur

chaud (à droite).

l’eau. L’échangeur de chaleur chaud, dont une photographie est présentée sur la figure 3.4, est

constitué d’une pièce cylindrique en acier inoxydable ajustée au diamètre extérieur du résonateur.

Huit cartouches chauffantes cylindriques de résistance 400 Ω insérées dans la pièce en acier

permettent d’élever la température du point chaud, ou plus précisément de la paroi du guide
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d’onde au droit de l’extrémité chaude de l’empilement de plaques. Ces huit résistances sont

alimentées en parallèle par un bloc thyristor de puissance variable permettant un ajustement

de la puissance électrique. À chaque niveau de puissance électrique Qh fournie aux cartouches

chauffantes correspond une différence de température ∆T entre les extrémités de l’empilement

de plaques comme le montre la figure 3.5.
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Fig. 3.5 – Différence de température ∆T entre les extrémités du stack en fonction de la puissance

électrique Qh fournie aux cartouches chauffantes.

3.2.2 Système de contrôle du champ acoustique et instrumentation

Deux haut–parleurs électrodynamiques (de marque Audax, modèle PR170MO dont les

caractéristiques sont données au § 2.2) sont positionnés aux abscisses x = L1 = 0.38 m

et x = L2 = 0.94 m (séparées d’une distance d’environ L/4). La distribution du champ

acoustique peut alors être contrôlée dans tout le résonateur et en particulier dans le noyau

thermoacoustique grâce à ces sources. En effet, comme il démontré aux chapitres 1 et 2 en

l’absence d’empilement de plaques et de gradient de température dans le système, il est possible

d’exciter dans un résonateur annulaire un champ acoustique dont la distribution spatiale peut

être contrôlée au moyen de deux sources acoustiques disposées le long du guide d’onde. Ce

champ acoustique peut prendre la forme d’un champ quasi stationnaire, d’un champ quasi

progressif ou encore de tout autre champ intermédiaire. En présence du noyau thermoacoustique,

ce contrôle est plus délicat, car d’une part, l’empilement de plaques n’est pas transparent pour

l’onde acoustique et peut entrâıner des réflexions à ses extrémités, et d’autre part, lorsqu’un

gradient de température est imposé à l’empilement, l’ensemble du noyau thermoacoustique
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présente des propriétés de transmission/réflexion incompatibles avec la possibilité qu’une onde

purement progressive s’établisse dans le guide d’onde annulaire. Il subsiste néanmoins une marge

de manœuvre permettant, par un simple ajustement du déphasage entre les déplacements des

membranes des deux haut–parleurs, de modifier la nature du champ acoustique dans le noyau

thermoacoustique.

Ces deux sources acoustiques, excitées par un générateur basses fréquences Tektronix

(AFG3029B) à deux voix par l’intermédiaire de deux préamplificateurs (LM3886 en pont),

sont liées au guide d’onde par l’intermédiaire de trous cylindriques de diamètre dc =6 mm

et de longueur lc =30 mm (Fig. 3.6). Le faible diamètre de ces liaisons permet de minimiser le

couplage entre le guide et les sources, de sorte que la fréquence de résonance du système complet

(résonateur et sources) reste proche de celle du résonateur annulaire seul. L’arrière de chaque

haut–parleur est chargé par une enceinte close de volume Vr. L’avant est quant à lui chargé par

un volume de couplage Vf délimité par le cône tronqué que forme la membrane.

lc

Guide d’onde

Source

Vf

Vr

dc

Fig. 3.6 – Représentation schématique des haut–parleurs électrodynamiques couplés au guide

d’onde annulaire faisant apparâıtre une coupe transversale du résonateur ainsi que le trou de

liaison de diamètre dc et de longueur lc entre le résonateur et les haut–parleurs chargés par des

cavités de volumes Vf et Vr.

Six microphones électrostatiques Brüel & Kjær 4136 dont les grilles de protection affleurent

la paroi interne du guide d’onde sont installés aux abscisses x1 = 0.045 m, x2 = 0.234 m,

x3 = 0.632 m, x4 = 0.814 m, x5 = 1.082 m et x6 = 1.336 m et permettent de relever l’amplitude

efficace et la phase de la pression acoustique en ces points. Ces microphones sont connectés à
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des amplificateurs Brüel & Kjær de type Nexus par l’intermédiaire de préamplificateurs Brüel

& Kjær de type 2670.

L’amplitude efficace de la pression acoustique prmsi
(où i prend des valeurs de 1 à 6

correspondant respectivement aux positions x1 à x6) est mesurée à l’aide d’un multimètre.

La précision sur cette mesure est de l’ordre de ± 1.3 % de la valeur mesurée [31]. La phase ϕi de

la pression acoustique est mesurée relativement à un microphone de référence. Un analyseur de

spectre permet de mesurer cette phase grâce à l’interspectre entre le signal issu de cette référence

et ceux issus des cinq autres microphones disposés le long du guide d’onde. La précision sur la

mesure de cette phase est de l’ordre de 0.5o [63].

Le champ de température dans l’empilement de plaques est quant à lui mesuré grâce à des

thermocouples de type K de 70 µm de diamètre disposés régulièrement le long de l’axe médian

de l’empilement de plaques (Fig. 3.7). Ces thermocouples donnent accès à la distribution axiale

du champ de température le long du “stack”. Un conditionneur de thermocouples connecté à

une carte d’acquisition permet l’enregistrement des signaux temporels de températures pendant

les mesures.

La puissance électrique Qh dissipée par effet Joule dans les cartouches chauffantes est obtenue

en mesurant la tension électrique appliquée à leurs bornes et en considérant que la résistance

d’une cartouche chauffante vaut 400 Ω. De même, la puissance électrique Wls fournie aux

haut–parleurs est obtenue par la mesure des tensions électriques d’entrée en considérant que

la résistance présenté par le haut–parleur vaut 8 Ω. Notons qu’en réalisant ainsi les mesures de

Wls et Qh, une erreur est immanquablement commise car, d’une part la résistance électrique

des cartouches chauffantes dépend de la température (et varie donc lorsque l’on chauffe), et

d’autre part l’impédance électrique d’entrée du haut–parleur dépend de la fréquence et, dans

une moindre mesure, de l’amplitude des signaux électriques.

3.3 Mesure de la distribution spatiale du champ acoustique par

la méthode du doublet microphonique

La méthode du doublet microphonique permet de reconstruire expérimentalement la

distribution du champ acoustique en tout point d’un résonateur à partir de la mesure de la

pression acoustique en deux points de ce résonateur [1]. Dans le cas présent, la partie du guide

dans laquelle la champ acoustique est recherché est celle présentant une distribution spatiale

homogène de la température, c’est–à–dire pour x ∈ [0, xs], excluant ainsi la partie ou se situe

le noyau thermoacoustique, pour x ∈ [xs, L]. En effet, la méthode du doublet microphonique

n’est pas applicable au noyau thermoacoustique car l’inhomogénéité du champ de température



3.3 Méthode du doublet microphonique 71

Fig. 3.7 – Vue générale de l’empilement de plaques instrumenté (à gauche) et coupe transversale

de l’empilement de plaques (à droite). Une série de thermocouples est disposée régulièrement le

long de l’axe médian afin de mesurer la distribution de température.

interdit la décomposition du champ de pression acoustique en contributions de deux ondes planes

contrapropagatives.

La partie du guide d’onde considérée homogène en température est divisée en trois régions

(Cf. Fig 3.2) : la région I, comprise entre l’extrémité du noyau thermoacoustique et le premier

haut–parleur (x ∈ [0, L1]), la région II, comprise entre le premier haut–parleur et le second haut–

parleur (x ∈ [L1, L2]) et la région III, comprise entre le second haut–parleur et l’extrémité froide

de l’empilement de plaques (x ∈ [L2, xs]). Dans chacune de ces trois régions sont installés deux

microphones qui permettent finalement, par la mesure de la phase et du module de la pression

acoustique, de reconstruire le champ acoustique dans l’ensemble de la partie du guide d’onde

homogène en température.

L’influence de la courbure du résonateur sur le champ acoustique est ici négligée [25].

La propagation d’ondes planes monochromatiques (à la pulsation ω) contrapropagatives avec

pertes viscothermiques pariétales dans chacune des trois zones définies ci–dessus conduit alors

à écrire les pressions acoustiques p̃I,II,III(x) dans l’espace de Fourier (i.e p̃I,II,III(x, t) =

p̃I,II,III(x)e
−iωt) sous la forme

p̃I,II,III(x) = p̃+(xI,II,III)e
ikw(x−xI,II,III) + p̃−(xI,II,III)e

−ikw(x−xI,II,III), (3.1)
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où le nombre d’onde kw défini à l’équation (1.26) prend en compte les pertes pariétales et où les

abscisses de référence pour chacune des trois régions valent respectivement xI = 0, xII = L1 et

xIII = L2. Le débit acoustique est alors donné par l’équation (1.29) :

ũI,II,III(x) =
Sw(1 − fν)

iωρ0

∂p̃I,II,III(x)

∂x
. (3.2)

En considérant que les pressions acoustiques complexes p̃(xi) aux six points d’abscisses xi

sont connues et s’écrivent

p̃(xi) = p̃+(x0)e
ikw(xi−x0) + p̃−(x0)e

−ikw(xi−x0) = |pi|eiϕi , (3.3)

où |pi| et ϕi sont respectivement les modules et les phases des pressions acoustiques mesurées

aux points d’abscisses xi, il est possible d’exprimer dans les régions I, II et III du guide d’onde

les amplitudes p̃±(x0) des deux ondes contrapropagatives en fonction des amplitudes p̃(xi) telles

que

p̃±(0) = ± p̃(x1)e
∓ikwx2 − p̃(x2)e

∓ikwx1

2i sin(kw(x1 − x2))
, (3.4)

p̃±(L1) = ± p̃(x3)e
∓ikw(x4−L1) − p̃(x4)e

∓ikw(x3−L1)

2i sin(kw(x3 − x4))
, (3.5)

et

p̃±(L2) = ± p̃(x5)e
∓ikw(x6−L2) − p̃(x6)e

∓ikw(x5−L2)

2i sin(kw(x5 − x6))
. (3.6)

Le report des équations (3.4)–(3.6) dans l’équation (3.1) permet finalement de reconstruire

les champs de pression et de débit acoustiques dans toute la zone homogène en température du

guide d’onde.

