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Introduction

Contexte de l’étude

P
our la majorité des foyers utilisés dans le secteur de la propulsion aéronautique et spatiale, la com-
bustion a lieu au sein de zones massivement décollées, loin des parois. Au sein de ces décollements,

des zones de recirculation et de fort cisaillement (pouvant être créées par des swirls dans certains cas),
permettent d’accrocher ou de stabiliser la flamme. Elles accélèrent également, grâce à la turbulence, le
mélange des réactifs pour la combustion non-prémélangée et la chauffe des gaz frais par les gaz brûlés
pour la combustion prémélangée.

Avec l’augmentation de la puissance de calcul disponible sur le marché (www.top500.org), la simulation
numérique vient de plus en plus en appui aux essais afin de réduire les délais de conception des dispositifs
propulsifs. Dans ces systèmes, les écoulements rencontrés sont réactifs, turbulents, et les mécanismes
physiques mis en jeu couvrent une très large gamme d’échelles spatio-temporelles. Par conséquent, en
simulation numérique, différentes approches ont été développées selon le degré visé de résolution de la
physique de l’écoulement.

Lorsque les motoristes cherchent à évaluer des effets globaux liés à la géométrie des foyers et des dis-
positifs d’alimentation ou à estimer l’influence des points de fonctionnement, la simulation numérique
de l’écoulement réactif par la résolution des équations de Navier Stokes moyennées au sens de Reynolds
(RANS pour Reynolds Averaged Navier Stokes) est la plupart du temps retenue [62, 89]. De tels calculs
nécessitent des maillages relativement grossiers, excepté dans les couches limites où il est nécessaire de
mailler plus finement dans la direction perpendiculaire à la paroi. En outre, selon les configurations, il est
possible de tirer profit d’éventuelles propriétés de symétrie du problème, ce qui permet d’employer des
maillages 2D. Enfin, l’obtention de la solution stationnaire asymptotique convergée nécessite un nombre
réduit d’itérations par rapport aux calculs instationnaires. Cependant, ce type de méthode ne donne
accès qu’à des grandeurs moyennes qui ne permettent pas de capter toute la physique de l’écoulement
par nature instationnaire. De plus, les modèles RANS mettent en jeu des constantes qui sont ajustées
suivant le type d’écoulement et qui nuisent à la généralité de la méthode. Ainsi, lorsqu’une analyse plus
poussée de la physique de l’écoulement est requise ou lorsque l’on cherche à restituer la dynamique des
flammes (étude de l’accrochage, du mélange, des instabilités de combustion), la simulation aux grandes
échelles (LES pour Large Eddy Simulation) s’avère très performante, y compris pour les écoulements
réactifs (Poinsot et Veynante [150]). En effet, la LES permet de résoudre en temps et en espace la dy-
namique des structures turbulentes dont l’échelle est supérieure à la taille d’un filtre (le plus souvent
proportionnel à l’échelle de la maille) tout en modélisant l’action – supposée universelle – des échelles
de sous-maille sur les échelles résolues. Ainsi, dans les zones décollées où l’écoulement est piloté par des
structures turbulentes à grandes échelles, la taille du maillage nécessaire à la LES reste abordable et son
utilisation pour des configurations industrielles (illustrée figure 1) devient possible.
Lorsque l’on cherche à simuler la dynamique pariétale d’un écoulement, la LES demeure cependant trop
coûteuse. En effet, les structures turbulentes présentes près des parois sont très fines et ont une forme
allongée dans le sens de l’écoulement. Résoudre de telles structures par la LES nécessiterait donc un
effort de maillage conséquent, voire prohibitif à Reynolds élevés. Comme le suggèrent Pope [154] ou
Sagaut [166] le surcoût lié à la résolution de la turbulence pariétale en LES est son principale défaut.
Dans de nombreuses configurations, comme celle présentée figure 1, il n’est pas nécessaire de prendre
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Figure 1 – Exemple de simulation LES d’une véritable chambre de combustion d’hélicoptère SAFRAN-
Turbomeca, réalisée par Boileau et al. [11]

en compte cette zone de l’écoulement, les phénomènes moteurs de l’écoulement ayant lieu loin des pa-
rois. Les maillages utilisés dans ces conditions ne permettent en général pas de résoudre la turbulence
pariétale.

Néanmoins, il existe un certain nombre d’écoulements réactifs où il est pertinent de chercher à mieux
estimer la turbulence près des parois. Par exemple, si l’écoulement présente des couches limites attachées
en amont d’une zone décollée (comme l’illustre la figure 2 où le décollement est imposé par la géométrie),
on cherchera à mieux évaluer le profil de vitesses au niveau du décollement et ainsi améliorer la résolution
de la couche de mélange naissante. Par ailleurs, si l’on cherche à prendre en compte les transferts de
chaleur au niveau des parois (notamment pour simuler une température correcte dans un foyer et ainsi
mieux prévoir l’apparition de certains polluants), une LES limitée aux zones décollées devient insuffisante
(Schmitt et al. [178]). Enfin, certains écoulements réactifs présentent des régions décollées provoquées
par l’action de gradients de pression adverses sur la couche limite. Cette configuration est rencontrée
dans les superstatoréacteurs [31] ou les tuyères de moteurs fusée fonctionnant en régime de surdétente
[82]. Dans ces conditions, une bonne modélisation du comportement des couches limites attachées face
à des gradients de pression adverses (notamment au niveau de la couche externe) est cruciale.

Figure 2 – (gauche) Flamme turbulente en aval d’un accroche flamme prismatique (Volvo), extrait
de Fureby [67], (droite) flamme turbulente en aval d’un barreau cylindrique avec embout
conique extrait de la thèse de Savre [175]

Pour améliorer ce comportement de la LES près des parois, deux axes de recherche ont été suivis :
l’amélioration des modèles de sous-maille, comme l’approche Wall Adapted Local Eddy-viscosity (WALE)
[129] souvent utilisée en combustion, et le développement de modèles proche paroi pour la LES (Wall-
law Models for LES – WMLES – en anglais) dont le passage en revue est fait par Piomelli [140].
Parmi les approches citées par Piomelli, les méthodes hybrides RANS/LES sont des solutions de bon
« rapport qualité/coût » : elles consistent à traiter les couches limites attachées et les transferts pariétaux
par une approche RANS qui bénéficie de modèles bas-Reynolds performants et à traiter le reste de
l’écoulement en LES. Ce type d’approche, dont la plus connue est la Detached Eddy Simulation (DES)
(Spalart [188]), bénéficie d’une dizaine d’années de développement et est actuellement mature pour de
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nombreuses applications en aérodynamique sur des configurations complexes. De plus, contrairement
aux autres approches WMLES, le modèle RANS permet de restituer le comportement de la couche
limite face à des gradients de pression adverses comme c’est le cas dans une interaction onde de choc-
couche limite par exemple. Néanmoins, pour des écoulements réactifs, l’approche a rarement été utilisée.
L’objectif suivi au cours de cette thèse est donc d’évaluer une approche hybride RANS/LES, la Delayed
Detached Eddy Simulation (DDES), appliquée à deux cas d’écoulements réactifs massivement décollés.
Pour ce faire, la démarche employée est la suivante : dans un premier temps, la DDES est implantée
dans le code d’énergétique Cedre 1 de l’Onera. Cette approche est ensuite appliquée à l’étude d’un
cas géométriquement simple de marche descendante pour un régime de combustion prémélangé pauvre
à faible Mach. Enfin, un cas de tuyère supersonique surdétendue en milieu réactif fait l’objet d’une
simulation numérique lourde par cette approche et les résultats obtenus sont analysés.

Plan détaillé du mémoire

Ce mémoire s’articule autour de trois parties :

• Dans la première partie, les modèles physiques de base utilisés pour traiter les écoulements turbu-
lents sont d’abord présentés (chapitre 1). Puis, la phénoménologie de la combustion et de l’interaction
entre la combustion et la turbulence est décrite succintement. Les modèles utilisés dans ce travail
sont également décrits (chapitre 2). Au chapitre 3, les fondements théoriques ainsi que les principes
généraux des approches hybrides RANS/LES, en particulier de la DES, sont exposés. L’accent est mis
sur l’implantation et la validation dans le code Cedre de la DDES, qui constitue l’une des approches
hybrides RANS/LES les plus récentes. En fin de chapitre, une étude bibliographique de cas d’écoule-
ments réactifs où l’utilisation de la DDES peut s’avérer pertinente est également proposée. Enfin, au
chapitre 4, les méthodes numériques employées dans le code Cedre sont brièvement présentées, la mé-
thode d’intégration temporelle de Gear implantée dans le cadre de la thèse y étant un peu plus détaillée.

• La seconde partie porte sur le premier cas d’application de la DDES à savoir l’écoulement massivement
décollé en aval de la marche A3C de l’Onera, sur laquelle de nombreuses mesures ont été réalisées en
inerte et en réactif. La géométrie ainsi que les conditions de calcul sont d’abord présentées (chapitre
5). Puis, au chapitre 6, les résultats obtenus avec les trois modèles (RANS, LES, DDES) utilisés pour
la simulation de l’écoulement inerte sont confrontés à la base de données expérimentales. L’influence
de la résolution du maillage, du mode de protection de la couche limite et de l’intégration temporelle
sont mises en avant dans un contexte de validation de la DDES. Enfin, au chapitre 7, les trois ap-
proches sont appliquées à la simulation de écoulement réactif méthane-air prémélangé et confrontées
aux mesures. L’influence de la caractérisation acoustique de la section de sortie est mise en évidence
pour les calculs DDES.

• Dans la troisième partie du mémoire, la simulation numérique d’un écoulement réactif surdétendu
dans une tuyère en aval d’un moteur fusée est réalisée. Cette partie, rédigée en anglais, constitue la
version longue d’un article soumis dans un journal à comité de lecture. La tuyère plane ATAC du banc
MASCOTTE, étudiée à l’Onera, est d’abord décrite et replacée dans le contexte de l’étude des charges
latérales et thermiques des tuyères de lanceur. Des simulations numériques DDES et RANS sont réa-
lisées et permettent de quantifier l’apport de la DDES sur ce cas particulièrement instationnaire. La
dynamique de l’écoulement est ensuite analysée par des méthodes avancées de traitement du signal.
Une caractérisation de la zone réactive est enfin proposée.

1. Calculs d’Ecoulements (Diphasiques) Réactifs pour l’Energétique
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Chapitre 1

Modèles physiques de base
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4 Chapitre 1. Modéles physiques de base du code Cedre

Dans ce premier chapitre, les équations de Navier-Stokes pour l’aérothermochimie sont d’abord
rappelées. Les trois grandes familles d’approches utilisées en CFD pour prendre en compte les écoulements
turbulents (DNS, LES et RANS) sont également présentées ainsi que les équations filtrées résolues par
le code Cedre. Les modèles de base utilisés dans cette étude pour la fermeture de ces équations sont
enfin décrits.

In this first chapter, the Navier-Stokes equations for aerothermochemistry are recalled. The three
main family of approaches used in CFD to tackle the simulation of turbulent flows (DNS, LES, RANS)
are also presented along with the filtered equations solved by the Cedre code. The basic closure models
used in this study are finally described.

1.1 Les équations de Navier-Stokes pour l’aérothermochimie

On se place dans le cadre de la mécanique des milieux continus. Tout volume élémentaire de fluide
peut alors être caractérisé par des grandeurs thermodynamiques macroscopiques comme la pression, la
température, la masse volumique. Le comportement du mélange gazeux réactif est alors régi par les
équations de Navier-Stokes qui sont dérivés des principes de conservation de la masse totale, des espèces,
de la quantité de mouvement et de l’énergie.

1.1.1 Equations de conservation

Conservation de la masse totale

Le principe de conservation de la masse permet d’écrire :

∂ρ

∂t
+∇.(ρu) = 0, (1.1)

où ρ désigne la masse volumique du fluide et u le vecteur vitesse.

Conservation des espèces

Les écoulements considérés sont multi-espèces et réactifs. Ainsi pour un gaz constitué de Ne espèces,
on peut écrire Ne équations de transports d’espèces dont la somme permet de retrouver l’équation de
conservation de la masse totale 1.1 :

ρ
DYi
Dt

=
∂ρYi
∂t

+∇. (ρuYi) = −∇. (J i) + ρω̇i, (1.2)

où Yi et ω̇i correspondent respectivement à la fraction massique et au taux de production / destruction
de l’espèce i. On note Ji le flux de diffusion massique de l’espèce i dans le mélange, qui peut s’exprimer
comme :

J i = ρU iYi, (1.3)

où U i est la vitesse de diffusion de l’espèce i.
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Equation de la quantité de mouvement

D’après la loi de Newton, la quantité de mouvement d’un systéme varie suivant les forces qui lui sont
appliquées :

ρ
Du

Dt
=

∂ρu

∂t
+∇. (ρu⊗ u) = ∇. (τ − pI) + Sqdm, (1.4)

où p est la pression, τ le tenseur des contraintes visqueuses et Sqdm le terme source correspondant aux
forces volumiques (gravité, forces électromagnétiques ...). Ce terme source peut s’écrire :

Sqdm = ρ

Ne∑

i=1

Yif i, (1.5)

avec f i correspondant aux forces volumiques appliquées à l’espèce i. Dans le cadre de notre étude ces
forces de volume seront cependant négligées.

Equation de l’énergie totale

On définit l’énergie interne du mélange comme :

e =

Ne∑

i=1

Yih
0
i −

RT0
M

+

∫ T

T0

cvdT

︸ ︷︷ ︸

es

. (1.6)

On remarque que, par convention dans le code Cedre, le terme −RT0/M est regroupée avec la partie
chimique de l’énergie.

La conservation de l’énergie totale (et = e+ 1
2u.u) s’écrit alors sous la forme :

ρ
Det
Dt

=
∂ρet
∂t

+∇. (ρetu) = ∇. [(τ − pI)u]−∇.Jet + Set , (1.7)

où Jet le flux d’énergie totale s’exprime comme :

Jet =

Ne∑

i=1

hiJ i + q, (1.8)

et le terme source d’énergie :

Set = Sht = Sqdm.(u+ U i) + Srad + ..., (1.9)

les forces de volume étant négligées, leur travail l’est également. Le terme source de rayonnement Srad
qui peut s’avérer crucial dans certaines applications, sera également négligé dans le cadre de ce travail.

1.1.2 Loi d’état et relations de comportement

Loi d’état des gaz parfaits

Pour un gaz parfait, la masse volumique est liée aux grandeurs primitives p et T par la relation suivante :

ρ =
pM

RT
, (1.10)

où M est la masse molaire du mélange :

M =

Ne∑

i=1

XiMi, (1.11)

avec Xi la fraction molaire de l’espèce i et Mi sa masse molaire. La relation entre Xi et la fraction
massique Yi est la suivante :

Yi =
XiMi

M
. (1.12)
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Propriétés physiques

On considère que les fluides étudiés ont un comportement Newtonien ce qui permet de relier linéai-
rement le tenseur des contraintes visqueuses au gradient de vitesse ∇u :

τ = µ
[

∇u+ (∇u)T
]

+ η∇. (u) , (1.13)

où µ est la viscosité dynamique reliée à la viscosité cinématique ν par la relation µ = ρν. Le second
coefficient de viscosité η est obtenu par la relation de Stokes :

η = −
2

3
µ. (1.14)

Dans le cadre de notre étude, les viscosités d’espèces sont calculées selon une loi de Sutherland :

µi (T ) = µ0i
T 0
i + T 1

i

T + T 1
i

(

T

T 0
i

)1,5

, (1.15)

T 0
i , T

1
i et µ0i sont les coefficients de la loi, sachant que µ0i représente la viscosité de l’espèce i à la

température T 0
i . La viscosité de mélange est ensuite obtenue suivant :

µ =

Ne
∑

i=1

Yiµi. (1.16)

Les flux de diffusion thermique et moléculaire sont respectivement donnés par les lois de Fourier et
de Fick :

q = −λ∇T et J i = −ρDi∇Yi. (1.17)

La conductivité thermique de mélange λ est évaluée à partir de la conductivité thermique de chaque
espèce via une moyenne arithmétique, pondérée par la viscosité :

λ = µ

Ne
∑

i=1

λi

µi
Yi. (1.18)

Les conductivités thermiques des espèces, λi, sont évaluées en considérant des nombres de Prandtl
constants : λi = µicp,i/Pri. De la même manière, les coefficients de diffusion moléculaire d’espèces sont
exprimés à partir de nombres de Schmidt constants : Di = ν/Sci. Le principe de conservation de la
masse impose une contrainte supplémentaire sur les flux de diffusion moléculaire :

Ne∑

i=1

J i = 0. (1.19)

Sachant que cette condition peut ne pas être respectée lors de l’utilisation de nombres de Schmidt
différents pour chaque espèce, on ne résout en réalité que Ne − 1 équations sur les espèces. La masse
totale est ensuite conservée en fixant la masse de la dernière espèce (souvent N2) suivant :

YNe = 1−

Ne−1∑

i=1

Yi. (1.20)

La capacité calorifique à pression constante de chaque espèce est évaluée à partir de polynômes de degré
7 :

cp,i =
7∑

k=0

ai,k

(
T

1000

)k
. (1.21)
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1.2 La turbulence et sa modélisation

L’objectif de cette section est d’introduire les trois familles d’approche utilisées pour aborder la simulation
numérique de la turbulence.

1.2.1 Un problème multi - échelle

La coexistence de structures turbulentes d’échelles variées au sein d’un écoulement turbulent est illustrée
figure 1.1 représentant une couche de mélange étudiée par Brown et Roshko [16]. Ces échelles sont com-
prises entre l’échelle intégrale L (taille des plus grosses structures de l’écoulement où l’énergie turbulente
est produite, liée à la géométrie du problème) et l’échelle de Kolmogorov ηK (taille de tourbillons où
l’énergie turbulente est dissipée par effets visqueux). L’objet de ce mémoire n’étant pas de faire une
description exhaustive de la turbulence, le lecteur est invité à consulter les références [154, 6, 112] pour
une analyse plus approfondie.

Figure 1.1 – Couche de mélange obtenue par Brown et Roshko [16], les échelles L et ηK sont mises
en évidence

La théorie de Kolmogorov

La théorie classique dite de la « cascade », introduite par Richardson et reprise par Kolmogorov, est
illustrée par la figure 1.2. On peut y distinguer trois zones. La première, dite « énergétique », où il y a
production d’énergie cinétique turbulente grâce aux grosses structures dont la taille est liée à la géométrie
du problème ; la seconde, dite « inertielle », où le transfert d’énergie vers les plus petites échelles revêt
un caractère universel caractérisé par une décroissance avec une pente de −5/3 et enfin une troisième
zone dissipative où l’énergie est dissipée sous forme de chaleur. On notera que l’étendu de ce spectre
varie avec le nombre de Reynolds lié à l’échelle intégrale. Rappelons que le nombre de Reynolds lié à une
longueur L défini comme

ReL =
UL

ν
, (1.22)

où U est une vitesse caractéristique de l’écoulement, permet de comparer les efforts inertiels aux efforts
visqueux subis localement par le fluide. L’échelle de dissipation de Kolmogorov est d’autant plus petite
que le nombre de Reynolds est grand.
Des considérations dimensionnelles permettent d’écrire que :

L

ηK
= O (ReL) (1.23)

Parallèlement à cette cascade directe, des études récentes ont révélé l’existence d’une cascade d’énergie
inverse, où de l’énergie provenant des petites échelles est transférée vers les grandes. L’intensité de ce
phénomène est, au maximum, deux fois moindre et correspond phénoménologiquement aux processus
d’appariement et d’enroulement tourbillonnaires.
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Figure 1.2 – Spectre d’énergie cinétique turbulente E(k), mise en évidence des différentes régions

La résolution numérique d’écoulements turbulents requiert donc la prise en compte de l’ensemble de ce
spectre d’échelles turbulentes en temps et en espace. Pour ce faire, il existe trois principales méthodes :
la simulation numérique directe (Direct Numerical Simulation ou DNS en anglais) où toutes les échelles
spatio-tempotelles de l’écoulement sont résolues ; la simulation aux grandes échelles (Large Eddy Simu-
lation ou LES en anglais) où l’on ne résout que les échelles turbulentes plus grande qu’une taille de filtre,
l’action dissipative des échelles plus petites que la taille de filtre ∆ étant modélisée et enfin l’approche des
équations de Navier Stokes moyennées au sens de Reynolds (Reynolds Averaged Navier Stokes ou RANS
en anglais) où l’ensemble du spectre est modélisé et l’écoulement obtenu correspond à une moyenne
temporelle. La figure 1.3 illustre l’évolution en un point de l’espace d’une variable de l’écoulement dans
le temps selon les différentes approches. La position sur le spectre des échelles résolues et modélisées est
également illustrée au niveau de la cascade énergétique à la figure 1.4.

Figure 1.3 – Évolution temporelle d’une variable quelconque en un point de l’espace pour les différentes
approches DNS, LES et RANS

Approche DNS

En DNS, les équations de Navier-Stokes sont directement résolues. Le maillage considéré doit par
conséquent être capable de discrétiser l’ensemble des échelles turbulentes en espace (de L jusqu’à ηK)
et le pas de temps utilisé doit être suffisamment petit pour en décrire la dynamique. On peut estimer
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Figure 1.4 – Cascade énergétique pour les trois approches DNS, LES et RANS

que le nombre de points nécessaires à résoudre un écoulement dont la taille caractéristique est L est en
O(ReL

9/4) pour de la turbulence homogène isotrope (THI). Il s’en suit que pour des raisons de coût
de calcul, cette approche est principalement utilisée pour caractériser les phénomènes fondamentaux
rencontrés dans les écoulements turbulents à faibles nombres de Reynolds (éclatement tourbillonaire,
THI, dynamique des tourbillons pariétaux), une revue des différentes problématiques abordées en DNS
est proposée par Moin et Mahesh [121]. Il faut noter que l’augmentation de la puissance de calcul permet
un nombre croissant de calculs DNS de configurations complexes à nombres de Reynolds modérés (voir
le récent calcul de Moureau et al [123]).

Approche RANS

L’approche RANS consiste à résoudre les équations de Navier-Stokes auxquelles on applique unemoyenne
statistique d’ensemble assimilée à une moyenne temporelle grâce à l’hypothèse d’ergodicité (Tennekes
et Lumley [195]). Cette opération peut être interprétée comme une opération de filtrage, ce qui facilite
l’introduction de notations communes pouvant être employées à la fois en RANS et en LES. Au sens
RANS, toute valeur instantanée d’une grandeur quelconque Ψ fluctuant au sein d’un écoulement turbu-
lent, peut être décomposée en la somme de sa moyenne temporelle et de ses fluctuations autour de cette
moyenne :

Ψ = Ψ+Ψ′. (1.24)

Les codes de CFD pour les écoulements compressibles utilisent plus couramment une moyenne pondérée
par la masse volumique, appelée moyenne de Favre :

Ψ̃ =
ρΨ

ρ
. (1.25)

Les fluctuations associées à une moyenne de Favre sont notées Ψ′′, et telles que :

Ψ = Ψ̃+Ψ′′. (1.26)

L’opérateur de filtrage RANS vérifie les propriétés de linéarité, de projectivité, de conservativité des
constantes, et de commutativité par rapport aux dérivées spatiales et temporelles. De ces propriétés
découlent les relations suivantes utilisées lors du développement des équations de Navier-Stokes moyen-
nées :

Ψ = Ψ et Ψ′ = 0. (1.27)
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Approche LES

Au sens LES, les grandeurs sont filtrées dans l’espace physique par rapport à un filtre passe haut.
Une partie du spectre de la turbulence, associée aux grandes structures tourbillonnaires, est alors résolue
et une partie, correspondant aux petites structures, reste non résolue. Le modèle de sous-maille a ainsi
pour fonction de modéliser les interactions entre les petites échelles de la turbulence et les grandes
échelles. D’un point de vue mathématique, si l’on note G∆ le noyau du filtre, l’opération de filtrage
d’une grandeur Ψ dans l’espace spectral est obtenue par convolution [166] :

Ψ =

∫
∞

−∞

Ψ (x)G∆

(
x− x′

)
dx′. (1.28)

En pratique, dans un code de CFD tel que Cedre, le filtre est imposé dans l’espace physique à la fois par
le maillage et par le schéma numérique. Le but de l’opération de filtrage résultant reste de permettre la
résolution de la majorité du spectre d’énergie cinétique turbulente (portée par les plus grosses structures).
De façon analogue au RANS, on utilise fréquemment un filtrage de Favre pondéré par la masse volumique
(les notations restent les mêmes qu’en RANS). Le filtrage LES perd la propriété de projectivité. De ce
fait, les conditions (1.27) ne sont plus vérifiées :

Ψ  = Ψ et Ψ′  = 0. (1.29)

Il s’ensuit que le filtrage des équations de Navier-Stokes au sens LES introduit des termes supplémentaires
par comparaison aux équations RANS. Ces termes doivent être pris en compte dans les modèles de
sous-maille (modèles SGS pour « Sub Grid Scale model »).

1.2.2 Equations filtrées

Les équations de Navier-Stokes filtrées résolues par Cedre s’écrivent :

∂ρ

∂t
+∇.(ρũ) = 0, (1.30)

∂ρỸi
∂t

+∇.
(
ρũỸi

)
+∇.

(
J i

)
− ˜̇ωi = RHSS , (1.31)

∂ρũ

∂t
+∇. (ρũ⊗ ũ)−∇. (τ − pI)− Sqdm = RHSM , (1.32)

∂ρẽt
∂t

+∇. (ρẽtũ)−∇. [(τ − pI) ũ] +∇.Jet − Set = RHSE . (1.33)

Ces équations sont fermées par la loi des gaz parfaits filtrée :

p =
ρRT̃

M
(
T̃
) . (1.34)

Les membres de droite intervenant dans ces équations sont fermés par les modèles de turbulence. Ils
peuvent s’écrire :

RHSS = −∇.
[
ρ
(
ũYi − ũỸi

)]
, (1.35)

RHSM = −∇.
[

ρ
(
ũ⊗ u− ũ⊗ ũ

)]
, (1.36)

RHSE = −∇.
[
ρetu− (τ − pI)u− ρẽtũ+ (τ − pI) ũ

]
. (1.37)

Les flux de diffusion filtrés sont obtenus par les mêmes approximations que pour les termes non filtrés
(équation 1.17) :

J i ≈ −ρDi

(
T̃
)
∇Ỹi, (1.38)

Jet ≈

Ne∑

i=1

hiJ i + q, (1.39)
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où q, le flux de chaleur filtré est évalué comme :

q ≈ −λ
(
T̃
)
∇T̃ . (1.40)

Il en est de même pour le tenseur des contraintes visqueuses filtré (conformément à l’équation 1.13) :

τ ≈ µ
(
T̃
)[
∇ũ+ (∇ũ)T −

2

3
(∇.ũ) I

]
. (1.41)

Du fait de la non linéarité des flux de diffusion et des contraintes visqueuses, les expressions exactes de ces
flux filtrés comportent en réalité des termes supplémentaires qui n’apparaissent pas ici. Les coefficients de
ces lois (diffusion moléculaire, viscosité dynamique et conductivité thermique) sont évalués ici directement
à partir de la valeur filtrée de la température.

Le terme ˜̇ωi de production / destruction d’espèces filtré fait l’objet d’une modélisation spécifique qui est
traitée dans le chapitre 2 sur la combustion turbulente.

1.2.3 Fermeture des équations

Dans le paragraphe précédent les termes du second membre RHSS,M,E restent à modéliser :

• Dans le terme RHSM , la grandeur ρ
(
ũ⊗ u− ũũ

)
, que l’on peut noter τ t, représente les contraintes

turbulentes. En RANS, ce tenseur se réduit au tenseur de Reynolds :

τ
t = −ρũ′′u′′. (1.42)

En revanche, au sens LES, le tenseur des contraintes de sous-maille comporte des termes supplémen-
taires induits par la non projectivité du filtre :

τ
t = − ρ

(
˜̃uũ− ũũ

)

︸ ︷︷ ︸
L

− ρ

(˜̃uu” + ũ”ũ
)

︸ ︷︷ ︸
C

− ρũ”u”
︸ ︷︷ ︸

R

. (1.43)

En plus du tenseur de Reynolds représentant les interactions entre les échelles de sous-maille, appa-
raissent deux nouveaux tenseurs : le tenseur de Léonard L associé aux interactions entre les grandes
échelles résolues, et le tenseur croisé C représentant les interactions entre les petites échelles de sous-
maille et les grandes échelles résolues. La modélisation du tenseur des contraintes turbulentes doit
prendre en compte l’existence de cette décomposition triple. Toutefois, les modèles généralement uti-
lisés ne s’intéressent qu’à la modélisation du seul tenseur de Reynolds.
Dans Cedre, que l’on se trouve dans un contexte RANS ou LES, le tenseur τ

t s’exprime suivant
l’hypothèse de viscosité turbulente de Boussinesq. On écrit alors :

τ
t = µt

[
∇ũ+ (∇ũ)T −

2

3
(∇.ũ) I

]
−

2

3
ρkI, (1.44)

k représente l’énergie cinétique de la turbulence et µt le coefficient de viscosité turbulente. En général,
la partie isotrope du tenseur n’est pas toujours prise en compte en LES. Le coefficient de viscosité
turbulente doit être modélisé afin de pouvoir évaluer le tenseur τ

t, les modèles utilisés dans le code
Cedre sont décrits à la section 1.2.4.

• Les flux de diffusion thermique et de masse turbulents doivent également être fermés (termes RHSE et
RHSS). Les fermetures apportées à ces termes sont identiques en RANS et en LES et sont également
fondées sur l’hypothèse de gradient :

ρ

(
ũYi − ũỸi

)
= J t

i = −ρDt∇Ỹi, (1.45)

ρetu− (τ − pI)u− ρẽtũ+ (τ − pI) ũ = qt +

Ne∑

i=1

hiJ
t
i + τ

tũ, (1.46)
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avec
qt = −λt∇T̃ . (1.47)

Les coefficients de conductivité thermique et de diffusion turbulents sont évalués respectivement à
partir de nombres de Prandtl et de Schmidt turbulents constants. On a ainsi : λt = µtcp/Prt et
Dt = νt/Sct.

1.2.4 Modélisation de la viscosité turbulente

Il existe dans la littérature de très nombreuses approches permettant de fermer le terme νt dans l’équation
1.44 que ce soit en RANS ou en LES. Pour le code Cedre et dans le cadre de cette étude, les approches
utilisées en RANS ou LES sont les suivantes :
• en RANS, les modèles à deux équations k− ε [106, 95] et k−ω SST sont utilisés. Nous rappelons que

ε est le taux de dissipation turbulente, et ω une pseudo-dissipation (homogène à s−1). La viscosité
turbulente νt valant :

Cµk
2

ε
, pour le modèle k − ε, (1.48)

k

ω
, pour le modèle SST, (1.49)

où la constante Cµ vaut en général 0,09.
Les équations détaillées du modèle k − ε sont explicitées à la référence [131], le modèle k − ω SST
étant plus longuement abordé à la section 3.3 ;

• en LES, c’est le modèle de Smagorinsky [185] qui a été utilisé pour évaluer la viscosité sous-maille :

µt = ρ
(
CS∆̂

)2√
2S̃ : S̃, (1.50)

où S̃ est la partie symétrique du tenseur des gradients de vitesses filtré à savoir :

S̃ =
1

2

(
∇ũ+ (∇ũ)T

)
, (1.51)

la constante CS vaut 0, 1 dans nos calculs. La taille du filtre ∆̂ est égal min(∆; 0, 4d/CS), où d est la
distance à la paroi, permet à la viscosité sous-maille de Smagorinsky de s’annuler à la paroi. L’échelle
de sous-maille ∆ intervenant dans le modèle de Smagorinsky retenu dans Cedre est le diamètre
équivalent défini par :

∆ = Dh =
6V

ΣkAk
, (1.52)

où Ak correspondent aux aires des faces de la cellule.
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Dans ce second chapitre, les structures des flammes laminaires de prémélange et des flammes la-
minaires non-prémélangées sont d’abord décrites. Dans un deuxième temps, les régimes de combustion
turbulente rencontrés en fonction du rapport entre les échelles liées à la chimie et celles liées à la tur-
bulence sont expliqués au travers de diagrammes. Puis, la modélisation adoptée dans ces travaux pour
décrire ces phénomènes est détaillée. Enfin, les méthodes employées pour caractériser la combustion
turbulente en simulation numérique sont enfin présentées.

In this second chapter, the structure of laminar premixed and non premixed flames are first described.
In a second time, the turbulent combustion regimes depending on the ratio between chemical scales and
turbulence scales are explained thanks to diagrams. Then, the modelling employed in this work is detailed.
Finally, the methods used to turbulent combustion in numerical simulation are presented.

2.1 La combustion laminaire

Les deux premières sections de ce chapitre s’appuient sur un travail de synthèse réalisé par Savre au
cours de sa thèse [175]. Dans le cadre de cette étude, nous nous intéressons uniquement à des flammes
laminaires non étirées et ne traitons que les flammes de prémélange et de diffusion. L’effet de l’étirement
et de la courbure ainsi que la phénoménologie des flammes partiellement prémélangées sont passés en
revue à la référence [175].
Le développement de modèles permettant de prendre en compte les différents régimes de combustion
rencontrés dans les foyers aérospatiaux nécessite de faire la distinction entre flammes prémélangées et
flammes non prémélangées. Pilotées à petites échelles par des phénomènes identiques (chimie, diffusion
moléculaire et thermique), ces deux types de flammes possèdent des structures et des propriétés bien
distinctes, ce qui rend l’élaboration d’un modèle de combustion « universel » extrêmement délicat. Les
descriptions faites par la suite correspondent à des flammes mettant en jeu la combustion de combustibles
légers dans l’air (H2 et CH4 essentiellement).

2.1.1 Généralités

La réaction de combustion peut-être décrite de façon globale comme une réaction exothermique entre
un oxydant O et un carburant F , engendrant des produits de combustion P . Elle peut être schématisée
de manière très simplifiée par le schéma réactionnel global suivant :

ν ′FF + ν ′OO −→ P, (2.1)

où ν ′F et ν ′O correspondent respectivement aux coefficients stœchiométriques du combustible F et de
l’oxydant O.
Le coefficient stœchiometrique massique est alors défini comme :

s =
ν ′FMF

ν ′OMO
. (2.2)

Le rapport de mélange RM est égal au rapport des masses de combustible mF et d’oxydant mO :

RM =
mF

mO
. (2.3)
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La richesse du mélange Φ est égale au ratio entre les rapports de mélange local et stœchiométrique :

Φ =
RM

RMs
. (2.4)

Si Φ < 1, le mélange contient plus d’oxydant que de combustible, il est dit pauvre. Lorsque Φ > 1 le
mélange est dit riche.

2.1.2 La combustion laminaire prémélangée

Observations :

Dans cette sous-section l’analyse s’effectue pour une flamme 1D, qui se propage dans la direction X.
En combustion prémélangée, les réactifs (oxydant et carburant) sont mélangés à l’échelle moléculaire
avant de réagir. Les flammes de prémélange sont caractérisées par l’existence d’un front de flamme
mince séparant les gaz frais des gaz brûlés comme l’illustre la figure 2.1. Au sein de ce front ont lieu
les réactions chimiques permettant la transformation des réactifs en produits. Cette flamme peut être
caractérisée par son épaisseur notée δ0L (l’indice L se rapporte au cas laminaire, et l’exposant 0 au cas
d’une flamme non étirée).

Gaz BrulesGaz frais

δ

S

δ
o

0

rl
δ

L

0

L
δ

Figure 2.1 – Représention schématique d’une flamme laminaire de prémélange.

Une flamme prémélangée laminaire peut se diviser en trois zones distinctes suivant l’analyse asympto-
tique de Zel’dovitch/Frank-Kamenetski (Williams [212], Peters et Williams [139]). La figure 2.2, présente
les distributions spatiales calculées de CH4 et de température obtenues pour une flamme méthane/air
stœchiométrique 1D.

CH4

WT

T

δ

δ δ

L

r oδ t

Figure 2.2 – Structure interne d’une flamme laminaire prémélangée stœchiométrique méthane/air.



16 Chapitre 2. La combustion turbulente et sa modélisation

• La première zone se caractérise par une élévation progressive de la température, alors que les termes de
production/disparition chimiques restent nuls. C’est la zone de préchauffage dans laquelle, en raison
de l’existence de forts gradients d’espèces et de température favorisant la diffusion thermique et molé-
culaire, les gaz frais voient leur température s’élever jusqu’à atteindre la température d’inflammation
du mélange. L’épaisseur caractéristique δl de cette zone est généralement de l’ordre de 0,3δ0L.

• L’oxydant et le carburant réagissent ensuite au sein de la seconde zone : c’est la zone de réaction.
Celle-ci est peu épaisse (son épaisseur δr est de l’ordre d’un dixième de l’épaisseur totale du front
de flamme) et se caractérise par une élévation brutale de la température et de fortes variations des
termes sources chimiques des espèces. C’est dans cette région que le carburant est consommé et que
les produits majoritaires de combustion sont formés.

• Dans la troisième zone, les réactions principales sont à l’état d’équilibre partiel, et la température
n’augmente que très progressivement. Les produits de combustion sont lentement oxydés, et les réac-
tions élémentaires mises en jeu évoluent avec des temps caractéristiques relativement grands. Cette
zone est appelée zone d’oxydation, et son épaisseur est notée δo.

Dans le cas d’une combustion pauvre à stœchiométrique, on peut s’attendre à ce que le carburant
soit entièrement consommé et qu’une certaine proportion d’oxydant résiduel soit retrouvée dans les gaz
brûlés. En revanche, en combustion riche, tout le carburant n’a pas réagi ce qui entraîne la présence
d’hydrocarbures imbrûlés dans les gaz chauds.

Au fur et à mesure que les réactifs sont consommés, le front de flamme se déplace, des gaz frais vers les
gaz brûlés. On peut donc définir une vitesse de propagation du front, appelée vitesse de flamme, et
notée S0

L. Cette vitesse est directement reliée à la vitesse de consommation du carburant dans la zone de
réaction. Cette grandeur, de même que l’épaisseur de la flamme, dépendent de nombreux paramètres de
l’écoulement tels que la richesse, la pression, la nature du carburant, les propriétés physico-chimiques...

Variable d’avancement :

La structure interne de la flamme de prémélange peut être décrite par un unique paramètre, appelé
variable d’avancement, que l’on notera par la suite c. Plusieurs définitions de cette variable peuvent
être proposées [203, 150], avec toutefois la contrainte que c doit varier de façon monotone lorsque l’on
progresse des gaz frais vers les gaz brûlés. On peut par exemple écrire [150] :

c =
YF − Y u

F

Y b
F − Y u

F

ou c =
T − T u

T b − T u
, (2.5)

où T est la température et YF la fraction massique du carburant. Les indices u et b représentent res-
pectivement les grandeurs prises dans les gaz frais (unburnt) et dans les gaz brûlés (burnt). La variable
d’avancement peut être normalisée de telle sorte qu’elle varie entre 0 du côté des gaz frais et 1 du côté
des gaz brûlés. De nombreux modèles de combustion dédiés aux flammes prémélangées sont basés sur le
transport de cette grandeur.

Vitesse et épaisseur de flamme :

Lorsque l’on se place dans le contexte de flammes planes librement propagatives, la vitesse de consom-
mation est une grandeur globale obtenue par intégration des taux de production de c à travers le front
de flamme. Elle est donc unique pour chaque flamme considérée et dépend essentiellement des conditions
dans lesquelles se déroule la combustion :

ρuS
0
L = −

1

(cb − cu)

∫ +∞

−∞

ρω̇cdx. (2.6)

De façon analogue, différentes définitions peuvent être données pour caractériser l’épaisseur du front de
flamme [150]. Les relations établies ici restent toutefois très approchées.
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En se plaçant dans le cadre d’une chimie simplifiée, la relation la plus couramment employée est la
suivante :

δ0L =
λ

ρucpS0
L

. (2.7)

Ici, δ0L peut être apparentée à une épaisseur de diffusion. Cette relation sous-estime généralement l’épais-
seur réelle de la zone de réaction.

Des relations plus précises peuvent être établies, mais contrairement à (2.7), celles-ci nécessitent la
connaissance de l’état après combustion (notamment de la température des gaz brûlés). On trouve par
exemple dans [150] une expression de l’épaisseur thermique de la flamme calculée à partir du gradient
de température :

δ0L =
T b − T u

max
(

|∂T
∂x |

) . (2.8)

2.1.3 La flamme laminaire de diffusion

Observations :

Pour une flamme de diffusion, l’oxydant et le carburant sont séparés en des zones parfaitement distinctes
avant de réagir. La figure 2.3 représente une vue simplifiée d’une flamme de diffusion. Dans ce régime,
la combustion est essentiellement pilotée par la diffusion des réactifs l’un dans l’autre. La flamme va
se développer à l’interface entre les deux réactifs, à la stœchiométrie. les produits de combustion sont
ensuite évacués par diffusion moléculaire de part et d’autre de la zone de réaction.

CarburantOxydant

Z=Zst

Z=1Z=0

!! !r dd

Figure 2.3 – Représentation schématique d’une flamme de diffusion laminaire.

Figure 2.4 – Représentation de profils à travers une flamme de diffusion classique.
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La flamme de diffusion type, schématisée figures 2.3 et 2.4, met en évidence l’existence de trois zones :

• la première zone, localisée au centre de la flamme, est la zone de réaction. Elle se caractérise par un
pic des termes sources chimiques et du dégagement de chaleur : c’est là que se déroulent les réactions
chimiques mettant en jeu les réactifs et les produits de combustion principaux. Dans cette zone, le
carburant et l’oxydant alimentant la flamme sont mélangés à l’échelle moléculaire avant de réagir ;

• la seconde région, entourant la zone de réaction, est la zone de diffusion des espèces : là, les réactifs
présents de chaque coté de la flamme sont mélangés aux produits de combustion évacués par diffusion
moléculaire. Dans cette zone, on note une élévation progressive de la température des gaz, provoquée
par la diffusion thermique et la dilution des réactants par les gaz brûlés. Sous l’hypothèse d’equidiffu-
sion, la zone de diffusion des espèces et celle de la température sont superposées et symétriques ;

• pour finir, on trouve de part et d’autre des zones de diffusion les deux écoulements de gaz frais
alimentant la flamme en carburant et en oxydant.

Ces observations montrent que les flammes de diffusion résultent de la compétition entre les proces-
sus chimiques et la diffusion moléculaire des espèces. La structure de cette flamme est donc contrôlée
uniquement par le rapport entre les temps caractéristiques de la chimie et de la diffusion.

Contrairement aux flammes de prémélange, le front de la flamme de diffusion ne se propage pas au sein
de l’écoulement mais reste fixé autour de l’iso-surface de mélange stœchiométrique.

Paramètres décrivant la structure de la flamme :

Les flammes de diffusion sont généralement décrites par l’intermédiaire d’un traceur de mélange noté z.
Dans le cas d’une chimie simple, typiquement décrite par une réaction chimique unique et irréversible, la
fraction de mélange peut être construite simplement à partir des fractions massiques des espèces réactives
[212] :

sϕ = YF −
YO
s

= YF +
YP
1 + s

. (2.9)

L’indice O correspond à l’oxydant, F au carburant et P aux produits de combustion. s est le rapport
stœchiométrique défini par s = νOMO/νFMF . La variable de Schwab-Zel’dovitch, sϕ, est généralement
réduite de manière à ce que z varie entre 0 et 1 [203] :

z =
ϕ YF
YF,0

−
YO
YO,0

+ 1

1 + ϕ
, (2.10)

où ϕ est une richesse globale définie à partir des fractions massiques de l’oxydant et du carburant pris
dans les zones d’alimentation : ϕ = sYF,0/YO,0.

Le scalaire z se révèle être un bon traceur pour localiser la flamme de diffusion sachant que la zone de
réaction se développe à la stœchiométrie, c’est-à-dire autour de l’iso-surface z = zst.

Le taux de dissipation scalaire de z, noté χ, est utilisé pour caractériser la structure de la flamme. χ est
défini par :

χ = D

∣

∣

∣

∣

∂z

∂x

∣

∣

∣

∣

2

. (2.11)

Cette grandeur permet de quantifier les flux de diffusion de masse à travers les isosurfaces de z.

Il résulte de ces observations que la structure d’une flamme de diffusion peut être caractérisée par
seulement deux grandeurs indépendantes : la fraction de mélange et son taux de dissipation.
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2.2 Phénoménologie des interactions flamme/turbulence

2.2.1 Flammes turbulentes prémélangées

Le but de cette section est de discuter de l’influence de la turbulence sur la structure des flammes de
prémélange. De nombreux auteurs se sont intéressés au sujet, notamment Borghi [12], Borghi et Destriau
[13] ou Peters [137]. Les travaux les plus récents utilisent la DNS pour étudier en détail ces interactions
(Poinsot et al. [151], Poinsot et Veynante [150]).

L’influence de la turbulence sur la chimie (et réciproquement) est contrôlée par les temps caractéristiques
de ces deux phénomènes. Un temps caractéristique chimique est défini généralement en fonction de la
vitesse et de l’épaisseur de flamme laminaire :

τc =
δ0L
S0
L

. (2.12)

Un temps turbulent caractéristique peut être défini comme le rapport entre une échelle de longueur de
la turbulence et la fluctuation de vitesse associée. On obtient ainsi différents temps correspondant aux
différentes échelles caractéristiques des tourbillons. Par exemple, suivant l’échelle de Kolmogorov ηK
représentant la taille des plus petits tourbillons, il vient :

τt,ηK =
ηK

u′ηK
. (2.13)

Si l’on considère maintenant les plus grandes structures de l’écoulements décrites par l’échelle intégrale
lt, on trouve :

τt,lt =
lt
u′l
. (2.14)

Les rapports entre ces différents temps définissent des nombres sans dimension permettant de caractériser
les différents régimes de combustion turbulente. Le nombre de Damköhler est défini comme le rapport
entre le temps lié à l’échelle intégrale de la turbulence et le temps chimique, alors que le nombre de
Karlovitz est égal au rapport entre le temps chimique et le temps lié à l’échelle de Kolmogorov.

Da =
τt,lt
τc

, (2.15)

Ka =
τc

τt,ηK
. (2.16)

Le nombre de Reynolds turbulent Ret = u′lt/ν peut alors être réécrit en fonction de ces deux nombres
adimensionnels :

Ret = Da2Ka2. (2.17)

Suivant les valeurs prises par Da et Ka, il est possible d’identifier différents régimes de combustion. Ces
régimes peuvent ensuite être classés au sein d’un diagramme en fonction des rapports des échelles de
longueur et de vitesse, ou en fonction des nombres de Damkhöler et de Karlovitz (Borghi [12], Peters
[137]). La figure 2.5 présente par exemple un diagramme de combustion turbulente proposé par Peters
[138]. On retrouve en abscisse le rapport des longueurs lt/δ

0
L, et en ordonnée le rapport des vitesses

u′l/S
0
L. La figure 2.5 permet de distinguer quatre principaux régimes pour la combustion prémélangée :

• le premier régime correspond à un nombre de Karlovitz inférieur à 1 et à un nombre de Damköhler su-
périeur à 1. C’est le régime des flammelettes ou régime des flammes minces. Les plus petites structures
de la turbulence sont ici trop petites pour pouvoir pénétrer le front de flamme et sont donc incapables
de modifier sa structure interne. Suivant la valeur du rapport des vitesses u′/SL, deux régions peuvent
être distinguées :
− pour u′/S0

L < 1, la turbulence n’a d’effet que sur la structure externe de la flamme en la plissant
(c’est le régime des flammelettes plissées),
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Figure 2.5 – Diagramme de combustion turbulente prémélangée (Peters [138]).

− pour u′/S0
L > 1, l’intensité de la turbulence plisse très fortement le front de flamme, ce qui peut

conduire à la formation de poches (c’est le régime des flammelettes avec poches) ;
• le second régime est défini par un Karlovitz supérieur à 1, et un Damköhler lui aussi supérieur à

1 (ou faiblement inférieur à 1). On se situe alors dans le domaine des flammes épaissies. Dans cette
région, les plus petits tourbillons possèdent une taille caractéristique inférieure à l’épaisseur de flamme,
ce qui leur permet de pénétrer la zone de préchauffage (mais pas la zone de réaction). La structure
interne de la flamme est modifiée car les petits tourbillons épaississent la flamme en accroissant la
diffusion thermique et moléculaire. À noter que pour des nombres de Karlovitz supérieurs à 1, des zones
d’extinction locales peuvent également être observées. Peters [138] introduit une limite en Ka = 100,
délimitant la région où les plus petits tourbillons de l’écoulement deviennent plus petits que l’épaisseur
de la zone de réaction (supposée être 10 fois plus petite que l’épaisseur de flamme). Cette ligne
représente la limite supérieure du régime des flammes épaissies ;

• le dernier régime est caractérisé par un Karlovitz supérieur à 100, et un nombre de Damköhler très
inférieur à 1. C’est le régime de combustion distribuée. Dans ce cas, les plus petites structures tur-
bulentes ont une taille inférieure à l’épaisseur de la zone de réaction et sont donc capables d’altérer
profondément celle-ci. La chimie est fortement perturbée par la turbulence, et on ne peut plus réel-
lement distinguer de front de flamme. Le mélange turbulent est très rapide comparé aux mécanismes
chimiques, c’est pourquoi on parle souvent de réacteur parfaitement mélangé.

La limite correspondant à Ka = 1, appelée critère de Klimov-Williams, définit la transition entre le
régime des flammelettes et le régime des flammes épaissies. Différents travaux ont été réalisés dans le but
de caractériser plus précisément la position de cette transition (Poinsot et al. [151, 116], Abdel-Gayed et
Bradley [2]). Il est apparu en particulier que le régime des flammelettes peut se prolonger au delà de cette
limite. Ceci est principalement dû au fait que le critère de Klimov-Williams suppose que les tourbillons
à l’échelle de Kolmogorov sont capables d’altérer la flamme turbulente. Or, ceux-ci ont une durée de vie
généralement trop courte pour affecter efficacement la flamme. En fait, l’échelle caractéristique des plus
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petits tourbillons pouvant altérer la flamme, l’échelle de Gibbs, peut être évaluée suivant [137] :

lG ≈

(

S0
L

)3

ǫ
, (2.18)

où ǫ représente le taux de dissipation de la turbulence dans la zone inertielle. Récemment, la DNS s’est
révélée être un outil particulièrement efficace pour l’étude des interactions flamme/turbulence (pour une
revue complète, voir Hilbert et al. [88] ou Poinsot et al. [147]). Ces travaux ont notamment permis le
développement de diagrammes de combustion avancés. Sur la figure 2.6, la ligne en pointillés correspond
à la limite d’influence des tourbillons sur la flamme. La limite d’extinction, séparant le régime des
flammelettes du régime des flammes épaissies, est beaucoup plus haute que ce que prédit le critère de
Klimov-Williams.

Figure 2.6 – Diagramme de combustion turbulente prémélangée étendu, construit à partir de résultats
de calculs DNS d’interactions flamme/tourbillon (Poinsot et Veynante [150]).

La turbulence, à travers ces différentes interactions avec le front de flamme, modifie l’épaisseur et la
vitesse de propagation de la flamme. L’influence de la turbulence sur ces paramètres est très complexe
et difficilement représentable analytiquement. Des corrélations existent cependant reliant par exemple la
vitesse de flamme turbulente à la vitesse de flamme laminaire (Abdel-Gayed et al. [3]) :

St
S0
L

= 1 +
u′

S0
L

. (2.19)

Une grande part d’empirisme subsiste toutefois dans ce type de modèle.

2.2.2 Flammes turbulentes non prémélangées

De manière similaire, pour les flammes de diffusion, il est possible d’identifier différents régimes de
combustion distincts en comparant les échelles caractéristiques des flammes (longueur et temps) à celles
de la turbulence. Lorsque l’on s’intéresse à de telles flammes, la définition formelle de ces échelles présente
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certaines difficultés. En effet, contrairement au cas prémélangé, le front de flamme ne se propage pas ce
qui rend impossible la définition d’une vitesse de propagation. De plus, l’épaisseur de la zone de réaction
dépend fortement des conditions de l’écoulement. Ainsi, les échelles de la flamme non prémélangée
sont souvent liées aux phénomènes diffusifs, notamment via le taux de dissipation scalaire de z à la
stœchiométrie. Un temps caractéristique peut, par exemple, être obtenu suivant :

τc =
1

χst
. (2.20)

Si cela s’avère nécessaire, un temps chimique τc peut être obtenu dans le cadre d’une chimie globale, à
partir de développements asymptotiques des taux de réactions. Cuenot et Poinsot [37] se basent sur des
résultats de calculs DNS pour tracer un diagramme représentant les différents régimes de combustion
non prémélangée pouvant être rencontrés en pratique. Une représentation simplifiée de ce diagramme,
tracé en fonction du nombre de Dämkohler de la flamme et du Reynolds turbulent, est schématisée sur
la figure 2.7. On y distingue quatre domaines séparés par trois courbes correspondant à des Damköhler
diffusifs constants : la limite d’extinction est représentée par la droite Da = Daext et la limite du régime
de flammelettes par la droite Da = DaLFA (LFA pour "Laminar Flamelet Assumption").

• Le premier domaine correspond à des valeurs du nombre de Reynolds turbulent inférieures à 1. Dans
cette zone, l’écoulement reste laminaire (les flammes possèdent donc une structure laminaire).

• Le second domaine est défini parRet > 1 etDa > DaLFA. Dans cette zone, l’hypothèse de flammelettes
laminaires est vérifiée. Ainsi, la zone de réaction de la flamme est considérée comme mince et le temps
caractéristique de la chimie est négligeable devant les échelles de temps de la turbulence. On peut
alors considérer la flamme turbulente comme étant constituée d’une collection de flammelettes, ce qui
confère localement à la flamme turbulente les mêmes proprietés qu’une flamme laminaire.

• La troisième zone est définie pour des nombres de Damköhler compris entre DaLFA et Daext. Les
temps caractéristiques de la chimie ne sont plus négligeables devant les temps de la turbulence. Des
effets liés à l’instationnarité de l’écoulement peuvent alors apparaître, modifiant le comportement de
la flamme. L’hypothèse de flammelettes n’est donc plus valide.

• Dans la dernière région, délimitée par Da < Daext, des extinctions locales (« quenching ») peuvent
être observées le long de la flamme. Lorsque le nombre de Damköhler est encore augmenté, c’est toute
la flamme qui s’éteint. De fortes instabilités de combustion peuvent être observées dans ce régime.

Figure 2.7 – Représentation schématique des différents régimes de combustion turbulente non prémé-
langée ([150, 37]).
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Ce diagramme permet de se représenter les différents régimes rencontrés en combustion turbulente non
prémélangée. Cependant, de telles flammes sont très dépendantes des conditions de l’écoulement externe
(richesse, débit, pression...) et le diagramme présenté ne permet pas de définir de manière quantitative
les différents régimes rencontrés. En particulier les bornes de ceux-ci sont susceptibles de varier fortement
suivant le point de fonctionnement étudié.

2.3 Diagrammes pour la combustion turbulente numérique

2.3.1 Généralités

Lors du développement d’un nouveau modèle de combustion turbulente, il peut être intéressant de situer
celui-ci par rapport aux différents régimes de combustion. Cette classification permet de mettre en évi-
dence les avantages et les inconvénients du modèle, ainsi que sa plage de validité. Différents diagrammes
ont ainsi été établis dans ce but, dont celui de Pitsch et Duchamp de Lageneste [145] (voir figure 2.8).

Ce diagramme est construit dans un repère
(
∆/δ0L;Ka =

(

δ0L/ηK
)2
)

où l’abscisse représente une évolu-

tion dans le domaine physique et l’ordonnée une évolution dans le domaine numérique. Il a été développé
spécifiquement pour une identification rapide du domaine de validité d’un modèle de combustion turbu-
lente pour la LES ou la DNS. Les différentes régions sont séparées par des lignes représentant certaines
valeurs particulières des nombres sans dimension définis ci-dessous :

Kaδ =

(

δr

ηK

)2

et Re∆ =
u′
∆
∆

S0
Lδ

0
L

, (2.21)

où ηK est l’échelle de Kolmogorov, u′
∆

représente les fluctuations de vitesse à l’échelle de la maille ∆ et
δr est l’épaisseur de la zone de réaction.

Figure 2.8 – Diagramme de combustion de Pitsch et Duchamp de Lageneste [145].

Plus récemment, Dusing et al. [58] ont proposé une généralisation de ce diagramme. Pour cela, ils ont
d’abord défini un diagramme tridimensionnel, puis ils en ont extrait le plan

(

∆/δ0L
)

− (Ka) (voir figure
2.9). Le domaine qu’il couvre est plus étendu que celui de Pitsch et Duchamp de Lageneste puisqu’il
englobe également les flammes laminaires ainsi qu’une région RANS. L’abscisse Ka correspond à la
dimension physique, les lignes verticales délimitent donc les régimes de combustion tels qu’ils ont été
définis par Borghi [12]. En ordonnées, on retrouve l’influence de la taille de maille sur les simulations.
Quatre domaines peuvent être identifiés :
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Figure 2.9 – Diagramme de combustion de Dusing et al. [58]. Les zones sont grisées en fonction du
type de simulation considéré. Du plus foncé au plus clair : laminaire, RANS, LES, DNS.

• le domaine des flammes laminaires : lorsque la flamme est résolue, le taux de réaction turbulent issu
du modèle doit tendre vers le taux de réaction laminaire. Lorsque la flamme est sous résolue, le modèle
de combustion doit permettre de retrouver la vitesse de propagation correcte du front ;

• le domaine RANS : ici la flamme est complètement sous résolue et le modèle de combustion turbulente
doit tenir compte du fait que le taux de réaction est moyenné ;

• le domaine LES : la flamme peut être complètement sous résolue (dans le régime des flammelettes)
ou partiellement résolue, suivant la taille du filtre LES. Le modèle de combustion turbulente tient
directement compte de l’échelle de la maille pour déterminer les taux de réaction filtrés. Deux effets
doivent alors être pris en compte : la sous résolution de la flamme et le plissement de sous maille ;

• le domaine DNS : la flamme turbulente est quasiment toujours résolue, il n’y a donc, la plupart du
temps, pas besoin d’un modèle de combustion turbulente pour fermer les termes sources chimiques.

En fonction des caractéristiques décrites ci-dessus, les modèles de combustion turbulente adaptés à la
LES ou au RANS doivent répondre à des contraintes différentes. Par exemple, les modèles LES doivent
explicitement tenir compte de la taille de coupure du filtre pour déterminer le niveau de résolution de la
flamme. Les modèles de combustion RANS et LES doivent donc posséder des caractéristiques qui leurs
sont propres, bien que des modèles similaires puissent être employés pour les deux approches.

2.3.2 Mise en application en RANS ou en LES

Lorsque l’on cherche à placer les résultats issus des simulations numériques sur un diagramme de combus-
tion turbulente, il s’agit d’évaluer une échelle intégrale lt et l’échelle de Kolmogorov ηK . Les fluctuations
de vitesses liées à lt (u

′) et à l’échelle du filtre ∆ pour les simulations aux grandes échelles (u′
∆
) doivent

également être calculées. Ainsi :
• en RANS, l’utilisation d’un modèle à deux équations donne directement :

lt =

√
k

β∗ω
, (2.22)

ηK =

(

ν3

β∗kω

)

. (2.23)

Si l’on postule que les fluctuations de vitesses sont isotropes, on a :

u′ =

√

2k

3
; (2.24)
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• en LES, l’évaluation de ces quantités est plus approximative, on va par exemple considérer que u′

correspond aux fluctuations de vitesses résolues soit :

u′ ≈

√
2kresol

3
; (2.25)

avec kresol = 1/2 (< ũiui > − < ũi >< ũi >). u′
∆

est évaluée à partir d’une hypothèse de type Sma-
gorinsky :

u′∆ = CS∆
√

2S̃ : S̃. (2.26)

L’estimation de lt est basée sur l’hypothèse selon laquelle les échelles lt et ∆ sont situées dans la zone
inertielle du spectre turbulent entraînant :

ε ≈
u′3

lt
≈
u′
∆

3

∆
→ lt ≈

(
u′

u′
∆

)3
∆ (2.27)

Enfin, de cette approximation on déduit ηK :

ηK ∝

(
ν
3

ε

)1/4
. (2.28)
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2.4 Modélisation de la combustion turbulente

Dans les deux premières sections de ce chapitre, la structure des flammes laminaires ainsi que les différents
régimes d’interaction entre la flamme et la turbulence ont été décrites. On s’intéresse dans cette section
aux approches utilisée dans cette étude pour modéliser le terme de production/destruction d’espèce filtré
˜̇ωi. Dans un deuxième temps, le modèle de flamme épaissie, implanté dans le cadre de cette thèse et utilisé
dans la deuxième partie de ce mémoire, est présenté.

2.4.1 Cinétique chimique

Le taux de réaction chimique est évalué à partir de la loi d’action de masse. Si l’on considère que le
processus chimique fait intervenir Ne espèces différentes pouvant être reliées entre elles via Nr réactions
élémentaires, chacune de ces réactions peut s’écrire sous la forme suivante :

Ne
∑

i=1

ν ′ijRi ↔

Ne
∑

i=1

ν ′′ijRi, (2.29)

où ν ′ij et ν
′′

ij représentent respectivement les coefficients stœchiométriques directs et inverses liés à l’espèce
Ri pour la réaction j.

La théorie cinétique des gaz permet de déterminer la forme prise par le terme source chimique massique
de l’espèce i :

ω̇i = Mi

Nr
∑

j=1

(

ν ′′ij − ν ′ij
)

(

kfj

Ne
∏

i=1

C
ν′ij
i − kbj

Ne
∏

i=1

C
ν′′ij
i

)

, (2.30)

où Ci est la concentration molaire de l’espèce i. Les vitesses de réaction directes kfj sont évaluées suivant
la loi d’Arrhenius en fonction de la température :

kfj = AjT
−βje−

Taj
RT . (2.31)

Les paramètres des lois d’Arrhenius pour les vitesses de réaction directes sont généralement données. Les
vitesses inverses, kbj , doivent ensuite être recalculées à partir des constantes d’équilibre :

keq = kf/kb =
( pa
RT

)

∑Ne
i=1(ν

′′

ij−ν
′

ij)
exp

(

∆S0
j

R
−
∆H0

j

RT

)

, (2.32)

où pa = 101 325Pa. ∆S0
j et ∆H0

j sont les variations d’entropie et d’enthalpie dues à la réaction j.

Ces égalités sont appliquées dans le cadre du modèle de flamme épaissie pour les grandeurs filtrées. De
plus, dans la partie 3, aucun modèle d’interaction chimie-turbulence n’est pris en compte, on considère
alors que ˜̇ωi est égal à ω̇i « laminaire ».

2.4.2 Modèle de flamme épaissie pour la LES

En régime de flammelette et de flamme épaissie on peut considérer que la flamme turbulente correspond
à une flamme laminaire plissée. Or, une difficulté rencontrée dans les simulations aux grandes échelles
de flammes turbulentes prémélangées est la suivante : l’épaisseur du front de flamme laminaire est très
faible, de l’ordre du dixième de millimètre, soit beaucoup plus petit que les tailles de mailles rencontrées
en LES qui sont en générale de l’ordre du millimètre. L’idée de ce modèle est donc épaissir le front de
flamme afin qu’il y ait suffisamment de mailles pour le résoudre.
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Modèle de flamme épaissie en laminaire

À la première section de ce chapitre on a vu que l’épaisseur de flamme laminaire δ0L pouvait être estimée
de la façon suivante :

δ0L =
D

S0
L

. (2.33)

D’après l’analyse asymptotique ZFK (Zel’dovitch/Frank-Kamenetski, [212]), les relations suivantes existent
entre l’épaisseur du front de flamme laminaire δ0L et la vitesse de flamme laminaire S

0
L :

S0
L ∝

√
Dω̇c, (2.34)

où D représente un coefficient de diffusion caractéristique et ω̇c le taux de production chimique d’une
variable d’avancement (si on considère une chimie globale à une étape, celle-ci peut être assimilée à la
concentration du carburant).

À partir de ces relations, Butler et O’Rourke [20] proposent une solution permettant de résoudre des
flammes laminaires prémélangées sur un maillage grossier en épaississant le front de flamme :
• en multipliant par un facteur F les coefficients de diffusion des espèces, ce qui aura pour effet d’épaissir

la flamme du même facteur, l’épaisseur de la flamme laminaire épaissie notée δ̆L vaut alors F δ0L ;
• en divisant par F les termes sources chimiques ω̇i, de manière à garder une vitesse de flamme laminaire

constante.
Les équations de conservation des espèces (1.2) et de l’énergie totale (1.7) sont donc ainsi modifiées :

∂ρYi
∂t

+∇. (ρuYi) = −∇. (FJ i) +
ω̇i

F
(2.35)

∂ρet
∂t

+∇. (ρetu) = ∇. [(τ − pI)u]−∇. (FJet) . (2.36)

Pour une utilisation pratique en simulation numérique, on notera que le facteur F est une donnée de
l’utilisateur, de telle manière que le front de flamme soit correctement résolu pour un maillage donné
(typiquement, on trouve couramment des valeurs de l’ordre de 10-20). Cette approche est bien adaptée si
le maillage est relativement uniforme. Une solution mieux adaptée aux maillages complexes est non pas
d’imposer F mais plutôt nf qui correspond aux nombres de points nécessaires à une bonne résolution
du front de flamme laminaire, on a donc naturellement une relation entre nf , F , ∆ l’échelle du maillage
et δ0L l’épaisseur de front de flamme non épaissie :

F =
nf∆

δ0L
. (2.37)

Modèle TFLES

Si on se place maintenant dans un contexte turbulent, la vitesse de propagation de la flamme est égale à
St != S0

L. Il est important que le modèle de combustion turbulente développé retrouve les proprietés de
la flamme, et en particulier sa vitesse de propagation. Pour cette raison, lorsque la flamme turbulente
est épaissie via le modèle TFLES, une correction des termes sources chimiques doit être apportée pour
tenir compte des effets de la turbulence sur la vitesse de flamme. Colin et al. [34] introduisent ainsi un
facteur d’efficacité E pouvant être défini comme le rapport entre le facteur de plissement de la flamme
non épaissie Ξ(δ0L) et épaissie Ξ(δ̆L) défini de façon à vérifier ES0

L = St :

E =
Ξ
(

δ0L
)

Ξ

(
δ̆L

) . (2.38)

Lorsque le facteur d’épaississement est fixé, de telle sorte que le front de flamme turbulent soit résolu
par le maillage, les termes sources chimiques peuvent être évalués en utilisant directement les grandeurs
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filtrées. De plus, comme on le montrera par la suite, E prend en compte directement le plissement sous-
maille. Par conséquent les termes de diffusion turbulente d’espèces et de chaleur sont pris en compte dans
la fonction E. Les équations filtrées de conservation des espèces (équation 1.31) et de l’énergie totale
(équation 1.33) sont donc ainsi modifiées :

∂ρỸi
∂t

+∇.
(
ρũỸi

)

+∇.
(
EFJ i

)
−
E ˜̇ωi
F

= −∇.J t
i, (2.39)

∂ρẽt
∂t

+∇. (ρẽtũ)−∇. [(τ − pI) ũ] +∇.
(
EFJet

)
= −∇.


qt +

∑

i=1,Ne

hiJ
t
i + τ

tũ


 . (2.40)

Modélisation de E

Des expressions détaillées de E, tenant compte de l’étirement local de la flamme et de l’extinction, ont
été proposées par Colin et al. [34] (utilisée dans cette étude) ou Charlette et al. [25, 26] (également
implantée dans le code). Dans le modèle de Colin et al., le facteur d’épaissiement E est évalué de la
manière suivante [34] :

E =
Ξ
(
δ0L
)

Ξ

(
δ̆L

) =
1 + ΛΓ

(
∆e

δ0L
,
u′
∆e

S0
L

)

u′
∆e

S0
L

1 + ΛΓ

(
∆e

δ̆L
,
u′
∆e

S0
L

)

u′
∆e

S0
L

. (2.41)

Dans cette expression, Γ est la fonction ITNFS modifiée proposée par Meneveau et Poinsot [116] :

Γ

(

∆e

δL
,
u′
∆e

S0
L

)

= 0, 75 exp

[

−
1, 2

(
u′
∆e
/S0

L

)0,3

](
∆e

δL

) 2

3

. (2.42)

L’échelle de filtrage ∆e correspond à la plus grande échelle affectée par l’épaississement qui est de l’ordre
de δ̆L [34]. En pratique, le rapport ∆e/∆ est fixé en général à 10. Les fluctuations de vitesse sous-maille
à l’échelle ∆e sont évaluées de manière simple dans Cedre, en suivant une hypothèse de Smagorinsky,
soit :

u′∆e
= CS∆e

√
2S̃ : S̃, (2.43)

avec CS la constante du modèle de Smagorinsky. La principale limitation de cette approche est que dans
ce cas E ne tend pas vers 1 en laminaire du fait de la dilatation thermique comme le souligne Colin et al.
[34]. Il faut noter qu’une estimation plus précise est proposée dans l’article original à partir des tenseurs
d’ordre 2 de gradients de vitesse 1. De plus, près des parois, la fluctuation sous-maille u′

∆e
a tendance à

être sur-évaluée. On choisit donc d’appliquer une fonction d’amortissement, u′
∆e

est alors défini comme :

u′∆e
=

(
1− exp(−

d

0, 2δ̆L

)
CS∆e

√
2S̃ : S̃. (2.44)

L’approche utilisée pour évaluer le coefficient Λ est basée sur l’approche employée dans le code AVBP
[24] :

Λ = β
2 ln 2

3Cms
(
Θ
√
Ret − 1

) avec Cms = 0, 28. (2.45)

Dans cette expression, l’évaluation d’un Reynolds turbulent Ret = u′lt/ν associé à une échelle intégrale
lt est nécessaire, où u′ correspond aux fluctuations associées à cette échelle intégrale. Afin de prendre en
compte l’amortissement de la turbulence près des parois lt est évalué de la façon suivante :

lt = min(0, 4d; l0t ). (2.46)

1. il n’existe pas dans Cedre de méthode permettant d’évaluer de façon consistante ce type d’opérateurs
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l0t étant modélisée de la façon suivante : si l’on considère que l’échelle l0t se situe dans la zone inertielle
de la cascade de Kolmogorov au même titre que ∆e par conséquent :

u′3

l0t
=
u′
∆e

3

∆e
. (2.47)

La fonction d’amortissement Θ défini dans l’équation 2.45 vérifie :

Θ = min

[

(

ηK

δcL

)2/3

, 1

]

, (2.48)

où l’on voit apparaître l’échelle de coupure δcL. Le rapport
(

ηK
δcL

)2/3
est évalué de la façon suivante

(

ηK

δcL

)2/3

=
√

Ret

(

lt
δ0L

)2/3 ln 2

2Cms
exp



−1.2

(

u
′

S0
L

)−0,3

 . (2.49)

Modèle de flamme épaissie dynamique

Dans le cas où le prémélange n’est que partiel, le facteur d’épaississement ne doit être appliqué que dans
la zone de flamme. C’est la raison pour laquelle on utilisera un facteur d’épaississement F égal à sa
valeur nominale Fmax égale à nf∆/δ

0
L dans le front de flamme et 1 (c’est à dire non épaissi) hors du

front de flamme. Cette méthode, baptisée Dynamic Thickened Flame (DTF) et proposée par Legier et
al. [111] a l’avantage de ne modifier la diffusion thermique et moléculaire qu’au niveau de la zone où les
taux de réaction sont relativement élevés. F est alors défini par :

Fα = 1 + (Fmax − 1)αDTF (2.50)

où αDTF est un senseur évalué de la façon suivante :

αDTF = tanh

(
Cα

ΩDTF

Ω0
DTF

)
(2.51)

et qui vaut 1 dans la flamme et 0 en dehors. Pour Cα, la valeur préconisée est Cα = 500 ([163, 1]). ΩDTF
correspond à un pseudo-taux de réaction (en général évalué sur la base d’une chimie globale), dans le
code Cedre, ΩDTF est ainsi défini :

ΩDTF = YFYO exp

(
−0, 5

Ta
T

)
(2.52)

où Ta correspond à la température d’activation de la réaction directe pour un schéma cinétique global.
On détermine alors la valeur de Ω0

DTF à l’aide d’un calcul de flamme laminaire de référence. Les équations
filtrées deviennent alors :

∂ρỸi
∂t

+∇.
(
ρũỸi

)
+∇.

(
EFαJ i

)
−
E ˜̇ωi
Fα

= − (1− αDTF )∇.J
t
i (2.53)

∂ρẽt
∂t

+∇. (ρẽtũ)−∇. [(τ − pI) ũ] +∇.
(
EFαJet

)
= − (1− αDTF )∇.


qt +

∑

i=1,Ne

hiJ
t
i + τ

tũ



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Dans un premier temps, la phénoménologie des écoulements de couche limite est décrite. L’évolution
de la vitesse par une approche stationnaire ainsi que des éléments concernant la dynamique instationnaire
de la turbulence pariétale sont rappelées. Les motivations liées à l’introduction d’une approche hybride
RANS/LES, la DDES, sont exposées ainsi que la formulation originale de la DDES. L’implantation de
cette approche dans le code Cedre et les premières validations sont ensuite détaillées. L’application de
ce type d’approches en combustion turbulente est enfin abordée.

In a first time, the phenomenology of boundary layer flows is described. The evolution of the velocity
by a stationnary approach and some elements concerning the unsteady dynamics of wall turbulence are
recalled. The motivations linked to the introduction of a hybrid RANS/LES are presented along the
original formulation of the DDES approach. The implantation of this approach in the Cedre code and
the first validations are then detailed. The use of such methods for combustion applications is finally
discussed.

3.1 La couche limite en simulation numérique

Avant d’aborder les approches hybrides RANS/LES il est nécessaire de rappeler brièvement la phénomé-
nologie de la turbulence pariétale. Pour une description plus détaillé des phénomènes de couche limite,
le lecteur est invité à se référer à à Schiestel [177] ou encore Chassaing [27].

3.1.1 Approche stationnaire de la couche limite

La couche limite peut être divisée en une région interne, dominée par le cisaillement, et externe de type
sillage. Les notions nécessaires à la description classique de la couche limite s’introduisent en se plaçant
dans le plan (XY), avec la paroi orientée selon X. En notant y0 l’ordonnée de la paroi dans ce repère,
u(u, v, w) les composantes de la vitesse dans la couche limite et Ue la vitesse de l’écoulement extérieur,
on peut alors définir l’épaisseur de la couche limite δBL (avec BL pour boundary layer) comme :

δBL = y|u/Ue=0,99
− y0, (3.1)

Dans cette zone, les simplifications usuelles appliquées à l’équation de la quantité de mouvement pour
un écoulement incompressible mènent à l’expression :

µ
∂u

∂y
− ρu′v′ = τp, (3.2)

où τp est le frottement à la paroi. On notera également que les gradients de pression longitudinaux sont
négligés. Pour exhiber les propriétés universelles de la couche limite, il est nécessaire d’introduire les
ordonnée et vitesse adimensionnées y+ et u+ définies par :

y+ = y
uτ
ν

et u+ =
u

uτ
, avec uτ =

√
τp

ρ
(3.3)

La résolution de l’équation 3.2 fait apparaître quatre régions, représentées figure 3.1 :

• La sous-couche visqueuse ou région linéaire : dans cette zone très proche paroi (y+ < 5),
l’écoulement est complètement dominé par les effets de la viscosité moléculaire. L’écoulement est
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laminaire, ce qui permet de négliger le terme de contrainte turbulente ρu′v′ . L’équation (3.2) s’écrit
alors :

µ
∂u

∂y
= τp =⇒ u+ = y+. (3.4)

• La zone tampon : dans cette zone (5 ≤ y+ ≤ 40), il y a compétition entre les termes visqueux et les
tensions turbulentes. On ne peut donc pas faire d’analyse asymptotique de l’équation (3.2). D’un point
de vue physique, c’est dans cette zone que la production d’énergie cinétique turbulente est maximale.