Notons que cette reconstruction du champ acoustique à partir des mesures de pression

acoustique peut être entachée d’importantes erreurs [1]. En particulier, il importe de réduire

au maximum les erreurs de mesures sur les amplitudes efficaces prmsi
et les phases relatives

ϕi des signaux microphoniques afin de minimiser les imperfections de raccordement entre les

champs acoustiques dans les trois régions de guide considérées. Les six microphones sont donc

préalablement précisément étalonnés en amplitude et en phase. Cet étalonnage est réalisé au

moyen du coupleur présenté sur la photographie de la figure 3.8 : deux supports étanches

permettent le positionnement de deux microphones dans un petit volume de couplage relié

à une chambre de compression par l’intermédiaire d’un tube capillaire ; les 2 microphones sont

alors soumis à la même pression acoustique. La chambre de compression émet un sinus glissant

sur la bande de fréquence utile, de 150 à 160 Hz. L’un des microphones de mesure est utilisé

comme microphone de référence et les cinq autres sont étalonnés relativement à celui–ci. La

figure 3.9 reporte les rapports des spectres issus de chaque couple de microphones, rapports qui
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Chambre de compression

Microphones

Coupleur

Fig. 3.8 – Photographie du coupleur utilisé lors de l’étalonnage des microphones de mesure.

Deux microphones sont positionnés dans un volume de couplage et soumis à l’aide de la chambre

de compression à la même pression acoustique.
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Fig. 3.9 – Corrections en phase et en amplitude appliquées au microphones de mesures. Les

fonctions Si1 sont définis comme les rapports des spectres des microphone i et du microphone

de référence 1.

permettent alors un étalonnage relatif en donnant accès à une correction en amplitude et en

phase des mesures.
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Les champs de pression et de débit acoustiques obtenus à partir des mesures microphoniques

sont utilisées pour définir le “rendement” de la machine (et par suite pour juger de l’augmentation

de ce rendement par contrôle actif). Le générateur d’ondes étudié ici n’étant pas une véritable

machine en ce sens qu’il n’est pas équipé d’une charge — par exemple un réfrigérateur

thermoacoustique — qui permet de consommer la puissance acoustique produite par effet

thermoacoustique, la seule façon de juger du rendement de ce générateur d’ondes est de calculer

la puissance acoustique disponible dans le guide. Pour ce faire, les distributions des puissances

acoustiques active

I(x) =
1

2
ℜ[p̃(x)ũ∗(x)] (3.7)

et réactive

J (x) =
1

2
ℑ[p̃(x)ũ∗(x)], (3.8)

où ℑ désigne la partie imaginaire, sont calculées à partir des champs de pression et de débit. La

puissance acoustique active I(x), associée à la composante progressive du champ acoustique, est

représentative de l’énergie transportée par cette composante progressive de l’onde de pression

acoustique circulant dans la boucle de guide d’onde. La puissance acoustique réactive J (x),

associée à la composante stationnaire du champ acoustique, représente quant à elle une puissance

ne fournissant aucun travail, mais néanmoins disponible dans le guide d’onde et susceptible d’être

consommée si une charge devait être ajoutée à la machine. Les puissances active et réactive

sont représentatives de la quantité d’énergie thermique convertie en énergie acoustique. La

distribution de puissance acoustique totale W(x) dans le guide d’onde est également définie

comme suit :

W(x) = |I(x) + iJ (x)| . (3.9)

et permet par suite de définir la puissance globale disponible dans la partie homogène en

température du guide d ’onde (i.e. pour x ∈ [0, xs]) :

Wac =
1

xs

∫ xs

0
W(x).dx. (3.10)

Le “rendement” η de la machine peut finalement être défini comme le rapport de la puissance

acoustique globale Wac sur la puissance de chauffage Qh fournie aux cartouches chauffantes,

η =
Wac

Qh
. (3.11)

3.4 Conclusions

Un dispositif expérimental de générateur d’ondes thermoacoustique annulaire est présenté

dans ce chapitre. Ce dispositif, présenté au paragraphe 3.2, est équipé de deux haut–parleurs
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qui permettent de contrôler la distribution du champ acoustique dans le guide d’onde et plus

particulièrement dans le noyau thermoacoustique. L’adjonction de deux sources secondaires à

la source thermoacoustique permet d’étudier la faisabilité d’un système de contrôle actif de

l’amplification thermoacoustique prenant lieu dans les générateurs d’ondes thermoacoustiques.

La caractérisation expérimentale du champ acoustique est réalisée grâce à la méthode du

doublet microphonique. Cette méthode est présentée et adaptée au paragraphe 3.3 au cas de

cette étude, pour laquelle la reconstruction expérimentale du champ acoustique dans le guide

d’onde annulaire au moyen de six microphones donne accès à la puissance acoustique disponible

dans le guide d’onde et au rendement de la machine thermoacoustique. Dans la suite de cette

étude, la caractérisation du générateur d’ondes thermoacoustique en dessous et au dessus du

seuil de déclenchement permet d’établir les premières conclusions sur le potentiel de ce système

de contrôle actif de l’amplification thermoacoustique.





Chapitre 4

Contrôle actif de l’amplification

thermoacoustique en générateur

d’ondes thermoacoustique annulaire

4.1 Introduction

Ce chapitre présente la caractérisation expérimentale du champ acoustique généré par la

source thermoacoustique et/ou les sources secondaires dans le prototype expérimental présenté

au chapitre précédent. Cette caractérisation se fait à l’aide de la méthode des doublets

microphoniques (§ 3.3) qui permet, grâce la mesure de l’amplitude efficace et de la phase de

la pression acoustique en plusieurs points du guide d’onde, de calculer la pression acoustique

et le débit acoustique dans la partie homogène en température du résonateur annulaire, et par

suite la puissance acoustique disponible. La détermination de ces grandeurs acoustiques permet

d’étudier le potentiel d’un système de contrôle actif de l’amplification thermoacoustique.

Notons que tous les résultats expérimentaux présentés dans ce chapitre sont issus de mesures

en régime stationnaire pour lesquelles il convient préalablement d’attendre la stabilisation

complète du champ de température dans le noyau thermoacoustique et la stabilisation de

l’amplitude de pression dans le guide d’onde. À chaque changement de la condition de chauffage,

un long temps d’attente1 est nécessaire, temps attribuable au procédé de chauffage “externe”

consistant à chauffer non pas l’extrémité de l’empilement de plaques mais les parois du guide

d’onde au droit de cette extrémité. Si ce procédé de chauffage a l’avantage d’assurer une

distribution transverse du champ de température quasi uniforme (et par suite une comparaison

1Entre une et deux heures selon la condition de chauffage.

77
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plus aisée aux modèles 1D disponibles [46, 32]), il se traduit en revanche par un long temps de

stabilisation inhérent à l’inertie thermique des parois en acier inoxydable du guide d’onde.

La figure 4.1 présente la procédure adoptée dans cette partie expérimentale. La détermination

du seuil de déclenchement de l’instabilité thermoacoustique est présentée au paragraphe 4.2.

L’accès à cette valeur seuil permet d’articuler l’étude autour de deux sous études : la première

concerne la caractérisation du champ acoustique au dessous de ce seuil de déclenchement (§ 4.3)

et la seconde partie concerne la caractérisation du champ acoustique au dessus de ce seuil (§ 4.4).

Enfin, le paragraphe 4.5 présente la mise en œuvre du système de contrôle actif de l’amplification

thermoacoustique et des premières conclusions sont tirées quant à l’intérêt de ce contrôle.
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Détermination du seuil

Étude au dessus du seuil

Mise en place du contrôle

Étude sous le seuil

(§ 4.2)

(§ 4.3)

(§ 4.4)

(§ 4.5)

x

x

x

x

Wls

WlsWls

Wls Qh < Qonset

Qh = Qonset

Qh > Qonset

Qh > Qonset

Fig. 4.1 – Plan de l’étude expérimentale.
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4.2 Détermination du seuil de déclenchement de l’instabilité

thermoacoustique

Le seuil de déclenchement de l’instabilité thermoacoustique est déterminé expérimentalement

en augmentant progressivement la puissance électrique Qh fournie aux cartouches chauffantes.

A chaque incrément ∆Qh de cette puissance, il s’agit d’attendre la stabilisation complète

du champ de température dans le noyau thermoacoustique. Le générateur d’ondes ther-

moacoustique se déclenche pour une puissance électrique fournie aux cartouches chauffantes

Qh = Qonset ≃ 363 W, ce qui correspond à une différence de température ∆T entre les

extrémités de l’empilement de plaque d’environ 144 K. Un champ acoustique s’établit alors dans

le guide d’onde à la fréquence f ≃ 157.5 Hz.

Cet écart de température seuil est supérieur à celui d’environ 90 K obtenu lors d’études

antérieures [46] réalisées avec ce même moteur annulaire mais sans sources acoustiques

secondaires. Cette différence peut s’expliquer par le fait que l’ajout des deux haut–parleurs

modifie le système complet, et modifie par suite le déclenchement de l’ensemble qui résulte

du couplage résonant entre le guide d’onde annulaire et les deux haut–parleurs munis de leurs

charges acoustiques avant et arrière. Dans le cas présent le couplage entre le guide d’onde et les

deux sources secondaires est suffisamment faible pour que la fréquence de résonance de l’ensemble

reste proche de celle du guide d’onde seul, mais les pertes supplémentaires introduites par l’ajout

des deux sources se traduit par une augmentation du seuil de déclenchement.