• La zone logarithmique : constituant la dernière partie de la région interne (40 ≤ y+ ≤ 100 et
y < δBL/4), la production turbulente y est à peu près égale à la dissipation. La vitesse suit alors la
loi suivante :

u+ =
1

κ
ln y+ + C (3.5)

où κ est la constante de Karman et la valeur de C dépend de la rugosité de la paroi : pour une paroi
lisse, on prend C = 5, 2.

• Enfin, la zone de sillage (« wake region » en anglais) correspondant à la région externe de la couche
limite est celle sensible aux gradients de pression adverse. Une étude plus approfondie de la sensibilité
des zones de sillage aux gradients de pression a été effectuée dans la thèse de Deck [41]. C’est également
dans cette région que la viscosité turbulente modélisée au sens RANS croît pour atteindre son maximum
vers y+ ≈ 500.
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Figure 3.1 – Profil de vitesse dans une couche limite attachée en variables de paroi

Les raisonnements asymptotiques effectués dans le paragraphe précédent valent pour des écoulements
incompressibles. Pour des écoulements compressibles, van Driest [55] introduit une vitesse transformée
u∗, comme une moyenne pondérée par la masse volumique et définie par :

u∗ =

∫ u

0

√
ρ

ρp
du (3.6)

et montre qu’en variable de paroi, la vitesse transformée adimensionnée u∗+ = u∗/uτ suit la même
évolution qu’en incompressible (en fonction de y+).
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3.1.2 Phénoménologie instationnaire de la couche limite

Les phénomènes proches-paroi possèdent une dynamique complexe, principalement étudiée à l’aide de
simulations numériques directes. Depuis les observations de Kline et al. [101], on sait que l’on trouve
contre la paroi des structures allongées dans le sens de l’écoulement. Ces tourbillons quasi-longitudinaux
(TQL) ou « quasi-streamwise vortices » (QSV) en anglais, longs d’environ 1000 unités de paroi et larges
de 50, correspondent à une alternance de zones de fluide à haute et basse vitesse, et servent de base à
des tourbillons en forme d’épingle à cheveux . Dans la sous-couche visqueuse, où l’action de la viscosité
moléculaire est forte, ces tourbillons forment un angle faible avec la paroi, d’environ 13◦. Au delà, ils se
redressent et forment alors un angle d’environ 45◦ avec la paroi, valeur qui peut être retrouvée par une
analyse de stabilité. La forme de ces structures est illustrée figure 3.2.

Figure 3.2 – Forme des structures turbulentes en proche paroi : à gauche, structures en forme d’épingle
à cheveux « hairpins » et QSV, à droite structures allongées « streaks » tirées de [142]

Concernant le processus de production de la turbulence, maximal dans la zone tampon, celui-ci est dû
selon Kim et al. [99] à un phénomène d’éclatement tourbillonnaire ( « bursting process » en anglais). Ce
phénomène peut lui même se décomposer en deux phases, selon le signe des fluctuations de vitesses dans
le plan (XY ) :

• La phase de balayage : u
′

> 0 et v
′

< 0.
• La phase d’éjection : u

′

< 0 et v
′

> 0.

Par ailleurs, Piomelli et al. [143] ont fait le lien entre ces deux phases et les transferts d’énergie inter-
échelles dans la couche limite. Ainsi, dans la zone tampon, la cascade directe est associée à la phase
d’éjection et la cascade inverse à la phase de balayage. Dans la zone logarithmique, les processus sont
différents puisque tous les transferts énergétiques sont associés au phénomène d’éjection tourbillonnaire.
Enfin les récents travaux de Jimenez et al. [94] ont notamment mis en évidence la dynamique des larges
structures entre les différentes zones grâce à la DNS.

3.1.3 Prise en compte de la turbulence pariétale en simulation numérique

D’après les deux sous-sections précédentes, il apparaît que selon que l’on aborde la simulation numérique
de la couche limite en stationnaire ou en instationnaire le comportement est très différent :

• En stationnaire, la couche limite suit un comportement universel. Ainsi, en RANS, des adaptations
bas-Reynolds des modèles permettent de reproduire le profil de couche limite. Le raffinement, par
conséquent fortement anisotrope, s’effectue uniquement dans la direction normale au plan formé par
la paroi.

• En instationnaire la dynamique de la turbulence dans la couche limite est pilotée par des structures
de tailles très fines et de formes allongées dans le sens de l’écoulement et dont la résolution nécessite
un raffinement important dans toutes les directions. Ainsi, Piomelli, dans une revue des modèles de
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paroi pour la LES [140] donne un ordre de grandeur du nombre de points nécessaires à la résolution
en LES d’une couche limite attachée : Re0,4 pour la couche externe et Re1,8 pour la couche interne.

Ainsi, si l’on cherche à effectuer une simulation LES d’écoulements à Reynolds élevé en cherchant à
résoudre la turbulence pariétale on arrive rapidement à une taille de maillage prohibitve. D’un point de
vue applicatif, Deck [41] a évalué à plus de 500 le ratio entre le nombre de points requis en LES et en
RANS pour simuler un écoulement de tuyère surdétendue.

3.2 Présentation de la DDES

Cette section décrit les motivations, ainsi que la formulation de l’approche hybride RANS/LES mise en
œuvre dans cette étude, la Delayed Detached Eddy Simulation.

3.2.1 Justification théorique

L’augmentation continue de la puissance de calcul disponible permet aujourd’hui d’utiliser, de plus en
plus souvent, des approches instationnaires de type LES à la place des approches RANS classiques.
Cette évolution de méthodologie simplifie la modélisation de la turbulence, qui ne porte plus que sur une
partie réduite du spectre, et apporte la plupart du temps un gain significatif sur la qualité des résultats
par rapport aux approches moyennées de type RANS. Ceci est particulièrement vrai si les phénomènes
suivants ont un rôle moteur dans l’écoulement :

• structures anisotropes dépendant fortement de la géométrie ;
• mécanismes fondamentalement instationnaires (détachement tourbillonnaire, acoustique) ;
• mélange scalaire. On notera que ce dernier point est particulièrement important en combustion, car

la prévision du mélange entre réactifs est fondamentale [156, 150].

Utilisée uniquement sur des cas académiques (THI, couches de mélanges, canal plan, flammes élémen-
taires) il y a une quinzaine d’années, on trouve aujourd’hui couramment des simulations dites « LES »
de chambres de combustion réelles [11]. De nombreux types de flammes et de régimes de combustion ont
été étudiés en LES comme le suggère une revue de Pitsch [144], l’utilisation de la LES en propulsion
étant par ailleurs illustrée par Fureby [68].

Cependant, il faut noter que dans l’ensemble de ces cas, comme dans la quasi totalité des écoulements
sur des configurations complexes, on parle de LES par abus de langage car seule une partie réduite
du domaine de calcul possède la discrétisation nécessaire à la résolution des structures participant de
façon active à la dynamique de l’écoulement. En particulier proche de la paroi, les maillages utilisées
couramment en LES sur des chambres de combustion ne possèdent pas la discrétisation suffisante pour
résoudre le type de structures turbulentes décrites au paragraphe 3.1.
Dans le cas des écoulements massivement décollés, lorsque le calcul détaillé de la dynamique et de la
thermique pariétale ne sont pas nécessaires et influent peu sur l’écoulement loin des parois, ces LES lo-
calement sous-résolues au sens de la turbulence pariétale peuvent donner des résultats très satisfaisants.
Précisons toutefois que les maillages doivent permettre de représenter correctement les zones de produc-
tion dans les couches de mélange, où 15 points sont généralement nécessaires pour décrire l’épaisseur
de vorticité initiale 1. En revanche, si on se trouve en présence d’interactions complexes de type onde
de choc/couche limite ou si l’objet de l’étude consiste à déterminer précisément les flux pariétaux (qu’il
s’agisse du frottement ou du flux de chaleur), on se trouve face à cette alternative : soit faire un maillage
LES de la couche limite (solution utilisée en aérodynamique externe [114], mais qui serait trop coûteuse
à appliquer dans les chambres de combustion), soit hybrider la LES avec un autre type de modélisation
moins coûteuse à la paroi. C’est dans ce cadre que s’inscrivent les approches de type DES qui combinent
un modèle RANS 2 dans les couches limites attachées avec une modélisation de type LES pour les décol-
lements. En effet, les modèles RANS ont bénéficié de nombreuses années de recherche pour affiner leur

1. avec des schémas d’ordre deux en espace
2. il faut noter qu’il s’agit d’une utilisation instationnaire du modèle, soit URANS
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comportement bas Reynolds (i.e. proche paroi), ce qui les rend fiables dans le cas de la description d’une
couche limite attachée canonique. Par ailleurs, ces modèles sont beaucoup moins coûteux car l’effort de
discrétisation spatiale ne se fait que dans la direction normale à la paroi.

3.2.2 De la DES97 à la DDES

Dans un premier temps, il est important, pour comprendre le fonctionnement de la DDES utilisée dans
cette étude, de rappeler la formulation originale proposée par Spalart et al. en 1997 [191], notée par la
suite DES97.

DES97 : principe et justifications théoriques

La DES97 est conçue originalement à partir du modèle RANS à une équation de Spalart-Allmaras [189]
permettant de modéliser la viscosité turbulente νt. Il est à noter que dans ce modèle, la contribution
de l’énergie cinétique turbulente k au tenseur de Reynolds (équation 1.44) est négligée. L’équation de
transport de νt est la suivante :

νt = ν̂fv1 (3.7)

Dν̂

Dt
= Pν̂ − εν̂ +Dν̂ (3.8)

Dans ces équations fv1 est définie dans la référence [189]. Cette fonction permet de prendre en compte
l’amortissement des fluctuations de vitesse dû à la présence de la paroi. Dν̂ correspond au terme de
diffusion, Pν̂ au terme de production et εν̂ au terme de destruction, ces deux derniers termes vérifiant :

Pν̂ ∝ |S̃|ν̂ (3.9)

εν̂ ∝

(
ν̂

d

)2

(3.10)

où d est la distance à la paroi et ∝ traduit la proportionnalité. Dans l’équation (3.9), on introduit la
norme |S̃| de la partie symétrique du tenseur des gradients de vitesse définie comme :

|S̃| =
√

2S̃ : S̃ (3.11)

L’approche DES consiste à remplacer la distance à la paroi d figurant dans l’équation (3.10) par d̂ =
min(d, CDES∆) où ∆ est l’échelle locale du maillage prise égale à max(∆x,∆y,∆z) si l’on considére des
mailles parallélépipédiques. Ainsi, près de la paroi où d � ∆ c’est bien le mode RANS qui est retenu, en
revanche lorsque d  ∆, on obtient d̂ = CDES∆. Dans ce cas, à distance suffisante de la paroi et dans
une hypothèse d’équilibre entre production et dissipation :

|S̃|ν̂ ∝

(
ν̂

CDES∆

)2

=⇒ ν̂ ∝ (CDES∆)2|S̃| (3.12)

On obtient ainsi une expression pour la viscosité turbulente ν̂ qui se rapproche d’une formulation de
type Smagorinsky, νSGS = (Cs∆)2|S̃|, utilisée en LES [185]. La constante CDES a été calibrée à 0, 65
sur un calcul de Turbulence Homogène Isotrope.
Enfin, il faut noter que l’approche DES est une technique qui peut être adaptée à différents modèles
RANS assez facilement [193].

DES97 : les limites

On peut remarquer que dans l’approche DES97, la transition entre les modes RANS et LES (communé-
ment qualifiée de « zone grise »– Grey Region en anglais –) est uniquement imposée par le maillage par
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le biais de l’échelle locale ∆. Cette remarque implique que la réalisation de maillages pour la DES relève
d’une véritable expertise préalable comme le souligne Spalart dans [187] ce qui limite la prédictivité du
modèle. De plus, la DES97 est également inadaptée lorsque les mailles dans la couche limite sont telles
que ∆ < d (dans des cellules situées en coin de maillage par exemple, où ∆x et ∆z peuvent être petits).
Dans ce cas, on observe une transition précoce en LES dans la couche limite, alors que le maillage n’est
pas suffisamment fin pour la résolution des structures pariétales décrites au paragraphe 3.1.2.

Figure 3.3 – Différents types de maillages de couche limite et délimitation des zones associées aux
modes RANS et LES de la DES et de la zone grise, profil de vitesse

La figure 3.3 illustre trois cas de répartitions de mailles dans le plan (X,Y ) pour différentes distributions
de points en X dans la couche limite. Dans cette figure on considère que la taille de maille dans la
direction Z, ∆z, est égale à ∆x pour tout les cas présentés. Les zones correspondant aux deux modes de
l’approche DES à savoir RANS en proche paroi et LES ailleurs, ainsi que la zone grise où ∆ ≈ δBL/CDES
sont reproduites sur ces maillages. Si le maillage utilisé correspond à un maillage qualifié de RANS où
∆x > δBL l’intégralité de la couche limite est traitée en RANS. En revanche lorsque ∆x est plus faible,
à l’approche de ruptures de géométrie ou dans des régions où de forts gradients de pression dans la
direction transverse sont à prévoir, la transition vers la LES est plus précoce. Ce phénomène, connu sous
le nom de « Modelled Stressed Depletion » [168] (MSD), conduit alors à la relaminarisation artificielle de
la couche limite. Le troisième maillage vérifie les critéres permettant de résoudre la turbulence pariétale
en LES.

Une nouvelle formulation, la Delayed Detached Eddy Simulation

Afin de remédier aux problèmes évoqués précédemment, une nouvelle version de la DES est proposée par
Spalart et al. en 2006 [190], la Delayed Detached Eddy Simulation (DDES). Cette nouvelle appellation
vient de l’introduction d’une fonction fDDES visant à empêcher le passage prématuré du modèle en mode
LES lorsque la zone de transition est située dans la couche limite.

La fonction fDDES proposée par Spalart et al. est définie par :

fDDES = 1− tanh
[
(8rDDES)

3
]

(3.13)

avec, rDDES =
νt + ν√

∇ũ : ∇ũ · κ2d2
(3.14)

Le comportement global de la fonction fDDES est le suivant : dans la couche limite, jusqu’au pic de
viscosité turbulente modélisée νt, fDDES = 0 et ailleurs fDDES = 1. Cette fonction est utilisée pour
calculer le paramètre d̂ qui remplacera d dans l’équation (3.10) et qui est défini par :

d̂ = d− fDDES ×max(0, d− CDES∆) (3.15)

Après analyse de cette expression, on peut remarquer que :
• pour fDDES = 0, d̂ = d qui est l’échelle RANS ;
• pour fDDES = 1, on a d̂ = d̂DES97 = min(d, CDES∆) qui correspond à l’échelle DES.
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Pour cette approche à une équation, l’échelle RANS est directement la distance à la paroi. Nous verrons
au chapitre suivant que cette échelle sera déterminée autrement pour le modèle k− ω SST présenté à la
section 3.3. Dans la suite du mémoire la fonction originale fDDES proposée par Spalart et al. sera notée
fdSpalart

.

Variantes de la DES

Depuis 1997 et sa première formulation, la DES a beaucoup évolué afin d’éviter au maximum le phéno-
mène de MSD :

• Afin de s’assurer que les zones attachées de l’écoulement soient modélisées en RANS et que la DES ne
soit activée que dans les zones de décollement, Deck [42] propose une méthode zonale (Zonal DES) qui
permet à l’utilisateur de prédéfinir les zones dans lesquelles chacune des approches est active. Cette
méthode est particulièrement appropriée aux écoulements de culots [50, 206, 182, 181] et a donné des
résultats convaincants pour des jets propulsifs [28] et une configuration de profil d’aile hypersustentée
[43]. Il est à noter également que la taille du filtre employé est prise égale à la racine cubique du volume
de la cellule.

• La protection de la couche limite ainsi que la capacité du modèle à générer de la turbulence résolue
lors du basculement du RANS à la LES sont des points sur lesquels la DDES présente encore des
faiblesses. C’est pour cela que des variantes à la DDES ont été proposées, en particulier une approche
combinant des apports de la DDES et de la ZDES [160, 159] (Extended DDES).

• Le dernier point d’amélioration concerne l’introduction de turbulence résolue au sein des zones (U)RANS.
En effet, en DES classique, dans la zone grise, lors du passage du modèle (U)RANS à la LES, la turbu-
lence modélisée ne se transforme pas forcément en turbulence résolue. Cela a pour effet d’une part de
retarder les instabilités dans une couche de mélange en développement spatial (dans un décollement
massif par exemple), d’autre part de retarder le point de décollement dans les cas où le celui ci n’est
pas fixé par la géométrie du problème. Enfin, la prise en compte de dispositifs de contrôle de la couche
limite en DES classique est impossible. Ainsi, c’est dans cette optique que les approches Improved
DDES (IDDES) [180] et Stimulated DES (SDES) [51, 71] sont introduites. En IDDES, lorsque les
conditions aux limites sont instationnaires et que le maillage est suffisamment fin pour capter les
tourbillons de proche paroi, la IDDES permet de basculer vers une approche de type LES avec une
correction proche paroi. En SDES, la méthode utilisée est basée sur la méthode SEM (Synthetic Eddy
Method) [134] qui consiste à superposer au champ (U)RANS des tourbillons résolus.

Pour aller plus loin, le lecteur est invité à consulter l’article de Spalart [188] présentant une revue
synthétique de la DES et de ses dérivées ainsi que les perspectives de développement de ce type de
modèles.

3.2.3 Autres approches instationnaires prenant en compte la turbulence pariétale

Il existe d’autres méthodes permettant de corriger la faiblesse de la LES de ne pas pouvoir résoudre la
turbulence pariétale à un coût raisonnable pour des Reynolds élevés. Deux axes de recherche sont par
conséquent suivis : l’un consiste à corriger le comportement des modèles sous-maille de la LES afin de
restituer un comportement canonique des profils de vitesse dans les couches limites attachées. L’autre
vise à introduire un modèle ad-hoc pour les écoulements pariétaux (Piomelli et Balaras [141]). Selon la
classification de Piomelli [140], les approches hybrides RANS/LES font partie de cette seconde catégorie.
Par souci de brièveté, seuls les principes généraux de ces méthodes (autres que la DES) sont présentés.

Amélioration des modèles de sous-maille

L’objectif de ces approches est de s’assurer que la viscosité sous-maille décroisse suffisamment près de
la paroi tout en conservant un comportement proche du modèle de Smagorinsky (à savoir νSGS =
(Cs∆)2|S̃|) loin des parois. Parmi ces approches, l’approche « Dynamique » consiste à évaluer Cs en



3.2. Présentation de la DDES 39

fonction des gradients de vitesse comme le proposent Germano et al. [76]. L’approche de Wall Adapted
Local Eddy Viscosity (WALE), proposée par Nicoud et al. ou l’approche de Vreman [204] vise à remplacer
|S̃| par une expression basée sur les tenseurs de vitesses mais qui tend vers 0 près des parois.

LES avec prise en compte d’une modèlisation à la paroi

Le lecteur est invité à consulter l’article de Piomelli [140] qui décrit l’ensemble des modèles proche paroi
utilisés en LES (Wall Layer Models for LES – WMLES – en anglais). Parmi ces modèles on peut citer la
méthode basé sur les lois de couche limite à l’équilibre, qui est la moins coûteuse, ou d’autres approches
zonales comme les modèles à deux couches.

Autres approches hybrides RANS/LES

Bien que la DES se révèle être l’approche hybride RANS/LES la plus employée aujourd’hui, Il existe un
grand nombre de méthodes permettant de basculer d’une modélisation URANS à la paroi à une LES
dans les zones décollés. Une revue de certaines de ces approches étant effectuée dans la thèse de Deck
[41], le lecteur est invité à s’y référer. Plus récemment, Frohlich et von Terzi [64] en font une revue mise
à jour. Parmi ces méthodes il est intéressant de citer :

• La Very Large Eddy Simulation (VLES), originalement introduite par Speziale [192] et ses va-
riantes. Cette approche consiste à exprimer le tenseur de Reynolds de la façon suivante :

τ
t
V LES = f(

∆

ηK
)τ tRANS (3.16)

où τ
t
RANS correspond au tenseur évalué à partir du modèle RANS et f(∆/ηK), où ηK est la longueur

de Kolmogorov (évaluée à partir du modèle RANS), avec f égal à 1 dans les couches limites attachées.

• Une autre technique dite de Scale-Adaptative Simulation (SAS) développée par Menter [118]
consiste à utiliser l’échelle de von Karman, notée LV KSAS , conçue pour s’adapter à la taille des structures
turbulentes. Cette échelle est définie comme :

LV KSAS =

∣∣∣∣
∇ũ : ∇ũ

∇2ũ : ∇2ũ

∣∣∣∣ . (3.17)

• Des approche hybride RANS/LES de seconde génération originalement introduites par Labourasse et
Sagaut consistent à décomposer les variables de l’écoulement de la façon suivante :

Ψ = < Ψ >︸ ︷︷ ︸
RANS

+ Ψ
c

︸︷︷︸
correction

+ΨSGS (3.18)

L’idée de ce modèle hybride est de résoudre les équations pour l’écoulement moyen (< Ψ >) et de
corriger l’écoulement moyen en ajoutant les fluctuations résolues (Ψc) lorsque le maillage est suffisam-
ment fin ce grâce à une fonction de basculement. Il faut également noter que ce type de formalisme est
également utilisé avec une approche Variational Multiscale pour la LES (VMS-LES) par Salvetti et al.
[174]. L’approche VMS, introduite par Hughes et al. a pour principe de séparer les échelles entre très
grandes échelles et moyennes échelles sur lesquelles la dissipation sous-maille s’applique. Pour plus de
détails concernant ce modèle, le lecteur est invité à consulter les références [91] et [92].

• Enfin, Davidson et Peng ont développé une approche RANS/LES basée d’une part sur le modèle k−ω

pour le RANS et sur un modèle à une équation pour la viscosité sous-maille [39]. Récemment, un
modèle assez similaire à la DES est également proposé [38], s’appuyant sur un modèle RANS basé sur
des similarités d’échelles.
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3.2.4 Classification des modèles

Sagaut et al. [168, 167] proposent une représentation schématique (reproduite à la figure 3.4) mettant
en évidence à la fois le coût de calcul et le niveau de physique qui est résolu, pour les approches DNS,
LES, RANS et hybride RANS/LES.

Figure 3.4 – Triangle mettant en relation le coût du calcul (à gauche) à la physique résolue (à droite)
pour les différentes approches (Sagaut et al. [168, 167])

3.3 Implantation d’une approche DDES dans le code CEDRE

Dans cette section, on décrit l’adaptation du modèle k − ω SST présent dans le code Cedre pour
obtenir une méthode hybride RANS/LES de type DDES. Une étude préliminaire a montré que, parmi les
différents modèles proposés dans le code Cedre (k−ǫ, k−ω), le modèle k−ω donne les meilleurs résultats
en écoulement de couche limite et pour une interaction onde de choc couche limite, avec une qualité
comparable à celle du modèle de Spalart-Allmaras (SA) [189] couramment utilisé en aérodynamique
(pour plus de détails, on peut se référer à l’annexe B). On rappelle que l’intérêt d’un modèle à deux
équations est, d’une part, de bénéficier d’une précision accrue et d’autre part d’avoir accès directement
à un temps turbulent à partir de la pseudo-dissipation ω ce qui est un net avantage pour la construction
des modèles de combustion turbulente.

3.3.1 Rappels sur le modèle RANS k − ω SST

Ce modèle, décrit par Menter [117] propose une fermeture à deux équations pour le calcul de la viscosité
turbulente νt. Les deux scalaires transportés par le code Cedre sont l’énergie cinétique turbulente k et
la « pseudo-dissipation » ω. La viscosité turbulente est alors définie comme :

νt =
k

ω
(3.19)

On notera que la « pseudo-dissipation » ω peut également être reliée à la dissipation de l’énergie cinétique
turbulente ǫ par la relation suivante :

ω =
ǫ

β∗ k
avec β∗ = 0, 09 (3.20)
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L’idée fondatrice du modèle k − ω SST est de combiner en un seul modèle les avantages du modèle
k− ω [211] (pour ses capacités à reproduire des couches limites attachées) et ceux du modèle k− ε [95],
moins sensible aux conditions aux limites sur les grandeurs turbulentes que le modèle k − ω. Ce modèle
permet une transition continue entre k − ω proche de la paroi et k − ε en dehors de la couche limite
via une fonction de raccord F1. Le modèle introduit également une limitation sur la viscosité turbulente
permettant d’éviter la surestimation du cisaillement turbulent dans les écoulements en présence d’un
gradient de pression adverse. Les termes sources de k et ω s’écrivent :

Sk = P̂k − ε (3.21)

Sω =
γ

νt
Pk − β ω2 + (1− F1)CDkω (3.22)

avec :

Pk = νt|S̃|
2 (3.23)

P̂k = min ( Pk , cl; ε ) (3.24)

CDkω = max

(
2σω

1

ω
∇k.∇ω

)
(3.25)

ε = β∗ ω k (3.26)

Dans les relations précédentes, les constantes génériques c du modèle sont des fonctions de F1 :

c = F1 c1 + (1− F1) c2 (3.27)

avec :

σk1 = 2, 0; σ
ω1 = 2, 0; γ1 = 0, 5532; β1 = 0, 075 (3.28)

σk2 = 1, 0; σ
ω2 = 1, 168; γ2 = 0, 4403; β2 = 0, 0828 (3.29)

Les constantes indépendantes de F1 sont :

κ = 0, 41 et cl = 10 (3.30)

La viscosité turbulente est définie par :

νt =
a1 k

max
(
a1 ω, F2|S̃|

) avec a1 = 0, 31 (3.31)

La fonction F2 permet d’éviter à la limitation SST de s’appliquer en dehors des couches limites.
Les fonctions de raccord F1 et F2 sont définies de la manière suivante :

F1 = tanh
(
arg1

4
)

(3.32)

arg1 = min

[
max

( √
k

β∗ ω y
,
500 ν

d2 ω

)
,

4 σω2 k

CDkω d2

]
(3.33)

F2 = tanh
(
arg2

2
)

(3.34)

arg2 = max

( √
k

β∗ ω d
,
500 ν

d2 ω

)
(3.35)

Les conditions limites à la paroi pour les grandeurs turbulentes sont les suivantes :

ω =
(
ω2
vis + ω2

log

)
(3.36)

ωvis =
6 ν

0, 075 d2
(3.37)

ωlog =
uτ

0, 3 κ d
(3.38)

∇k.n = 0 (3.39)

où ωvis et ωlog correspondent respectivement à la contribution de la sous-couche visqueuse et de la zone
logarithmique, n est le vecteur unitaire normal à la paroi.
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3.3.2 Utilisation du modèle k − ω SST pour la DES

Modification de l’équation de k

L’adaptation de l’échelle de longueur DDES à un modèle à deux équations de transport s’appuie sur la
modification suggérée par Strelets [193] pour le modèle SST. Pour ce dernier modèle, l’échelle de lon-
gueur devient lRANS =

√
k/(β∗ω). On rappelle que lRANS = d pour le modèle SA. L’échelle précédente

intervient dans de nombreux termes du modèle k − ω SST. Toutefois dans une approche DDES, seul le
terme de dissipation est modifié selon :

εRANS = β∗ ω k =
k3/2

lRANS
→ εDDES =

k3/2

lDDES
(3.40)

Ainsi :

lDDES = lRANS − fDDES ×max(0, lRANS − CDES∆) (3.41)

De façon analogue à l’équation (3.27), on a :

CDES = (1− F1)× Ck−ε
DES + F1 × Ck−ω

DES (3.42)

où Ck−ε
DES et Ck−ω

DES valent respectivement 0, 61 et 0, 78. L’échelle de sous-maille ∆ est prise égale à
∆ = 3

√
V où le volume V est égal à ∆x∆y∆z. Cette définition de ∆ permet une déstabilisation plus

rapide de la couche de mélange sur un cas d’écoulement de culot traité en ZDES (voir Simon et al. [181],
par rapport à sa définition classique à savoir max(x,y,z)(∆x,y,z).

On peut alors démontrer que, loin des parois – lorsque le terme de production d’énergie cinétique tur-
bulente s’équilibre avec le terme de destruction – le modèle DDES en mode LES fournit une viscosité
turbulente de type Smagorinsky. L’hypothèse d’équilibre s’écrit :

P̂k = ε (3.43)

Elle permet d’exprimer νt à partir des équations (3.23) et (3.26) sous la forme :

νt =
k3/2

lRANS |S̃|2
(3.44)

Or, loin des parois, on a :
√
k =

νt

β∗lRANS
(3.45)

En combinant (3.44) et (3.45), on obtient :

νt = β∗3/2lRANS
2|S̃| (3.46)

Dans la zone LES où lRANS tend vers CDES∆, on obtient finalement :

νt = β∗3/2CDES
2
∆

2|S̃| (3.47)

Cette expression nous donne l’équivalence avec un modèle sous-maille de type Smagorinsky où C2
S =

β∗3/2CDES
2. On note en particulier que CDES = 0, 61 conduit à une valeur de CS égale environ à 0, 1.

Cette valeur sera celle utilisée sur le cas de validation pour comparer les approches DDES et LES pour
le cas de la marche descendante.
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Variante pour la fonction de protection de la couche limite

Pour imposer que les zones hors couches limites marquées par fDDES = 1 soient traitées en mode LES,
on peut envisager d’autres façons d’évaluer fDDES . Dans l’approche hybride proposée par Fan et al.
[61], la fonction Γ utilisée pour assurer le passage de l’approche RANS, activée dans les couches limites
attachées, et LES loin des parois est une modification de la fonction F1 du modèle SST :

Γ = tanh(η4), η =
max(τ1, τ2)

ω
(3.48)

τ1 =
500ν

d2
, τ2 =

√
k

Cµd
(3.49)

Il s’avère que la fonction fDDES = 1 − Γ proposée ci-dessus est mieux adaptée pour traiter les couches
limites attachées que la fonction de base donnée par l’équation (8.10). En effet, la fonction F1, introduite
dans le modèle SST de Menter, sert à basculer du modèle k − ω classique dans les couches limites au
modèle k − ε en dehors des couches limites. L’utilisation de cette fonction est également proposée dans
[119]. Dans le code Cedre l’utilisateur a la possibilité d’utiliser, au choix, la fonction proposée par
Spalart et al. [190] (fdSpalart

) ou 1− F1.

3.3.3 Validation sur des couches limites attachées

Un point important concernant la validation de l’approche DDES est de vérifier que la transition entre
les zones RANS et LES s’effectue correctement. Dans un premier temps, on le vérifie pour une couche
limite pleinement développée dans un écoulement supersonique à Mach 1, 9 ; puis pour un écoulement
de canal plan à Mach 0, 15.

Couche limite supersonique à Mach 1,9

Le calcul de l’écoulement supersonique dans une tuyère à Mach 1, 9 réalisé avec le modèle SST de Cedre
[131] est comparé au résultat obtenu avec le modèle SA [189] du code de l’Onera Flu3M [79]. Le maillage
utilisé sur ce cas et la comparaison des profils de couche limite sont présentés en annexe B. L’évolution
de la valeur de la fonction fdSpalart

est pilotée entre autres par l’évolution des gradients de vitesse ∇ũ

dans la couche limite. Il apparaît donc intéressant, dans un premier temps, de comparer les produit
contractés des gradients de vitesse ∇ũ : ∇ũ (figure 3.5). Sur cette figure on peut constater que les profils
obtenus pour les deux approches sont en relativement bon accord et prédisent une décroissance linéaire
pour y+ > 20.
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Figure 3.5 – Evolution du produit contracté des gradients de vitesse dans la couche limite pour les
modèles SST et S.A.
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L’évolution des grandeurs utilisées dans l’approche DDES, à savoir les échelles lRANS et lDDES pour le
modèle SST, d̂ et d pour le modèle SA, est illustrée respectivement aux figures 3.6 et 3.7. Les profils
de 1 − fDDES , µt/µ ainsi que CDES∆ sont reportés sur ces figures. L’intérêt de la fonction fDDES ,
comme on peut le remarquer sur les figures 3.6 et 3.7, est de protéger la couche limite et de retarder un
basculement précoce en mode LES dans la couche limite attachée.
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Sur ces figures, on constate que, compte tenu de sa définition, la fonction fDDES permet de bien position-
ner le basculement du RANS vers la LES en imposant l’approche RANS dans la couche limite attachée
jusqu’au pic de viscosité turbulente.

Écoulement dans un canal plan à Mach 0,15

Outre les résultats obtenus dans le divergent de la tuyère en régime supersonique, il est intéressant
d’observer l’évolution des grandeurs liées au modèle DDES sur une couche limite obtenue dans un canal
plan, représentatif de l’alimentation du foyer A3C 3. D’une manière générale, on peut observer sur la
figure 3.8 que la fonction fDDES suit le comportement attendu. Il est notamment intéressant de voir
que si la DES97 avait été utilisée sur ce cas, le point de basculement aurait été localisé très proche
de la paroi. Les profils de vitesse obtenus par la DDES et par la LES formulée de manière classique
dans le code Cedre avec le modèle de Smagorinsky [185] ont un comportement très différent. Pour
celui obtenu en LES, on peut remarquer d’une part un déficit de vitesse dans la zone proche paroi au
niveau du frottement sur les profils de vitesse et d’autre part l’absence d’une zone logarithmique (pas de
partie linéaire au delà de la sous-couche visqueuse dans le profil obtenu en LES). En d’autres termes, la
couche limite (figure 3.9) est quasi laminaire car le maillage (de type RANS) ne permet pas de résoudre
les structures turbulentes présentes dans la couche limite. De plus, les profils de vitesse et de viscosité
turbulente dans la couche limite obtenus pour la DDES sont identiques à ceux obtenus en RANS dans la
zone protégée par la fDDES , ce qui était attendu. Il faut noter que les résultats présentés ont été obtenus
avec fDDES = 1− F1.

Influence du choix de fDDES

Pour illustrer le niveau de protection de la couche limite en fonction du choix de la fonction fDDES .
L’évolution de la viscosité turbulente modélisée dans la couche limite est illustrée pour les trois fonctions
fdSpalart

, 1− F1 et 1− F2 figure 3.10.

3. La géométrie et les conditions de fonctionnement sont décrites au chapitre suivant.
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On peut constater sur cette figure que ces trois alternatives procurent un niveau de protection de la zone
RANS différents. Notamment, avec la fonction fdSpalart

où l’on constate que le pic de viscosité turbulente
n’est pas atteint. L’influence de la définition de la fonction de protection sera analysée plus en détail
pour un écoulement massivement décollé en aval d’une marche descendante à la partie 2.
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3.4 Champ d’application d’approches hybrides RANS/LES en écoule-

ments réactifs

L’objectif de cette section est d’identifier les configurations pour lesquelles il est souhaitable de prendre
en compte la turbulence pariétale avec un modèle adapté et où l’utilisation d’une approche hybride
RANS/LES est par conséquent pertinente. En effet, si la combustion a lieu directement en aval de
couches limites et que le décollement est provoqué par une rupture de géométrie ou par un gradient de
pression adverse, une meilleure prise en compte des couches limites attachées grâce à l’approche URANS
est justifiée. En revanche, dans de nombreux cas (fours, turbines à gaz...), la combustion ayant lieu
dans des zones décollées où l’écoulement est piloté par de grosses structures turbulentes, une mauvaise
résolution de la dynamique pariétale a un effet négligeable sur la qualité des simulations dans les zones
d’intérêt, la LES sur des maillages suffisamment fins dans la zone décollée mais trop grossiers au niveau
des parois pour décrire correctement la dynamique pariétale se révèle la plupart du temps satisfaisante.
Cependant, si l’on s’intéresse aux transferts thermiques (d’origines convectifs et/ou radiatifs), l’évaluation
des transferts convectifs par une approche URANS est une alternative peu coûteuse à une LES résolue
près des parois.

3.4.1 Ecoulements décollés en aval de couches limites attachées

Dans les chambres de combustion, certaines caractéristiques géométriques permettent d’accélérer le mé-
lange des réactifs, d’accrocher la flamme et de stabiliser la combustion en aval des injecteurs ou des
canaux d’alimentation où l’écoulement est attaché (Poinsot et Veynante [150]). Le lecteur est invité à
consulter l’article de Renard et al. [157] pour une revue de ces dispositifs. On peut scinder ces géo-
métries en deux catégories. La première est celle des élargissements brusques, qui servent directement
d’accroches-flammes. La stabilisation et l’accrochage de la flamme peuvent également s’effectuer en aval
d’un obstacle, dans la zone de basse pression associée à la recirculation (utilisé dans les statoréacteurs et
super-statoréacteurs). La seconde consiste en l’utilisation d’un obstacle permettant de stabilisé la flamme
à l’aval de celui-ci.

Cas d’élargissement brusque

La figure 3.11 illustre quatre géométries où la combustion a lieu en aval d’un élargissement brusque. La
flamme y est stabilisée par des recirculations permettant l’alimentation en gaz brûlés (chauds) (pour la
combustion prémélangée) ou en réactifs (pour la combustion non prémélangée) et s’accroche au niveau
du coin de l’élargissement. Dans ce type de cas, une approche hybride RANS/LES permettrait d’obtenir
le bon profil de vitesse au niveau du décollement et ainsi mieux prendre en compte le développement de
la couche de mélange provoquée par la rupture de géométrie.

Figure 3.11 – Exemples d’élargissement brusque utilisés en combustion

On peut distinguer parmi ces géométries :

• La marche descendante simple (géométrie A) en écoulement prémélangé est une configuration
étudiée d’un point de vue expérimental par Ganji et Sawyer [70], puis par Pitz et Daily [146] (marche
de l’Université de Californie Berkeley). Ce cas a par ailleurs permis d’aborder la problématique des
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instabilités de combustion sur un cas simple par Keller et al. [98]. Sur ce cas, des simulations LES
ont été mises en œuvre par Thibaut et Candel [196] et Fureby [66], ce cas a aussi servi de validation
pour Weller et al. [208]. Des expériences sur une marche descendante ont également été réalisées
à l’Onera. Cette configuration d’écoulement fait l’objet des simulations numériques (notamment en
DDES) présentées dans la partie II.

• Le double élargissement brusque (géométrie B) est utilisé également pour étudier les instabilités de
combustion et notamment le rôle joué par les tourbillons dans l’apparition de ces instabilités (Poinsot
et al. [149]). Ce cas test est également simulé en LES par Angelberger et al. [4] (cas axisymmétrique) ;
par ailleurs, une version plane de ce brûleur est par ailleurs étudiée par Ditaranto et Hals [53].

• Le cas du double élargissement existe aussi avec deux canaux séparés – plus connu sous le nom
de brûleur ORACLES – (géométrie C) est une chambre de combustion qui présente l’avantage de
fonctionner en prémélangé et en non prémélangé (Besson et al. [10]). Il sert également de cas de
validation pour des modèles de combustion turbulente (en RANS) [158, 161].

• Une dernière configuration symétrique est étudiée à l’Ecole Centrale Paris (géométrie D), il s’agit
d’un cas non prémélangé où le fuel est injecté au milieu, l’oxydant dans les deux canaux latéraux, elle
sert notamment à la validation de l’approche flamme épaissie pour les écoulements non prémélangés
(Légier et al. [111]).

Obstacles

Dans ce paragraphe, on s’intéresse à l’utilisation d’obstacles comme accroche-flamme, la couche de mé-
lange se développant en aval du décollement permettant la stabilisation de la flamme. Cette méthode est
employée notamment dans les statoréacteurs. Sur ce type de cas, l’approche hybride RANS/LES permet
de mieux prédire la dynamique de la couche de mélange en aval du décollement.

Figure 3.12 – Exemples de combustion stabilisée par obstacle

Parmi les nombreuses configurations présentant un obstacle on peut citer trois exemples (illustrés figure
3.12) :

• Le cas étudié par Nandula et al. (géométrie E) [124] est constitué par un barreau cylindrique
débouchant sur un embout conique dans une chambre à section carrée. Sur ce cas, il est essentiel
de bien prendre en compte l’écoulement en amont du décollement car le profil de vitesse à la base du
cône pilote en grande partie l’épaississement de la couche de vorticité comme l’observe Savre dans sa
thèse [175].

• L’accroche flamme en forme de prisme (géométrie F) est un cas étudié originalement par Volvo [184].
Un montage équivalent a été analysé à l’Ecole Centrale Paris [102]. C’est également un écoulement
très prisé pour valider les modèles pour la combustion turbulente prémélangée [130, 66].

• Le barreau cylindrique placé dans la direction transverse de l’écoulement (géométrie F) utilisé
comme accroche-flame 4 a été très tôt envisagé par Zukoski [215] puis étudié expérimentalement par
Veynante et al. [202]. Une approche hybride RANS/LES peut s’avérer particulièrement performante
pour prédire le point de décollement. C’est par ailleurs un cas en aérodynamique pour lequel les
approches hybrides RANS / LES sont bien adaptées [142] et en particulier la DES (Travin et al.
[199]).

4. d’ailleurs représenté sur le logo de la Combustion Institute



48 Chapitre 3. Une approche hybride RANS/LES : la DDES

Interactions onde de choc-couches limites

Dans le domaine de la propulsion spatiale où les écoulements considérés sont fortement compressibles,
la combustion peut avoir lieu en aval d’interactions onde de chocs couches limites comme l’illustre la
figure 3.13. Étant donnée la valeur élevée du nombre de Reynolds dans ces écoulements, la prise en
compte de l’interaction onde de choc - couche limite en LES conduirait à des tailles de maillages très
importantes. Ainsi, pour ce type d’écoulements en réactif une approche hybride RANS / LES se révèle
être naturellement adaptée.

Figure 3.13 – Exemples de dispositifs propulsifs présentant des interactions onde de choc - couche
limite

La figure 3.13 illustre trois types de configurations présentant des interactions ondes de choc - couches
limites associées à des régions réactives :

• Le superstatoréacteur avec injection du carburant en aval d’obstacle (géométrie H) est un cas
étudié par la JAXA [96, 97] et l’Onera [52]. Numériquement ce cas est étudié par Berglund et Fureby
[7] en LES. En amont de l’obstacle, de nombreux chocs sont créés et sont réfléchis au niveau des parois.
L’oscillation de ce réseau de chocs est pilotée en partie par les instabilités des interactions ondes de
choc couches limites au niveau des parois.

• Le superstatoréacteur avec injection transverse d’oxygène, étudié en URANS par Choi et al. [31],
présente à la fois des couches limites attachées en amont de l’injection mais également une interaction
onde de choc couche limite. Des calculs DES (sur un maillage 2D) ont été par ailleurs réalisés sur cette
configuration [32] et constituent le seul cas d’application de la DES en combustion identifié au cours
de la thèse.

• Lors de la phase transitoire de montée en pression de la chambre de combustion et à basse altitude,
les tuyères propulsives fonctionnent en régime de surdétente c’est à dire que pour adapter la tuyère
en pression, un choc intense interagit avec la couche limite amont pour créer un décollement. Dans
ce décollement, les imbrûlés de la chambre de combustion peuvent alors réagir avec l’oxygène de l’air.
Ce type de configuration sera abordée plus en détail dans la partie III de ce mémoire, où la tuyère
ATAC de l’Onera, expérimentée par Ordonneau et al. [133] fait l’objet de simulations numériques par
l’approche DDES.

3.4.2 Prise en compte des transferts thermiques d’origine convective

L’intérêt d’appliquer une approche hybride RANS / LES dans une chambre de combustion réside éga-
lement dans la capacité à prendre en compte les transferts thermiques d’origine convectif au niveau des
parois.

D’une part, lorsque la simulation numérique vient en appui de la conception des chambres de combustion,
en permettant d’orienter le choix des matériaux et de la méthode de refroidissement, il convient de savoir
évaluer le plus précisément les flux de chaleur à la paroi [115].

D’autre part, si l’on cherche à calculer l’émission de polluants dans les chambres de combustion (NOx,
suies) qui sont très sensibles à la température, il convient d’être en mesure d’estimer les transferts
convectifs et radiatifs au niveau de la paroi dans les simulations aux grandes échelles [54, 178].
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Dans ce quatrième chapitre, les principes de base des schémas numériques utilisés dans le code Cedre
sont décrits. Les méthodes de discrétisation spatiale et de traitement des flux sont ensuite brièvement
présentées. Enfin, les principaux schémas d’intégration temporelle sont détaillés. En particulier, le schéma
de Gear, implanté dans le code dans le cadre de cette étude est présenté.

In chapter four, the base principles of the numerical schemes used in the Cedre code are described.
The methods employed for the spatial discretization and flux treatment are then briefly presented. Finally,
the main time integration schemes are detailed. In particular, the Gear scheme implemented in the code
in the frame of this study is presented.

4.1 Principes de base des méthodes

Cette présentation des méthodes numériques utilisées dans le code Cedre est adaptée du travail de
thèse de Bertier [8], que le lecteur est invité à consulter pour plus de détails.

4.1.1 Introduction d’un formalisme compact

Il est utile pour la suite de l’étude d’introduire des notations compactes permettant de regrouper en un
même vecteur plusieurs variables. On introduit donc le jeu de variables primitives U et conservatives Q
définies de la façon suivante :

U =




p
Yi
T
u


 et Q =




ρ

ρYi
ρu

ρet


 . (4.1)

De la même manière, on peut définir par extension les grandeurs filtrées primitives et conservatives, mais
pour simplifier l’exposé, on raisonnera dans ce chapitre sur le système d’équations de base 1 (i.e. non
filtré), que l’on peut réécrire sous la forme du système suivant (en supposant que les forces volumiques
f i sont nulles ainsi que les flux radiatifs) :

∂ρ

∂t
+∇ · (ρu) = 0, (4.2)

∂ρYi
∂t

+∇ · (ρYiu+ J i) = ω̇i,

∂ρu

∂t
+∇ · (ρu⊗ u+ pI − τ ) = 0,

∂ρet
∂t

+∇ · (ρuet + pu− τ · u+ Jet) = 0.

Cette forme conservative possède l’avantage d’être bien adaptée au traitement des discontinuités, telles
que les ondes de choc. On notera que les changements de variable U = U(Q) et Q = Q(U) sont bi-
univoques, ce qui permet d’utiliser indifféremment l’un ou l’autre jeu de variable.
On rappelle que le problème continu complet consiste à trouver Q(x, t) en tout point du domaine ouvert

1. mais tout le raisonnement vaut pour les équations filtrées
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Ω de R
d, d ∈ [1, 2, 3], et de bord ∂Ω. Sous une forme plus compacte, l’équation 4.2 peut s’écrire :

∂Q

∂t
+∇ · F (U,∇U) = S, dans Ω× R

+ (4.3)

où

S =




0
ω̇i
0

0


 (4.4)

4.1.2 Formulation volumes finis

Le code Cedre, utilise une approche volumes finis cell-centered, dont les volumes de contrôle sont des
polyèdres quelconques. On peut décomposer la méthode numérique en deux grandes étapes, qui feront
l’objet des deux prochaines sections : la discrétisation spatiale et l’intégration temporelle.

Q
o Q

o

Q  = G( Q )
n+1 n

Système d’E.D.P Suite récurenteSystème d’E.D.O

- Conditions aux limites

- Equations de bilan

- Conditions initiales

Discrétisation spatiale Intégration temporelle

MQ=F
.

La discrétisation spatiale permet de passer de l’étude d’un système continu d’équations aux dérivées
partielles (EDP) à un système d’équations différentielles ordinaires (EDO) et comprend globalement
l’interpolation des grandeurs aux interfaces, puis le calcul et le cumul des flux par face. L’intégration
temporelle s’applique alors sur un système d’équations différentielles ordinaires qu’elle transforme en une
suite récurrente. Cette distinction entre les phases de discrétisation spatiale et d’intégration temporelle
permet de clarifier la présentation des méthodes, et donne en pratique au code une certaine modularité.

4.2 Discrétisation spatiale

Une présentation détaillée de l’ensemble des méthodes de traitement des flux et d’interpolation spatiale
n’est volontairement pas réalisée dans ce mémoire. Pour aller plus loin, le lecteur est invité à consulter
les thèses de Bertier [8] et Haider [85] ainsi que le manuel du code Cedre [131]. On peut cependant
rappeler que, au niveau des interfaces entre les cellules :
• les flux dissipatifs sont calculés à l’aide d’un schéma centré ;
• les flux hyperboliques sont pris en compte à l’aide d’une méthode MUSCL (Monotonic Upstream

Schemes for Conservation Laws) décentrée d’ordre 2 associée à un limiteur de Van Leer.
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4.3 Intégration temporelle

On propose dans cette section d’introduire quelques notions essentielles relatives à l’intégration tempo-
relle, avec comme support les schémas de base disponibles dans Cedre.

4.3.1 Formalisme utilisé et type d’approche suivi

L’intégration temporelle a pour but de résoudre le système d’équations différentielles ordinaires :

MQ̇ = F (U,∇U, t) , (4.5)

en remplaçant la solution exacte Q (t) par une suite de valeurs discrètes aux différents instants. Entre
les deux instants tn et tn+1, l’intégration temporelle consiste alors à évaluer l’expression :

MδQ =
1

∆t

∫ tn+1

tn
F (U)dt, avec δQ =

Qn+1
−Qn

∆t
, (4.6)

et où ∆t =
(
tn+1

− tn
)
. On notera dès à présent que tous les schémas présentés par la suite utiliseront

une formulation en delta, c’est à dire que l’inconnue du système discret n’est pas Qn+1 mais δQ.
Cette forme a l’avantage d’être plus concise dans sa présentation formelle, et présente l’intérêt pratique
de minimiser les erreurs d’arrondis lors de son utilisation dans un logiciel de CFD.
Parmi les méthodes d’intégration temporelle on peut distinguer les méthodes à un pas et les méthodes
multi-pas. La différence entre ces deux approches est illustrée figure 4.1 La méthode à un pas permet
d’effectuer l’intégration du système en utilisant seulement les états aux instants physiques tn et tn+1,
contrairement aux méthodes multi-pas qui utilisent en outre des instants antérieurs à tn.

Méthodes à un pas multi-évaluations

Méthodes  multipas (2 pas)

Stencil temporel

Evaluations intermédiaires

t

t
n+1

t
n

t
n-1

t
n

t
n+1

t

Figure 4.1 – Illustration de la distinction multipas/multi-itérations

On remarquera, comme il est illustré sur cette figure, que les méthodes à un pas peuvent néanmoins être
à multi-évaluation : en plus des états calculés aux temps tn et tn+1, on utilise des états intermédiaires
qui n’ont pas de signification physique en eux-même (et qui ne sont par conséquent pas représentés sur
l’axe des temps) mais qui permettent d’élargir le stencil du schéma.

4.3.2 Méthodes explicites

Les méthodes d’intégration explicites sont les plus immédiates à mettre en oeuvre car le calcul de l’état
au temps tn+1 ne fait intervenir que l’état au temps tn. Cependant, toutes ces méthodes ont leur stabilité
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conditionnée par une contrainte dite de CFL (Courant-Friedrichs-Lewy) sur le pas de temps utilisé. Ainsi
en notant localement u la vitesse convective, c la vitesse du son et ∆x la taille de maille, la définition
classique du nombre de CFL sur un problème monodimensionnel s’écrit :

CFL = ∆t
|u|+ c

∆x
. (4.7)

Le pas de temps doit alors respecter en tout point du domaine de calcul :

∆t < CFLmax ·
∆x

|u|+ a
, (4.8)

où la valeur du nombre de CFLmax dépend de la limite de stabilité du schéma considéré. La plus simple
des méthodes d’intégration explicites est celle d’Euler :

MδQ = F (Un) . (4.9)

La matrice de masseM étant diagonale, la résolution du système (4.9) est triviale, ce qui rend le processus
d’intégration entre deux pas de temps très peu coûteux. Cependant son domaine de stabilité extrêmement
réduit rend cette méthode très difficilement utilisable en pratique. De plus, c’est une méthode peu précise,
car seulement d’ordre un en temps.

4.3.3 θ schéma

L’utilisation de schémas implicites permet de s’affranchir, en partie ou totalement, de la contrainte
CFL (4.8) au prix d’une mise en oeuvre plus complexe, faisant intervenir au second membre du système
l’évaluation des flux des états calculés au temps tn+1. Le θ schéma initialement présent dans Cedre est
défini en non-linéaire comme :

MδQ = F
[
θUn+1 + (1− θ)Un

]
(4.10)

Ce schéma admet également la variante :

MδQ = θF
(

Un+1
)

+ (1− θ)F (Un) (4.11)

Selon les valeurs de θ, on obtient les schémas suivants :
• θ = 0 : méthode d’Euler explicite (rectangles à gauche)
• θ = 0, 5 : méthode de Crank-Nicolson (trapèzes)
• θ = 1 : méthode d’Euler implicite (rectangles à droite)
Sur la figure 4.2 les différentes étapes liées à l’utilisation du schéma Euler implicites sont illustrées.
Ces étapes, au nombre de trois dans le cadre des méthodes numériques utilisées dans Cedre, sont autant
d’approximations susceptibles de dégrader la qualité de la solution :
• Linéarisation du second membre. Les schémas (4.10) et (4.11) conduisent à l’écriture de systèmes

dont les second membres sont des fonctions non-linéaires de l’état Un+1. De façon à pouvoir résoudre
ces systèmes par des méthodes itératives classiques, on développe alors au premier ordre F

(

Un+1
)

autour de de l’état Un :

F
(

Un+1
)

= F (Un) +
∂F

∂Q

∣∣∣∣
n
(

Qn+1
−Qn
)

+O [∆Q(t)]2 , (4.12)

La linéarisation de F
(

Un+1
)

par rapport à Un consiste alors à négliger les termes d’ordre deux et

supérieurs O [∆Q(t)]2 dans (4.12). On notera par la suite J la matrice jacobienne des seconds membres
par rapport aux états :

J =
∂F

∂Q
(4.13)

L’unique θ-schéma linéarisé, à l’aide de (4.12), s’écrit alors :

(M − θ∆tJn) δQ = F (Un) (4.14)
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Figure 4.2 – Illustration, à l’aide du schémas d’Euler implicite, des différentes étapes du processus
d’intégration temporelle.

• Approximation du jacobien. En toute rigueur, le calcul de J devrait faire intervenir les cellules du
second voisinage. Ceci mène à la construction d’une matrice très remplie, nécessitant donc un stockage
important, et dont le conditionnement n’est pas optimal. Le code Cedre, à l’instar de nombreux autres
codes de calcul dotés de schémas implicites, n’utilise en pratique qu’une approximation de ce
jacobien, notée Ĵ . Avec cette approximation, le système linéaire (4.14) se réécrit donc :

(
M − θ∆tĴn

)

δQ = F (Un) (4.15)

L’utilisation de ce jacobien approché, construit à l’aide d’une discrétisation spatiale d’ordre un, modifie
de façon importante les propriétés des schémas d’intégration temporelle.

• Résolution itérative du système linéaire. Le système linéaire issu de la phase implicite est résolu
à l’aide de la méthode Gmres dont le principe général est rappelé dans la thèse de Bertier [8].

Ainsi, malgré ces approximations, le schéma Euler implicite est une méthode robuste, d’ordre 1 en temps
et idéale pour la recherche d’un état stationnaire à grand pas de temps. On notera que dans la limite
des très grands pas de temps, le schéma d’Euler implicite tend asymptotiquement vers la méthode de
Newton, ce qui assure une bonne convergence du processus itératif (on rappelle que la méthode de
Newton converge de façon quadratique). Cette méthode sera par conséquent employé pour les calculs
RANS. Cependant, ce schéma est trop peu précis en temps pour convenir à des applications en LES ou
DES, c’est pour cela qu’une méthode de Gear est mise en oeuvre dans le cadre de cette thèse.

4.3.4 Schéma de Gear

Pour les calculs instationnaires qui seront présentés dans la suite du mémoire, l’intégration temporelle
est réalisée à l’aide d’un schéma implicite d’ordre 2, le schéma de Gear. Le schéma implicite backward
Euler proposé par Gear [75] est un schéma à deux pas très répandu en aérodynamique [155, 41, 18, 105].
On cherchera à évaluer δQ défini comme :

MδQ =
2

3
F (Un+1) +

1

3
MδQn , avec :







Qn = Qn−1 +∆tδQn

Qn+1 = Qn +∆tδQ
(4.16)
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Avec δQn défini comme

δQn =
Qn −Qn−1

∆t
(4.17)

Ainsi, après linéarisation le système 4.16 revient à [155] :

(

M −
2

3
∆tJn

)

δQ =
2

3
F (Un) +

1

3
MδQn avec :






Qn = Qn−1 +∆tδQn

Qn+1 = Qn +∆tδQ
(4.18)

À cause des diverses simplifications (linéarisation approchée des matrices Jacobiennes, factorisation de
l’opérateur implicite), il est nécessaire d’incorporer un algorithme de sous - itérations afin de retrouver
un ordre 2 en temps. Cet algorithme s’écrit :

(
M −

2

3
∆tĴn+1

p

)
δQp+1 = M

(
Qn
−Qn+1

p

)
+

2

3
F (Un+1

p ) +
1

3
MδQn

︸ ︷︷ ︸
Rp+1

(4.19)

où δQp+1 = Qn+1
p+1 − Qn+1

p et Qn+1
1 = Qn Le processus converge lorsque δQp+1 tend vers 0 on a alors

Qn+1 = Qn+1
p+1 . En pratique, on impose le nombre de sous-itérations NSI de l’algorithme au lieu de fixer

un critère de convergence ce qui revient à δQ ≈ Qn+1
NSI+1 −Qn.

Tout comme le schéma Euler implicite, une vue schématique des étapes de la méthode de Gear est
proposée figure 4.3.

Figure 4.3 – Illustration des différentes étapes du processus d’intégration temporelle avec la méthode
de Gear

Ce schéma, implanté dans le cadre de la thèse est validé sur un tourbillon 2D (se référer à l’annexe C).
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Ce chapitre est consacré à la présentation du cas de marche descendante A3C servant de validation
à l’approche DDES pour des écoulements réactifs. Dans un premier temps, les caractéristiques de cette
chambre de combustion sont présentées ainsi que les différents diagnostics qui permettent une compa-
raison approfondie avec les résultats des simulations. Dans un deuxième temps, le cas test numérique
(maillages, conditions aux limites, schémas numériques) est introduit.

This chapter is dedicated to the description of the physical test case of the A3C backward facing
step combustor which will be simulated in order to validate the DDES approach for reactive flows. The
characteristics of the test case and the available measurements are in a first time presented. In a second
time the numerical test case and the conditions of our computations are introduced.

5.1 La chambre de combustion A3C du LAERTE

5.1.1 Description du banc

La chambre de combustion en forme de marche descendante A3C 1 montée sur le banc du LAERTE 2

est composée d’un premier canal de 1,5m de long et de 6,5 cm de haut débouchant sur un second canal
de 1,4m de long et 10 cm de haut. Le col en sortie du second canal peut-être obturé afin d’augmenter
la pression chambre. La largeur de la chambre est constante et égale à 10 cm. La figure 5.1 montre le
banc en conditions de fonctionnement et la figure 5.2 en donne une vue schématique. La position des
différents diagnostics ainsi que la zone correspondant au domaine de calcul sont indiqués sur la figure 5.2.
La turbulence est introduite dans l’écoulement en amont de la marche grâce à deux types de dispositifs :
un nid d’abeille (représenté sur la figure 5.2) ou un turbulateur.

Figure 5.1 – Montage du banc A3C (gauche), banc en condition de fonctionnement éclairé par nappe
laser (droite)

5.1.2 Le foyer A3C : un bon candidat pour valider la DDES en réactif

Les caractéristiques de l’écoulement dans le foyer A3C qui en font un bon candidat pour valider l’utili-
sation d’une approche hybride RANS / LES de type DDES en gaz chauds sont les suivantes :

1. Action Concertée pour les Chambres de Combustion
2. Laboratoire d’AERoThermique et d’Energétique de l’Onera
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Figure 5.2 – Schéma détaillé du banc et diagnostics

• l’existence de deux régions aux comportements distincts : un canal amont présentant des couches-
limites attachées (mode RANS) et en aval de la marche, un écoulement massivement décollé ainsi
qu’une zone de recirculation (mode LES) ;

• la simplicité de la géométrie ;
• l’existence de mesures expérimentales à la fois en inerte et en réactif.
Tout ces éléments, représentés figure 5.3, font de cette chambre un cas-test très bien adapté à la validation
de la DDES pour un écoulement réactif.

Figure 5.3 – Phénoménologie de l’écoulement

5.1.3 Conditions d’essai

L’écoulement est injecté à une température de 520K, avec une vitesse débitante de 50m · s−1. Le nombre
de Reynolds basé sur la hauteur de marche (Reh égal à hU0/ν) vaut 43 000 pour l’écoulement inerte
(air pur). La pression imposée en sortie de chambre est de 100 400Pa. Des essais ont été menés dans ces
conditions, aussi bien pour des écoulements inertes que pour des écoulements réactifs de méthane-air pré-
mélangé pauvre à la richesse 0, 8. En entrée, le dispositif en nid d’abeille permet d’introduire un niveau
de turbulence dans le canal de 10%. Ces conditions sont reprises de façon synthétique dans le tableau 5.1.

Table 5.1 – Conditions d’essais reproduites dans les calculs

h U0 M0 T0 Φ Reh p0
0,035m 50m · s−1 0, 15 520K 0 et 0, 8 43 000 100 400Pa

5.1.4 Diagnostics disponibles

Plusieurs techniques de mesures ont été utilisées pour caractériser l’écoulement dans cette chambre
de combustion. Pour les écoulement inertes et réactifs, des mesures de vitesse par vélocimétrie laser
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LDV (Laser Doppler Velocimetry) ont été réalisées par Moreau et al. [122]. Les mêmes conditions ont
été reproduites par Magre et al. qui se sont intéressés aux champs de température par la méthode
Raman cohérente DRASC [113]. Plus récemment, en 2004, dans le cadre de la campagne MICAEDI,
l’investigation des radicaux OH par fluorescence laser PLIF (Planar Laser Induced Fluorescence) et par
chimie-luminescence ont été réalisées par Sabel’nikov et al. [165] en 2004 pour étudier les instabilités de
combustion. Enfin, ces travaux ont été complétés en 2006 par des mesures de vitesse par PIV (Particle
Induced Velocimetry). Lors de ces essais, deux microphones étaient placés à la verticale de la marche
ainsi qu’en aval. Les résultats obtenus lors de cette dernière campagne ont été synthétisés par Laverdant
et al. [107]. La figure 5.2 permet de visualiser la position des différents diagnostics réalisés au cours des
campagnes d’essai. L’ensemble des données disponibles pour ce cas sont résumées au tableau 5.2.

Table 5.2 – Grandeurs mesurées sur la marche A3C pour les différents diagnostics

Cas Type de mesures Grandeurs mesurées

Inerte LDV u, v, u′rms, v
′

rms

Réactif stable LDV, DRASC, PLIF, PIV, micros u, v, u′rms, v
′

rms, T, T
′

rms, OH, p
Réactif instable PLIF, PIV, chimie-luminescence, micros u, v, u′rms, v

′

rms, OH, p

5.2 Domaine de calcul et maillages

5.2.1 Domaine de calcul

En ce qui concerne la définition du domaine de calcul, schématisé figure 5.4, les dimensions expéri-
mentales sont conservées à l’exception de la longueur et la largeur de chambre. La longueur du canal
amont (6h) a été choisie de manière à ce que la couche limite basse soit pleinement développée au ni-
veau de la marche. En aval, le canal mesure 37h : cette longueur permet de considérer l’intégralité de
la flamme, dont le point d’impact moyen au niveau de la paroi supérieure se situe à environ 23h. Dans
la direction transverse, la largeur réelle de la chambre est de 0,1m ce qui correspond à 2, 86h. Pour
prendre en compte les parois latérales et par conséquent les deux couches limites tout en conservant une
bonne résolution dans le plan transverse, on peut estimer la taille du maillage structuré correspondant à
N = nx× ny × nz ≈ 60× 100× 600 = 4 800 000 cellules en discrétisant les couches limites latérales avec
25 points. Cette taille de maillage est très importante et n’est pas nécessaire compte tenu du niveau de
validation retenu dans ce travail, il a donc été choisi de négliger les parois latérales au profit de conditions
de périodicité sur une largeur de 2h, permettant néanmoins à la couche de mélange tri-dimensionnelle
de se développer. Par ailleurs, d’après les travaux de thèse de Courtois [36], il apparaît que le rôle joué
par les parois latérales n’est pas prépondérant.

Figure 5.4 – Domaine de calcul et dimensions, maillage dans le plan médian
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5.2.2 Maillage

Deux maillages, que l’on notera « maillage I » et « maillage II » ont été utilisés dans cette étude. Ils
comportent respectivement 1 072 584 et 1 485 774 cellules, et différent essentiellement par le nombre de
points utilisés en envergure. Compte-tenu de la géométrie du domaine de calcul, une approche de type
structurée a été préférée à l’utilisation conjointe de tétraèdres et de couches de prismes, autorisant alors
un contrôle beaucoup plus fin de la discrétisation (en particulier au nez de la marche et dans les couches-
limites). Les approches complètement structurées possèdent cependant un gros inconvénient, même sur
une géométrie aussi simple : toutes les lignes de maillage doivent être propagées à travers le domaine
de calcul, induisant un coût supplémentaire souvent élevé. C’est la raison pour laquelle on retient dans
cette étude une approche dite « structurée par blocs » pour les deux maillages :
• un premier maillage, complètement structuré, est réalisé à l’aide du mailleur ICEM ;
• ce maillage est ensuite redécoupé à l’aide d’un utilitaire dédié, développé dans le cadre de cette thèse,

de manière a raffiner les zones nécessitant une discrétisation plus importante.
Cette stratégie, illustrée sur la figure 5.5, a été mise en oeuvre de manière a réaliser des maillages dont
le nombre de points dans l’envergure varie fortement entre l’entrée et la sortie du domaine, allant de
3 points en entrée jusqu’à 36 points (pour le maillage II) au niveau de la marche. De manière plus

Figure 5.5 – (gauche) Raccords conformes créés par EPINETTE entre 2 zones de raffinement trans-
verse différents, (droite) Vues du maillage dans le plan (XZ) au niveau des raccords.
Les positions des zones de raccord conformes sont X1/2 = −h, X2/3 = 8h, X3/4 = 18h,
X4/5 = 31h

quantitative, on trouvera dans le tableau 5.3 le nombre de points dans la direction transverse pour les
différentes zone des deux maillages.

Table 5.3 – Approche par zone pour le raffinement transverse

Zone nz maillage ∆z/δBL
1 : Canal amont 3 I et II 1, 8
2 : Marche et zone de recirculation 18− 36 I - II 0, 3− 0, 15
3 : Aval de la recirculation 18 I et II 0, 3
4 : Zone de développement de la flamme (cas réactif) 9 I et II 0, 6
5 : Fin de domaine 3 I et II 1, 8

Par ailleurs, les deux maillages partagent la même grille 2D dans le plan XY , représentée sur la figure 5.6.
Pour aller plus loin, et vérifier l’adéquation des maillages utilisés avec la physique pariétale, l’évolution
de la taille de première maille en unité de paroi (y+0 ) est tracée figure 5.7.

On vérifie alors que, sur la paroi du bas, la première maille se trouve toujours dans la sous-couche
visqueuse, ce qui est indispensable pour que le modèle URANS fonctionne correctement. En revanche,
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Figure 5.6 – Vue rapprochée du maillage dans le plan XY au niveau du coin de la marche

Table 5.4 – Raffinement de la grille 2D

Zone nx ny y0/δBL
Canal amont 63 71 paroi inférieure : 3, 8.10−3 - paroi supérieure : 3, 1.10−2

Chambre 626 115 paroi inférieure : 3, 8.10−3 - paroi supérieure : 3, 1.10−2

X/h

y
0
+

0 10 20 30
0 0

2 2

4 4

6 6

8 8

10 10

12 12

upper wall

Figure 5.7 – Evolution de la taille de première maille en unité de paroi (y+0 ) au niveau des parois
hautes et basses

sur la paroi du haut, la première maille ce trouve plutôt dans la zone logarithmique de la couche-limite :
les différents flux seront alors corrigés par une loi de paroi.

5.3 Stratégie du calcul

5.3.1 Conditions aux limites

Les conditions appliquées aux limites du domaine de calcul sont les suivantes :

• Comme dans l’expérience, l’écoulement est injecté à une vitesse débitante de 50m · s−1 et une tem-
pérature de 520K. En entrée de domaine, des profils de vitesse, d’énergie cinétique turbulente k et la
quantité ω pour les calcul 2D-RANS et DDES (figure 5.8) sont imposés. Ils sont obtenus préalable-
ment à partir d’un calcul de canal plan. Par ailleurs, faute de méthode adaptée permettant d’injecter
des fluctuations en entrée de domaine dans le code Cedre pour les calculs instationnaires, aucune
fluctuation n’est prise en compte. Cela se traduira par le faible niveau de turbulence dans la partie
haute de la chambre mis en évidence au paragraphe 6.2.2.
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• Pour le cas réactif, on considère une chimie globale. La combustion est régie par l’équation globale
suivante :

CH4 + 2O2 −→ 2H2O + CO2. (5.1)

Cinq espèces (CH4, O2, N2, CO2, H2O) servent à décrire la composition chimique de l’écoulement.
En effet, le prémélange étant pauvre (Φ = 0, 8) un nombre réduit d’espèces suffisent à obtenir une
température de fin de combustion proche de celle obtenue avec une chimie détaillée (2182K). En
entrée, les fractions massiques du prémélange avec de l’air sont obtenues directement à partir de la
richesse de la façon suivante :

YCH4
=

ΦMCH4

ΦMCH4
+ 2MO2

(1 + β)
, (5.2)

YO2
=

1− YCH4

1 + β
, (5.3)

YN2
= 1− YCH4

− YO2
, (5.4)

où β = 3, 29 est le facteur de dilution massique de l’azote dans l’air.
• En inerte, la pression en sortie de chambre est imposée directement. En réactif, une condition non

réfléchissante reposant sur la méthode des caractéristiques de type NSCBC [148] est utilisée. L’influence
du traitement acoustique de la condition de sortie du domaine est analysée au chapitre 7.

• Aucune mesure thermique des parois n’est disponible ; par conséquent, il a été choisie d’imposer des
parois adiabatiques.

• Les couches limites étant prises en compte dans le calcul, des conditions d’adhérence sont imposées
au niveau des parois.

• Des conditions de périodicité sont prises au niveau des parois latérales.
Le tableau 5.5 reprend les différentes grandeurs qui sont imposées au niveau des limites.
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Figure 5.8 – Profils de vitesse (droite), d’énergie cinétique turbulente et du ratio entre viscosité ciné-
matique turbulente et viscosité cinématique laminaire (νt/ν avec νt égal à k/ω) imposés
en entrée de chambre

5.3.2 Paramètres thermodynamiques

La viscosité du mélange est calculée à partir de la moyenne des viscosités d’espèces (obtenu par une loi
de Sutherland (équation 1.15).
Les nombres de Prandtl et de Schmidt, permettant d’évaluer les coefficients de conductivité thermique
(λi) et de diffusion d’espèces (Di) respectivement, sont donnés pour les différentes espèces mises en jeu
dans nos calculs au tableau 5.6.
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Table 5.5 – Grandeurs imposées au niveau des limites

Cas Limite Grandeur imposée Valeur

Inerte Entrée T 520K
u profil (figure 5.8) (gauche)
(k,ω) profils (figure 5.8) (gauche)
Yair 1

Réactif Entrée T 520K
u profil (figure 5.8) (gauche)
(k,ω) profils (figure 5.8) (gauche)
YCH4

− YO2
− YN2

− YCO2
− YH2O 0, 0446− 0, 2224− 0, 7330− 0− 0

tous Sortie p 100 400Pa

tous Parois Φ 0W ·m−2

Table 5.6 – Nombres de Prandtl et de Schmidt des espèces utilisées dans les calculs
Air CH4 O2 N2 CO2 H2O

Prandtl 0, 71 0, 72 0, 70 0, 70 0, 72 0, 72
Schmidt 0, 71 0, 44 0, 84 0, 71 0, 94 0, 58

5.3.3 Position des points de mesure et capteurs numériques

La position des points de mesures de vitess et de température est matérialisée sur la figure 5.9. La position
des différents capteurs numériques est également indiquée. Différentes grandeurs thermodynamiques sont
ainsi stockées à chaque pas de temps au niveau de ces capteurs et serviront à l’analyse fréquentielle
présentée aux paragraphes 6.3.2 et 7.3.2.

Figure 5.9 – Position des capteurs et des points de mesures dans le domaine de calcul
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Dans ce chapitre, les résultats moyennés des simulations sont d’abord comparés aux valeurs expé-
rimentales décrivant le champ aérodynamique de l’écoulement inerte dans la chambre. Une attention
particulière est portée sur la validation de l’approche DDES implémentée dans le cadre de la thèse.
La deuxième section est consacrée à l’analyse physique de la dynamique de l’écoulement en aval de la
marche.

In this chapter, the averaged results of our computations are firstly compared to the experimental
quantitites describing the aerodynamic field of the inert flow inside the chamber. The validation of the
DDES approach implemented in this study is specifically scrutinized. The second section is dedicated to
the physical analysis of the flow dynamics downstream of the step.

6.1 Présentation des calculs et première validation

6.1.1 Calculs réalisés

L’objectif de ce chapitre est de valider le fonctionnement de la DDES en inerte et de comparer sur le
même cas les trois approches DDES, LES et RANS. Pour ce faire, six calculs – dont les principales
caractéristiques sont regroupées au tableau 6.1 – sont présentés. Pour la DDES une convergence en
maillage est réalisée à travers les calculs DDES-a (sur le maillage II) et DDES-c (sur le maillage I). De
plus, l’influence du nombre de sous-itérations du schéma de Gear sur la précision des résultats obtenus
est également examinée grâce à la comparaison entre la DDES-a (2 sous-itérations) et DDES-b (5 sous-
itérations). Enfin, l’impact du choix de la fonction de protection de couche limite 1 − F1 ou fdSpalart

proposée par Spalart et al. [190]) est montrée à travers les calcul DDES-a et DDES-d. Pour le calcul
LES, la constante CS du modèle de Smagorinsky est prise égale à 0, 1. Pour information, le coût de ces
calculs est détaillé à l’annexe C.