Notons également que d’autres essais ont été réalisés avec une charge différente : lorsque la

liaison de 6 mm de diamètre entre les sources secondaires et le guide d’onde est remplacée par une

liaison de diamètre dc = 16 mm (Cf. Fig. 3.6), le déclenchement de l’instabilité thermoacoustique

se fait alors pour une puissance électrique de chauffage Qonset ≃ 511 W correspondant à une

différence de température ∆T entre les extrémités de l’empilement de plaques d’environ 186 K.

La fréquence du champ acoustique est dans cette configuration f = 172 Hz.

4.3 Champ acoustique sous le seuil de déclenchement

Dans ce paragraphe, toutes les mesures sont réalisées sous le seuil de déclenchement de

l’instabilité thermoacoustique. Il n’y a alors pas de champ acoustique autre que celui induit par

les deux haut–parleurs (l’instabilité thermoacoustique n’est pas déclenchée). Trois conditions de

chauffage sont définies : la première pour laquelle la puissance électrique de chauffage est nulle

(Qh = 0 W), la seconde caractérisée par un chauffage relativement faible, la puissance électrique

fournie aux cartouches chauffantes vaut alors Qh ≃ 192 W, ce qui correspond à une différence de

température entre les extrémités de l’empilement de plaques ∆T ≃ 87 K, et la dernière condition,
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caractérisée par un chauffage relativement fort, proche de celui du seuil de déclenchement de

l’instabilité thermoacoustique, pour lequel la puissance électrique et la différence de température

valent respectivement Qh ≃ 338 W et ∆T ≃ 137 K.

Ce paragraphe 4.3 s’articule autour de deux sous paragraphes : un premier, dans lequel les

conditions de résonances sont déterminées en fonction de la puissance de chauffage Qh fournie

aux résistances chauffantes (§ 4.3.1), et un second dans lequel le champ acoustique établi dans

le guide d’onde est caractérisé pour ces différentes conditions de chauffage (§ 4.3.2).

4.3.1 Fréquence de résonance et facteur de qualité du système

Les conditions de résonance du système sont déterminées en fonction des trois conditions de

chauffage définies ci–dessus. Les résultats des mesures préliminaires de la fonction de transfert

H̃(f), définie comme le rapport

H̃(f) =
Ũµ(f)

Ũls(f)
, (4.1)

sont reportés sur la figure 4.2, où la tension Ũls (f) est la tension appliquée aux bornes des

deux haut–parleurs (les tensions appliquées à ces deux haut–parleurs sont alors en phase) et où

Ũµ (f) est la tension de sortie du microphone indicé 2. Ces résultats permettent de déterminer

les fréquences de résonance f et les facteurs de qualité Q = f/∆f du système associés à chacune

des conditions de chauffage (∆f = f2 − f1, où les fréquences f1 et f2 sont les fréquences pour

lesquelles le module de H̃ (f) décrôıt de 3 dB relativement à sa valeur à la résonance).

Les résultats obtenus pour la mesure de la fréquence de résonance f et du facteur de qualité Q

pour les trois conditions de chauffage sont présentés sur la figure 4.3. La précision sur la mesure

de la fréquence de résonance est de l’ordre de 0.05 Hz. L’incertitude sur le calcul du facteur de

qualité est alors négligeable (celle–ci varie entre ±0.005 et ±0.01). Lorsque la puissance électrique

Qh fournie aux cartouches chauffantes est nulle, la fréquence de résonance mesurée f ≃ 157.5 Hz

diffère de la fréquence du premier mode du résonateur seul f = c0/L ≃ 153.5 Hz. Ceci peut

s’expliquer d’une part par la présence de l’empilement de plaques dans le guide d’onde et d’autre

part par l’adjonction des deux sources acoustiques dont la présence modifie le comportement du

système. Lorsqu’un chauffage est imposé à l’empilement de plaques, il apparâıt que la fréquence

de résonance et le facteur de qualité ce cette résonance augmentent avec la puissance électrique

Qh fournie aux cartouches chauffantes. Les variations de la fréquence de résonance avec le

chauffage sont liées aux variations de la célérité adiabatique du son avec la température, et plus

généralement aux variations des propriétés de diffusion acoustique du noyau thermoacoustique

en fonction du champ de température qui lui est imposé. L’augmentation du facteur de qualité

avec le chauffage est quant à elle conforme à nos attentes : le facteur de qualité est en effet

d’autant plus élevé que les pertes dans le guide d’onde sont faibles, et ces pertes diminuent
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Fig. 4.2 – Modules et phases des fonctions de transfert H̃(f) entre les tensions Ũµ fournies par

les microphones de mesure et celles fournies aux haut–parleurs Ũls pour les trois conditions de

chauffage : Qh = 0 W (lignes continues), Qh ≃ 192 W (lignes tiretées) et Qh ≃ 338 W (lignes

pointillées).

lorsqu’un gradient de température est imposé le long de l’empilement de plaques, du fait de

l’apparition de l’amplification thermoacoustique2.

4.3.2 Distribution du champ acoustique sous le seuil de déclenchement

Il est possible, en connaissant les fréquences de résonance du système déterminées ci–

dessus pour chacune des trois conditions de chauffage, d’établir dans le guide d’onde un champ

acoustique à la fréquence f = f(Qh) grâce aux sources acoustiques situées en x = L1 et en

x = L2. Les deux haut–parleurs électrodynamiques sont alimentés par leurs amplificateurs

respectifs qui leur fournissent chacun une puissance électrique fixe Wls ≃ 21.4 10−2 W, soit une

puissance électrique totale fournie aux sources acoustiques Wls ≃ 41.8 10−2 W. La distribution

spatiale du champ acoustique est alors contrôlable par le simple ajustement de la phase des

signaux d’alimentation de chacune des deux sources. Notons que les niveaux de pression dans

2Le seuil de déclenchement de l’instabilité thermoacoustique correspond précisément à un facteur de qualité

infini, pour lequel les pertes dans l’ensemble du guide d’onde sont compensées par l’amplification thermoacoustique

[5].
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Fig. 4.3 – Évolutions de la fréquence de résonance f du système et de son facteur de qualité Q

en fonction de la puissance électrique Qh fournie aux résistances chauffantes.

le résonateur, induits par les deux haut–parleurs, sont suffisamment faibles (entre 50 et 500 Pa)

pour ne pas perturber significativement la distribution du champ de température dans le noyau

thermoacoustique. Les variations mesurées à l’aide des thermocouples répartis dans l’empilement

de plaques sont inférieures à 1 K pendant la durée des mesures.

La distribution spatiale du champ acoustique est déterminée à partir de la mesure des

amplitudes efficaces prmsi
et des phases ϕi des pressions acoustiques p̃(xi) aux six microphones

de mesure grâce à la méthode des doublets microphoniques exposée au § 3.3, et ce pour des

phases ϕ entre les tensions d’alimentation des deux haut–parleurs variant de −π à +π. La

reconstruction du champ acoustique dans la partie homogène en température du guide d’onde

donne alors accès à la puissance acoustique globale Wac donnée à l’équation (3.10) pour chaque

phase ϕ entre les tensions d’alimentation des haut–parleurs.

Cette puissance acoustique globale Wac est représentée sur la figure 4.4 en fonction du

déphasage ϕ entre les tensions d’alimentation des deux sources acoustiques, et pour les trois

puissances de chauffage Qh énoncées ci–dessus. Lorsque les cartouches chauffantes ne sont pas

alimentées — la puissance de chauffage Qh est alors nulle — le maximum de puissance acoustique

globale Wac est obtenu pour une phase ϕ = 0 et vaut Wac ≃ 5.2 10−2 W. Lorsque la puissance

fournie aux résistances chauffantes change et prend les valeurs Qh ≃ 192 W et Qh ≃ 338 W,

les maximums de puissance acoustique globale sont alors respectivement Wac ≃ 10.4 10−2 W

et Wac ≃ 26.3 10−2 W. La phase optimale ϕ entre les tensions d’alimentation des deux haut–

parleurs se décale approximativement vers −2π/7 lorsque Qh ≃ 192 W puis converge vers une
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valeur de −π/3 lorsque Qh ≃ augmente et atteint 338 W. Il existe donc dans ce système, sous le

seuil de déclenchement de l’instabilité thermoacoustique, une phase optimale ϕ = ϕ (Qh) pour

laquelle la puissance acoustique globale dans le guide d’onde est maximale.
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Fig. 4.4 – Puissance acoustique globale Wac dans la partie du guide d’onde homogène en

température en fonction de la phase ϕ entre les tensions d’alimentation des membranes des deux

haut–parleurs électrodynamiques, pour différentes valeurs de la puissance électrique de chauffage

Qh.

La figure 4.5.(a) présente à titre d’exemple la distribution spatiale du module |p̃ (x)| de la

pression acoustique p̃ (x) dans la partie du guide d’onde homogène en température lorsque la

puissance de chauffage est Qh ≃ 192 W, et ce pour deux valeurs de la phase ϕ pour lesquelles la

puissance acoustique globale dans le guide d’onde est maximale (lignes continus, ϕ ≃ −2π/7) ou

minimale (lignes tiretées, ϕ ≃ 2π/3). La détermination de ce champ de pression permet par suite

de déterminer le débit acoustique ũ (x), la phase φpu entre la pression et le débit acoustique, et

les puissances active I (x) et réactive J (x) respectivement représentés sur les figures 4.5.(b)–(e).