Table 6.1 – Tableau récapitulatif des calculs réalisés en inerte sur A3C

Cas Maillage Turbulence Intégration temporelle Combustion NSCBC
DDES-a/c II / I DDES (1− F1) Gear 2 sous-itérations inerte sans
DDES-b II DDES (1− F1) Gear 5 sous-itérations inerte sans
DDES-d II DDES (fdSpalart

) Gear 2 sous-itérations inerte sans
LES II LES (Smago) Gear 2 sous-itérations inerte sans
RANS 2D k − ω SST Euler implicite inerte sans

6.1.2 Choix du pas de temps

On rappelle que l’on peut définir un nombre de CFL convectif défini comme CFLc = ∆t|u|/Dh.
Le nombre de CFL classique (incluant la vitesse acoustique) étant CFLa = ∆t(|u| + c)/Dh. À titre
d’exemple, les champs moyens de CFLc et de CFLa sont présentés à la figure 6.1 pour le calcul DDES-a,
pour un pas de temps ∆t égal à 2,5µs.
Il ressort de cette figure que les zones à fort CFL sont localisées essentiellement au niveau des couches
limites, au centre du canal au niveau de l’élargissement brusque et au coin de la marche. Au niveau
du coin de la marche, les phénomènes comme l’instabilité de Kelvin-Helmholtz sont essentiellement de
nature convective, un niveau de CFLa élevé limité à cette région n’a a priori qu’une influence limitée.
Globalement on a max(CFLa) < 13 et max(CFLc) < 0, 7. D’après la figure 6.2, il apparaît que dans
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Figure 6.1 – Champs moyens de CFL pour le calcul DDES-a. (haut) CFLa et (bas) CFLc

plus de 90% du domaine de calcul, on obtient CFLa < 2 et CFLc < 0, 2 ; niveaux auxquels le schéma de
Gear sous-itéré associé au schéma de Roe est peu dissipatif et dispersif. Il faut noter que pour réaliser le
calcul en utilisant un schéma explicite (environ quinze fois plus rapide que le schéma de Gear sous-itéré
2 fois par pas de temps), il faut vérifier CFLamax < 0, 5, ce qui revient à diviser le pas de temps par 26.
Les temps de restitution obtenus seraient par conséquent 1, 9 fois plus longs.
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Figure 6.2 – Densité de probabilité des nombres de CFL sur le nombre de cellules (traits pleins), sur
le volume (points tillés)

6.1.3 Comportement de la DDES

Afin de valider le bon fonctionnement de la DDES, il est nécessaire de vérifier que les modes LES ou
RANS du modèle sont activés dans les zones pertinentes. Pour ce faire, les zones où l’échelle DDES est
l’échelle RANS (région RANS) et celles où l’échelle DDES est l’échelle LES sont représentées sur la figure
6.3. Les séparations entre les différentes zones sont marquées par des isolignes lRANS−CDES∆ = 0 (cela
permet de visualiser en particulier la zone RANS persistant au centre de l’écoulement) où 1−fDDES = 0
(cas des couches limites). Il est intéressant de remarquer que les couches limites sont bien traitées en
RANS. En revanche, une zone RANS persistante est localisée dans la partie haute de la chambre. Cela
est dû à la définition de l’échelle RANS pour le modèle SST. En effet, pour la DDES basée sur le modèle
SA, celle-ci correspond à la distance à la paroi, alors que pour la DDES basée sur le modèle k − ω SST
cette échelle peut prendre des valeurs faibles lorsque k tend vers zéro, ce qui peut se produire au sein
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de l’écoulement en dehors des couches limites au niveau du centre du canal. Dans notre cas, le fait que
le mode LES ne soit pas actif dans cette région, située relativement loin de la marche et de la zone de
recirculation où le mode LES est nécessaire, n’a a priori qu’un effet limité sur les résultats, le niveau de
turbulence étant faible dans cette région.

Figure 6.3 – Distinction, en instantané, des approches pour la DDES : lDDES = lRANS → zone
RANS, lDDES = CDES∆ → zone LES pour le calcul DDES-a
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6.2 Analyse des champs moyens

6.2.1 Etude de la recirculation moyenne, comparaison avec les mesures

Les simulations instationnaires sont moyennées durant un temps physique de 0,15 s ce qui correspond à
5 traversées de domaine pour l’écoulement à U0 = 50m · s−1. La topologie de l’écoulement moyen pour
l’ensemble des calculs indiqués au tableau 6.1 est présentée figure 6.4. Les lignes de courant sont tracées
dans le plan médian du domaine de calcul pour les simulations LES et DDES. Qualitativement, on peut
distinguer plusieurs motifs aérodynamiques :

• une recirculation très allongée ainsi que deux recirculations de coin contrarotatives pour le cas 2D-
RANS ;

• une recirculation plus courte et une recirculation contrarotative pour les calculs DDES utilisant la
fonction de protection 1− F1 ;

• des recirculations courtes ainsi qu’un décollement sur la paroi supérieure pour la LES et la DDES
utilisant la fonction fdSpalart

.

L’existence de cette deuxième recirculation supérieure sera analysée par la suite dans ce mémoire.

Figure 6.4 – Lignes de courant moyennées pour l’ensemble des calculs en écoulement inerte

Longueur de recirculation

Dans un premier temps, il est intéressant de comparer les longueurs de recirculation obtenues par le
calcul avec la valeur expérimentale [122]. En extrapolant la position du point de vitesse nulle sur la paroi
inférieure à partir des vitesses mesurées dans la recirculation, on peut estimer que le point de recollement
moyen est situé à une distance Lr de la marche, telle que 0,15 cm < Lr < 0,21 cm soit 4, 3 < Lr/h < 6.
L’ensemble des résultats de calcul est présenté dans le tableau 6.2. On peut constater que les valeurs
obtenues en DDES se situent vers la borne supérieure de la longueur expérimentale alors que la LES tend
vers la borne inférieure. En revanche, le résultat RANS surestime largement cette grandeur. Les résultats
pour les maillages I et II sont de plus très proches pour la DDES, ce qui semble indiquer que la convergence
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en maillage est atteinte. En outre, le nombre de sous-itérations du schéma de Gear n’a pas d’influence
sur ce résultat. Il est à noter que, dans des conditions similaires (Reh = 40 000 , U0 = 44m · s−1) , Driver
et al. obtiennent une valeur expérimentale 6, 1 pour Lr/h [56]. Pour des nombres de Reynolds plus faible
(de 3800 à 16 000 ), Lee et Sung obtiennent des mesures de Lr/h telles que 5 < Lr/h < 6, 5 [109].

Table 6.2 – Longueurs de recirculation moyennes normés par la hauteur de la marche

LDV DDES-A DDES-B LES RANS

Lr/h 4, 3 < − < 6 5, 1 4, 8 4 7, 8

6.2.2 Comparaison des profils avec ceux de LDV

Les simulations sont à présent confrontées aux mesures expérimentales des champs moyens de vitesse
obtenues par LDV [122].

Comparaison des moments statistiques du premier ordre

La comparaison des vitesses moyennes et fluctuantes (RMS) définies selon les conventions détaillées à
l’annexe A sont réalisées. Les profils de vitesse longitudinale moyenne ũ et fluctuante u′

RMS normés par
U0 sont tracés figures 6.5) et 6.7) respectivement. Les vitesses verticales moyennes ṽ et v′

RMS sont tracés
figures 6.6) et 6.8).

Au niveau des valeurs moyennes de vitesse longitudinale (figure 6.5), les calculs sont en bon accord avec
les valeurs expérimentales dans la partie basse de la chambre pour les 6 premiers profils, c’est à dire
jusqu’à la moitié de la longueur de recirculation. Dans la partie haute de la chambre, on peut noter
deux types de comportements. D’une part, pour les calculs DDES-a/b/c et 2D-RANS l’écoulement reste
attaché à la paroi supérieure. D’autre part, les calculs DDES-d et LES présentent des zones de vitesse
négative proche de la paroi, ce qui traduit l’occurence de décollements situées respectivement entre
X/h = 2, 3 et X/h = 4, 5 pour la LES et entre X/h = 3, 8 et X/h = 8 pour le calcul DDES-d. Pour le
calcul LES, ce décollement est symptomatique de la quasi-laminarité de l’écoulement pariétal. En effet,
le maillage n’étant pas suffisamment fin pour résoudre spatialement les structures turbulentes dans la
zone proche paroi, un décollement précoce et non physique apparaît, qualifié de « décollement induit par
le maillage » (en anglais grid induced separation – GIS –). Pour le calcul DDES-d, ce décollement au
niveau de la paroi haute traduit une protection insuffisante de la couche limite supérieure pour laquelle le
phénomène de MSD (c’est à dire de sous évaluation des tensions de Reynolds modélisées) se transforme
en GIS. Dans le prolongement de la chambre de combustion, les profils de vitesse pour les calculs LES
et DDES présentent un bon accord avec les valeurs expérimentales. Le 2D-RANS est, par ailleurs, d’une
moins bonne qualité avec en particulier la surestimation de la longueur de recirculation. Il est de plus
intéressant de remarquer que l’écart entre les calculs DDES-a/b/c sont minimes.

En ce qui concerne les vitesses verticales moyennes (figure 6.6) les écarts entre les différents calculs sont
plus importants que pour les vitesses longitudinales. Les calculs DDES-a et DDES-b sont équivalents
et en bon accord avec les profils expérimentaux jusqu’à X/h = 3, 4. Le calcul 2D-RANS a tendance
à sous-estimer le niveau de vitesse verticale, contrairement à la LES qui fait apparaître une déviation
importante de l’écoulement, notamment près de la paroi supérieure, se traduisant par le décollement
évoqué précédemment. En aval du point de recollement, il faut noter que tous les calculs ont tendance à
sous-estimer la déviation de l’écoulement dans la partie basse de la chambre. Cet écart peut-être expliqué
par l’existence de couches limites latérales non prises en compte dans les simulations.

Concernant les profils de vitesses RMS, il apparaît d’une manière générale que l’ensemble des calculs ont
tendance à surestimer le pic de RMS ainsi que la largeur correspondant à la couche de cisaillement. Un
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élément de justification de cette tendance est la non prise en compte des couches limites latérales. Celles-
ci ont pour effet de rendre moins cohérentes les structures turbulentes ce qui entraîne une diminution du
niveau de turbulence. De plus, l’existence de modes quart d’onde liés à l’utilisation de conditions aux
limites partiellement réfléchissantes en sortie de chambre peut également expliquer cette surestimation.
En effet, l’énergie acoustique provenant des ondes réfléchies au niveau de la sortie peut être transférée
aux fluctuations de vitesse. En outre, il est à noter que le calcul DDES-d donne des résultats de meilleure
qualité que les autres approches dans la partie basse de la chambre. La fonction de protection fdSpalart

protégeant moins la couche limite que 1− F1, la déstabilisation de la couche de mélange s’effectue plus
près de la marche. Les structures turbulentes créées au niveau de la marche sont alors plus rapidement
décorrélées, ce qui diminue la valeur du pic. L’apparition de recirculations au niveau de la paroi haute
est vérifiée également pour les calculs LES et DDES-d qui présentent un second pic au niveau des profils
de RMS. Notons enfin que, dans la partie haute de la chambre, les niveaux de RMS sont sous-estimés
par rapport aux valeurs expérimentales. Cela est dû à la non prise en compte de fluctuations en entrée
de chambre. Le lecteur est invité notamment à consulter la référence [186] qui présente une méthode
permettant de prendre en compte ce type de fluctuations en LES.
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Figure 6.5 – Profils de vitesse longitudinale moyenne normée par U0 pour le cas inerte (légende sur
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Figure 6.6 – Profils de vitesse verticale moyenne normée par U0, même légende que figure 6.5
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6.2.3 Analyse de la couche de mélange et de la zone décollée

Épaisseur de vorticité et de quantité de mouvement

L’évolution de la vitesse longitudinale au sein d’une couche de mélange peut-être décrite par deux
grandeurs intégrales : l’épaisseur de quantité de mouvement θ et l’épaisseur de vorticité δω . Pour une
couche de mélange se développant suivant l’axe X ces deux grandeurs sont définies comme suit :

θ(x) =

∫ ymax

ymin

ũ(x, y)− ũmin[y](x)

ũmax[y](x)− ũmin[y](x)

(
1−

ũ(x, y)− ũmin[y](x)

ũmax[y](x)− ũmin[y](x)

)
dy (6.1)

δω(x) =

(
ũmax[y] − ũmin[y]

)
(x)

max[y]
∂ũ(x,y)

∂y

. (6.2)

L’épaisseur de vorticité au sein de la couche de mélange développée en aval de la marche est tracée figure
6.9 pour les calculs LES, DDES -a et 2D-RANS ainsi que pour les résultats issus de la LDV.

X/h

δ
ω
/h

δ
ω
/θ

0 1 2 3 4 5 6
0

0.3

0.6

0.9

1.2

0

1

2

3

4

5

0.
19

Figure 6.9 – Epaisseur de vorticité normée par la hauteur de marche ou par l’épaisseur de quantité
de mouvement (—/- - : DDES-a ; —/- - : 2D-RANS ; —/- - : LES ; �/• : LDV ).

Sur cette figure, il apparaît que l’épaisseur de vorticité normée par la hauteur de marche suit une évolution
exponentielle de X/h = 0 à X/h = 0, 5 en accord avec la théorie de la stabilité linéaire pour une couche
de mélange plane. Cette tendance est bien reproduite par les calculs LES et DDES-a contrairement au
calcul RANS qui a tendance à évoluer linéairement dès le coin de la marche. Le développement de la
couche de mélange suit une une loi linéaire de pente 0, 19 légèrement surévaluée pour les calculs LES
et DDES-a. De plus grands écarts apparaissent au niveau du profil d’épaisseur de vorticité normée par
l’épaisseur de quantité de mouvement. Cet effet est dû à une surestimation de l’épaisseur de quantité de
mouvement qui est probablement provoquée par la non prise en compte des parois latérales.

Coefficients de pression dans la chambre

L’évolution de la pression dans ce type de configuration est un élément fréquemment analysé par les
aérodynamiciens. L’analyse s’appuie sur le coefficient de pression Cp moyen et sa fluctuation RMS qui
sont définis comme suit :

Cp =
p̃− pinlet
1/2ρU2

0

(6.3)

CpRMS =
p′RMS

1/2ρU2
0

(6.4)

Les approches DDES, LES et 2D-RANS sont comparées figure 6.10 où sont reproduites des lignes de
iso-Cp ainsi que les champs du module de vitesse dans le plan médian. Sur ces figures, il apparaît que les
niveaux et la forme des lignes obtenues en 2D-RANS et DDES-a sont similaires. Néanmoins les lignes du
calcul 2D-RANS sont plus étirées à cause d’une recirculation plus allongée. En revanche des différences
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plus importantes apparaissent au niveau du calcul LES pour lequel les niveaux observés sont beaucoup
plus faibles dans la recirculation ce qui traduit une dépression plus forte à l’origine du racourcissement
de la longueur de recirculation.

Figure 6.10 – Iso-lignes de Cp et champ de |ũ| moyen pour les trois modèles DDES -a, 2D-RANS et
LES

Les profils de Cp et de CpRMS (LES et DDES) sont également reproduits pour les parois hautes et basses
de la chambre figure 6.11. La similitude entre 2D-RANS et DDES-a ainsi que la différence évoquée pour la
LES concernant les niveaux et la distribution spatiale vaut également pour les coefficients de pression au
niveau des parois. Au niveau des fluctuations RMS pour les calculs LES et DDES-a, le pic de fluctuation
situé au niveau du recollement est plus important en LES, ce qui signifie que les structures turbulentes
cohérentes développées dans la couche de mélange sont plus energétiques, la recirculation étant plus
courte qu’en DDES-a. De plus, on peut constater que le niveau de fluctuation en amont et au niveau de
la marche n’est pas nul, ce qui traduit une variation du débit dans le canal amont au cours du calcul
qui sera analysée par la suite. Il est également important de noter que les fluctuations du calcul LES
présentent un premier plateau vers X/h = 2, 5 pour la paroi basse alors qu’on observe un pic pour la
paroi haute. Cela traduit l’influence de la recirculation supérieure sur les fluctuations de coefficients de
pression.

Figure 6.11 – Evolution de Cp (gauche) et CpRMS/0, 5ρU
2
0 (droite) aux parois hautes et basses (—/-

- : DDES-a ; —/- - : 2D-RANS ; —/- - : LES).
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Critère de Pope

Afin d’évaluer la qualité des maillages employés, l’énergie cinétique turbulente de sous-maille est comparée
à l’énergie cinétique turbulente grâce à un critére MPope (Pope [153]) défini par :

MPope =
kSGS

kSGS + kresol
, (6.5)

où kSGS est l’énergie cinétique de sous-maille et kresol est l’énergie cinétique des structures turbulentes
résolues. Sagaut [166] propose une modélisation pour kSGS :

kSGS =

(

νSGS

Cm∆

)2

(6.6)

Cette modélisation est fondée sur des analyses de turbulence homogène isotrope. La constante Cm est

évaluée à environ 0, 0914. Dans le cas de la LES, νSGS est défini comme νSGS = (CS∆)2
√
< S̃ >:< S̃ >.

Il faut noter qu’en DDES le critère de Pope n’est applicable que dans les zones décollées traitées en mode
LES. Dans ces zones, et comme il a été montré dans le chapitre 1 (équation 3.47), on peut assimiler k/ω
à une viscosité sous-maille. De plus, la définition de l’échelle ∆ étant dépendante du modèle, on prendra
∆ = Dh en LES et ∆ = (V )1/3 pour la DDES. Enfin, kresol est égal à 1/2 (< ũiui > − < ũi >< ũi >).
Ce critère est par définition compris entre 0 et 1. Les valeurs proches de 0 correspondent aux zones où
le maillage est suffisamment fin pour la résolution des grandes échelles et où la partie sous-maille est
négligeable. En revanche lorsque MPope tend vers 1, la partie résolue devient négligeable devant la partie
sous-maille. Des champs de MPope sont tracés pour les calculs DDES-a, DDES-c et LES figure 6.12. De
façon générale, le critère de Pope est faible en aval de la marche pour les trois calculs. L’influence du
raffinement du maillage se fait légèrement sentir entre les calculs DDES-a et DDES-c. Au coin de la
marche le critère MPope prend des valeurs plus élevées dans les calculs DDES que dans le calcul LES.
L’intérêt d’utiliser une approche RANS sur ce type de cas est confirmé par le fait que le critère de Pope
prend des valeurs très élevées dans les couches limites attachées pour le calcul LES.

Figure 6.12 – Champs de critère de Pope pour les calculs DDES -a, DDES -c et LES
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6.3 Etude de la dynamique du décollement

6.3.1 Dynamique de la couche de mélange

Comparaison des modèles

Les structures tourbilonnaires résolues dans les simulations instationnaires peuvent être matérialisées
par une surface de critère Q > 0. Il s’agit du second invariant du tenseur de déformation, il est ainsi
défini :

Q = −
1

2
(Ω̃ : Ω̃− S̃ : S̃) (6.7)

où

Ω̃ =
1

2

[
∇ũ− (∇ũ)t

]
(6.8)

L’avantage de ce critère est d’isoler uniquement les composantes rotationnelles du tenseur de déforma-
tion. Ces structures instantanées sont tracées pour Q(h/U0)

2 = 0, 1 pour les calculs DDES-a, DDES-c,
DDES-d, LES.

Figure 6.13 – Structures tourbillonnaires colorées par la vitesse longitudinale

Sur la figure 6.13, on observe un comportement équivalent pour les quatre cas. En particulier les struc-
tures observées sont en accord avec des études numériques réalisées par Silveira Neto et al. [127] et par
Le et al. [108]. Au niveau de la marche, la forme des tourbillons est quasi 2D et ce comportement est
caractéristique du lâcher tourbillonaire lié à une instabilité de Kelvin-Helmoltz. En aval, ces structures
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2D se désorganisent en larges structures 3D allongées dans le sens de l’écoulement. On peut noter l’ap-
parition de structures particulières en forme de fer à cheval. Lorsque l’écoulement se rapproche de la
paroi, la rencontre avec celle-ci se manifeste par l’éclatement et l’étirement de ces structures. En outre,
de nombreuses structures plus fines alimentent la zone recirculée et se combinent avec les tourbillons de
la partie haute de la couche de mélange. Il faut noter néanmoins quelques différences entre les quatre
cas présentés figure 6.13. L’utilisation d’un maillage plus fin dans la direction transverse pour le calcul
DDES-a se manifeste par des tourbillons plus fins dans le décollement ainsi qu’un écoulement de retour
plus fourni en structures cohérentes comparativement au calcul DDES-c. On constate que la diminution
du nombre de points dans cette direction produit des structures plus larges et davantage bidimension-
nelles (DDES-c). De plus, l’analyse effectuée dans la section précédente concernant l’occurence d’une
recirculation au niveau de la paroi supérieure pour les calculs DDES-d et LES est ici vérifiée. En ef-
fet, pour ces deux calculs, l’apparition de tourbillons au niveau de la paroi supérieure caractérisent un
décollement. Le décollement au niveau de la paroi supérieure est plus précoce pour le calcul LES.

Analyse du lâcher tourbillonaire pour le calcul DDES-a

Pour mettre en évidence la dynamique de l’écoulement au cours du temps, il est intéressant d’observer
sur la figure 6.14 l’évolution des structures tourbillonnaires et de la vitesse longitudinale. D’une part,
le phénomène de lâcher tourbillonnaire lié à l’instabilité de Kelvin-Helmholtz au coin de la marche est
ici clairement illustré. On peut évaluer la période de ce lâcher à environ 2,4ms, ce qui correspond à
une fréquence f0 d’environ 420Hz. Le nombre de Strouhal permet d’obtenir un adimensionnement d’une
fréquence f basé sur une longueur caractéristique l et une vitesse caractéristique U0 de la façon suivante :

Stl =
fl

U0
. (6.9)

Pour la fréquence f0, on obtient Sth égal à environ 0, 29 et StLr à environ 1, 48. Cette valeur de Sth est
compatible avec la plage de Strouhal couramment obtenue pour ce type d’écoulement (allant de 0, 06 à
2) comme l’indique Courtois dans sa thèse [36]. La comparaison en terme de Strouhal avec d’autres cas
ne permet pas de conclure quant à l’origine purement hydrodynamique de cette fréquence étant donné
la largeur de cette plage. L’analyse des spectres de pression et de vitesse verticale au paragraphe 6.3.2
permet quant à elle de mieux expliquer l’origine de cette fréquence.
L’interaction entre les tourbillons au niveau du décollement est également illustrée. Le phénomène de
« pairing » i.e. d’appariement de tourbillons 1, est mis en évidence entre t0 et t0 + 1,2ms (cercles
rouges), le « flapping » qui correspond au macro-mouvement du décollement est observable au niveau du
champs de vitesse (traits blancs). Enfin, plus en aval, des tourbillons allongés et obliques par rapport à
l’écoulement sont caractéristiques du recollement, ils peuvent être observés de t0 + 3,6ms à t0 + 4,2ms
(cercle blanc). Le caractère plus basse fréquence de ces phénomènes est également mis en évidence.

1. ce phénomène relève de la cascade inverse de l’énergie cinétique turbulente
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Figure 6.14 – Evolution des structures tourbillonnaires (Q(h/U0)
2 = 0.1) colorées par |∇ρ| (gauche)

et du champ de vitesse longitudinale (les iso-lignes en noir correspondent à Q(h/U0)
2 =

0.4) dans le plan médian (droite)



82 Chapitre 6. Simulation de l’écoulement inerte

6.3.2 Analyse spectrale de l’écoulement décollé

Signaux de pression

Afin d’exhiber les propriétés spatio-temporelles de l’écoulement simulé, une analyse fréquentielle est
réalisée au niveau de certains capteurs situés dans la recirculation et au niveau de la paroi. Les signaux
de pression sont enregistrés au niveau des capteurs évoqués lors de la présentation du cas test durant
un temps physique de 0,15 s. Deux zones distinctes font l’objet de cette analyse : la recirculation, d’une
part, via les capteurs a, b, c et d, la paroi, d’autre part, grâce aux capteurs e, f, g et h. La position de
ces capteurs est donnée au tableau 6.3 et figure 6.15.

Table 6.3 – Position des capteurs

Cap. X/h Y/h Z/h Cap. X/h Y/h Z/h

a 0, 11 0 1 e 0 −1 1
b 0, 7 −0, 005 1 f 1, 1 −1 1
c 3, 4 −0, 4 1 g 2, 3 −1 1
d 4, 9 −1 1 h 3, 4 −1 1

Les signaux de pression observés au niveau des capteurs étant périodique, des spectres de pression ont

Figure 6.15 – Position des 8 capteurs retenus superposés sur un champ de vitesse présentant des
iso-lignes de critère Q et de vitesse longitudinale nulle

été calculés par la méthode du périodogramme six blocs. La résolution fréquentielle est donc ∆f = 40Hz.
Les niveaux sont exprimés en Sound Pressure Level (SPL(f) en dB ·Hz−1) définis par :

SPL(f) = 20 log10

(√
G(f)

pref

)
(6.10)

où pref , égal à 20µPa, est le seuil d’audibilité par l’oreille humaine et G(f) la densité spectrale de puis-
sance des fluctuations de pression. La figure 6.16 présente les spectres de pression au niveau de quatre
capteurs situés dans le décollement (a, b, c, d) en DDES-a et DDES-b. Les résultats obtenus pour le
calcul LES sont donnés pour les deux premiers capteurs. En général, on peut constater que les trois
approches donnent des résultats similaires avec l’existence d’un pic principal à environ 440Hz qui corres-
pond à la fréquence de lâcher tourbillonnaire mise en évidence au paragraphe 6.3.1. Près de la marche, on
constate que les niveaux sont plus élevés pour le calcul DDES-b que pour le calcul DDES-a. En revanche,
lorsqu’on s’éloigne de la marche, les niveaux ont tendance à être inférieurs au calcul DDES-a. Cette ob-
servation s’explique par une intégration temporelle moins dissipative pour le cas DDES-b (schéma de
Gear sous-itéré 5 fois). Pour le calcul DDES-a la perturbation provoquée par le décollement au niveau
de la marche est plus intense, mais les tourbillons en aval ont tendance à se dissiper plus rapidement que
pour les autres calculs.
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Figure 6.16 – Spectres de pression (en dB ·Hz−1) pour les capteurs a, b, c et d situés au niveau de la
ligne de recirculation moyenne

Signaux de vitesse verticale

Si l’on considère la densité spectrale de puissance de vitesse verticale Gv(f) exprimée en m2 · s−1 on peut
écrire,

σ2 =

∫
∞

0
Gv(f)df (6.11)

où σ2 représente la puissance totale des fluctuations de vitesse verticale (en m2 · s−2). L’évolution de
σ2 est tracée au niveau des capteurs le long de la recirculation 6.17. Sur cette figure on peut constater
que les fluctuations de vitesse augmentent progressivement dans la couche de mélange puis atteignent
un plateau entre X/h = 1 et X/h = 3, 5 avant de décroître à l’approche du recollement fluide. Cette

observation est cohérente avec la forme des profils de v′RMS représentés figure 6.8.
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Figure 6.17 – Evolution de la puissance des signaux de vitesse verticale en fonction de la position
longitudinale des capteurs le long de l’enveloppe de recirculation



84 Chapitre 6. Simulation de l’écoulement inerte

Afin d’étudier la distribution dans l’espace fréquentiel de ces fluctuations et de les relier aux spectres de
pression analysés au paragraphe précédent, des spectres normalisés ont été tracés dans les trois régions
correspondant respectivement à la zone encadrée en bleu (de croissance de σ2), en orange (plateau) et
en rouge (décroissance) :
• dans la zone où la couche de mélange se développe à partir du coin de la marche (croissance de σ2),
la distribution spectrale des fluctuations de vitesse verticale est concentrée sur la fréquence de lâcher
tourbillonaire ;

• au niveau du plateau, c’est à dire dans la zone où les mécanismes de regroupement de tourbillon
et d’oscillation de la couche de mélange permettent d’entretenir la turbulence, on peut observer un
élargissement de la bande spectrale et un transfert vers les basses fréquences lorsqu’on avance dans la
direction longitudinale comme l’illustre la flèche grise ;

• enfin dans la zone de décroissance c’est à dire à l’approche du recollement solide, les basses fréquences
deviennent majoritaires, traduisant le mouvement à macro-échelle du bulbe de recirculation. Le spectre
devient alors spectre à très large bande et le pic à 440Hz disparaît.

Figure 6.18 – Spectres de vitesse verticale pour des groupes de capteurs positionnés dans les trois
zones distinguées à la figure 6.17

Bilan de l’étude de l’écoulement inerte

Plusieurs enseignements sont à tirer des simulations numériques de la chambre en forme de marche
descendante en inerte :
• La comparaison des écoulements moyennés met en évidence une différence de topologie entre les trois
approches RANS, LES et DDES. En particulier, les approches LES et DDES-d (utilisant la fonction
de protection proposée à l’origine pour la DDES [190]) fait apparaître un décollement non physique
au niveau de la paroi supérieure de la chambre. Ce résultat illustre le phénomène de séparation
induite par le maillage (GIS) lié à une sous-évaluation de la viscosité turbulente modélisée dans la
couche limite supérieure. Les résultats obtenus en DDES au niveau des profils de vitesses moyennes
sont globalement en bon accord avec les mesures par LDV et, d’une façon générale, les propriétés
aérodynamiques moyennes de l’écoulement sont correctement reproduites par les calculs DDES. Ces
résultats sont par ailleurs d’une qualité nettement supérieure à ceux obtenus en RANS.

• Au niveau des fluctuations RMS pour les calculs instationnaires, on peut remarquer d’une manière
générale une surestimation probablement provoquée par les conditions partiellement réfléchissantes au
niveau de la condition au limite en sortie de chambre.

• Enfin, il a été montré que la résolution des structures tourbillonnaires en DDES est suffisante pour
mettre en évidence un certain nombre de phénomènes permettant une analyse physique poussée.

En conclusion, on peut considérer que l’approche DDES a été validée pour l’écoulement inerte étant
donné la qualité des résultats obtenus. Le prochain chapitre a comme objectif d’appliquer cette méthode
à l’écoulement réactif de méthane-air prémélangé pauvre.
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Dans ce chapitre, les résultats moyennés des simulations numériques de l’écoulement réactif dans
la chambre A3C sont d’abord analysés et comparés aux expériences pour la vitesse et la température.
Ensuite une analyse de la dynamique de la flamme en aval de la marche est réalisée et permet notamment
d’illustrer l’influence du mode quart d’onde de la chambre sur la flamme.

In this chapter, the averaged results of the numerical simulations of the reacting flow in the A3C
chamber are analyzed and compared to velocity and temperature measurements. Then, the dynamics of
the flame is scrutinized and the influence of the quarter wave mode of the chamber is pointed out.

7.1 Présentation des calculs et premières validations

7.1.1 Calculs réalisés

L’objectif de ce chapitre est de comparer la capacité des approches RANS, LES et DDES pour la simula-
tion de l’écoulement réactif dans la chambre A3C. Pour ce faire, quatre calculs dont les caractéristiques
sont regroupées dans le tableau 7.1. Pour les calculs LES et DDES, des conditions de non réflexion ont
été imposées en sortie de domaine afin d’éviter l’apparition d’instabilités liées au mode quart d’onde mis
en évidence pour le calcul inerte. L’influence de ce mode est par ailleurs étudié grâce au calcul DDES-qw
(« qw » pour quarter wave en anglais).

Table 7.1 – Tableau récapitulatif des calculs réalisés en réactif sur A3C

Cas Maillage Turbulence Intégration temporelle Combustion NSCBC

DDES II DDES (1− F1) Gear 2 sous-itérations DTF avec
LES II LES (Smago) Gear 2 sous-itérations DTF avec
RANS 2D k − ω SST Euler implicite Arrhenius sans

La chimie est prise en compte via une réaction globale à une étape :

CH4 + 2 O2 → CO2 + 2 H2O (7.1)

Les termes de production d’espèces ω̇i sont obtenus grâce à une loi d’Arrhenius dont les coefficients sont
extraits des travaux de Westbrook et Dryer [210]. Ils vérifient A = 6,7 · 10+09 , β = 0, Ta = 24 355K .
Des coefficients exotiques sont utilisés pour CH4 (0, 2) et O2 (1, 3).
La validation de ce schéma cinétique et l’évaluation des paramètres du modèle DTF sont détaillés en
annexe (D.2). Par ailleurs, dans cette annexe sont évoquées les difficultés liées à l’utilisation d’une ap-
proche Arrhenius sans modèle de flamme épaissie. Cette étude a notamment montré que sans prise en
compte de l’extinction à la paroi les calculs instationnaires font apparaître un phénomène de remon-

tée de flamme par les couches limites non physique. Pour le calcul 2D-RANS aucune modélisation de

l’interaction chimie-turbulence n’est prise en compte.

7.1.2 Choix du pas de temps

En réactif, un pas de temps de 1, 5 µs a été choisi de façon à vérifier la condition max(CFLa) < 12.
La figure 7.1 donne les champs de CFLa et CFLc pour le calcul DDES. Comme en inerte, les zones à

fort CFLa sont localisées au coin de la marche. De plus, ces cellules sont situées au niveau du front de

flamme où l’augmentation de la température par rapport au cas inerte se traduit par une augmentation
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de la vitesse du son. Pour une même valeur de CFLa, il est donc nécessaire de baisser le pas de temps

par rapport au cas inerte. Il est également intéressant d’observer la répartition des nombres de CFL en

terme de densité en nombre de cellules et en volume de domaine de calcul. Cette densité est illustrée par

la figure 7.2 où l’on peut constater que le pic de densité se situe à CFLa ≈ 0, 7 et CFLc ≈ 0, 25.

Figure 7.1 – Champs moyens de CFL pour le calcul DDES en réactif (haut) CFLa et (bas) CFLc
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Figure 7.2 – PDF des nombres de CFL sur le nombre de cellules (traits pleins), sur le volume (points
tillés)

7.1.3 Validation de l’approche Dynamic Thickened Flame

L’approche TFLES servant de base à la DTF est décrite dans le paragraphe 2.4.2. Rappelons que dans sa
version dynamique (DTF), l’épaississement introduit par la TFLES est limité au front de flamme grâce
à un senseur αDTF (équation 2.50). La thermique pariétale loin de la flamme n’est ainsi plus perturbée
par une modification du terme de conduction thermique dans l’intégralité du domaine de calcul. La
figure 7.3 permet d’illustrer le fonctionnement du senseur de flamme sur l’un des calculs instationnaires.
Sur cette figure sont représentés dans la partie haute un champ de facteur d’épaississement F ainsi que
des lignes d’iso-taux de dégagement de chaleur. Le fonctionnement du senseur de flamme ainsi que la
dépendance de F à l’échelle locale de maillage sont ainsi clairement mis en évidence, le front de flamme
étant continûment épaissi à mesure que le maillage se relâche en aval de la marche. De plus, hors du
front de flamme matérialisé par les lignes iso-taux de dégagement de chaleur, F reste égal à 1, ce qui
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illustre le bon fonctionnement du senseur. Dans la partie basse de cette figure est représentée la grandeur
E/F 2/3. Le choix de représenter cette grandeur s’explique par le fait que la valeur maximale de E est
F 2/3, valeur qui n’est d’ailleurs atteinte que pour E = F = 1. On peut ainsi constater que E prend des
valeurs élevées lorsque le plissement de la flamme est important.

Figure 7.3 – (haut) Champ de F et isolignes de taux de dégagement de chaleur, (bas) champ de

E/F 2/3

7.1.4 Validation de la DDES

De la même manière qu’en inerte (paragraphe 6.1.3), il convient de vérifier le bon fonctionnement de
la DDES. La figure 7.4 met en évidence les régions pour lesquelles les approches RANS ou LES de la
DDES sont appliquées, de plus la position de la flamme est matérialisée par des lignes d’iso-valeur de
senseur de flamme. Après analyse de cette figure, il apparaît que les couches limites amont et aval sont
bien traitées en RANS. En revanche, au niveau de la partie basse de la chambre, la zone RANS semble
légèrement trop épaisse et, par ailleurs, une zone RANS persiste au centre de la chambre comme pour
le cas inerte. Il ressort également de cette figure que la flamme prise en compte par le modèle DTF
traverse cette zone, alors que ce modèle est à l’origine conçu pour la LES. On vérifiera, lors de l’analyse
des calculs, que dans cette région, située entre X/h = 12 et X/h = 32, cette spécificité n’a qu’un impact
limité sur l’écoulement global.

Figure 7.4 – Visualisation instantané des modes utilisés par le modèle DDES : lDDES = lRANS →
mode RANS, lDDES = CDES∆ → mode LES pour l’écoulement réactif, l’iso-ligne du
senseur de flamme αDTF = 0, 8 est également reproduite



7.2. Analyse de l’écoulement moyen 89

7.2 Analyse de l’écoulement moyen

7.2.1 Evolution de la température moyenne et fluctuante dans la chambre

Comparaison avec les mesures

La localisation de la flamme moyennée et la zone balayée par la flamme au cours du calcul instationnaire
constituent des éléments importants permettant de mesurer la qualité des résultats en réactif. La position
moyenne du front de flamme peut-être déterminée de façon approximative par le biais d’une surface iso-
température pour une température comprise entre celle des gaz frais et celle des gaz brûlés. Sur la figure
7.5, une ligne d’iso-température à T̃ = 1500K est tracée dans le plan médian pour l’ensemble des calculs
réalisés afin de comparer les résultats moyennés aux mesures par DRASC. Le volume balayé par la
flamme au cours des calculs instationnaires est délimité de façon approximative par les deux iso-lignes
vérifiant T ′RMS = 50K. Ces lignes ont donc été représentées en même temps que les points de mesures
correspondants sur la partie inférieure de la figure. Il apparaît que les résultats en DDES et LES sont en
bon accord avec les mesures tant au niveau de la position moyenne que de l’enveloppe des fluctuations,
contrairement au calcul DDES-qw dont la tendance est de surestimer la taille de cette enveloppe ainsi
que l’angle de la flamme moyenne avec l’horizontale. En 2D - RANS cet angle est par ailleurs sous-estimé,
particulièrement vers l’aval.