Notons que la reconstruction du champ acoustique, obtenue indirectement par une mesure

de la pression acoustique en six points le long du guide d’onde, présente quelques imperfections,

notamment visibles sur la courbe en traits pleins de la figure 4.5.(a) en x = L2 (correspondant à

la position d’un des deux haut–parleurs) où apparâıt un saut de pression de quelques pascals lié à

l’imperfection du raccordement des champs obtenus dans les régions x ∈ [L1, L2] et x ∈ [L2, xs].

Les imperfections de la méthode de reconstruction du champ de pression se traduisent également

par un saut anormal de la phase Φpu aux positions des haut–parleurs en x = L1 et en x = L2.

Notons que les sauts de débits observés sur la figure 4.5.(b) en x = L1 et en x = L2 ne sont pas
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Fig. 4.5 – Distributions spatiales du champ acoustique dans la partie du guide d’onde homogène

en température, en fonction de la coordonnée x pour une phase entre les tensions d’alimentation

des deux haut–parleurs ϕ ≃ −2π/7 (lignes continues) et ϕ ≃ 2π/3 (lignes tiretées) : (a)

module |p̃(x)| de la pression acoustique, (b) module |ũ(x)| du débit acoustique, (c) phase

Φpu(x) = arg (p̃(x)/ũ(x)) entre la pression et le débit acoustique, (d) puissance active I(x)

et (e) puissance réactive J (x).
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liés uniquement à l’imperfection de la reconstruction mais aussi à l’incrément (ou le décrément)

de débit apporté par les deux sources.

Au regard de la figure 4.5.(a), il apparâıt que les champs de pression acoustique diffèrent

significativement suivant la différence de phase ϕ imposée entre les tensions d’alimentation

des deux haut–parleurs. Outre les différences d’amplitude (notamment liées aux différences

d’amplification thermoacoustique) et les différences de position des extrema de pression

acoustique, il apparâıt clairement que lorsque ϕ ≃ 2π/3, le champ acoustique correspond à

une onde quasi stationnaire, tandis que lorsque ϕ ≃ −2π/7, le champ acoustique présente une

importante composante progressive. L’observation des distributions spatiales du module ũ(x) du

débit acoustique (Fig. 4.5.(b)) et du déphasage Φpu entre pression et vitesse (Fig. 4.5.(c)) permet

de formuler la même conclusion : le passage d’un déphasage ϕ entre les tensions d’alimentation

des deux sources d’une valeur “défavorable” (ϕ ≃ 2π/3) à une valeur “favorable” (ϕ ≃ −2π/7)

se traduit par une augmentation notable de la composante progressive de l’onde acoustique. Il

est également intéressant d’examiner les distributions spatiales des puissances acoustiques active

et réactive (resp. Fig. 4.5.(d) et (e)). L’observation de la distribution spatiale de la puissance

active I(x) montre que l’onde établie dans le guide d’onde possède, quel que soit ϕ ≃ −2π/7

ou ϕ ≃ 2π/3 entre les tensions d’alimentation des deux sources, une composante progressive

correspondant à une propagation dans le sens des x croissants. Lorsque ϕ ≃ −2π/7, la puissance

active est d’un ordre de grandeur supérieure à celle observée lorsque ϕ ≃ 2π/3. Enfin, au regard

de la figure 4.5.(e) représentant la distribution spatiale de la puissance réactive J (x), il apparâıt

que la variation du déphasage ϕ entre les tensions d’alimentation des deux sources d’une valeur de

2π/3 à une valeur de −2π/7 se traduit également par une augmentation notable de la puissance

réactive. Cependant, cette augmentation (environ d’un facteur 2) est moins importante que celle

(environ d’un facteur 10) observée sur la puissance active : ces observations sont conformes à

ce qui est attendu de la machine étudiée ici dont la géométrie annulaire favorise l’amplification

d’ondes à caractère progressif [32, 46].

4.4 Champ acoustique au dessus du seuil de déclenchement

Les résultats présentés dans ce paragraphe sont issus de mesures réalisées au dessus du seuil de

déclenchement de l’instabilité thermoacoustique, c’est–à–dire lorsque Qh ≥ Qonset, Qonset étant

déterminé au paragraphe 4.2 (Qonset ≃ 363 W). Lorsque cette puissance électrique de chauffage

Qh est supérieure à la puissance de déclenchement Qonset, l’instabilité thermoacoustique s’opère

et un champ acoustique auto–oscillant s’établit dans le guide d’onde annulaire. La seule source

est alors la source thermoacoustique : les sources secondaires (c’est–à–dire les haut–parleurs)

sont éteintes.
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La distribution du champ acoustique est déterminée pour différentes conditions de chauffage,

pour lesquelles la puissance électrique Qh fournie aux résistances chauffantes varie de 363 W

à 511 W, ce qui correspond à des différences de températures ∆T entre les extrémités de

l’empilement de plaques variant de 144 K à 186 K. La mesure des amplitudes efficaces prmsi

et des phases ϕi — mesure réalisée après stabilisation des champs de température dans le

noyau thermoacoustique et stabilisation de l’amplitude efficace de la pression acoustique —

de la pression acoustique aux six points de mesure microphonique permet la reconstruction du

champ acoustique dans toute la partie du guide homogène en température.

La figure 4.6.(a) présente l’évolution de la distribution spatiale du module |p̃(x)| de la pression

acoustique p̃(x) en fonction de la condition de chauffage. Bien que la position des ventres et des

nœuds de pression reste très proche quelle que soit la valeur de la puissance électrique Qh

fournie aux cartouches chauffantes, il est intéressant de noter que la valeur de cette pression à

ces extrema augmente de manière significative avec le niveau de chauffage.

Le module |ũ(x)| du débit acoustique ũ(x), la phase φpu entre la pression et le débit acoustique

ainsi que les puissances active I(x) et réactive J (x) sont respectivement représentés sur les

figures 4.6.(b–e). La phase Φpu entre la pression et le débit acoustique évolue peu en fonction de

la puissance de chauffage Qh. Les relations de phase entre pression et débit sont donc similaires

quel que soit le niveau de chauffage, dénotant le fait que les caractéristiques de propagation

de l’onde acoustique établie dans le guide d’onde varient peu en fonction du chauffage. Les

puissances actives et réactives augmentent avec la puissance électrique de chauffage. Le signe

positif de la puissance active montre que l’onde établie dans le guide d’onde se propage dans

le sens des x croissants. La puissance acoustique globale Wac disponible dans le guide d’onde,

calculée à partir de l’équation (3.10), varie entre Wac ≃ 0.9 10−2 W et Wac ≃ 24.9 10−2 W. Le

rendement η0 = Wac/Qh de la machine thermoacoustique varie alors entre 0.003 % et 0.05 %.

4.5 Mise en œuvre du système de contrôle actif

Au dessus du seuil de déclenchement, lorsque les deux sources secondaires sont mises en

fonctionnement, le champ acoustique établi dans le guide d’onde peut être vu comme une

combinaison du champ acoustique généré par les deux haut–parleurs et du champ acoustique

généré par la source thermoacoustique. Plus précisément, ce champ acoustique résulte du (ou

d’une tentative de) forçage par les deux sources secondaires du système auto–oscillant que

constitue le noyau thermoacoustique placé dans le guide d’onde. Le problème considéré ici est

relativement complexe et, afin de l’appréhender de manière expérimentale, la première étape

consiste à définir un mode opératoire judicieux. Par ailleurs, comme mentionné précédemment,

les mesures à effectuer sont particulièrement longues du fait d’un long temps de stabilisation des
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Fig. 4.6 – Distributions spatiales du champ acoustique dans la partie du guide d’onde homogène

en température lorsque les sources secondaires sont éteintes, en fonction de la coordonnée axiale

x pour des conditions de chauffage variant de Qh ≃ 363 W à Q ≃ 511 W : (a) module |p̃(x)|
de la pression acoustique, (b) module |ũ(x)| du débit acoustique ũ(x), (c) phase φpu entre la

pression et le débit acoustique, (d) puissance active I(x) et (e) puissance réactive J (x).



88 4 Contrôle actif de l’amplification thermoacoustique

champs de température après chaque incrément de chauffage. Cet aspect de l’étude doit être pris

en compte dans la définition du mode opératoire. Au paragraphe 4.5.1 sont exposés les choix

effectués sur la manière dont le système de contrôle actif est mis en œuvre. Au paragraphe 4.5.2

sont exposées les performances de la machine obtenues en présence de contrôle actif.

4.5.1 Choix du mode opératoire

Le choix du mode opératoire retenu dans le cadre de cette étude consiste tout d’abord à définir

un ordre d’allumage des sources, à savoir la source thermoacoustique et les sources secondaires.

Pour l’ensemble des résultats présentés dans la suite du document, les sources secondaires ne sont

mises sous tension qu’après stabilisation des champs de température et de pression acoustique,

pour une puissance de chauffage donnée. Ensuite, des choix sont effectués pour les paramètres

de réglage des sources secondaires : ces choix concernent la fréquence d’excitation, le déphasage

entre les tensions d’alimentation des deux sources et la puissance électrique qui leur est fournie.

Le premier paramètre à régler précisément est la fréquence à laquelle les sources secondaires

établissent le champ acoustique dans le résonateur. En effet, lorsque la fréquence f1 des

oscillations auto–entretenues induites par la source thermoacoustique n’est pas parfaitement

égale à la fréquence f2 du champ acoustique généré par les deux sources secondaires, un

phénomène de battement apparâıt, phénomène qui se manifeste par une modulation temporelle

lente de l’amplitude de la pression acoustique dans le guide d’onde. Cette modulation, de

fréquence (|f1 − f2|)/2, peut alors perturber le fonctionnement du moteur. La fréquence à

laquelle la source thermoacoustique établit sa contribution au champ acoustique est donc mesurée

finement avant que les sources secondaires soient mises sous tension.

Le second paramètre concerne la puissance électrique fournie aux haut–parleurs, et par suite

l’amplitude du champ acoustique généré par les sources secondaires. Cette amplitude doit être

suffisamment faible pour que la contribution de la source thermoacoustique seule soit grande au

regard de celle des sources secondaires seules. Les tensions d’alimentation des deux haut–parleurs

sont réglées de manière à être égales en amplitude, et de manière à ce que l’amplitude moyenne

de la pression acoustique induite par les deux sources secondaires soit d’environ un ordre de

grandeur plus faible que l’amplitude moyenne de la pression acoustique induite par la source

thermoacoustique lorsque Qh = Qonset. La puissance électrique fournie à chaque haut–parleur

choisie pour la suite vaut Wls ≃ 1.25 10−4 W, soit une puissance électrique totale fournie aux

deux haut–parleurs de Wls ≃ 2.5 10−4 W. La puissance acoustique globale dans la partie du
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guide d’onde homogène en température vaut alors Wac ≃ 6.8 10−4 W lorsque Qh ≃ 338 W, juste

en dessous du seuil de déclenchement de l’instabilité thermoacoustique3.

Le dernier paramètre à choisir est la phase entre les tensions d’alimentation des deux haut–

parleurs. Selon la valeur de cette phase, le champ acoustique induit par les sources secondaires

peut prendre diverses formes. Le paragraphe 4.3 montre que, sous le seuil de déclenchement de

l’instabilité thermoacoustique, la puissance globale dans le guide d’onde évolue en fonction de

cette phase. Il est délicat, au dessus du seuil de déclenchement de l’instabilité thermoacoustique

(quand les oscillations auto–entretenues apparaissent), de déterminer la variation de cette phase

en fonction de la puissance de chauffage. Afin de déterminer une (et une seule) valeur de

déphasage ϕ entre les tensions d’alimentation des deux sources pour la mise en œuvre du

contrôle actif, des mesures préliminaires sont effectuées : après déclenchement de l’instabilité

thermoacoustique, les sources secondaires sont mises sous tension et un balayage sur le déphasage

ϕ est effectué autour de sa valeur optimale de −π/3 mesurée juste en dessous du seuil de

déclenchement (Cf. § 4.3) ; les pressions acoustiques sont alors mesurées et la valeur de ϕ

permettant de maximiser le niveau de pression acoustique dans le guide d’onde est retenue. Ces

mesures préliminaires, délicates à mettre en œuvre et donc peu précises, ont permis de conclure

qu’un déphasage de −π/3 semble correspondre à l’optimum au dessus du seuil de déclenchement

quelle que soit la puissance électrique fournie aux cartouches chauffante Qh. Notons que lorsque

les sources secondaires sont éteintes, il est possible de mesurer la phase de la pression acoustique

entre les points x = L1 et x = L2 à l’aide des deux haut–parleurs fonctionnant en capteur4. Il

apparâıt que le déphasage mesuré (ϕ ≃ −π/4) est différent du déphasage optimal (ϕ ≃ −π/3)

qui est ensuite appliqué aux tensions d’alimentation des deux sources secondaires, ce qui confirme

le fait que le champ acoustique généré par la source thermoacoustique n’est pas le champ qui

optimise le processus d’amplification thermoacoustique.

4.5.2 Performances du générateur d’ondes thermoacoustique en présence du

système de contrôle actif

Une fois le mode opératoire et les paramètres d’alimentation des sources secondaires définis,

le contrôle actif peut être mis en œuvre et la distribution spatiale du champ acoustique au dessus

du seuil de déclenchement de l’instabilité thermoacoustique peut être mesurée.

La figure 4.7.(a) présente l’évolution de la puissance acoustique globale Wac disponible dans

le guide d’onde en fonction de la puissance électrique Qh fournie aux cartouches chauffantes

dans le cas où seule la source thermoacoustique contribue au champ acoustique (ligne continue,

3Pour les mêmes valeur de phase et de tension d’alimentation, la puissance acoustique globale induite par les

sources secondaires seules est Wac ≃ 3.1 10−5 W lorsque Qh ≃ 0 W ou Wac ≃ 7.2 10−5 W lorsque Qh ≃ 192 W
4Les tensions contre–électromotrices aux bornes des deux haut–parleurs sont simplement mesurées.
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déterminée au § 4.4) et dans le cas où la source thermoacoustique et les deux sources

secondaires contribuent au champ acoustique (ligne pointillée). Notons que, alors que l’instabilité

thermoacoustique s’opère et que la distribution du champ de température et l’amplitude de

pression acoustique sont stables, la mise sous tension des deux sources secondaires perturbe

peu la distribution du champ de température dans le noyau thermoacoustique : les variations

temporelles de la température mesurées le long de l’empilement de plaques ne dépassent pas 2 K.

La figure 4.7.(a) montre que la contribution au champ acoustique des sources secondaires permet

d’augmenter la puissance acoustique globale dans le guide d’onde quelle que soit la valeur de la

puissance électrique Qh de chauffage.

0

0.05

0.1

0.15

0.2

0.25

340 360 380 400 420 440 460 480 500

W
a
c

(W
)

Qh (W)

Wls = 0 W

Wls = 2.37 10−4 W

0

0.005

0.01

0.015

0.02

0.025

0.03

340 360 380 400 420 440 460 480 500

∆
W

a
c

(W
)

Qh (W)

Fig. 4.7 – (a) Puissance acoustique globale Wac en fonction de la condition de chauffage Qh avec

(ligne pointillé) ou sans (ligne continue) contrôle actif. (b) Différence ∆Wac entre les puissances

acoustiques globale avec et sans contrôle actif.

La différence ∆Wac entre la puissance acoustique globale sans ou avec le contrôle actif est

présentée sur la figure 4.7.(b) en fonction de la puissance électrique de chauffage Qh : il existe

une valeur de chauffage (Qh ≃ 378 W) pour laquelle le gain de puissance acoustique est maximal.

Lorsque la puissance thermique est fixée à Qh ≃ 378 W, la puissance acoustique globale passe

d’une valeur de 2.1 10−2 W sans contrôle actif à une puissance globale de 4.3 10−2 W en présence

de contrôle actif, soit une augmentation de 105% de la puissance acoustique globale pour une

augmentation de 6.6 10−5 % de la puissance électrique globale (Wls + Qh) injectée dans le

système (le rendement de la machine est donc multiplié par un facteur supérieur à 2 pour cette

valeur de Wls + Qh). Notons que le gain de puissance acoustique (4.3 10−2 – 2.1 10−2 W) est

très supérieur à la puissance électrique (Wls ≃2,5 10−4 W) fournie au sources secondaires.

Afin de mettre en évidence d’une autre façon le gain apporté par ce procédé de contrôle actif

sur le dispositif expérimental existant, considérons la mesure effectuée pour une puissance de

chauffage Qh de 363 W et en présence de contrôle actif (Wls ≃ 2.4 10−4 W) donnant lieu à une

puissance acoustique globale Wac de 2.7 10−2 W. En comparant ce résultat avec celui obtenu
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pour Qh ≃ 378 W en l’absence de contrôle actif (donnant lieu à une puissance acoustique globale

de 2.1 10−2 W), il s’avère qu’en diminuant le chauffage de 15 W (soit 4%) et en compensant cette

diminution par un contrôle actif, la puissance acoustique globale augmente néanmoins de 29 %.

Ce dispositif de contrôle actif permet donc, dans le cas présent, d’augmenter les performances

globales de la machine.

Les rendements

η0 =
Wac

Qh
et η =

Wac

Qh + Wls
(4.2)

du moteur thermoacoustique sont respectivement définis comme les rendements lorsque la

puissance électrique totale fournie aux sources secondaires est Wls = 0 W et Wls ≃ 2.5 10−4 W.

La figure 4.8 présente le rapport η/η0 de ces deux rendements. Il apparâıt que l’adjonction des

sources secondaires permet de multiplier par 3 le rendement de la machine juste au dessus du

seuil de déclenchement de l’instabilité thermoacoustique (Qh vaut alors 363 W). À mesure que

la puissance électrique de chauffage augmente, ce rapport tend vers l’unité : l’amélioration du

rendement de la machine thermoacoustique apportée par le système de contrôle actif devient

alors négligeable.

0

0.5

1

1.5

2

2.5

3

3.5

340 360 380 400 420 440 460 480 500

Qh (W)

η
/
η 0

Fig. 4.8 – Rapport η/η0 des rendements du système avec ou sans contrôle actif en fonction de

la puissance électrique Qh fournie aux cartouches chauffantes.