Figure 7.5 – (haut) Position moyenne de la flamme (iso-ligne de T = 1500K )(haut) et fluctuante
(iso-ligne de T ′RMS = 50K) dans le plan médian ; (—) : DDES, (- -) : DDES-qw ; — :
2D-RANS ; — : LES)

Après avoir observé le comportement général de la flamme et l’avoir comparé à l’expérience, il peut être
judicieux de confronter les profils de température moyenne et de fluctuation de température obtenus
dans la chambre par les calculs à ceux obtenus par les mesures DRASC. Ces profils sont présentés figures
7.6 et 7.7.
On peut constater sur ces figures que, conformément aux remarques formulées sur les positions moyennes
et fluctuantes de la flamme, les calculs DDES et LES sont en bon accord avec les mesures de manière
générale, les calculs DDES-qw et 2D - RANS ayant respectivement tendance à surévaluer et sous évaluer
l’angle de flamme avec l’horizontal. Jusqu’à X/h = 3, 4 on peut néanmoins constater que, pour l’ensemble
des calculs, la température dans la partie basse de la chambre est supérieure à celle donnée par les mesures
DRASC. Cet écart est lié à l’hypothèse de parois adiabatiques adoptée dans le calcul, aucune information
n’étant disponible quant au refroidissement des parois. Il est intéressant d’observer que pour le calcul
DDES-qw, l’épaisseur du pic de T ′RMS est très surestimée près de la marche, ce qui traduit une amplitude
importante du battement de la flamme sous l’influence du mode quart d’onde analysé au paragraphe
7.3.2.
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Figure 7.6 – Profils de température moyennées
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Figure 7.7 – Profils de fluctuations RMS de température

Température à la paroi

L’influence de la méthode de calcul peut également être observée au niveau de la température de la paroi
basse, en aval de la marche (figure 7.8). Rappelons que, dans ces calculs, des parois adiabatiques sont
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utilisées et par conséquent aucun phénomène de refroidissement ne permet de faire baisser la température
près de la paroi, dont les valeurs sont supérieures à la température de fusion de l’acier (1470K). On peut
néanmoins formuler les commentaires suivants :
• pour les simulations DDES, DDES-qw et LES, les profils ont une allure similaire : Lorsque l’on part

du coin inférieur de la marche, la température est d’abord décroissante puis croissante vers une valeur
maximale jusqu’au point de recollement et redécroît par la suite pour se stabiliser vers une valeur
constante ;

• en 2D-RANS, la température pariétale décroit plus brutalement puis croît vers une valeur plateau plus
élevée que pour les autres calculs.

Les valeurs plateaux obtenues sont de 2200K pour le calcul DDES-qw, 2215K pour le calcul LES, 2225K
pour le calcul DDES et enfin 2240K pour le calcul 2D-RANS. Les températures moyennes obtenues sont
en fait proche de la température de fin de combustion. En ce qui concerne les fluctuations, l’allure des
différentes courbes est similaire. En revanche les niveaux sont plus importants en LES qu’en DDES, ce
comportement rappelle celui des CpRMS (fluctuations de pression) en inerte (figure 6.11). L’influence de
l’excitation acoustique liée aux modes quart d’onde (calcul DDES-qw) se manifeste par des niveaux de
fluctuations 3 fois plus importants.
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Figure 7.8 – Evolution de température moyennes et fluctuante au niveau de la paroi basse, légende :
idem 7.6
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7.2.2 Etude des champs de vitesses moyennes

Analyse de la recirculation moyenne

Les lignes de courant moyennes sont tracés dans le plan médian pour les différents calculs figure 7.9.
La durée pendant laquelle les moyennes sont réalisées pour les calculs instationnaires correspond à un
temps physique simulé de 0,15 s (ce qui correspond à environ dix traversées de canal en se basant sur la
vitesse des gaz brûlés). Qualitativement, les calculs LES et DDES avec des conditions de non réflexion
en sortie conduisent à des recirculations similaires. Comme pour l’écoulement inerte, on constate que la
recirculation obtenue en 2D-RANS présente une forme plus allongée. Enfin, le calcul DDES sans condi-
tion de non réflexion en sortie se distingue par une forme plus bombée et raccourcie de la recirculation.

Figure 7.9 – Lignes de courant moyennées pour l’ensemble des calculs réactifs

Un estimateur global de la qualité des résultats est la longueur de recirculation. Le tableau 7.2 permet
de comparer des valeurs moyennes obtenues par le calcul et par les mesures LDV. Expérimentalement
la longueur de recirculation Lr normée par la hauteur de marche vérifie 2, 9 < Lr/h < 3, 4. On peut
constater que cette valeur est légèrement surestimée par les calculs LES et DDES et davantage par le
calcul 2D - RANS. L’utilisation de conditions partiellement réfléchissantes en sortie de domaine (cal-
cul DDES-qw) a pour effet de diminuer la longueur de recirculation. Enfin, si l’on s’intéresse au ratio
Lr(inerte)/Lr(réactif), on constate que les calculs reproduisent bien la valeurs expérimentale. On peut
également comparer cette valeur à celles obtenues sur d’autres expériences avec marche comme celle de
Berkeley. Sur cette expérience, la valeur obtenue est de l’ordre de 1, 6 [146, 65, 66], valeur avec laquelle
les résultats numériques présentés sont cohérents.

Table 7.2 – Longueurs de recirculation moyennes normées par la hauteur de la marche pour le cas
réactif

LDV DDES LES 2D - RANS DDES-qw

Lr/h 2, 9 < − < 3, 4 3, 8 3, 6 4, 7 2, 8

Lr(inerte)/Lr(réactif) 1, 26 < − < 2, 06 1, 34 1, 11 1, 66 1, 82
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Comparaison des vitesses moyennes avec les mesures LDV pour les calculs DDES, LES et
2D-RANS

Les profils de vitesses longitudinale et verticale moyennées au sens de Reynolds sont à présent comparés
aux mesures LDV pour les calculs DDES, LES et 2D-RANS (figures 7.10 et 7.11). On compare également
les profils de fluctuations RMS (figures 7.12 et 7.13).

Pour les vitesses longitudinales moyennes, les résultats obtenus en DDES et LES sont en bon accord
avec les mesures. Le calcul 2D-RANS est en revanche plus éloigné de celles-ci avec notamment une sous-
évaluation de la vitesse en aval. Ces résultats sont cohérents avec ceux obtenus concernant la position
moyenne de la flamme. En effet, pour les calculs LES et DDES, un angle plus élevé de la flamme entraîne
une dilatation des gaz plus précoce dans la direction longitudinale et par conséquent des vitesses plus
élevées dans la chambre.

Concernant les vitesses verticales moyennes, on peut constater que l’écoulement est davantage dévié
vers le bas pour les calculs DDES et LES. Des écarts plus importants sont en revanche à noter entre
les valeurs expérimentales et les calculs. L’existence de parois latérales dans l’expérience et un angle de
flamme sous - estimé plus en aval dans la chambre peut expliquer cette différence.

D’une façon générale, comme pour les résultats en inerte, les niveaux de fluctuation de vitesse obtenus en
LES sont plus élevés qu’en DDES. Plus particulièrement, en ce qui concerne les niveaux des fluctuations
RMS de vitesse longitudinale, les résultats sont en bon accord avec l’expérience. Il faut souligner que
les résultats obtenus en réactif sont de meilleure qualité qu’en inerte. Cela peut s’expliquer par le fait
qu’aucune condition de non réflexion au niveau de la sortie n’étaient utilisées en inerte.

Influence du mode quart d’onde sur les vitesses moyennes

Sur les figures 7.14, 7.15, 7.16, 7.17, les profils de ũ, ṽ, u′RMS et v′RMS pour le calcul DDES-qw sont
comparés aux profils mesurés et à ceux du calcul DDES. L’influence du mode quart d’onde y est mise
en évidence, les résultats obtenus étant très éloignés de ceux du calcul DDES. Cela se traduit au niveau
des profils de ũ près de la marche par un écoulement de retour très important de l’ordre de 25% de la
vitesse débitante entre X/h = 0.57 et X/h = 1.1 contre 10% pour la DDES et les mesures LDV. Le
calcul DDES-qw donne des niveaux de fluctuation très supérieurs à ceux obtenus par les mesures et le
calcul DDES.
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Figure 7.10 – Profils de vitesse longitudinale moyenne normée par U0 pour le cas réactif (légende sur
la figure)
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Figure 7.12 – Profils de fluctuations RMS de vitesse longitudinale normée par U0

v’
rms
/U

0

Y
/h

0 0.1 0.2
-1

-0.5

0

0.5

1

1.5

DDES

LES

LDV

-0.43x/h= 0.29 0.57 1.1 1.7 2.3

0 0.1 0.2

2.9 3.4

0 0.1

4.3 6.0

0 0.1

7.1 9.7 11.4 13.1 20.3 26

Figure 7.13 – Profils de fluctuations RMS de vitesse verticale normée par U0
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la figure)
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Figure 7.16 – Profils de fluctuations RMS de vitesse longitudinale normée par U0 DDES , DDES-qw
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Figure 7.17 – Profils de fluctuations RMS de vitesse verticale normée par U0 DDES , DDES-qw
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Épaisseur de quantité de mouvement et de vorticité

Comme pour les calculs en inerte (c.f. paragraphe 6.2.3) il est intéressant d’analyser l’évolution de θ et
δω pour l’écoulement réactif. L’épaisseur de vorticité de la couche de mélange – développée en aval de
la marche – est tracée figure 7.18 pour les calculs LES, DDES, 2D-RANS. On a également représenté
l’évolution des résultats issus de la LDV.
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Figure 7.18 – Epaisseur de vorticité normé par la hauteur de marche / épaisseur de quantité de mou-
vement (—/- - : DDES ; —/- - : 2D - RANS ; —/- - : LES ; �/• : LDV).

Sur cette figure, il apparaît que l’épaisseur de vorticité normée ne suit plus l’évolution exponentielle
mise en évidence en inerte près de la marche. Ceci est dû à une accélération des gaz présents dans
l’écoulement de retour, combiné à une diminution du gradient de vitesse. Plus en aval, le développement
de la couche de mélange suit une une loi linéaire de pente 0, 26 pour les mesures, bien reproduite par
les calculs. On constate que cette valeur est supérieure à celle obtenue en inerte (0, 19) cette différence
est également provoquée par l’accélération des gaz chauds. Conformément au cas inerte, de plus grands
écarts apparaissent au niveau du profil d’épaisseur de vorticité normée par l’épaisseur de quantité de
mouvement. Cela est dû à une surestimation de l’épaisseur de quantité de mouvement provoquée par la
non prise en compte des parois latérales.

7.2.3 Positionnement des calculs sur des diagrammes de combustion turbulente

Dans ce paragraphe les méthodes décrites à la section 2.3.2 pour évaluer les fluctuations de vitesse u′

ainsi que l’échelle intégrale lt sont appliquées aux calculs RANS et DDES. En DDES, la valeur prise
par l’épaisseur de flamme laminaire une fois épaissie est égale à F δ0l avec δ0l = 3,9 · 10−4m (se reporter
aux calculs de flammes laminaires en annexe D). Ainsi, ces valeurs sont calculées en chaque point de la
flamme (identifiés par un taux de dégagement de chaleur supérieur à 1 · 10−7W ·m−2) puis reproduites
sous forme de scatter-plot figure 7.19. Les droites caractéristiques issus du diagramme de Poinsot et
Veynante [150] (figure 2.9) sont également tracés dans ces figures. Après analyse de cette figure on peut
constater que, pour les deux calculs, le régime est majoritairement celui des flammelettes avec poche.
Dans cette région, on se trouve par conséquent dans le cadre des hypothèses de validité du modèle DTF.
Alors que les niveaux de u′ sont équivalents pour les deux calculs, on peut constater que la valeur de
lt est beaucoup plus importante en DDES. En fait, il est probable qu’une telle différence soit liée à la
façon de déterminer lt, en effet celle-ci est obtenue en se basant sur l’hypothèse lt se situe dans la zone
inertielle du spectre au même titre que ∆ et par conséquent vérifient la relation :

u′
∆

3

∆
≈
u′3

lt
, (7.2)

ce qui constitue une approximation assez lourde. Afin d’évaluer la capacité du maillage à résoudre l’in-
teraction flamme-turbulence, la représentation de Dusing et al. [58] est employée (se référer à la figure
2.6) pour le calcul DDES sur la figure 7.20. Le ratio entre l’échelle de maillage et l’épaisseur du front
de flamme laminaire étant fixée via le facteur d’épaississement à 1/5 dans le calcul, la représentation de
gauche apporte peu d’information car ∆/δ0l est constant. Par conséquent, il est plus intéressant de tracer
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l’évolution du nombre de Karlovitz (on rappelle que dans ce diagramme Ka = (δ0l /ηK)2 en fonction de
la position en X (la position des limites entre régions est également reproduite). Á partir de cette figure
on peut constater que la majorité des points se situent au niveau de la frontière entre DNS et LES et
dans la région flamme épaissie. De plus on peut noter le dérafinement progressif du maillage qui tend à
dévier l’enveloppe des points vers le haut.

Figure 7.19 – Points situés dans le front de flamme (colorés par le dégagement de chaleur
1 · 10+7W ·m−2 < ω̇T < 1 · 10+9W ·m−2) pour les calculs RANS (gauche) et DDES
(droite)

Figure 7.20 – Points situés dans le front de flamme (colorés par le dégagement de chaleur
1 · 10−7W ·m−2 < ω̇T < 1 · 10+9W ·m−2) selon la représentation de Dusing et al.
[58] (gauche) et dans la direction longitudinale (droite)
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7.3 Dynamique de l’écoulement réactif en aval de la marche

7.3.1 Comparaison des approches

Après avoir mis en évidence les différences entre les calculs au niveau des champs moyens, il est intéressant
de comparer l’effet des approches sur la dynamique de l’écoulement en aval de la marche.

Dynamique de la flamme

Pour les trois calculs instationnaires (DDES, LES et DDES-qw), la figure 7.21 met en évidence la position
instantanée de la flamme par le biais d’une surface de iso-température à T = 1500K, les tourbillons sont
eux matérialisés par des surfaces iso-Q(h/U0)

2 (valeur égale à 0, 2). Ces surfaces sont colorées par la
température. On peut constater sur cette figure que, conformément à ce qui a été observé pour la
température moyenne (figures 7.6 et 7.8), la température dans la zone recirculante a tendance a être plus
élevée en DDES qu’en LES. De plus l’existence du mode quart d’onde a tendance à donner de résultats
plus faibles.
Concernant la forme de la flamme, on peut constater que son plissement est beaucoup plus important
pour le calcul DDES-qw. La comparaison de cette figure avec son équivalent pour un écoulement inerte
(figure 6.13) met en lumière un effet connu de la combustion qui est de rendre l’écoulement davantage bi
- dimensionnel. En effet, la forme des tourbillons est beaucoup plus allongée dans la direction transverse
pour le calcul réactif.

Figure 7.21 – Iso-surface de température à 1500K et de Q.(h/U0)
2 = 0, 2, colorés par la température,

pour les trois calculs instationnaires
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Analyse statistique sur la position de la flamme

Les mesures DRASC permettent d’obtenir la densité de probabilité de la température en un point donné
de l’écoulement. Cela permet une comparaison approfondie des calculs LES et DDES avec les mesures
[172]. La densité de probabilité en un point de coordonnées (X,Y ) dans le plan médian de mesure est
définie par ;

PDF (X,Y, T ) = prob(T < T ′(X,Y ) < T +∆T ) (7.3)

Cette densité de probabilité a été calculée pour T compris entre 450K et 2500K en discrétisant avec
des intervalles de 50K. La figure 7.22 présente la distribution de PDF dans la direction verticale (Y ) à
quatre abscisses le long de la chambre. Il est à noter que compte tenu de la définition de la densité de
probabilité

∫ 2500
450 PDF (X,Y, T ).dT = 1.

Figure 7.22 – Map de PDF à différentes positions dans la longueur de la chambre (en abscisse : T (K)
et en ordonnée Y/h) (de haut en bas) mesures DRASC, DDES et LES

Sur cette figure, les zones à forte densité de probabilité sont obtenues pour les températures basses dans
la partie haute de la chambre (gaz frais à 520K et pour les températures élevées dans la partie basse (gaz
brûlés à plus de de 1500K. Si l’on compare les approches LES et DDES entre elles on peut constater
une très grande similarité, ce qui est conforme aux observations précédentes concernant les températures
moyennes et fluctuantes. Elles sont en outre en bon accord avec l’expérience en X/h = 13, 1 et X/h =
20, 3. En revanche, plus près de la marche on peut constater une surestimation de la température dans
les gaz brûlés par rapport à l’expérience et un refroidissement à la paroi qui n’est pas pris en compte
dans les calculs.
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7.3.2 Analyse spectrale

Afin d’évaluer l’influence de l’approche de calcul sur le contenu spectral des fluctuations de pression, de
vitesse et de température dans la chambre, il est intéressant de comparer les spectres obtenus pour ces
différentes quantités en différent points le long de la chambre (dans le plan médian). On définit quatre
capteurs numériques dont les coordonnées sont données dans le tableau 7.3 et la position indiquée figure
7.23.

Table 7.3 – Position des capteurs

Cap. X/h Y/h Z/h

a 1, 1 0, 14 1
b 4, 3 0, 14 1
c 13, 1 0, 14 1
d 20, 3 0, 14 1

Figure 7.23 – Position des 4 capteurs retenus

Comparaison DDES - LES

Les signaux de pression, de vitesse verticale et de température au niveau des capteurs a, b, c et d sont
enregistrés durant un temps physique de 0,15 s pour les calculs LES et DDES. Des spectres de pression,
température et de vitesse verticale sont tracés figure 7.24. Il faut noter que sur cette figure, les spectres
de vitesse verticale et de température sont prémultipliés par la fréquence, i.e. f.Gv(f) et f.GT (f) son
représentés. On peut faire les observations suivantes :
• les approches DDES et LES donnent des résultats semblables pour l’ensemble des spectres tracés, ce

qui est cohérent avec les différentes analyses proposées dans ce chapitre ;
• sur les spectres de pression, une contribution importante des basses fréquences est mise en évidence ;

aucune différence majeure n’est à noter d’un capteur à l’autre par ailleurs ;
• on constate que les spectres de vitesse verticale et de température ont une forme semblable pour

l’ensemble des capteurs particulièrement pour le capteur a, cela traduit l’important couplage entre la
flamme et l’évolution des tourbillons ;

• près de la marche, un pic à environ 350Hz prédomine, les spectres étant de manière général large
bande ; plus on s’éloigne de la marche plus l’énergie, est contenue dans les hautes fréquences, ce qui
traduit que la taille des tourbillons les plus énergétiques a diminué.
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Figure 7.24 – (De gauche à droite) Spectres de pression (SPL(f) en dB ·Hz−1), spectres prémultipliés
de température (fGT (f)) et de vitesse verticale (fGv(f)) pour les calculs DDES et LES
(légende sur la figure), et les capteurs a, b, c et d (de haut en bas).
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Influence du mode quart d’onde

Dans ce paragraphe, l’influence de l’utilisation de conditions partiellement réfléchissantes permettant
l’apparition d’un mode quart d’onde au sein de la chambre est mise en évidence sur les spectres de
pression, de vitesse et de température présentes sur la figure 7.25 :
• L’existence du mode quart d’onde est clairement identifiée sur les spectres de pression. On peut notam-

ment distinguer plusieurs harmoniques à 175Hz, 350Hz, 525Hz etc.. On peut comparer ces fréquences
à celles données par l’expression analytique fn = nc/4L où c est la vitesse du son dans les gaz brûlés
et L la longueur de la chambre, soit f1 = 174Hz, f2 = 348Hz, f3 = 522Hz etc..

• L’excitation acoustique liée au mode quart d’onde et en particulier à la seconde harmonique se traduit
au niveau des spectres de vitesse et de température liés au capteur a par un pic à cette fréquence.
Cela signifie que le lâcher tourbillonnaire est excité à cette fréquence et est à l’origine du battement
de la flamme.

• On peut constater que, au niveau des autres capteurs, des pics représentant des harmoniques du mode
quart d’onde sont toujours visibles. Cependant, il peut arriver que l’énergie se retrouve sur une autre
harmonique comme l’illustre le spectre de vitesse pour le capteur b.

• Au niveau du capteur d, comme pour les calculs LES et DDES, on constate l’apparition de hautes
fréquences dans le contenu des spectres de vitesse et de température.
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Figure 7.25 – Idem figure 7.24 pour le calcul DDES-qw
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Bilan de l’étude de l’écoulement réactif

Plusieurs enseignements peuvent être tirés des simulations numériques de la chambre en forme de marche

descendante pour un écoulement de méthane-air prémélangé pauvre :

• D’une manière générale on peut constater que les résultats obtenus par les deux méthodes DDES et

LES sont d’une qualité comparable et en bon accord avec les mesures de vitesse et de température.

Comme en inerte, la DDES a tendance à donner des niveaux de fluctuations plus faibles qu’en LES.
En revanche, l’approche RANS utilisée s’avère très peu prédictive sur ce cas.

• L’absence de refroidissement au niveau de la paroi basse a tendance a détériorer la qualité des tem-
pératures moyennes obtenues par le calcul par rapport aux mesures, notamment près de la marche où
l’écoulement de retour est important comparativement aux mesures expérimentales.

• La dynamique de l’écoulement est également très similaire pour les approche LES et DDES. En effet,
les analyses statistiques et spectrales des deux calculs montrent des différences mineures.

• Enfin, l’influence de conditions aux limites partiellement non-réfléchissantes en sortie est beaucoup
plus marquée qu’en inerte. En effet, cette modulation de pression a un impact direct sur le battement
de la flamme et sur la dynamique du décollement. Les fluctuations de vitesse sont ainsi largement
augmentées ainsi que l’intensité du courant de retour. Cette observation est en accord avec les résultats
obtenus par Courtois dans sa thèse [36].

En conclusion, l’utilisation d’une approche DDES en milieu réactif donne des résultats comparables à
ceux obtenus en LES avec le même modèle de combustion turbulente. L’utilisation de cette approche
pour un écoulement surdétendu dans le chapitre suivant constitue un exemple d’utilisation naturel de la
DDES en écoulement réactif.
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Cette partie constitue la version allongée d’un article soumis pour publication dans un journal à
comité de lecture. Dans cette article, la simulation numérique de l’écoulement réactif surdétendu dans
une tuyère plane de l’Onera, expérimentée dans le cadre du programme ATAC, est réalisée. Des approches
stationnaires RANS et instationnaires DDES sont utilisées et comparées. L’effet de la prise en compte
ou non de la combustion (chimie figée) sur la dynamique de l’écoulement est analysé. Les résultats de
calcul sont comparés à des mesures de pression pariétales et aux visualisations par PLIF-OH et émission
spontanée de OH haute cadence. Une oscillation auto-entretenue de l’écoulement à environ 1 kHz est
mise en évidence dans les calculs instationnaires, en bon accord avec les mesures instationnaires de
pression pariétale. Une analyse des caractéristiques spatio-temporelles de l’écoulement permettent une
meilleure compréhension de ce phénomène. Une étude préliminaire en 2D a été menée pour mettre en
évidence l’influence de la résolution de la couche limite et de la température pariétale sur l’écoulement
moyen en RANS d’une part, et pour analyser l’effet d’une particularité géométrique sur la dynamique
de l’écoulement en DDES d’autre part. Ce travail est détaillé à l’annexe E

This part consists of the extended version of an article submitted for publication in a peer reviewed
journal. In this article, a numerical investigation of the overexpanded reactive gas flow in the Onera
planar nozzle, experimented in the ATAC program, is carried out. Both steady RANS and unsteady
DDES approaches are used to model turbulence and compared to each other. The effect of the chemical
nature of the mixture (either frozen or reacting) on the flow dynamics is discussed. The computations
are compared to wall pressure measurements and flowfield visualizations by instantaneous Planar Laser
Induced Fluorescence of OH (PLIF OH) and high frequency OH spontaneous emission. A self-sustained
flow oscillation at a frequency of around 1 kHz is found numerically, in good agreement with the unsteady
wall pressure measurements. An analysis of the space - time characteristics of the propagating disturbances
contributes to a better understanding of this phenomenon. Note that a preliminary 2D study has been
conducted both to investigate the influence of the boundary layer resolution and wall temperature on the
averaged flowfield in RANS and to analyze the effect of a distinctive feature of the geometrical set-up on
the flow dynamics in DDES. This work is detailed in appendix E.

8.1 Introduction

8.1.1 Context

In order to increase rocket launcher performances and payload capability, the area ratio between exit
and throat section of the engine nozzle is made as large as possible. Furthermore, this nozzle needs
to work from sea - level with about one bar ambient pressure to near vacuum. At ground and at the
very beginning of the flight, the nozzle operates in overexpanded flow conditions, i. e. with an ambient
pressure higher than the nozzle exit pressure. In such conditions, a shock structure, created in the nozzle
extension to adapt the flow to the outside pressure, interacts with the upstream boundary layer. This
so-called Shock Wave Boundary Layer Interaction (SWBLI) creates unsteady flow separations and the
resulting instantaneous asymmetric pressure distribution gives birth to forces called side-loads [126]. For
rocket engines working with liquid oxygen as oxidizer, the hot gases expanding in the nozzle contain an
important amount of unburnt fuel, hydrogen for example. This fuel can burn with atmospheric oxygen if
outside air is engulfing in the rear part of the nozzle where flow separation takes place. As a consequence,
the rise of the temperature downstream due to this secondary combustion creates additionnal thermal
loads which may burn the nozzle lip. A schematic description of these two phenomena is provided in Fig.
8.1. Furthermore, these unsteady loads can become very intense and critical for the propulsive system.
Thus, in the design path of future laucher rockets with higher thrust, these issues have to be tackled
thanks to a joint effort on both experiments and numerical simulations.
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Figure 8.1 – Sketch of the flow structure in an overexpanded nozzle flow in hot gas conditions

8.1.2 State-of-the art

Several overexpanded nozzle inert flows have been experimentally studied during the past decade. The
investigations concern the flow structure of axisymmetric [63, 125] and planar nozzles [15, 135]. The au-
thors observed that the variation of the Nozzle Pressure Ratio number (NPR) equal to pchamber/pambient
can lead to different separation shapes. One can distinguish two main regimes : Free Shock Separation
(FSS) regime where the flow separates without reattaching to the wall and Restricted Shock Separation
(RSS) where the flow reattaches before the exit of the extension. Side loads measurements have also
been carried out on subscale laboratory nozzles [128]. Therefore the link between the flow structure and
the side loads dynamics was made possible. A review of the state-of-the art knowledge on nozzle flow
separation can also be found in [82]. Very few experimental campaigns have been conducted to inves-
tigate thermal loads occuring with hot gases. Two specific programs currently following this objective
are known by the authors : the Calorimeter [83] and the ATAC 1 programs. In the framework of the
Calorimeter test campaign a large unsteady heat fluxes and wall pressure measurement database is built
for a wide range of operating conditions on a subscale axisymmetric nozzle [84]. However, in this work,
no diagnostics of the reacting flow field inside the nozzle is available. On the other hand, the planar
structure of the nozzle in the ATAC program makes possible the visualization of the reacting flow field
both with Planar Laser Induced Fluorescence (PLIF) and spontaneous emission of the OH radicals. Wall
pressure and heat fluxes were also measured during this campaign [133]. It is worthwile to note that side
loads measurements have been conducted by Tomita et al. both with cold and hot gases on an engine
prototype [197].
Concerning numerical simulation, numerous studies are available in the litterature for overexpanded inert
flows in axisymmetric [29, 78, 48] and planar nozzles [48, 213]. These studies highlight the capability
of Reynolds Averaged Navier Stokes models (RANS) to describe the averaged flow in terms of separa-
tion position and shock structure. In particular, for axisymmetric cases, 2D grids reduce the cost of the
computations hence allowing the investigation of a wide range of flow conditions. Moreover, this allows
parametric studies on technological features such as the effect of film cooling [136]. The influence of the
thermochemical state of the hot gases is also examined, see [77]. Nonetheless, for unsteady phenomena
such as side-loads or transient regimes, 3D computations and time dependent description of the flow are
required. As a consequence, one can naturally use a Large Eddy Simulation (LES) approach which is
very efficient to reproduce the unsteady dynamics of the energetic turbulent structures if the grid spa-
cing is fine enough [154, 112]. However, in such conditions of very high Reynolds numbers, Large Eddy
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Simulations (LES) of the whole overexpanded flow are unfeasible at an affordable computational cost. As
a a matter of fact attached boundary layers are the weak point of LES [166, 21] since the resolution by
LES of the eddies in this flow region, which are very thin (of the order of ten wall units in all directions
near the wall), is required and is drastically grid-points consuming. To cope with this limitation, wall
layer models have been formulated [129, 141, 179, 140] but are still insufficient to model the behaviour
of the boundary layer facing adverse pressure gradients, hence unable to solve a SWBLI on a complex
configuration reasonably. That is why hybrid RANS/LES approach [188] is a good compromise to ob-
tain an accurate description of the attached boundary layers thanks to the RANS modelling (Unsteady
RANS precisely) while solving the unsteady dynamics of the larger energetics scales in the detached
region thanks to LES. Therefore, for a DES grid, the meshing effort can be focused on the detached
regions while keeping a RANS like boundary layer meshing strategy close to the walls. This considerably
reduces the number of grid points required.
For cold flows, side loads computations have been initiated by Deck et al. for FSS conditions [47] in an
Ideal Truncated Nozzle using URANS with an algebraic model. The occurence of side loads during the
hysteresis between FSS and RSS and the end-effect regime are scrutinized respectively in [49] and [44].
In the first study, original DES is employed with the Spalart-Allmaras model [189, 191] while Delayed
DES [190] is used in the second. Side loads during the transient regime are treated by Wang [205] using
URANS with hot gases. Nonetheless, to the author’s knowledge, no unsteady computations of the reac-
ting flow inside an overexpanded nozzle have been yet published. In that global framework, the current
study is dedicated to the numerical investigation of the flow in the ATAC planar nozzle fed by hot gases
in overexpanded conditions.

8.1.3 Outline of the paper

This paper is organized as follows : The experimental set-up and measurements are briefly described in
section 8.2. In section 8.3, turbulence, chemistry models and numerical schemes are presented. Section
8.4 is dedicated to the description of the methodology employed to generate the calculation grid and
the conditions of the computations. The averaged results are presented in section 8.5 and compared
to the experimental values for both flowfield and wall pressure. The oscillating behaviour of the flow
is scrutinized in section 8.6 and an analysis of the reacting region inside the nozzle is finally given in
section 8.7.

8.2 Experimental set-up

The experimental apparatus consists in a planar half nozzle designed to investigate some of the processes
encountered in reactive overexpanded nozzle flows [133]. The nozzle is fed by hot gases coming from a
LOx − GH2 axisymmetric co-axial combustor so called MASCOTTE which has been used for almost
ten years and was very helpful in numerous key advances on the understanding of cryogenic combustion
[22, 80, 23, 183]. Fig. 8.2 gives an overall view of the computational domain which corresponds to the
downstream region of the test bench ; the zones distinguished by the colormap and boundary conditions
will be discussed in section 8.4. The geometry of the nozzle and its main dimensions are given in Fig.
8.3. The distinctive features of this experiment are :

• an extension with a ratio equal to 11 between the outlet and the throat’s heights creating an overex-
panded flow for a NPR range from 20 to 60 ;

• a H2 or He film is injected at half of the extension ;
• the length Lx of the extension is equal to 122.7mm, the height of the exit measures Ly = 28.2mm

and the width of the nozzle is Lz = 26mm hence verifiying Lx/Ly ≈ 4.35 Lx/Lz ≈ 4.72.

As described in Fig. 8.4, the upper wall of the nozzle is equipped with unsteady pressure Kulite probes
(40 kHz), steady pressure Statham and unsteady heat flux transducers (1 kHz), the location of these
probes is given in table 8.1. A rectangular glass window on one of the side walls and on the bottom
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Figure 8.2 – Overall view of the computational domain with the main fluid boundary conditions

Figure 8.3 – Dimensions of the planar nozzle in the midspan, the black and grey thick lines indicate
the boundaries of respectively zones 1− 2 and zone 3

wall (Fig. 8.4) enables OH PLIF diagnostics at a low frequency (4Hz) in the mid span section. OH
spontaneous emissions are also recorded in the spanwise direction with a high speed camera (8 kHz).
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Table 8.1 – Location of the pressure sensors
Probe name X/Lx Z/Lz

K1 0.895 0.385
K2 0.793 0.385
K3 0.680 0.385

S1 0.761 0.500
S2 0.610 0.500

Figure 8.4 – Optical access, location of the laser sheet for PLIF visualization and recording window
of OH emission. Position of the Kulite and Statham probes.

During the experimental campaign, in the combustor, several conditions of mixture ratio (MR) and
NPR values were covered [133]. As illustrated in Fig. 8.5, a larger reacting region is evidenced as NPR
decreases whatever the type of the additional injection (H2 or He). Combustion inside the nozzle is
enhanced with an injection of H2. In the present numerical study, emphasis is put on case MR ≈ 2.7
and NPR ≈ 20.

Figure 8.5 – Averaged PLIF OH images for different conditions in the combustion chamber

8.3 Numerical methods

This section is dedicated to the description of turbulence and combustion models and numerical schemes
used in the Cedre code used for the present computations. This code developed by Onera is dedicated
to energetics problems involving turbulent reactive multiphase flows undergoing radiative transfer [30].
In particular, it was successfully used to compute turbomachinery [5, 120], air-breathing combustion
systems [163, 176, 171] and atmospheric vehicle entry [164]. The code solves mass, momentum and total
energy conservation equations as well as transport equations for turbulent (RANS) chemical species and
other useful scalar quantities.
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8.3.1 Turbulence modelling

The Reynolds stress tensor −ũ′′i u
′′

j of the RANS aerothermochemical equations is evaluated according to
the Boussinesq approximation as :

− ũ′′i u
′′

j = νt

(

∂ũi
∂xj

+
∂ũj
∂xi

−
2

3

∂ũk
∂xk

δij

)
−

2

3
k δij , (8.1)

where νt is the turbulent viscosity. In this study, steady RANS and unsteady DDES approaches are
based on the k−ω Shear Stress Transport (SST) turbulence closure for the RANS equations, where k is
the turbulent kinetic energy and ω is the pseudo-dissipation. In the SST model, Menter proposes a two
- equation closure [117] by expressing νt as :

νt =
k

ω
(8.2)

The detailed transport equations and closure used for k and ω can be found in [117].
The DDES model employed in this paper is a hybrid RANS/LES approach consisting in a modification
of the dissipation term ε in the k equation of the RANS SST model. In fact, the source terms of the
turbulent kinetic energy equation is expressed as Pk − ε where :

ε = β∗kω (8.3)

Pk = 2S̃ijS̃ijνt (8.4)

where Pk is the production term. β∗ is constant and equal to 0.09. Let us be reminded that S̃ is the
symmetric tensor of ∇ũ. In Eq. 8.3 a RANS length scale (lRANS) can be introduced as lRANS =

√
k/β∗ω

and consequently ε can be written as k3/2/lRANS . Originally and similarly to the first version of Detached
Eddy Simulation (referred to as DES97) of Spalart et al. [191, 188], Strelets [193] suggests to replace
lRANS in the expression of ε by the quantity min(lRANS , CDES∆) written down lDES , lRANS being equal
to d the distance from the wall in the Spalart-Allmaras model [189]. The other terms and equations of
the SST model remain unchanged. The subgrid parameter CDES is equal to (1 − F1)C

k−ε
DES + F1C

k−ω
DES ,

where Ck−ε
DES = 0.61, Ck−ω

DES = 0.78 and F1 is a function defined in the SST model as :

F1 = tanh
(
arg1

4
)

(8.5)
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]
(8.6)

CDkω = max

(

2σω
1

ω
∇k.∇ω

)
(8.7)

σω = F1σω1 + (1− F1)σω2 (8.8)

where CDkω is a cross diffusion term and σω1 and σω2 are constants equal to 2.0 and 1.168 respectively.
Nevertheless, a special concern was devoted to the region named the grey area where the model switches
from RANS to LES, i. e. where lRANS is close to CDES∆. The treatment of this region needs a careful
monitoring and has motivated the improvement of the original method leading to the introduction of
DDES [190]. Indeed, while the DES97 length scale depends only on the mesh spacing and on lRANS
resulting in a grid-dependent switching region, the DDES ensures that boundary layers are included in
the RANS region avoiding an early switch to LES which can lead to unphysical outcomes like artificial
relaminarisation, also called Modelled Stressed Depletion (see [168] for a review). A new length scale
lDDES is given by Spalart et al. in [190] as :

lDDES = lRANS − fDDES ×max(0, lRANS − CDES∆) (8.9)

where fDDES was defined as :

fDDES = 1− tanh
[
(8rDDES)

3
]

(8.10)

rDDES =
νt + ν

κ
2d2
√
∇ũ : ∇ũ

(8.11)
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The function fDDES is introduced to make sure that the boundary layer is treated by the RANS approach
since by definition fDDES is equal to 0 in the boundary layer and 1 elsewhere. Away from the wall, if
the destruction term balances the production one then the eddy viscosity νt reduces to :

νt ≈ β∗3/2Ck−ε
DES

2
∆

2|S̃| (8.12)

This expression is similar to a Smagorinsky subgrid scale viscosity (SGS) [185] where νt =
√
2SijSij(CSGS∆)2.