Les figures 4.9.(a)–(e) présentent les distributions spatiales du champ acoustique au dessus du

seuil de déclenchement pour Qh ≃ 363 W lorsque les sources acoustiques sont mises sous tension

ou pas. L’observation de la figure 4.9.(a) montre clairement que lorsque Wls ≃ 2.37 10−4 W

(sources secondaires sous tension), l’amplitude de la pression acoustique est bien supérieure à

celle observée lorsque Wls = 0 W (sources secondaires éteintes). Notons que des imperfections de

raccordement apparaissent de nouveau sur la reconstruction du champ de pression aux abscisses

x = L1 et x = L2.
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Au regard des distributions de pression (Fig. 4.9.(a)) et de débit (Fig. 4.9.(b)) acoustiques,

respectivement avec ou sans contrôle actif, il apparâıt en premier lieu que l’apport des sources

secondaires se traduit essentiellement par une augmentation des amplitudes de pression et de

débit acoustique. Il n’y a en revanche pas de variations significatives du déphasage Φpu entre

pression et débit (Fig. 4.9.(c)), ni décalage visible des positions des extrema de pression ou

de débit, lorsque les sources secondaires sont mises sous tension. Par ailleurs, au regard des

figures 4.9.(d) et 4.9.(e), il apparâıt bien que la mise sous tension des sources secondaires se

traduit par une augmentation significative des composantes active et réactive de la puissance

acoustique. Rappelons que cette augmentation de puissance (≃ 18 mW, voir Fig. 4.7.(b)) est

bien supérieure à la puissance électrique fournie aux haut–parleurs, et que par conséquent, le

gain de puissance apporté par le contrôle actif doit être lié à une modification de la distribution

du champ acoustique dans l’ensemble du guide d’onde, et plus particulièrement dans le noyau

thermoacoustique. Il reste que cette modification est peu visible sur la figure 4.9 ce qui confirme

que l’amplification thermoacoustique est très sensible à toute variation du champ acoustique

dans la machine.
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Fig. 4.9 – Distribution spatiale du champ acoustique en fonction de la coordonnée axiale x au

dessus du déclenchement de l’instabilité thermoacoustique (Qh ≃ 363 W), et pour Wls = 0 W

(lignes tiretés) et Wls ≃ 2.37 10−4 W (lignes continues) : (a) Module |p̃(x)| de la pression

acoustique, (b) Phase arg (p̃(x)) de la pression acoustique (c) Module du débit acoustique ũ(x),

(d) Puissance active I(x) et (e) Puissance réactive J (x).
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4.6 Conclusions & perspectives

Dans ce chapitre, une étude de faisabilité du contrôle actif de l’amplification thermoacous-

tique dans un générateur d’ondes thermoacoustique annulaire a été menée. L’influence significa-

tive des deux sources secondaires sur l’amplification thermoacoustique a été mise en évidence,

et l’existence d’un déphasage optimal entre les deux sources permettant de maximiser l’ampli-

fication thermoacoustique a été démontrée. De plus, les résultats des mesures effectuées au delà

du seuil de déclenchement ont montré que sous certaines conditions il est possible d’augmenter

le rendement de la machine d’un facteur supérieur à deux grâce à l’adjonction de deux haut–

parleurs judicieusement contrôlés en amplitude et en phase. Il serait néanmoins prématuré à ce

stade des travaux de conclure de façon formelle quant à l’intérêt ou non de la mise en oeuvre de

contrôle actif dans une machine thermoacoustique de forte puissance telle par exemple que celle

mise au point par Swift et Backhaus (Cf. [66] et Fig. 3.1). Des études complémentaires doivent

être menées afin de répondre à cette question.

Il existe en effet plusieurs points critiquables, ou non clairement élucidés, concernant les

expériences présentées dans ce chapitre : le prototype expérimental utilisé ici — prototype qui

est une adaptation d’un prototype utilisé lors de travaux antérieurs — n’est pas nécessairement

adapté à la présente étude. Si le choix d’utiliser un prototype existant déjà instrumenté et

caractérisé tant expérimentalement que théoriquement en l’absence de sources secondaires est

judicieux pour des travaux préliminaires, la poursuite de cette étude nécessite probablement

de réaliser un nouveau noyau thermoacoustique ne présentant pas les défauts du premier. En

effet, le défaut principal du prototype actuel concerne le procédé de chauffage externe rendant

d’une part les mesures très longues, et responsable d’autre part d’un rendement exagérément

faible. Il conviendrait donc pour des études futures d’adapter le noyau thermoacoustique actuel

en utilisant un chauffage interne (cela a déjà été réalisé auparavant [46]) ou en en développant

un nouveau.

Si l’effet des sources secondaires sur la puissance acoustique globale dans le guide d’onde

a été clairement mis en évidence, la reconstruction du champ acoustique en présence ou non

de contrôle actif (Fig. 4.9) ne révèle pas d’effets visibles de ces sources sur la distribution

spatiale du champ acoustique. On peut avancer en explication qu’une très faible modification

du champ acoustique dans le stack, non visible par le procédé de reconstruction adopté ici, suffit

à modifier significativement l’amplification thermoacoustique, mais d’autres explications sont

éventuellement envisageables. Par exemple, l’effet de jet en sortie des tubes reliant les sources

secondaires au guide d’onde peut éventuellement générer un écoulement moyen (déjà mis en

évidence, en tant que source perturbatrice, lors des mesures présentées au chapitre 2) venant

modifier le champ de température dans le noyau thermoacoustique.
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Le problème du couplage entre le guide d’onde et les sources secondaires n’a pas été

profondément étudié ici, faute de temps, mais n’en est pas moins un point essentiel. Le choix

effectué d’utiliser des haut–parleurs électrodynamiques reliés au guide d’onde par l’intermédiaire

d’un petit tube est avant tout un choix de convenance, et n’est probablement pas le meilleur.

Il conviendrait donc de mener les études nécessaires pour élucider ce point. Les problèmes

à résoudre concernent notamment le choix de sources qui une fois placées le long du guide

d’onde, n’induisent ni une forte augmentation du seuil de déclenchement de la machine ni une

forte réduction du rendement. Ces problèmes concernent également la compréhension fine des

paramètres qui déterminent si les oscillations forcées par les sources secondaires prennent ou

non le contrôle des auto–oscillations d’origine thermoacoustique. Les études menées ici ont mis

en évidence qu’il existe une puissance électrique minimale Wls à fournir aux haut–parleurs pour

effectivement contrôler l’amplification thermoacoustique au delà du seuil de déclenchement, de

même qu’à une puissance Wls fixée il existe une puissance de chauffage Qh seuil à partir de

laquelle les auto–oscillations l’emportent sur les sources secondaires (les sources secondaires

n’ont pas d’effet sur l’amplification thermoacoustique). Nous n’avons pas pour l’heure mené

d’études visant à déterminer un critère, portant sur les paramètres électromécaniques des sources

secondaires ou sur le mode de transduction (électrodynamique, piézoélectrique, magnétostrictif

etc. . .), assurant un contrôle en toutes circonstances de l’amplification thermoacoustique (si

cela est possible). Ce problème est important en pratique car dans une machine réelle de forte

puissance, le fluide (généralement de l’hélium) est pressurisé sous plusieurs dizaines de bars, et

les oscillations acoustiques peuvent atteindre plusieurs bars ; le problème consiste alors à utiliser

des sources secondaires capables de contrôler ces fortes auto–oscillations tout en consommant

peu d’énergie en regard de l’énergie thermique fournie pour la transduction thermoacoustique.

Enfin, le prototype étudié ici présente l’inconvénient de ne pas être une véritable machine

en ce sens qu’il n’y a pas de charge permettant de consommer le travail acoustique produit par

effet thermoacoustique. C’est la raison pour laquelle le rendement a été défini ici sous forme

du ratio entre la puissance acoustique disponible dans l’ensemble de la partie homogène en

température du guide d’onde Wac et la puissance de chauffage Qh. Il conviendrait donc de

réaliser une nouvelle machine thermoacoustique équipée d’une charge afin de définir un nouveau

rendement, ratio de la puissance consommée par cette charge sur la puissance de chauffage.

Différents type de charge peuvent être envisagées, comme par exemple une charge dissipative R–

C (par exemple l’adjonction d’une vanne couplée à une cavité [22]), un résonateur droit dissipant

l’énergie acoustique produite dans la boucle, ou encore un alternateur électrodynamique [6]. Il

est cependant très important de noter que quelle que soit la charge choisie pour une étude future,

la nécessité d’un couplage fort entre la charge et le guide d’onde annulaire induit un changement
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de comportement drastique de la machine dans son ensemble. C’est par exemple le cas de la

machine développée par Swift et Backhaus (Cf. Fig. 3.1) dont le rendement est défini comme le

rapport de la puissance acoustique active entrant dans le guide droit au niveau de la jonction

de ce guide et de la boucle sur la puissance de chauffage. Dans cette machine, la fréquence de

déclenchement correspond approximativement à la fréquence de résonance du guide quart d’onde

seul, de sorte que la longueur d’onde est très largement supérieure à la longueur déroulée du guide

annulaire. Cela constitue une différence de taille avec le prototype étudié ici, et remet en cause

les règles adoptées pour le placement des sources secondaires. Il conviendrait donc de reprendre

la modélisation de ce nouveau type de machine afin de définir le placement optimum des sources

secondaires permettant de contrôler le champ acoustique dans l’empilement de plaques.



Conclusion générale

Les travaux présentés dans ce mémoire de thèse s’inscrivent dans la continuité des

travaux réalisés par l’équipe thermoacoustique du Laboratoire d’Acoustique de l’Université

du Maine depuis 1995, et visent à apporter une meilleure compréhension des phénomènes

physiques qui sont mis en jeu dans les machines thermoacoustiques. Ces travaux, essentiellement

expérimentaux, se sont divisés en deux parties, concernant toutes deux des systèmes basés sur

des résonateurs acoustiques à géométrie annulaire.

La première partie de ces travaux concerne l’étude des écoulements redressés prenant place

dans les résonateurs annulaires lors de la génération d’une onde acoustique de fort niveau.

L’originalité de cette étude réside dans l’architecture du système développé. Ce système est un

résonateur annulaire dans lequel un champ acoustique peut être entretenu au moyen de deux

haut–parleurs. Le contrôle en amplitude et en phase des déplacements des membranes de ces

deux haut–parleurs permet d’établir dans le guide d’onde un champ acoustique qui peut avoir un

caractère stationnaire, un caractère progressif ou qui peut être tout autre champ intermédiaire.

L’étude théorique de ce résonateur acoustique annulaire à deux sources est menée dans le

chapitre 1 de ce document. Un modèle analytique simple est présenté et permet de caractériser

la distribution spatiale du champ acoustique dans le guide d’onde. Il est montré que lorsque les

sources acoustiques sont séparées d’une distance égale au quart de la longueur du résonateur,

le champ acoustique entretenu peut alors être de nature progressive si les déplacements des

membranes des deux sources acoustiques sont égaux en amplitude mais en quadrature de phase,

et si la longueur d’onde acoustique est exactement égale à la longueur déroulée du guide d’onde.