On a theoretical ground, all RANS models can be efficiently derived into (D)DES using a similar me-
thodology. Moreover, specific modifications are proposed in this paper to the original DDES approach.
In the reference paper, ∆ is equal to max(∆x,y,z) which was first proposed for DES97 whereas, in our
case, we take ∆ equal to the cubic root of the cell volume which is the classical filter width used in
LES [40]. In addition, we propose in this paper to take fDDES = 1 − F1. Such a choice was previously
recommended for the SST based DES [118] ; a more detailed review of the effect of such boundary layer
shielding functions is also provided by Fan et al. [61].
To illustrate the behaviour of the DDES model employed in this paper, a boundary layer profile in the
upstream of the separation occurring in the present test case is scrutinized in Fig. 8.6. The correspon-
ding freestream mach number M is equal to 2.5. In the left part of this figure the evolution of lDDES
is illustrated, on the right part, the evolution of the velocity and turbulent viscosity are compared for
RANS and DDES. Note that a (y+, u∗+) representation of the velocities are employed, the boundary
layer thickness δBL is equal to 1.5× 10−3m in that case. Let us be reminded of the definition of y+ and
u∗+ for compressible flows (where u∗ is the Van Driest transform of u [55]) :

y+ =
yuτ
νw

(8.13)

u∗+ =

∫ u
0

√

ρ

ρw
du

uτ
(8.14)

uτ =

√

τw

ρw
, (8.15)

where τw is the wall skin friction, ρw and νw being the density and viscosity at the wall respectively ; y is
the distance to the wall. From Fig. 8.6 boundary layer profiles between RANS and DDES are perfectly
matched despite a minor discrepancy on the turbulent viscosity level. In other words, the attached
boundary layer is shielded against the MSD problem.
Moreover it is important to point out the originality of the author’s work in using DES for reacting flows
on 3D grids, a 2D DES approach on a model scramjet by Choi et al. [32] being the only previous attempt
at the author’s knowledge. Indeed, the DDES approach adressed in this paper has successfully been used
for a backward facing step premixed methane-air flame [171]. Also note that DDES has already been
used to tackle the nozzle side-loads issue [44] as well as supersonic inlet buzz [198] which also features
large scale motion of the shock system.

8.3.2 Chemistry model

The mixture is described by seven species (H2, H2O, N2, O2, OH, H and O). In our computations,
the chemical composition of the gases is either frozen or modelled by a finite rate chemistry. In the case
of a finite rate chemistry, a seven-step chemical scheme using six species (H2, O2, H2O, OH, H, O) is
employed. The corresponding set of chemical data given in table 8.2 is a modified version of Ecklund
et al.’s seven-step scheme [60] (originally derivated from a 18 reaction scheme by Drummond et al.
[57]) and has been previously used with the present code for a diffusion flame [69]. These modifications
were introduced to recover correct ignition delay and heat release. Indeed, the combustion regime in
this experimental set-up is mainly diffusive as shown in the left part of Fig. 8.7. This plot displays the
probability density function of premixedness index in the flame region. This quantity, introduced by
Takeno et al. [214] is defined as :

∇YO2
.∇YH2

||∇YO2
||.||∇YH2

||
(8.16)
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Figure 8.6 – Evolution of lDDES in an attached supersonic boundary layer corresponding to the ups-
tream conditions of the present computation. Comparison between the boundary layer
velocity profile (u∗+ and νt/ν) between RANS and DDES

Therefore, a positive value of this index characterizes premixed conditions while a negative value corres-
ponds to diffusion.
The set of chemical data has been tested is studied at stoichiometric equivalence ratio and atmospheric
pressure for a H2−Air mixture. The Prandtl and Schmidt numbers used in the computations are given
in table 8.3.The evolution of the ignition delay versus temperature is compared to the results of O’
Connaire et al. [35] obtained with a detailed chemistry (right part of Fig. 8.7). If we consider that in the
nozzle combustion occurs in the separated region, where the turbulent time scale is at least one order
greater than the ignition delay, the discrepancy observed in Fig. 8.7 is acceptable (see 8.9.2) .

Table 8.2 – The seven-step H2−O2 kinetic scheme (A is expressed in m3 ·mole−1 · s−1 and Ta in K)

Reaction Forward Backward

A β Ta A β Ta

H2 +O2 ↔ 2OH 1.70× 10+07 0.00 24 240 2.781× 10+04 0.363 14 620
H2 +OH ↔ H2O +H 3.16× 10+01 1.80 1526 8.953× 10+02 1.572 9346
2H ↔ H2 3.265× 10+07

−1.00 0 3.08× 10+06 0.964 47 201
2OH ↔ H2O +O 5.50× 10+08 0.00 1511 2.797× 10+10

−0.2004 10 490
H +OH ↔ H2O 1.105× 10+12

−2.00 0 2.365× 10+06 1.313 50 910
H2 +O ↔ OH +H 2.07× 10+08 0.00 6924 1.153× 10+08

−0.027 26 5769
O2 +H ↔ OH +O 1.42× 10+08 0.00 8258 4.17× 10+05 0.3905 −205

Table 8.3 – Prandtl and Schmidt numbers for the species
H2 H2O N2 O2 OH H O

Prandtl 0.70 0.72 0.70 0.70 0.75 0.67 0.67
Schmidt 0.09 0.58 0.71 0.84 0.67 0.065 0.63

8.3.3 Numerical schemes

The numerical method is based on a cell-centered finite volume approach for general unstructured grids.
Roe’s flux difference splitting, associated with a MUSCL approach [86], is employed for the advective
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Figure 8.7 – (left) Probability distribution of the premixedness index, (right) temperature versus in-
gnition delay for the current scheme compared to O’ Connaire et al. [35]

fluxes. A Van Leer limiter is used in high gradients regions [110] to ensure the monotony of the numerical
scheme. This method results in a second order spatial accuracy (third order on an isotropic mesh). The
time integration is carried out by a sub-iterated implicit Gear scheme [155].

8.4 Numerical test case

8.4.1 Meshing strategy

In order to minimize the cost of the simulations presented in this paper, the computational domain is
divided into three regions computed independently. This separation, highlighted in Figs. 8.2 and 8.3, is
made possible thanks to the supersonic nature of the flow in the upstream main nozzle (zone 1) and
in the upstream injector (zone 2). Zone 3 corresponds to the separated region and the farfield. The
calculation grids considered in this work and depicted in Fig 8.8 are fully structured. The characteristics
of the 3D grid for the three zones are gathered in table 8.4. A particular attention has been paid to
the mesh refinement close to the wall where the mesh spacing of the first cell does not exceed 2 in wall
units in the direction normal to the wall (y+ < 2). Moreover 25 and 40 points are respectively taken
to discretize the four upstream boundary layers near the lower and lateral and upper walls respectively.
In the spanwise section of the nozzle in zone 3 and as illustrated in Fig. 8.8, an O-topology meshing
strategy was employed. This method is very powerful to avoid small square cells at the corners and
the propagation of the corresponding gridlines throughout the computational domain. This technique is
often used for axisymmetric nozzles [44] and afterbodies [206]. Note that for the O-grid, two zones are
ditinguished, a central one referred to as core, the boundary layer and its propagation in the plume. The
total number of cells of zone 3 on which percentages given in table 8.4 are based is equal to 6, 1.106. One
can notice that the percentage of zone 3 corresponding to the nozzle and the plume corresponds to 60%
of the total number of cells. In this table, to illustrate the range of cell sizes corresponding to the main
regions of the computations, the hydraulic diameter Dh of a cell is defined as 6V/S where V is the volume
of a cell and S is the sum of the cell faces areas. Since the mesh is fully structured, the cell distribution
can be given by the number of points in each of the cartesian or cylindrical directions (nx,y,z/r,θ). Note
that the optimal number of cells in the vertical boundary layers and the wall temperature is deduced
from a preliminary study, not described in this paper, on 2D grids.
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Table 8.4 – Grid refinement for the main regions of the computational domain
Zone Number of cells Dh (µm) nx ny, nr nz, nθ

1 (Nozzle) 862, 400 10 to 5, 000 176 70 70

2 (Injector) 588, 000 1 to 1, 000 120 70 70

3 (Nozzle) 1, 687, 500, 28% (core) 7.2 to 1, 000 250 135 50
1, 156, 250, 19% (b.l.) 250 25 185

3 (Plume) 472, 500, 8%(core) 10 to 10, 000 70 135 50
323, 750, 5% (b.l.) 70 25 185

Figure 8.8 – (left) Views of zone 1 - bottom - and 2 - top - meshes, (center) global view of the whole
meshes, (right) detailed view of the injector - top - and inlet boundaries - bottom - of
zone 3

8.4.2 Conditions of the computations

The boundaries and the corresponding imposed variables are detailed in table 8.5 for the three compu-
tational domains.

Table 8.5 – Type of boundary conditions
Zone Boundary condition Imposed variables

SI1 1 Subsonic inlet pi, Ti, Yα, k,ω
SI2 2 Subsonic inlet pi, Ti, Yα, k,ω
SupI3 3 Supersonic inlets u, T, Yα, k,ω
SI3 3 Far field pi, Ti, Yα, k,ω

SupO1/2 1/2 Supersonic outlet −

SO3 3 Subsonic outlet p

NMW1/3 1/3 Nozzle and mast wall Tw
OW2/3 2/3 Other walls Φw

In table 8.5, Ti and pi are stagnation temperature and pressure, Yα is the mass fraction of species α.
Tw and Φw are the wall temperature and heat flux. The values of the imposed boundary conditions for
the aerothermochemical, turbulent variables and species mass fractions are given respectively in tables
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8.6 and 8.7. Concerning the supersonic inlets SupI3 of zone 3, the values imposed are extracted from
the RANS computations of zones 1 and 2 which correspond to the upstream nozzle and injector respec-
tively. The composition of the hot gases at the upstream nozzle’s inlet (SI1) are determined thanks to
an equilibrium computation at stagnation pressure and temperature for a momentum ratio of 3.25. The
outlet pressure (SO3) is imposed at 100 618Pa, the nozzle and mast walls are taken iso-thermal at a
temperature of 520K while the other walls are taken adiabatic i. e. Φw = 0W ·m−2 ).

Table 8.6 – Values of the imposed thermodynamic variables and turbulent quantities at the boundaries

pi(Pa) Ti(K) k(m2 · s−2) ω (s−1)

SI1 2.22× 10+6 2483.70 5.22 139.0
SI2 3.2× 10+5 294.25 56.25 13 693.1
SI3 101 325 291.00 0.50 14.3

Table 8.7 – Values of the imposed mass fraction at the boundaries
YH2

YH2O YN2
YO2

YOH YH YO

SI1 0.138 14 0.856 25 0.000 00 2.× 10−5 0.004 21 0.001 33 5.× 10−5

SI2 1.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00
SI3 0.00 0.00 0.77 0.23 0.00 0.00 0.00

Table 8.8 summarizes the computations conducted in this work and gives, in particular, the number of
iterations required to obtain a statistical convergence of the DDES computations and the number of ite-
rations needed for the RANS computations. The timestep applied to the unsteady computations is equal
to 0.4 µs. It was chosen so as to verify CFL < 2 in 80% of the separated region.The computations were
parallelized on 128 Itanium-2 processors. The unsteady computations DDES-A and DDES-B required
more than 100, 000 CPU hours (added for all processors) each. Note that the CPU cost per cell and per
iteration is around 6× 10−4 s on an Itanium processor.

Table 8.8 – Modelling used in the computations and characteristics
Zone Model Chemistry case Iterations dt (s)

1 k − ω SST frozen all cases 5000 1.× 10−4

2 k − ω SST frozen all cases 5000 1.× 10−4

3 k − ω SST Arrhenius RANS 10 000 1.× 10−4

DDES Arrhenius DDES-A 50 000 4.× 10−7

DDES frozen DDES-B 50 000 4.× 10−7

8.5 Results and discussion

8.5.1 Description of the flow

Fig. 8.9 highlights the main characteristics of the flow. In the left part of this figure, isosurfaces corres-
ponding to a given value of the Q criterion evidence turbulent structures and are colored by the spanwise
velocity. The usual definition of Q given by Jeong and Hussain [93] was used :

Q = −
1

2
(Ω̃ : Ω̃− S̃ : S̃) (8.17)

where Ω̃ is the antisymmetric tensor of ∇ũ. A positive value of Q denotes coherent structures. In Fig.
8.9 a value of Q corresponding to Q(rexit/U∞) = 6 is taken. Several remarks arise from this part of the
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figure : first, this flow is fully tri-dimensionnal and the shock interacts with the four boundary layers since
the flow separates on the lower and upper walls as well as on the lateral walls. Some interesting features
of this flow can also be noticed such as the occurence of large scale lateral vortices (1) and numerous
turbulent structures (2) in the lower separation. Furthermore, the planar structure of the eddies close
to the separation point characterize the birth of the mixing layer (3). Outside the nozzle, as displayed
in the right part of the figure, a diffusion flame materialized by a temperature isosurface (T = 1500K)
develops in the subsonic region.

Figure 8.9 – (left) Instantaneous streamwise velocity (ũ) flowfield for DDES-A in the mid span and
two streamwise cuts of the domain inside the nozzle, (black) Mach = 1 iso-line, Q
criterion isosurfaces (Q.(rexit/U∞)2 = 6) colored by the spanwise velocity (w), skin
friction for the lower wall ; (right) View of the flow outside, temperature iso-surface,
Mach = 1 iso-line

8.5.2 Analysis of the time-averaged aerodynamic flowfield and wall pressure

After the transient phase at the beginning of the computations, the unsteady flowfields (DDES-A and
DDES-B) are averaged over a physical duration of ∆ttot equal to 20ms with ∆ttotU∞/Lnozzle = 450. Fig.
8.10 displays some general features of the separated region for the three computations. The first remark
which arises from this comparison is that the RANS computation clearly differs from the DDES cases in
terms of flow structure. On the upper wall, RANS exhibits a massive separation with a FSS pattern and
a small recirculation at the end of the divergent which is often obtained in axisymmetrical configurations
[46, 136]. For DDES-A and DDES-B, a large recirculation region is pointed out in the midspan section
with a reattachment before the exit. Moreover, the averaged streamlines show the 3D structure of the
separated flow for DDES computations and the occurence of several paired streamwise vortices while
the flow given by RANS computation keeps a rather 2D structure as evidenced by parallelism of the
streamlines in the transverse planes. In RANS the first shock reflected on the lower wall is very intense
and has a 3D structure as illustrated by the friction lines which have a characteristic shape usually
found in 2D SWBLI [59] ; a single corner bubble is also identified. For the DDES computations, the
shock oscillates and the lower separation is damped by averaging. Nevertheless, DDES exhibits two pairs
of counter-rotating vortices : One is located in the corner and the other in the detached region. This
remark illustrates the 3D nature of the upper and lower separations. Moreover, it is worthwhile to note
that combustion in the DDES-A computation barely modifies the flow structure.
To go further into the comparison between the three computations, transverse profiles of averaged

streamwise velocity < ũ > and turbulent Mach number, noted Mt, are drawn along the nozzle in the
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Figure 8.10 – Averaged Mach fields, (white line) Mach = 1 iso-line, (black line) streamstraces, for a)
RANS, b) DDES-A, and c) DDES-B

midspan section in Fig. 8.11. Mt is defined respectively as
√
k/c for the RANS computation and as

Mt =

√
0.5

[
< ũ2 > −< ũ >2) + (< ṽ2 > −< ṽ >2) + (< w̃2 > −< w̃ >2)

]

< c̃ >
(8.18)
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for DDES. In these profiles, and accordingly to the previous analysis, there are no major differences
between the DDES computations. One can point out that the velocity is slightly higher in the exit sec-
tion for DDES-A and this illustrates the effect of combustion. Besides, the RANS computation clearly
demonstrates the occurence of a massive separation (second and third profile) along with a small se-
paration on the lower wall pointed out by a backflow (second profile). In the last profile, it appears
that the averaged supersonic core flows are significantly deviated in the vertical direction for the DDES
computations.
Concerning the fluctuating velocities, the turbulent Mach number of the RANS computation has the
same shape in the vertical direction as in DDES. However, the levels are much more important in DDES
and particularly in the region between the end of the nozzle and the bench exit while k reaches 0 for
RANS. We can also notice that the turbulent Mach number for the DDES computations almost reaches
1. This is the consequence of an intense fluctuation of the shock structure position.

Figure 8.11 – Evolution of the averaged streamwise velocity normalized by U∞ (top) and Mt (bottom)
in the mid-span of the nozzle for RANS (green dash-dotted line), DDES-A (red line)
and DDES-B (blue dashed line)

In the next paragraph and section, the numerical simulations will be compared to the time averaged
experimental measurements with a special concern on the time averaging. Indeed, to perform an ac-
curate statistical analysis, the computation has to be sampled on a sufficient duration to integrate all
the spectral information (including low frequencies). In practice, unsteady signals issued from CFD are
usually oversampled on a short duration to keep a reasonable computational cost. From a statistical
point of view, it is not relevant to compare two sequences of data whose duration differs significantly
[167]. Moreover, in this particular case the contribution of low frequencies in the measured flow dyna-
mics are important and cannot be neglected as it will be shown in paragraph 8.6.1. As a consequence, to
compare the 20ms sample of our computations to 6 s of experimental signal, the following methodology
will be applied. Firstly, for the wall pressure measurements an error bar will be added to the averaged
measurements (6 s) corresponding to the minima and maxima of averages made during 20ms (Fig. 8.12).
Secondly, for averaged flow field data (OH emission), the averaged results (6 s) are presented along with
three 20ms averages corresponding to different levels of intensity (Fig. 8.13).
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The averaged pressure < p̃ > and RMS fluctuations p′RMS are compared to the measurements in Fig.
8.12 following the previous guidelines. In order to take into account the spanwise evolution of these
values, a scatterplot representation, colored by the distance from the midspan, is employed. The results
obtained for < p̃ > (in the left part of the figure) are satisfactory, 4% discrepancies being observed for
the RANS computations, 3% and 2% for DDES-A and DDES-B (compared to the 6 s average). One
should remark that combustion tends to raise the pressure downstream of the separation. Such an effect
was also evidenced in the computations of Gross and Weiland [77] including the combustion effects in
axisymetric configurations. In the right part, the comparison between computed pressure fluctuations
show important discrepancies. There are several explanations to this gap among which the insufficient
space discretization in particular in the spanwise direction. Indeed, an inaccurate resolution of the vortices
populating the separated region may lead to oversized turbulent structures impinging the wall resulting
in greater pressure fluctuations. Nevertheless, the same tendency (decay) is observed.
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Figure 8.12 – (left) Evolution of the averaged pressure normalized by the ambient pressure along the
upper part of the extension, (right) RMS pressure fluctuations.

8.5.3 Analysis of the time averaged thermochemical flowfields

To assess the capability of our computations to reproduce the reacting phenomenon occuring inside the
nozzle, it is worthwhile to compare the averaged OH mass fraction integrated in the spanwise direction
with the subsequent measurements obtained by high frequency OH emission diagnostics (Fig. 8.13). As
mentioned in the previous section, four visualizations are provided for the experiments which correspond
to : a 6 s average which corresponds to the duration of the test in stabilized conditions, and three ave-
rages during 20ms. An additionnal processing should be made on the averaged flowfields to obtain the
OH emission in the measurement window but such an approach is out of scope in the present study,
hence the following comparison is mostly qualitative. First, according to the experimental visualizations
it appears that there is a significant difference between the 6 s average and the 20ms averages. This is
due to a low frequency phenomena which is also evidenced on the pressure spectra in paragraph 8.6.1.
In the RANS calculation the structure of the reacting region is mainly two-dimensional and a characte-
ristic diffusion flame takes place immediately after separation. Such a shape corresponds to none of the
OH emission visualizations. For the DDES-A case an intense reacting region is evidenced at the tip of
the divergent, such a feature being in agreement with the experimental pictures. However, in the lower
part of the window the averaged OH mass fraction decreases alike the measurements. One can argue
that this discrepancy can be caused by an innacurate characterization of the lateral walls. As a matter
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of fact, in the computations, the lateral walls are taken with a fixed temperature of 520K which could
be lower than in the experiment (where no cooling is applied on the lateral windows) and lead to less
intense combustion.

Figure 8.13 – Averaged OH emission intensity during 6 s (left), averages during 20ms (middle), OH
mass fraction integrated in the spanwise direction for a) RANS and b) DDES-A

Similarly to the analysis provided for the aerodynamic flow, the averaged temperature < T̃ > and RMS
fluctuations T ′RMS in the mid-span section are drawn in Fig. 8.14. The evolution of the temperature for
the RANS computation clearly demonstrates the diffusion nature of such a flame with a peak of high
temperature in the mixing layer resulting from the heat release of the flame. The unsteady behaviour
of the flame given by the DDES-A computation results in a wider high temperature region than in the
RANS calculation. For values of ordinate Y/Ly lower than 0.4m DDES-A and DDES-B give the same
results. Downstream of the nozzle very intense fluctuations of the flame position and of the temperature
are obtained since RMS temperature can be higher than 500K.

8.6 Analysis of the flow oscillations

8.6.1 Spectral analysis

Unsteady wall pressure measurements at 40 kHz have been conducted and allow us to know how the
pressure fluctuations are distributed in frequency. For that purpose the Sound Pressure Level function
SPL(f) is introduced :

SPL(f) = 20 log10

(

√

G(f)

pref

)

, (8.19)

where G(f) is the power spectral density function of pressure fluctuations, expressed in Pa2/Hz and pref
is equal to 2.× 10−5 Pa. Fig. 8.15 compares the SPL levels for K2 and K3 with the DDES computations.
Both for experimental and computed results the pressure spectra are evalutated thanks to the periodo-
gram method introduced by Welsh [207]. For DDES-A and DDES-B, the duration of the computational
signal is not large enough to obtain a precise discretization in frequency, that is why the spectra obtained
by an autoregressive method following the Burg algorithm [19] are also reproduced in this figure.
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Figure 8.14 – Evolution of the averaged temperature (top) for RANS (green), DDES-A (red) and
DDES-B (blue), and (bottom) RMS fluctuations for DDES-A and DDES-B, normalized
by 1000K

At first, one can point out that in agreement with the experimental results, the spectrum are almost
identical for the two sensor K2 and K3. Moreover, the experimental and computed SPL levels follow the
same shape : a broadband around a peak at a frequency f0 around 1 kHz. Note also that the SPL levels
for the Kulites at low frequency are significant in particular for K3.
The discrepancy evidenced in Fig. 8.12 between the RMS fluctuations for DDES-A and DDES-B appears
again since the SPL levels differ of almost 15 dB at the peak frequency. Note that the corresponding
frequencies are 1015Hz for the Kulites, 1150Hz for DDES-A and 950Hz for DDES-B. To illustrate the
occurence of this peak along the upper and lower walls, a spectral map along the mid-span plane for the
upper and lower walls (Fig. 8.16) is plotted. For that purpose, 25 (upper wall) and 30 (lower wall) equally
spaced numerical probes covering from X/Lx = 0.5 to X/Lx = 1 are used in this analysis. This figure
points out that the same peak frequency is identified along both walls, which suggests a global movement
of the whole shock structure. It is also observed that the use of frozen chemistry in the DDES-B tends to
lower the peak frequency but its effect on the global flow dynamics is not of prime order, which highlights
the fact that this self sustained motion of the whole separated region is purely hydrodynamic.
It is wothwhile to compare this peak frequency to the natural frequency of the shock oscillation in
other SWBLI cases. According to Dussauge et al. [59], two types of SWBLI can be distinguished. In the
first one, corresponding to the lower wall in our case, the incident shock coming from the upper wall
is reflected and interacts with the incoming boundary layer, supersonic flow conditions are dominant
downstream (short recirculation bubble). In the second one, corresponding to the upper wall, the strong
shock interacts with the boundary leading to an important separated subsonic zone downstream. For
both types of SWBLI a Strouhal number [100] can be defined as

St =
fLr
U∞

(8.20)

where Lr is the length of either lower or upper separations. On the upper wall according to Figs. 8.12
and 8.10, the average flow separates just before the injector lip and Lr/Lx ≈ 0.5. On the lower wall the
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separation is narrower and verifies Lr/Lx ≈ 0.16 . If we take the Strouhal numbers based on the peak
frequency f0 ≈ 1000Hz and the upstream velocity U∞ ≈ 3000m · s−1, one can obtain St ≈ 0.017 for
the upper wall and St ≈ 0.007 for the lower wall. The first value is rather low compared to most cases
scrutinized by Dussauge et al. where Strouhal numbers are higher than 0.03. Nevertheless, St = 0.017
is close to the one obtained by Bourgoing and Reijasse on a planar nozzle [15]. In this flow, a strong
normal shock is created inside the nozzle and the flow separates creating a large recirculation region on
the upper wall and a smaller one on the lower wall where a Strouhal number of 0.011 was evidenced. In
our case, St ≈ 0.007 is too low to match with a natural shock oscillation. However, according to Fig.
8.16 high frequencies are more present in the lower wall spectra than in the upper wall and frequencies
higher than 4000Hz, which corresponds to St ≈ 0.028, can be related to a natural oscillatory motion of
the lower SWBLI.
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locations along the extension for K2 (left) and K3 (right)
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Figure 8.16 – Map of spectra along the upper (top) and lower walls (bottom) for a) DDES-A and b)
DDES-B
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8.6.2 Dynamics of the separated region

In order to characterize the oscillating phenomenon during a period ∆t0 equal to 8.7× 10−4 s for DDES-
A, i. e. 1/f0 (where f0 is the peak frequency), schlieren snapshots are displayed in Fig. 8.17 at t =
t0, t0 + 1/4∆t0, t0 + 1/2∆t0, t0 + 3/4∆t0. In the left part of the figure, pseudo-schlieren visualizations
(|∇ρ|) give access to the position of the shock ; iso-lines of ũ = 0 are also plotted to evidence the
boundaries of the recirculation region. In the right part of the figure, an iso-surface of the Q criterion
is employed to evidence turbulent structures ; the evolution of the pressure is also shown in the same
figure. At t = t0, the shock is located at its most downstream position ; separation is very narrow.
The pressure inside the nozzle is lower than the ambient pressure : an upstream motion of the whole
structure is initiated. At t = t0 + 1/4∆t0 a large free separation with a characteristic bubble at the tip
of the extension is created. The vortices generated in the mixing layer and in the lateral separations
move upstream. The shock being forced backwards, a rise of pressure in the separated region occurs.
At t = t0 + 1/2∆t0, the shock is at its most upstream position. At this point, the pressure of the core
jet is higher than the outlet pressure and the separation bubble impinges the upper wall in such a way
that the ũ = 0 velocity iso-line reaches the obstacle. At t = t0 + 3/4∆t0 the downstream displacement
of the separated region is initiated. The turbulent structures displayed both by the pseudo-schlieren
visualizations and Q criterion map seem to reach the upper wall while being convected downstream. The
pressure inside the nozzle drops down.
At this stage of the analysis, it appears that the large scale pressure oscillation seems to be closely
correlated to the oscillation of the whole shock structure. Moreover, coherent structures and a global
convective motion in the upper separation are also highlighted. In the next subsection, a space-time
analysis of the flow unsteadiness will give more information on the characteristic length scales and
velocities associated to these fluctuations.
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Figure 8.17 – Sequence of instantaneous visualizations of the flowfield during one oscillation. (left)
|∇ρ| in the mid-span section, iso-line of ũ = 0 m.s−1 (grey) and sign of ũ ; (right)
isosurface of Q.(rexit/U∞)2 = 6, map of pressure on the back wall
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8.6.3 Analysis of the propagating disturbances

Self-sustained pressure oscillations have been observed for a wide range of spatially developping flows.
To explain such self-sustained motions, Chomaz et al. [33] suggest two possibilities : either a hydro-
acoustic resonance or a purely hydrodynamic phenomenon. In order to exhibit the characteristic length
scales associated to these fluctuations, one must investigate the propagating wave components of the
wall pressure signature. To evaluate the velocity of the propagating disturbances one may compute
the frequency wave number spectrum (f − k). The same type of representation has been successfully
used to understand the mechanisms involved in a separating reattaching axisymmetric flow [50] and
shock oscillation over a transonic airfoil [42]. The corresponding estimator Ψ(f, k) is based on the cross
spectrum Sxixj (f) of space-time wall pressure signal between points xi and xj and is obtained by

Ψ(f, k) = P (k)HM(f)P (k), (8.21)

where H denotes the Hermitian transpose and interspectral matrices M(f) and P are defined by

Mij(f) = Sxixj (f), (8.22)

Pi(k) = e−
√
−1kxi . (8.23)

The frequency wave-number spectrum enables us to highlight multiple convection velocities while phase
data are inevitably altered by wave numbers that may not participate to the advective motion. Fig. 8.18
presents the computed frequency wave-number spectrum for points located on the upper and lower walls
respectively for both DDES computations. This representation allows us to determine more accurately
the upstream and downstream propagating disturbances.
On the upper wall mostly downstream convective disturbances are pointed out at positive wave numbers.
One can obtain from Uc = 2π/(∆k/∆f) propagating velocities of 650m · s−1 and 410m · s−1 for DDES-
A and DDES-B, respectively, on the upper wall. In the case of a hydro-acoustic feedback loop the
shear layer perturbations are convected at Uc and, because they impinge a solid surface located farther
downstream, give rise to monochromatic acoustic radiations due to a feedback process. The period ∆tfl
of the feedback loop is, according to Tam [194] :

∆tfl =
Lfl
Uc

+
Lfl

c(1−M)
(8.24)

where Lfl is the distance between the source of the disturbances and the solid surface. If we consider that
the current self-sustained motion is linked to such a mechanism then ∆tfl = ∆t0. For both computations,
the quantity c(1 −M) is higher than 300m · s−1 in the detached region (the exact averaged flowfield
can be found in 8.9.3), thus the value of Lfl/Lx is higher than 2 which exceeds the typical length
scales related to this geometry. Consequently, the occurence of a self-sustained hydro-acoustic feedback
is hardly plausible. On the lower wall, upstream and downstream propagating velocites of about the same
magnitude are observed. This characterizes a periodic movement of the shock structure. For DDES-A, one
obtains U+

c = 145m · s−1 in the downstream direction and U−
c = 225m · s−1 in the upstream direction ;

for DDES-B 115m · s−1 and 155m · s−1 are similarly observed. Note that the main pressure disturbance
observed by the sensors located on the lower wall during a period of oscillation is the pressure jump
due to the travelling of the reflected shock. Consequently, if we make the hypothesis that U+

c and U−
c

correspond to the velocity of the foot shock in the downstream and upstream directions respectively and
that the reflected shock oscillates over a length Ls, the time ∆t0 taken by the shock to undergo one
oscillation is expressed as :

∆t0 =
Ls

Uc
+ +

Ls

Uc
− (8.25)

Ls/Lx is equal to 0.62 for DDES-A and 0.56 for DDES-B. These values of Ls/Lx approximately scales
with the values deduced from observation of Fig 8.17. Hence, the peak frequency obtained on the lower
wall is therefore linked to the shock oscillation. However, this observation does not explain the origin of
the mechanism.
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According to Chomaz et al. [33] and since the eventuality of a hydro-acoustic feedback resonance can
be rejected, this mechanism can arise from a local absolute instability (see Huerre and Monkewitz [90]
for a detailed description of the local and global instability concepts) which will not be scrutinized in
this paper. Let us notice that other calculations not described in this paper have shown that the peak
frequency and the shock motion do not appear when the external obstacle is not present. In other words,
the peak frequency around 1 kHz seems peculiar to the treated geometry.
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Figure 8.18 – (Top) frequency wave map for the upper wall for DDES-A (left) and DDES-B (right) ;
(bottom) lower wall



134 Chapitre 8. Numerical simulations and physical analysis of an overexpanded reactive flow

8.7 Analysis of the unsteady reacting region

8.7.1 Comparison with flowfield visualizations

Instantaneous PLIF-OH images are compared to snapshots of OH mass fraction obtained by DDES-A.
The frames are displayed in Fig. 8.19 in the order corresponding to a sequence of computed oscillation. one
computed oscillation. In the PLIF visualizations the OH radicals are produced mostly far from the wall
whereas in DDES-A a significant reacting region is initiated at the tip of the extension. Nevertheless,
the angle between the upper wall and the reacting region is well reproduced and the shapes of the
flame are also in good agreement. Furthermore, it is interesting to note that both numerical results and
experimental visualizations display a strong wrinkling of the flame and the occurence of combustion
pockets in particular at the tip.

Figure 8.19 – Instantaneous maps of OH mass fractions obtained by DDES-A computations compa-
red to PLIF-OH measurements ; the snapshots are ordered so as to illustrate a time
sequence of the DDES-A computation ; at each value of time a pair of maps is given,
the experimental one being above the calculated one.

8.7.2 Discussion on the combustion regime

In such a configuration where the flame is very unsteady and is associated with a hydrodynamic self-
sustained motion it is interesting to determine the nature of the combustion regime. Fig. 8.20 shows a
sequence of heat release iso-line colored by the premixedness index. This sequence covers one cycle of
oscillation. From this figure, several remarks arise : In agreement with the result shown in Fig. 8.7, it
appears that combustion is mostly in the diffusion regime. In particular, close to the separation point we
can observe that combustion is totally in diffusion regime. Downstream of the separation and particularly
during the upstream and downstream motion of the separation, a premixed region is noticed.
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Figure 8.20 – Instantaneous flowfields of temperature in the midspan section ; isolines of
1× 10+8W ·m−2 < ˙omegaT < 1× 10+10W ·m−2 colored by premixedness index
(black : premixed, white : diffusion)

8.7.3 Dynamics of the reacting region

In this paragraph, the link between the unsteadiness of the flame and the dynamics of the shock structure
adressed in section 8.6 is scrutinized. In that sense, for the DDES-A computation, the OH mass fraction
flowfield integrated in the spanwise direction is displayed during one cycle in Fig. 8.21. At t = t0,
when the shock structure is in its downstream position, barely no OH is produced inside the nozzle.
When the shock structure moves upstream, the flame enters the extension at t = t0 + 1/8∆t0. Then,
at t = t0 + 1/4∆t0, a flame appears at the tip of the extension and the flame moves upstream until
t = t0 + 3/8T . The existence of turbulent structures and a strong mixing along the lateral walls enable
the flame to develop towards the lower wall through the lateral separations at t = t0 + 1/2∆t0. Then
the flame moves downstream and is progressively blown outside the nozzle ; it progressively quenches
along the upper wall (from t = t0 + 5/8∆t0 to t = t0 + 7/8∆t0). From this sequence we deduce that
the occurence of combustion inside the nozzle is closely linked to the pressure evolution driving the
self-sustained motion displayed in Fig. 8.17.

Figure 8.21 – Instantaneous OH mass fraction integrated in the spanwise direction during one oscil-
lation

During the experiments, simultaneous pressure measurements and OH chemiluminescence visualizations
were realized. Fig. 8.22 displays the intensity measured by the CCD sensor in the region close to K2.
The corresponding evolution of measured pressure is drawn for a physical time of 0.6ms and compared
to the equivalent computed quantities with the same sampling. This figure points out that that the joint
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evolution between the pressure and the flame dynamics is also reproduced by the computations. Indeed,
it appears for both cases that the the pressure oscillations and the equivalent intensities are in phase.
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Figure 8.22 – (top) Simultaneous evolution of the intensity received by the high speed camera in the
region near Kulite 3 (solid lines), and pressure measured by Kulite 3 (dashed lines)
during the experiments during 6ms at 8 kHz, (bottom) heat release (solid lines) and
pressure (dashed lines) sampled at the same frequency during the same time period
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8.8 Conclusions

Numerical simulations of the hot gas flow in a planar overexpanded nozzle are presented and discussed.
A steady RANS approach using the SST model is compared to unsteady DDES ; for the DDES approach,
the influence of combustion is scrutinized. Several conclusions arise from this study :
• The steady RANS approach clearly demonstrates its limitations to reproduce the accurate averaged

flowfield. Indeed, in reality the shock structure along with the reacting region inside the nozzle are
very unsteady. As a consequence, while the RANS computation exhibits a clear diffusion flame, the
averaged DDES results into a reacting region pattern which matches better with the OH experimental
visualizations. This result has a direct impact on the averaged aerothermochemical flowfields. Espe-
cially, while the rise of temperature downstream of the separation is limited to the flame region in
RANS, the unsteady dynamics of the flame during the DDES computation results in a wider region
of high temperature. Moreover, while the averaged streamlines exhibit a massive 2D separation (FSS
pattern), the averaged separated region in DDES is more 3D.

• At the wall, the averaged pressure profiles are in good agreement with the measurements for the
three computations. Nevertheless, the pressure fluctuations are overestimated for the unsteady com-
putations. This result can be explained by either an insufficient spatial discretization of the mesh
implying exceedingly coherent turbulent structures, or by an underestimation of the damping effect
of combustion due to an inaccurate modelling of the interaction between chemistry and turbulence.

• The temporal distributions of pressure fluctuations for the DDES computations and unsteady vi-
sualizations of the flowfield highlight a global movement of the whole shock structure occuring at a
frequency of around 1 kHz. This frequency is in agreement with the experiments even though the levels
are overestimated. Moreover, the influence of combustion on this specific phenomena appears to be of
second order since it has a weak influence on the averaged shock structure and on the flow dynamics.
Consequently, the origin of this oscillatory motion is purely hydrodynamic.