Un modèle simplifié, basé sur le modèle analytique de Gusev et al. [25], est ensuite développé

et permet de caractériser théoriquement l’écoulement redressé prenant lieu dans un résonateur

annulaire lorsqu’une onde acoustique progressive est établie dans le guide d’onde.

Le chapitre 2 présente le dispositif expérimental développé dans le cadre de ces travaux ainsi

que le principe de la mesure par Vélocimétrie Laser Doppler. Cette technique permet de mesurer

simultanément et de manière peu intrusive les vitesses particulaires acoustiques et les vitesses des

écoulements redressés prenant place dans le dispositif expérimental. Il est montré en particulier
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que la procédure de mesure de la vitesse des écoulements redressés est délicate. En effet, d’une

part, le type d’ensemencement et le matériel utilisé lors de la mesure par VLD conditionnent

la qualité des résultats obtenus, et d’autre part, il existe un long temps de stabilisation de la

vitesse de l’écoulement redressé, principalement lié au temps d’établissement d’une distribution

hétérogène de température dans le système. Il est important de réaliser les mesures des vitesses

des écoulements redressés après ce temps de stabilisation.

Les résultats des mesures des vitesses particulaires acoustiques et des vitesses des écoulements

redressés prenant place dans le dispositif expérimental sont ensuite présentés. Ces mesures sont

réalisées lorsqu’une onde acoustique stationnaire ou une onde acoustique progressive sont établies

dans le résonateur. Il apparâıt que les résultats des mesures des profils longitudinaux des vitesses

particulaires acoustiques sont en bon accord avec les résultats théoriques. Il est montré que la

courbure du guide d’onde annulaire a une influence sur la distribution transverse de la vitesse

acoustique. Celle–ci présente une asymétrie directement liée au rayon de courbure du résonateur.

La mesure de la vitesse des écoulements redressé montre que lorsque l’onde acoustique établie

dans le guide d’onde est stationnaire, les résultats sont en accord avec les observations classiques

des écoulements redressés dans les résonateurs droits à ondes stationnaires. Lorsqu’une onde

acoustique à caractère progressif est générée, l’amplitude de la vitesse de l’écoulement redressé

est quasi uniforme sur la longueur du guide d’onde, et le sens de cet écoulement est, dans le cas

de cette étude et conformément aux prévisions théoriques, opposé à celui de la propagation de

l’onde acoustique. Il est également observé que la présence de singularités géométriques dans

le dispositif expérimental — en particulier celles entrainées par les liaisons entre les sources

acoustiques et le guide d’onde — entrâıne des perturbations importantes, localisées autour de

ces singularités, de l’amplitude de la vitesse de l’écoulement redressé. Il est montré par ailleurs

que les profils transverses des vitesses d’écoulements redressés présentent une asymétrie qui

accrôıt en fonction de l’amplitude de la vitesse acoustique. Cette asymétrie peut être due d’une

part à la courbure du résonateur qui, en modifiant le profil transverse de la vitesse particulaire

acoustique, modifie aussi le profil transverse de la vitesse de l’écoulement redressé, et d’autre

part à la croissance des effets d’inertie du fluide en fonction de la vitesse acoustique, effets

d’inertie qui peuvent modifier la distribution de la vitesse de l’écoulement redressé sur la section

du guide d’onde. Il est toutefois intéressant de noter que la dépendance quadratique de la vitesse

de l’écoulement redressé en fonction de la pression acoustique est retrouvée expérimentalement,

et que ces résultats sont en bon accord avec les prévisions issues du modèle théorique.

La seconde partie de ce document porte sur l’étude d’un système basé sur l’architecture

d’un moteur thermoacoustique à géométrie annulaire dans lequel la présence de deux haut–

parleurs contrôlés en amplitude et en phase permet de modifier la structure spatiale du champ
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acoustique dans tout le guide d’onde et en particulier dans le noyau thermoacoustique. Ce

travail a pour objet d’étudier la possibilité de contrôler en temps réel la distribution spatiale

du champ acoustique, et par conséquent l’amplification acoustique prenant lieu dans le noyau

thermoacoustique. Ces travaux originaux sont menés afin d’étudier à terme la faisabilité

et le potentiel d’une machine thermoacoustique équipée d’un dispositif de contrôle actif de

l’amplification thermoacoustique.

Le chapitre 3 présente dans un premier temps le dispositif expérimental de générateur

d’ondes thermoacoustique annulaire équipé de ses deux sources acoustiques. L’instrumentation

en microphones de mesure le long du guide d’onde permet grâce à la méthode du doublet

microphonique de reconstruire la distribution spatiale de la pression acoustique, et par suite de

déterminer la distribution du débit et des puissances acoustiques, dans la partie homogène en

température du guide d’onde.

Les résultats de mesures sont présentés au chapitre 4. La détermination du seuil de

déclenchement de l’instabilité thermoacoustique permet par suite de caractériser le champ

acoustique en dessous et au dessus de ce seuil. En dessous du seuil de déclenchement, il est

montré qu’il existe une phase entre les tensions d’alimentation des deux sources secondaires

pour laquelle la puissance globale dans la partie homogène en température du guide d’onde est

maximale. Par suite, l’ajustement de cette phase au dessus du seuil de déclenchement permet de

générer grâce aux deux sources secondaires un champ acoustique visant à optimiser le processus

d’amplification thermoacoustique. Il apparâıt alors qu’au dessus du seuil, le changement apporté

par les sources secondaires sur la distribution spatiale du champ acoustique dans le noyau

thermoacoustique peut permettre d’augmenter significativement la puissance globale dans le

guide d’onde et par suite le rendement de la machine. Le régime optimal de fonctionnement du

système thermoacoustique muni du système de contrôle actif est identifié juste au dessus du seuil

de déclenchement. Le rendement de la machine est alors multiplié par 3. Notons cependant que

ce résultat encourageant ne constitue pas pour autant un preuve irréfutable de l’intérêt de la mise

en œuvre de contrôle actif sur une machine thermoacoustique de forte puissance, car la machine

étudiée ici présente un rendement faible, et l’apport du contrôle actif n’est significatif que sous

certaines conditions (lorsque la puissance de chauffage est proche du seuil de déclenchement).

En continuité des travaux réalisés au cours de cette thèse, plusieurs études complémentaires

paraissent devoir être menées. Concernant la mesure fine des écoulements redressés en résonateur

annulaire, il serait intéressant de parvenir à mesurer cet écoulement en présence d’un empilement

de plaques afin d’analyser la contribution de cet élément au vent acoustique dans un résonateur

annulaire, et d’apporter un complément aux travaux récemment publiés en résonateur droit

[41]. Il serait également intéressant d’utiliser le résonateur annulaire à ondes progressives pour
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étudier l’influence d’une pompe à jet placée dans le guide d’onde sur le vent acoustique qui

y prend place. Mentionnons également qu’une étude numérique visant à décrire l’écoulement

redressé en résonateur annulaire à ondes progressives est actuellement menée au Laboratoire

d’Acoustique de l’Université du Maine [10].

Concernant le contrôle actif de l’amplification thermoacoustique, les résultats préliminaires

obtenus dans le cadre de cette thèse appellent à la mise en œuvre d’études plus poussées. Ces

compléments d’études impliquent la mise au point d’une nouvelle machine thermoacoustique

plus adaptée aux besoins de l’étude (notamment équipée d’une charge consommant l’énergie

acoustique produite). Une étude détaillée sur les sources secondaires (type de transduction,

couplage au résonateur. . .) doit également être menée.

L’ensemble des travaux résumés dans ce mémoire contribuent à une compréhension plus fine

des effets mis en jeu dans les machines thermoacoustiques, et permet à nos yeux de poser quelques

jalons pour les travaux futurs de l’équipe de thermoacoustique du Laboratoire d’Acoustique de

l’Université du Maine. Ces travaux sont susceptibles de contribuer à des avancées pratiques

permettant d’améliorer l’efficacité des machines thermoacoustiques.
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Annexe A

Campagne de mesures au LEA :

comparaison des résultats de mesure

par VLD et des post–traitements

A.1 Contexte

En novembre 2008 fut initiée une campagne de mesures au Laboratoire d’Études

Aérodynamiques de Poitiers (LEA, UMR CNRS 6609). Cette campagne, financée par le GDR

CNRS “thermoacoustique”, avait pour objectif de valider les résultats de mesure des champs de

vitesses par Vélocimétrie Laser Doppler reportés au chapitre 2, obtenus dans le dispositif à deux

sources. La première partie de cette annexe (§ A.2) a pour objectif de décrire les différences

entre le traitement des données de mesures mis en place lors de ce travail (Cf. § 2.3.3) et celui

développé au LEA par Moreau et al. [41]. Les deux post–traitements sont également appliqués

sur une même série de signaux bruts, puis comparés. La seconde partie de cette annexe (§ A.3)

regroupe quelques–uns des résultats obtenus lors de cette campagne de mesures.

A.2 Post–traitements des résultats de mesures VLD

Le traitement des résultats de mesure par VLD développé par Moreau et al. diffère de

celui mis en place dans le cadre de ce travail, précédemment décrit au § 2.3.3. Le principe

général de ce traitement est schématisé sur la figure A.1 : les mesures brutes issues du BSA,

composées de couples (temps, vitesse), sont ramenées sur une période acoustique et triées par

temps croissants, comme dans le cas du traitement effectué au LAUM (Fig. 2.7), mais Moreau

et al. utilisent une technique de détection synchrone pour une ré–évaluation préliminaire de
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la fréquence acoustique1. Une fois cette fréquence acoustique estimée et les mesures ramenées

sur une période acoustique, le post–traitement mis en œuvre par Moreau et al. consiste a ré–

échantillonner de manière uniforme le signal résultant. La moyenne sur une période acoustique

de ce signal ré–échantillonné donne alors accès à l’amplitude de la vitesse de l’écoulement

redressé. Une nouvelle détection synchrone permet ensuite d’évaluer la phase acoustique, puis

une estimation par moindres carrés du signal ré–échantillonné permet finalement de calculer

l’amplitude de la vitesse acoustique.
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sur une période
Signal ramené

par temps

Signal Brut

issu du BSA

Détermination de la

fréquence par

détection synchrone

Rééchantillonnage

uniforme du signal

Estimation de la phase

par détection

synchrone

Estimation de

l’amplitude par la 

méthode des moindres

carrés pondérés

−3

−2

−1

0

1

2

3

0 0.001 0.002 0.003 0.004 0.005 0.006

v
it

es
se

 (
m

/s
)

Temps (s)

−3

−2

−1

0

1

2

3

0 0.001 0.002 0.003 0.004 0.005 0.006

v
it

es
se

 (
m

/s
)

Temps (s)

−3

−2

−1

0

1

2

3

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

V
it

es
se

 (
m

/s
)

Temps (s)

−3

−2

−1

0

1

2

3

0 0.001 0.002 0.003 0.004 0.005 0.006

v
it

es
se

 (
m

/s
)

Temps (s)

vym Φac
vy(t)

Fig. A.1 – Schéma récapitulatif de la procédure de traitement des données développée par

Moreau et al.. Le signal brut issu du Burst Spectrum Analyzer est ramené sur une période

acoustique après en avoir évalué la fréquence par détection synchrone. Ce signal est ensuite ré–

échantillonné uniformément afin d’estimer l’amplitude de la vitesse d’écoulement. La phase est

finalement évaluée par détection synchrone et l’amplitude de la vitesse acoustique est déterminée

grâce à la méthode des moindres carrés.

La figure A.2 présente les résultats de l’application du post–traitement des données développé

dans le cadre de ce travail et de celui développé par Moreau et al. sur un même signal brut

(temps–vitesse). Il apparâıt que les différences sur l’estimation finale de l’amplitude et de la

phase de la vitesse acoustique sont inférieures à 1 %.

Les résultats des mesures des distributions spatiales de la vitesse particulaire acoustique et

de la vitesse de l’écoulement redressé le long de la coordonnée r sont présentés sur la figure A.3

pour plusieurs valeurs de pression acoustique2 et dans le cas où le traitement développé dans le

cadre de ce travail ou le traitement développé par Moreau et al. sont appliqués. Les différences

entre les deux estimations des grandeurs recherchées — autant sur l’amplitude et la phase de la

vitesse particulaire acoustique que sur l’amplitude de la vitesse de l’écoulement redressé — sont

très faibles.

1Dans le cas de cette présente étude la fréquence acoustique n’est pas réévaluée. La fréquence imposée aux

sources acoustiques par le générateur fait foi.
2Notons que ces résultats sont précédemment présentés sur la Fig. 2.11.(a) et la Fig. 2.13.(a).
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Fig. A.2 – (a) Différences entre le traitement des données développé par Moreau et al. et celui

développé dans le cadre de cette étude. Les deux traitements sont appliqués à un même signal

brut “temps–vitesse”. (b) Zoom de la figure (a).

Le traitement développé par Moreau et al. permet, dans des conditions de mesure plus

délicates, comme par exemple lorsque le volume de mesure se situe à proximité des parois du

résonateur, une bonne estimation des champs de vitesses. En effet, lors de la mesure des champs

de vitesse près des parois, très peu de traceurs traversent le volume de mesure. Un soin particulier

doit alors être apporté au traitement des données issues des mesures par VLD.

Dans le cadre de ce travail, les mesures ne sont pas réalisées près des parois du résonateur.

Il est en effet difficile, notamment à cause de la courbure du guide d’onde, de mettre en œuvre

une procédure de mesure permettant de déterminer les champs de vitesse près des parois du

résonateur.
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Fig. A.3 – Application des traitements développés dans le cadre de ce travail et par Moreau

et al. aux résultats de mesure présentés précédemment au chapitre 2, sur les figures 2.11.(a)

et 2.13.(a). (a) Distribution spatiale de l’amplitude de la composante axiale vs(r, S0, 0) de la

vitesse particulaire acoustique en fonction de la coordonnée r et (b) Distribution spatiale de la

valeur absolue de l’amplitude de la composante axiale vsm(r, S0, 0) de la vitesse de l’écoulement

redressé en fonction de la coordonnée r.
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A.3 Champs de vitesse mesurés au LEA

Des mesures de la vitesse particulaire acoustique et de la vitesse de l’écoulement redressé

prenant place dans le résonateur annulaire développé dans le cadre de ce travail ont été menées

au Laboratoire d Études Aérodynamiques de Poitiers. Le système de mesure par Vélocimétrie

Laser Doppler utilisé au LEA est constitué d’une sonde alimentée par une Laser Argon–Krypton

délivrant une puissance de 25 W. Les signaux lumineux captés par le photo–multiplicateur sont

convertis en signaux électriques, qui sont par suite acheminés vers un analyseur de spectre de

type BSA (Dantec Dynamics). Ce BSA est connecté à un système d’acquisition permettant

également de piloter le dispositif de déplacement 3D sur lequel la sonde VLD est installée.

La vitesse particulaire acoustique vs(r, S0, 0) et la vitesse de l’écoulement redressé

vsm(r, S0, 0) sont mesurées en fonction de la coordonné r, à la position s = S0 ≃ 0.72 m,

avec le système de mesure du Laboratoire d’Études Aérodynamiques de Poitiers, et ce pour

deux niveaux de pression acoustique efficace (prms ≃ 255 Pa et prms ≃ 560 Pa). Ces résultats

sont présentés sur la figure A.4, sur laquelle sont également reportés les résultats des mesures

équivalentes réalisées au LAUM (Cf. Fig. 2.11 et Fig. 2.13). Notons que les niveaux de pression

acoustique ajustés lors des mesures dans les deux laboratoires sont légèrement différents (d’une

dizaine de pascals), ce qui se manifeste par suite par des amplitudes de vitesse particulaire

acoustique également différentes. Au regard des figures A.4.(a) et (b), il apparâıt en premier lieu,

concernant les résultats de mesures effectuées au LEA, que d’importants artefact de mesures sont

visibles, notamment à proximité des parois. Il est probable que ces artefacts de mesures soient

essentiellement liés au mauvais positionnement de la sonde VLD et aux réflexions des faisceaux

laser sur les parois du guide d’onde. Ces problèmes de réflexions parasites et de positionnement de

la sonde pourraient très vraisemblablement être résolus par un affinement des réglages optiques,

mais étant donné le temps restreint de cette campagne de mesures, cette optimisation n’a pas

été mise en œuvre.

Quoi qu’il en soit, la figure A.4.(a) montre clairement que les distributions spatiales des

amplitudes de la composante axiale vs(r, S0, 0) de la vitesse particulaire acoustique mesurées

au LAUM et au LEA sont très similaires et qu’elles présentent toutes deux une dissymétrie

par rapport à l’axe médian du guide d’onde, dissymétrie due à la courbure du résonateur (Cf.

§ 2.6.2).

La figure A.4.(b) présente quant à elle les deux distributions spatiales de la vitesse de

l’écoulement redressé correspondant à chacune des deux distributions spatiales de la vitesse

particulaire acoustique présentées sur la figure A.4.(a). Les allures générales de ces distributions

sont très similaires. La dissymétrie par rapport à l’axe médian du guide d’onde déjà observée au

§ 2.7.2 est aussi observable ici. Notons que même si les distributions spatiales de l’écoulement
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redressé mesurées dans les deux laboratoires sont très proches, il apparâıt que pour une amplitude

moyenne de la vitesse acoustique mesurée au LEA légèrement plus faible que celle mesurée au

LAUM, l’amplitude moyenne de la vitesse de l’écoulement redressé mesurée au LEA est, à

l’inverse, légèrement supérieure à celle mesurée au LAUM. Ce phénomène peut s’expliquer par

les conditions de mesure sensiblement différentes lors des mesures dans les deux laboratoires

(notamment la température où le temps d’attente de la stabilisation des champs de vitesse).
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Fig. A.4 – Distributions spatiales de l’amplitude de la composante axiale de la vitesse

particulaire acoustique vs(r, S0, 0) et de la valeur absolue de l’amplitude de la composante axiale

de la vitesse de l’écoulement redressé |vsm(r, S0, 0)| mesurés avec les systèmes de mesure du

LAUM et du LEA, suivant la coordonnée r, à la position S0 =0.72 m ≈ 3L/8.

A.4 Conclusions

La comparaison des résultats de mesure par Vélocimétrie Laser Doppler et du traitement

qui leur est appliqué dans le cadre de ce travail ou lors de la campagne de mesures au LEA est

présentée dans cette annexe A.

Il est montré au paragraphe A.2 que même si les post–traitements des résultats de mesure

par VLD développés dans le cadre de ce travail ou par Moreau et al sont différents, les résultats

finaux sont très proches. Le post–traitement développé par Moreau et al. est particulièrement

adapté à des mesures plus délicates, pour lesquelles peu de particules traçantes passent dans le

volume de mesure, comme les mesures près des parois du résonateur.

Le paragraphe A.3 reporte quelques résultats de mesure de la distribution spatiale de la

vitesse particulaire acoustique et de la vitesse de l’écoulement redressé obtenus au Laboratoire

d’Études Aérodynamiques de Poitiers sur le prototype de résonateur annulaire développé dans le

cadre de cette thèse. Ces résultats sont en accord avec ceux obtenus au Laboratoire d’Acoustique

de l’Université du Maine. Cette campagne de mesures a permis, ce qui était son objectif principal,
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de confirmer la validité des mesures menées au LAUM, et par suite la validité du protocole

expérimental mis en place dans le cadre de ce travail.
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