• A space-time characterization of the pressure fluctuations enables a deeper analysis of the mechanism
responsible for this self-sustained oscillation. For both DDES computations, the pressure disturbances
propagate at different subsonic speeds. The convective velocities obtained at the lower wall are coherent
with the shock upstream and downstream motions during a pressure oscillation. The contingency of a
hydro-acoustic feedback loop between the foot of the upper separation and one element of the geometry
is found not to be in adequacy with the frequency of 1 kHz. The occurence of an absolute instability
in the separated region will be studied in future work.

• The computed unsteady reacting region is in good agreement with instantaneous PLIF measurements
and illustrate the complexity of the flame shape. Furthermore, it is demonstrated that the combustion
regime is mostly diffusion even though premixed regions can occur downstream of the mixing layer.

Future work is still required on an experimental and numerical point of view. A future test campaign
on the same geometry is planned to get a better characterization of the thermal conditions at the wall
and higher mixture ratios between H2 and O2 in the combustion chamber. In such conditions, the effect
of combustion is expected to be of greater importance. Hence, the combustion modelling will have to
be furthermore discussed, in particular the use of a Dynamic Thickened Flame Approach [34, 111] will
have to be considered. This method has indeed provided satisfying results for LES computations of non
premixed combustion [162, 103] and its use has been validated in DDES for a premixed flame [171].
Finally, it will be of prime interest to examine such flows for axisymmetric nozzles in order to get closer
to reality and to assess of the effect of combustion on side loads.
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8.9 Additional considerations

8.9.1 Experimental mock-up

An overall view of the MASCOTTE bench during the ATAC experimental campaign is provided in Fig.
8.23. In particular, one can observe the cryogenic state of the injector line. In Fig. 8.24, a splitted view of
the nozzle is provided. One can point out that the cooling circuit is complex and lacks of diagnostics. As a
consequence, we preferred to simplify the boundary conditions by imposing iso-thermal walls everywhere
in the nozzle. The next campaign will be conducted with a redefined nozzle which includes a better
monitoring of the wall conditions that will be taken into account in future computations.

Figure 8.23 – Global view of the experimental set - up from
injection to nozzle

Figure 8.24 – Picture of the split-
ted nozzle and co-
oling circuit

8.9.2 Numerical tools

Validation of the DDES approach

To illustrate the capability of the DDES approach adressed in this work it is worthwhile to plot the
regions were either RANS or LES are used. In Fig. 8.25 it appears that the attached regions of the flow
are yielded to RANS while LES is enabled in the detached regions and the center of the flow, as expected.
Another illustration of the effect of the DDES model concerns the flowfield of νt. The modelled kinema-
tic turbulent viscosity νt is very low in the separated region unlike the upstream region. Downstream
of the bench exit νt is very high since the mesh becomes coarser, and the RANS approach is taking place.

Discussion on the time integration

Averaged acoustic and convective CFL number flowfields are drawn for DDES-A in Fig. 8.26. The regions
where CFL numbers are high are mostly located in the supersonic region due to high convective velocity.
In this region CFLa can be higher than 10. Such levels should not affect the time integration since they
are located upstream of the shock. Note also that in the separated region CFLa < 3 and CFLc < 0.5.
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Figure 8.25 – Instantaneous flowfields of νt/ν with an emphasis on the regions where RANS or LES
are activated, black iso-line : F1 = 0.1

Figure 8.26 – Averaged flowfield of CFL numbers for DDES-A

The implicit time integration method has also been tested by increasing from 2 to 5 the number of
sub-iteration of the Gear scheme. The pressure signals obtained at a sensor located inside the nozzle for
both computations are drawn in Fig. 8.27. This figure highlights the fact that the time-integration has
a weak influence on the amplitude of the fluctuations, this information tends to confirm that the space
discretization is most likely to be responsible for this overestimation.
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Figure 8.27 – Comparison between the signal obtained for DDES-A computation with 2 or 5 sub-
iterations of the Gear scheme

Comparison between chemical and turbulent time scale

The ignition delay for a H2 − Air mixture at stoichiometry and atmospheric pressure was computed
in paragraph 8.3.2. This study evidenced ignition delays of the order of 1.× 10−5 s for temperatures
around 1000K. A flowfield of the modelled turbulent time τt equal to 1/β∗ω for the RANS computation
is drawn in Fig. 8.28. It can be noticed that τt does not exceed 5.× 10−5 s in the separated region. As a
consequence, the discrepancy between the computed and reference ignition delays should not affect the
quality of the computation.

Figure 8.28 – Flowfield of turbulent time, YOH isolines colored by temperature

8.9.3 Additional averaged quantities in the flow field

Flame outside of the bench

During the experiments, the region outside of the bench where the diffusion flame is developping is
recorded with an ordinary camera. The H2O which is produced in the reacting region radiates and gives
an orange color to the flame as displayed in the upper part of Fig. 8.29. Under this frame, the same image
is reproduced with enhanced contrast to allow a better visualization of the flame region. In the lower
part of the figure, the computed averaged flames for DDES-A and RANS computations are visualized
thanks to a temperature isosurface at 1500K. The steady flame obtained by RANS is deviated down
vertically compared to the averaged DDES-A. Moreover, the flame is longer in RANS than in DDES-A,
this is due to higher streamwise velocities in RANS (refer to Fig. 8.11). It is also worthwhile to notice
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that the excursion of the flame during the computation is qualitatively in agreement with the camera
picture.

Figure 8.29 – Flame downstream of the bench’s exit materialized by a temperature isosurface of T =
1500 K for DDES-A and RANS (colored by Mach), OH mass fraction isolines are
displayed in the mid-span (DDES-A : +, RANS : –)

Averaged acoustic velocities

In subsection 8.6.3, the occurence of a self-sustained hydro-acoustic feedback loop was scrutinized. To
evaluate the frequency of this mechanism the value of c(1−M) in the subsonic region. This quantity is
displayed in Fig. 8.30. It appears that c(1−M) is mostly higher than 300m · s−1 in DDES-A.

Figure 8.30 – Flowfield of c(1−M), M = 1 iso-line, for DDES-A (top) and DDES-B (bottom)
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8.9.4 Wall transfers

Skin friction on the upper and lower walls

In Fig. 8.31 the averaged skin friction for the two opposite vertical walls of the nozzle are displayed for all
the computations. The DDES-A and DDES-B computations give very close results which is in agreement
with the weak influence of combustion on the flow aerodynamics. The stronger separation obtained in the
RANS computation is also confirmed according to the low values of the skin friction educing of a massive
separation. In particular, the friction distribution on the upper wall for RANS tends to prove that the
separation is 3D. The strong oscillation of the flow during the DDES computations is evidenced since
the skin friction begins dropping earlier than in the RANS computation on the lower wall. Downstream
of the separation location, one can distinguish two zones where the value of the skin friction is very
low. This feature is the signature of two streamwise vortices which are produced on the lower wall, the
size of these structures being wider in DDES than in RANS which is similar to the observation made
on Fig. 8.10. One can also make a qualitative comparison with the state of the surface obtained after
the experimental campaign. It is interesting to point out the occurence of two stains similarly to the
computed skin friction distribution.

Figure 8.31 – Evolution of the averaged skin friction on the upper (left) and lower (right) walls, a
qualitative state of the surface ( a) : RANS ; b) : DDES-A ; c) : DDES-B)

Heat fluxes on the upper and lower walls

In Fig. 8.32 the same representation is employed for the averaged heat fluxes. Note that a positive
value of the heat flux signifies that the wall heats the flow while a negative value indicates that the
wall as a cooling effect. Consequently it can be noticed that the only the two reacting computations
give negative values of the heat flux on the upper wall. In particular, the DDES-A computation give
negative values of the heat flux all along the wall which illustrates that the temperature in this flow
region is very high compared to the wall temperature (see 8.14 for a similar observation). On the lower
wall, DDES-A and DDES-B computations are similar, for the RANS computation the strong separa-
tion is accompanied by a raise of temperature, forcing the heat fluxes to be very high (in absolute value).
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Figure 8.32 – Evolution of the averaged heat flux on the upper (left) and lower (right) walls, (center)
scatterplot representation of the upper wall heat fluxes distribution in the streamwise
direction ( a) : RANS ; b) : DDES-A ; c) : DDES-B)

Heat fluxes and skin friction on the lateral walls

In Fig. 8.33 the heat fluxes and skin frictions are drawn for the lateral walls. The main remark that rises
from this figure is that for DDES-A computation the walls have a cooling effect, consequently the use of
adiabatic conditions at the lateral walls would have to higher temperature and a possible larger reacting
region close to the lateral walls.

Figure 8.33 – (left) Averaged skin friction and (right) heat fluxes on the lateral walls ( a) : RANS ;
b) : DDES-A ; c) : DDES-B)
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8.9.5 Additionnal signal processing

Phase averaged wall pressure distribution

It was established that the flow is characterized by a global movement of the shock pattern. In order to
have a better understanding of this oscillatory motion, phase averages of the wall pressure are scrutinized.
One can define the phase average Â(φ) of a discrete variable A(t0 + n.∆t) at a given frequency f over a
sampling time N/f = NT , assuming that ∆t = T/nφ,

Â

(
φ = i

360

nφ

)

i=0,(nφ−1)

=

∑
j=0,(N−1)A(t0 + (i+ j.nφ)∆t)

N
(8.26)

with φ is expressed in deg. In the same way, one can define RMS fluctuations ÂRMS(φ) as

√
Â2(φ)− Â(φ)

2
.

Imposing φ = 0 for the lowest pressure level on the walls, phase averaged presures p̂(Φ) and RMS fluc-
tuations pRMS(Φ) are displayed for Φ = 0, 45, 90, 135, 180, 225, 270, 315 in figures 8.34 and 8.35. Fig.
8.34 confirms the occurence of a global motion since the pressure in the whole domain follows one cycle
of oscillation. Moreover, both computations give an equivalent result for the averaged pressure and is
in agreement with previous remarks concerning the similarity between DDES-A and DDES-B. Fig. 8.35
gives information on the intensity of the pressure fluctuations linked to turbulent structures during one
oscillation. At first, it is observed that the value of the fluctuations are more important for the DDES-B
case, which is in agreement with previous analysis on the averaged RMS values (see Fig. ??). At Φ = 0,
the fluctuations have the lowest level. When the shock structure initiates its backward motion, a region
of high fluctuations is remaining along an oblique line of the lenghtwise plane : it corresponds to the
mixing layer created between the main flow and the recirculating region but also to the lateral separation.

Figure 8.34 – Phase averaged wall pressure for DDES-A (top) and DDES-B (bottom)
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Figure 8.35 – Phase averaged RMS fluctuations for DDES-A (top) and DDES-B (bottom)

Phase average evolution of NPR and pressure profiles

A supplementary analysis can be made on the phase averages. In particular, it is worthwhile to follow
the evolution of the NPR with the phase in Fig. 8.36, moreover, the phase averaged wall pressure profiles
are also drawn in the same figure. It appears that the NPR decreases faster than increasing. This remark
is in agreement with the analysis provided in paragraph 8.6.3 which concluded that the decrease of the
pressure is produced by a propagating disturbance going faster downstream than the one responsible of
the pressure increase (in the upstream direction). The pressure profiles obtained at different phases, are
similar except for some profiles (circles on the figure) where the pressure reaches levels higher than the
outlet pressure by more than 10%. This feature denotes of a RSS pattern at that particular phase.
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Spectra in the separated region

The pressure and vertical velocity signals were recorded for sensors located in the separated region.
Therefore, in Fig. 8.37 maps of both pressure (SPL) and premultiplied vertical velocity spectra fGv are
drawn for DDES-A. The occurence of the peak frequency is pointed out for both maps. It appears that
the closer we are from the nozzle exit, the higher the frequencies contributing to the fluctuations.

Figure 8.37 – Map of SPL spectrum in the separated region and premultiplied vertical velocity spectrum
f.Gv for DDES-A

Pressure spectra outside the bench

To confirm that the downstream obstacle is involved in the occurence of a self-sustained motion, four
different pressure spectra are drawn in the streamwise direction. The first sensor is located at the nozzle
exit near the obstacle (at X = 0.321m) the three other sensors being located respectively at X =
0.421m, 0.521m, 0.621m. On this figure it clearly appears that the peak frequency at approximately
1 kHz vanishes downstream of the obstacle.
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Conclusions et perspectives

L
’objectif de ces travaux était de mettre au point une approche hybride RANS/LES permettant de
réaliser des simulations numériques instationnaires d’écoulements décollés en milieu réactif avec le

code industriel Cedre de l’Onera. On s’est alors tourné vers la DDES, approche éprouvée en aérody-
namique [190, 188], permettant de basculer continûment d’une approche RANS près des parois – où les
transferts pariétaux sont entièrement modélisés –, à une approche LES dans les zones décollées (si la
résolution du maillage est suffisante). Cette méthode permet ainsi – à moindre frais – de combiner une
bonne estimation des échanges convectifs (frottement) et diffusifs (chaleur) au niveau de la paroi à une
une résolution instationnaire des échelles turbulentes de l’écoulement dans les zones décollées.

Après son implantation dans le code Cedre, cette méthode a été validée pour des écoulements inertes
et réactifs en aval d’une marche descendante puis appliquée au cas de l’écoulement réactif dans la tuyère
surdétendue ATAC du banc MASCOTTE. Les apports ainsi que les limites mises en évidence au cours
de l’étude sont d’abord analysés puis les perspectives ouvertes par ce travail sont finalement dressées.

Apports de la méthode

Simulation numérique de l’écoulement décollé en aval d’une marche descendante

Ce cas de marche descendante, décrit au chapitre 5, présente l’avantage d’avoir été l’objet de nombreux
diagnostics en inerte et en réactif (méthane-air prémélangé pauvre). En outre, la simplicité géométrique
de ce cas permet de vérifier précisément si la protection de la couche limite fonctionne correctement.
Dans un souci de validation, les trois familles de méthode (RANS, LES et DDES) sont comparées pour
les deux types d’écoulement [171].
Pour le cas inerte, traité au chapitre 6, on peut constater que l’approche DDES apporte une amélioration
significative par rapport aux deux autres méthodes. D’une part, et contrairement à l’approche RANS,
elle permet d’obtenir une bonne longueur de recirculation. D’autre part, elle permet d’éviter un décol-
lement non physique au niveau de la paroi haute, que l’on obtient en LES sans traitement spécifique
(similaire aux résultats de Courtois avec le code Avbp [36]). Ce décollement, dû à une sous-évaluation du
frottement, illustre une mauvaise résolution de la turbulence pariétale en LES sur ce type de maillages
[166]. L’importance de la définition de la fonction de protection de la couche limite est également mise
en évidence par comparaison de résultats obtenus avec les fonctions fdSpalart

et 1−F1. Pour l’écoulement
considéré, parmi les deux possibilités évoquées par Spalart [188] qui consistent à favoriser soit le mode
RANS, soit le mode LES dans la calibration des approches DES, il est préférable dans notre cas de
favoriser la première pour obtenir des résultats de bonne qualité (c’est à dire fDDES = 1− F1).
En réactif, abordé au chapitre 7, on peut constater que les approches LES et DDES donnent des résultats
similaires. En particulier, les positions moyennes et fluctuantes de la flamme sont en bon accord avec les
mesures. Par ailleurs, il apparaît de façon évidente que l’approche RANS donne des résultats de moins
bonne qualité, la recirculation étant à nouveau très mal évaluée. La différence entre les approches LES
et DDES est très faible à la fois pour les champs moyens et fluctuants mais également au niveau des
distributions statistiques et spectrales.
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Simulation numérique de l’écoulement surdétendu dans une tuyère plane en milieu
réactif

Cette deuxième configuration, analysée au chapitre 8 constitue une application naturelle de la DDES en
milieu réactif. En effet, le régime de surdétente considéré est caractérisé par l’interaction entre une onde de
choc incidente et la couche limite amont (traitée en RANS) à l’origine d’un décollement instationnaire
(traité en LES). Les résultats obtenus en DDES sur cette configuration sont comparés aux résultats
obtenus en RANS et aux mesures disponibles [133].
L’utilisation de la DDES sur ce cas modifie drastiquement la structure de l’écoulement moyen par rapport
à une simulation RANS. En particulier, la forme de la zone réactive moyenne est en meilleur accord avec
les mesures d’émission spontanée de OH matérialisant ces zones. On montre alors que l’écoulement est
piloté par un mouvement auto-entretenu de la structure de chocs. Les fluctuations de pression résultantes
étant très intenses, l’amplitude de l’oscillation de la structure de choc est par conséquent très importante
et l’approche RANS stationnaire se révèle donc mal adaptée. Par ailleurs, si l’on compare les résultats
des simulations numériques aux données expérimentales disponibles, il apparaît que l’approche DDES

est en bon accord en ce qui concerne les pressions pariétales moyennes. De plus, la flamme obtenue par

le calcul possède des caractéristiques similaires à celles données par les visualisations instantanées du
radical OH dans la tuyère. Il apparaît également que la réaction de combustion entre l’hydrogène et
l’oxygène de l’air pénétrant par la zone décollée a un effet très faible à la fois sur la structure moyenne
de l’écoulement et sur la dynamique de la structure de choc comme on peut le constater en comparant
calculs inerte et réactif.
Enfin, un pic à environ 1 kHz est mis en évidence par le calcul sur les différents spectres conformément
aux mesures de pression instationnaires. L’analyse spatio-temporelle de la propagation des perturbations
de pression a permis d’écarter l’hypothèse d’un mécanisme de résonance par feedback hydro-acoustique.
L’occurence d’une instabilité locale absolue doit être examinée mais semble peu probable. On montre en
outre, à partir de l’évolution instationnaire des champs de pression, que le rôle joué par l’obstacle en aval
du plan de sortie de tuyère dans ce mécanisme est prépondérant. En effet, la suppression de l’obstacle
en aval du plan de sortie de la tuyère, étudiée en 2D à l’annexe E, permet de de faire disparaître ce pic
à 1 kHz, ce qui tend à prouver que cette oscillation est induite par cette spécificité géométrique.

Limites observées

Simulation numérique de l’écoulement décollé en aval d’une marche descendante

Les calculs DDES et LES en réactif utilisent le modèle de flamme épaissie dans sa version dynamique
(DTF) [111] sans modification particulière par rapport à sa formulation originale. Or, en DDES, bien
que majoritairement située dans la zone LES, la flamme traverse une partie de la zone RANS. En toute
rigueur, les hypothèses sur lesquelles se fondent l’approche DTF ne sont plus vérifiées dans cette zone, ce
qui pourrait avoir un effet néfaste sur les résultats du calcul. Cependant, on peut vérifier que dans le cas
étudié cette zone reste limitée, et ne semble pas avoir d’effet significatif sur la qualité des simulations.
Le refroidissement de la paroi inférieure n’a par ailleurs pas été pris en compte, ce qui explique la
différence avec les mesures au niveau des profils de température. On pourrait s’attendre à une différence
plus importante entre LES et DDES en ce qui concerne les champs de température dans la chambre [178]
si les conditions thermiques à la paroi étaient mieux connues. Enfin, l’influence des parois latérales n’est
pas prise en compte dans nos calculs bien qu’elle semble très faible selon Courtois [36].

Simulation numérique de l’écoulement surdétendu dans une tuyère plane en milieu
réactif

Notons tout d’abord qu’il a été impossible sur cette configuration de concevoir des maillages non struc-
turés bien adaptés à la géométrie de l’écoulement. Par conséquent, la capacité offerte par le code Cedre
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de pouvoir utiliser des maillages non structurés généraux n’a pas pu être mise à profit. En effet, la
volonté de prendre en compte les quatre couches limites à l’intérieur de la tuyère induit des contraintes
très importantes pour la plupart des mailleurs hybrides, qui produisent alors des maillages de qualité
non satisfaisantes en terme de nombre de points et d’orthogonalité des cellules du maillage. Le maillage
structuré utilisé dans nos calculs est satisfaisant à l’intérieur de la tuyère en revanche, il existe un nombre
non négligeable de cellules très fines dans des zones présentant peu d’intérêt dû à la prolongation des
lignes de maillage. L’utilisation d’un maillage non structuré aurait permis de mieux maîtriser la répar-
tition des cellules.
De plus, les niveaux de fluctuations de pression obtenus dans la tuyère sont fortement surévalués par
rapport aux valeurs expérimentales. Ce résultat peut-être en partie expliqué par l’insuffisance de discréti-
sation spatiale dans la zone de décollement qui entraîne une surestimation de l’intensité des perturbations
de pression dans la zone décollée.
La possibilité de réaliser des comparaisons quantitatives avec l’expérience est très limitée étant donné
qu’aucune grandeur aérodynamique (vitesse, schlieren) ou thermochimique (température, espèces) n’a
été mesurée.

Perspectives

Amélioration des modèles de combustion turbulente

Afin d’améliorer le modèle de flamme épaissie pour des applications en DES, on peut imaginer un modèle
de combustion adapté à la LES qui bascule vers un modèle adapté au RANS, tout comme le fait le modèle
de turbulence, ce en s’appuyant sur les similitudes entre les modèles de combustion turbulente en RANS
ou en LES, illustrées par Vervisch et Veynante [200].
Aucun modèle d’interaction chimie-turbulence n’a été utilisé sur le cas de la tuyère surdétendue en
milieu réactif. Bien que la combustion ait lieu majoritairement en régime de diffusion, il serait intéressant
d’évaluer le modèle DTF. Cependant, sa mise en oeuvre est moins immédiate étant donné que le schéma
réactionnel utilisé est assez détaillé. L’adaptation du senseur de flamme a une telle situation est sans
doute délicate. Le modèle Transported Partially Stirred Reactor (TPaSR) [156] peut également être
appliqué sur ce cas mais avec un schéma cinétique plus réduit.

Prise en compte de la compressibilité

La DDES utilisée est basée sur le modèle RANS k−ω SST. Or pour les différentes gammes d’écoulement
considérées (subsonique, supersonique), aucune modification sensible n’est apportée à la formulation de
Menter [117]. Cependant, en toute rigueur, il est possible d’intégrer des termes liés à la compressibilité
(pour traiter les ondes de chocs) dans les équations de k et ω [104, 81, 136] et dont il conviendrait
d’évaluer l’effet.
Par ailleurs l’existence de nombreux chocs dans le calcul d’écoulements de tuyère surdétendus nécessite
d’utiliser un schéma de Roe avec un limiteur directionnel. En effet, il est important que le schéma soit
à la fois suffisamment robuste pour supporter le gradient de pression au niveau du choc mais également
suffisamment peu dissipatif pour restituer la dynamique instationnaire de la LES. Dans ce cadre, il serait
intéressant de mettre en oeuvre le schéma numérique introduit par Garnier et al. [73, 74, 72] pour traiter
les chocs.

Perspectives pour la problématique ATAC

Le manque de données expérimentales permettant de conclure sur le caractère quantitatif de nos simula-
tions constitue pour l’instant un obstacle majeur à l’amélioration de la qualité des calculs mis en œuvre.
En effet, les conditions rencontrées dans la tuyère ont rendu impossible les mesures de vélocimétrie (à



150 Conclusions et perspectives

cause de la condensation de la vapeur d’eau sur les parois). Une nouvelle campagne de mesure a été
prévue pour combler ces manques. Elle consistera en des mesures LDV et DRASC. Par ailleurs, des
rapports de mélange plus élevés, pour se rapprocher des conditions moteurs seront également utilisés
dans cette nouvelle campagne. Il peut être pertinent d’envisager des calculs couplés « fluide-conduction
solide » afin d’améliorer la modélisation des flux de chaleur à la paroi et de vérifier notamment l’effet du
refroidissement.
Enfin, pour aller plus loin et aborder la problématique des charges latérales et thermiques, il serait
nécessaire de prolonger l’étude à un cas de tuyère classique axisymétrique.
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Annexe A

Approximations et conventions pour la
comparaison entre calculs LES (ou DDES)
et mesures

A.1 Approximations lors de la comparaison entre calculs et mesures

Veynante et Knikker [201] définissent les moyennes temporelles, non pondérées par la masse, d’une gran-
deur quelconque par la notation 〈.〉. En supposant que la taille de maille ∆ reste petite devant la longueur
caractéristique d’évolution des quantités moyennes dans le temps, L, on peut écrire l’approximation sui-
vante :

〈

Ψ
〉
≈ 〈Ψ〉 (A.1)

L’échelle L est typiquement approchée par :

L ≈ 1/max

(
|∇〈Ψ〉 |

|Ψ|

)
(A.2)

La moyenne temporelle des grandeurs filtrées issues de la LES (ou de la DDES) est donc assimilée
à la moyenne temporelle de ces grandeurs (en négligeant la partie sous-maille). En LES (ou DDES),
cette approximation est toujours appliquée lors de la comparaison de grandeurs moyennes à des données
expérimentales. En considérant maintenant les grandeurs fluctuantes, et en posant les mêmes hypothèses
que précédemment, on peut écrire :

〈

Ψ
2
〉
− 〈Ψ〉2 =

[〈
Ψ

2
〉

−
〈

Ψ
〉2]

︸ ︷︷ ︸
résolu

+
[〈
Ψ2 −Ψ

2
〉]

︸ ︷︷ ︸
SGS

(A.3)

Les fluctuations d’une grandeur quelconque Ψ peuvent être décomposées en une partie résolue, et une
partie sous-maille (SGS) modélisée. La première partie est directement disponible dans les simulations
numériques. C’est donc en général cette grandeur qui est utilisée pour les comparaisons avec l’expérience,
la partie sous-maille étant souvent négligée. Précisons néanmoins que Veynante et Knikker proposent
différents modèles permettant de prendre en compte la partie sous-maille des fluctuations moyennes.

A.2 Conventions utilisées dans cette étude

Dans le code Cedre, les quantités calculées sont filtrées au sens de Favre Ψ̃ = ρΨ/ρ. Les résultats

de calculs moyens dans le temps
〈
Ψ̃

〉
et RMS égaux à

√〈
Ψ̃2

〉
−

〈
Ψ̃

〉2
sont comparés aux mesures
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moyennes 〈Ψ〉 et RMS
√

〈Ψ2〉 − 〈Ψ〉2. Pour alléger les notations et sauf mention contraire Ψ̃ est utilisé

à la fois pour les valeurs moyennes et instantanées (ce qui permet de maintenir cette notation pour les
grandeurs moyennées au sens RANS) et ses fluctations RMS sont notés Ψ′RMS .



Annexe B

Simulations RANS de la tuyère S8Ch

B.1 Présentation du cas test physique et numérique

B.1.1 La tuyère S8Ch de l’Onera

La soufflerie S8Ch, développée à l’Onera dans le cadre du programme ATAC est constituée par une tuyère
avec un premier col fixe et un second col créant un dièdre à hauteur variable. Les deux configurations
étudiées correspondent respectivement à une hauteur de second col à 95mm et 120mm soit second col
ouvert. La figure B.1 donne une vue de l’installation ainsi que les dimensions de la tuyère dans le plan
médian.

Figure B.1 – Tuyère S8Ch de l’Onera et principales dimensions

Les conditions de fonctionnement abordées dans cette étude correspondent à des conditions d’arrêt de
pi = 98 000Pa et Ti = 305K, le gaz utilisé est de l’air pur. Le nombre de Mach pour le cas amorcé est
égal à 1, 95. Le nombre de Reynolds unitaire pour ces conditions est égal à environ 1,2 · 107m−1. Il existe
sur ce cas de nombreux diagnostics en stationnaire et en instationnaire. Le lecteur est invité à se référer
à [14] et [15] pour une description exhaustive de la base de donnée expérimentale. Cette configuration a
également servi de cas de référence pour la validation des modèles de turbulence implantés dans le code
Flu3M [87].
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B.1.2 Domaine de calcul et maillage

S8Ch à deux cols

D’une part l’écoulement est supersonique, de plus l’existence d’un second col permet de fermer acousti-
quement la région entre les deux cols, par conséquent il n’est donc pas nécessaire de prolonger le domaine
de calcul au domaine extérieur. Le maillage, présenté à la figure B.2 est 2D structuré avec 350 points
dans la direction x et 177 points dans la direction y ce qui correspond à 61950 points et 123373 faces.
Cette figure met également un accent sur la résolution du maillage au niveau des deux cols.

Figure B.2 – Maillage de la tuyère à deux cols et conditions aux limites

Second col amorcé

La répartition des points pour le maillage à second col ouvert est identique au cas précédent. La figure
B.3 illustre la discrétisation employée dans les couches limites, 40 points sont en effet utilisés. La taille
de première maille est égale à 5µm ce qui correspond à y+ ≈ 1.

B.1.3 Conditions du calcul

Modèles utilisés

Cette étude cherche à comparer les modèles RANS k − ε et k − ω SST du code Cedre au modèle de
Spalart-Allmaras [189] du code Flu3M de l’Onera [79, 45] sur un cas de décollement mais également pour
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Figure B.3 – Maillage avec le second col amorcé, zoom sur le maillage de couche limite

une couche limite attachée. On pourra alors évaluer les performances du code Cedre en comparaison
avec un code éprouvé pour des problématiques d’aérodynamique appliquée.

Conditions aux limites

Les conditions imposées en entrée (inlet) pour les différents modèles sont résumées dans le tableau B.1.
Les parois sont prises adiabatique non glissantes.

Table B.1 – Conditions imposées en entrée du domaine de calcul

Modèle pi (Pa) Ti (K) Yair k (m2 · s−2) ω (s−1) ε (m2 · s−3)

SA 98000 305 − − − −

k − ω SST 98000 305 1 0, 2863 155, 237 −

k − ε 98000 305 1 0, 2863 − 4
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B.2 Résultats des calculs RANS

B.2.1 Configuration à deux cols

Sur la figure B.4, la comparaison entre la structure de l’interaction onde de choc - couche limite est
illustrée pour les trois approches grâce à des iso-lignes de Mach. Cette première comparaison permet de
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Figure B.4 – (Haut) Comparaison d’iso-lignes de nombre de Mach M (M ∈ [0, 8, 2] dans le champ,
(bas) pression à la paroi et mesures expérimentales

formuler les conclusions suivantes : d’une part, les modèles k− ε et k−ω SST donnent des résultats très
similaires sur ce cas. La structure du décollement est similaire pour les trois modèles. Comparativement au
modèle SA du code Flu3M, les résultats obtenus avec Cedre reproduisent mieux le point de décollement,
il faut en revanche relativiser ce résultat, en effet Hallart et al. [87] ont démontré que la prise en compte
des parois latérales a pour effet entre autres d’avancer le point de décollement vers l’amont pour le
modèle SA.

B.3 Comparaison des profils de couche limite

Le choix d’un modèle RANS permettant de traiter des interactions onde de choc-couche limite par une
approche hybride RANS-LES repose en grande partie sur la capacité de ce modèle à traiter les couches
limites. La figure B.5 présente en x = 0,4m des profils de vitesse u∗+ obtenues par la transformée de
Van Driest en fonction de la distance en unité de paroi y∗. À cette abscisse, on peut considérer que la
couche limite correspond à une couche limite de plaque plane canonique.
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Figure B.5 – (Gauche) Profils de couche limite pour les trois modèles en x = 0,4m (un point sur
deux), (droite) évolution du frottement pariétal

Les profils de couche-limite obtenus suivent le comportement d’une couche-limite de plaque plane, avec
des zones linéaires et logarithmiques très bien reproduites. En revanche, alors que les profils obtenus
pour les calculs k− ε et k−ω SST sont en parfait accord, il apparaît que la couche limite pour le calcul
SA est moins épaisse ce qui traduit un frottement plus faible. Cette observation est en accord avec une
position du décollement plus en aval pour le cas avec le second col.





Annexe C

Validation du schéma de Gear sur un
tourbillon 2D

On se propose ici de valider le schéma implicite de Gear sur le cas d’un tourbillon 2D se propageant dans
la direction X. On utilise ici un domaine de calcul carré de dimensions 10m × 10m avec un maillage de 80
× 80 mailles. Des conditions de périodicité sont imposées aux limites à gauche et à droite, des conditions
de glissement sont imposées au niveau des limites hautes et basses. Les conditions initiales permettant
de générer le tourbillon sont dérivées d’un potentiel de vitesse prenant la forme d’une gaussienne. Ces
conditions s’écrivent sous la forme :

u = u0 −
C

R2
(y − y0) exp

[

−
(x− x0)

2 + (y − y0)
2

2R2

]

(C.1)

v = v0 +
C

R2
(x− x0) exp

[

−
(x− x0)

2 + (y − y0)
2

2R2

]

(C.2)

P = P0 + ρ0
C2

R2
exp

[

−
(x− x0)

2 + (y − y0)
2

R2

]

(C.3)

T =
P

ρ0r
(C.4)

où x0 et y0 sont les coordonnées du centre du tourbillon, R est un rayon caractéristique du tourbillon
(ici, on prendra R égal à un dixième de la longueur du domaine, soit 0,3 cm) et C est une constante
déterminant l’intensité du tourbillon. C sera choisi de manière à ce que le différentiel de pression maximal
observé par rapport à la pression de référence (101 325Pa) soit de l’ordre de 4000 Pa, soit C ≈ 1. Le
tourbillon est convecté par une vitesse axiale u0 valant 100m · s−1.

Les champs (figure C.1) et profils de pression (figure C.2) obtenus au bout d’une traversée du domaine
de calcul (soit après 1 · 10−2 s de temps physique) sont comparés entre eux pour les méthodes d’inté-
gration temporelle Euler implicite du premier ordre, Runge Kutta Implicite d’ordre 2 (RKI2) (voir la
thèse de Bertier [8]) et Gear sous-itéré. L’influence du pas de temps sur la précision de la méthode est
également examinée (via le CFL). De ces figures, on peut noter que les approches d’ordre 2 améliorent
significativement les résultats par rapport à l’Euler implicite. Par rapport à la méthode RKI2 (dont le
coût de calcul est équivalent à Gear avec deux sous itérations), on peut constater que le schéma de Gear
est moins dissipatif (niveau du pic) mais plus dispersif (position du creux).



Figure C.1 – Champ de pression pour des calculs à CFL = 1, 5, 10 après une traversée
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Figure C.2 – Profils de pression pour CFL = 1, 5, 10 après une traversée (de gauche à droite)



Annexe D

Compléments sur le cas A3C

D.1 Coût des calculs instationnaires

Le coût des calculs est un paramètre crucial à prendre en compte lors de la réalisation de simulations
numériques complexes. Les calculs sur la marche A3C ont été réalisés sur des clusters de calcul de
l’Onera ISERAN (processeurs NEC) et GALIBIER (processeurs Intel Itanium). Leur coût est regroupé
au tableau D.1.

Table D.1 – Coût des différents calculs instationnaires réalisés sur la chambre de combustion du A3C

Cas t./proc. (s) Nproc. N. Processeur Coût total du calcul

DDES-a 12, 6 4 80.000 NEC SX-8R 1120 h CPU
DDES-b 15, 8 64 80.000 Intel Itanium 2 22.470 h CPU
DDES-c 9, 4 4 80.000 NEC SX-8R 840 h CPU
DDES-d 12, 6 4 80.000 NEC SX-8R 1120 h CPU
LES 9, 2 4 80.000 NEC SX-8R 820 h CPU

DDES (réactif) 19, 8 64 100.000 Intel Itanium 2 35.200 h CPU
DDES-qw (réactif) 19, 8 64 100.000 Intel Itanium 2 35.200 h CPU
LES (réactif) 16, 9 64 100.000 Intel Itanium 2 30.000 h CPU

D.2 Compléments sur le modèle de combustion turbulente

D.2.1 Prise en compte de l’interaction chimie-turbulence

Avant de mettre en oeuvre l’approche DTF pour prendre en compte la combustion turbulente sur le cas
A3C en réactif, un calcul préliminaire – ne prenant pas en compte l’interaction chimie-turbulence – a
d’abord été réalisé [169] c’est à dire que les termes sources d’espèces sont obtenus directement par une
loi d’Arrhenius.
La mise en œuvre de ce calcul en DDES a permis de mettre en évidence une remontée de flamme par la
couche limite inférieure au niveau du coin de la marche comme l’illustre la figure D.1.
Ce phénomène, non physique pour le cas stable peut s’expliquer par le fait qu’aucun modèle d’extinction
à la paroi n’est utilisé. En effet, dans la réalité, des tourbillons très fins par rapport à l’épaisseur de
flamme ont tendance à introduire un plissement important à l’origine de l’extinction. Ce phénomène
complexe a été étudié par Poinsot et al. [152], et un modèle pour le prendre en compte est proposé par
Bruneaux et al. [17]. Dans ces travaux, une distance dite d’ « extinction » (quenching en anglais) où les
termes de production ou de destruction d’espèces s’annulent est mise en évidence. Or, dans nos calculs
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Figure D.1 – (de g. à d.) Champs instantanés de température et maillage pour les calculs DDES sur le
maillage II, DDES sur le maillage II avec des parois refroidies, DDES sur un maillage
grossier avec une loi d’Arrhenius

ne prenant pas en compte l’extinction, la finesse des premières mailles près de la paroi permet une bonne
résolution de la flamme et St ≈ S0

L (car l’écoulement est laminaire dans cette zone de la couche limite)
au lieu de s’annuler. La flamme peut ainsi remonter au cours du calcul via la couche limite dans la région
où la vitesse convective est inférieure à la vitesse de flamme.
Afin de surmonter ce problème, deux solutions ont été envisagées : s’assurer de l’annulation des termes
sources d’espèces chimiques dans ces premières mailles en imposant une paroi amont isotherme à 520K ou
utiliser un maillage plus grossier. Dans les deux cas le problème de flashback est résolu comme l’illustre la
figure D.1. Cependant, pour la première alternative, le fait d’imposer une température basse sur la paroi
amont modifie la température dans la partie basse de la chambre alors que pour la seconde l’utilisation
d’un maillage trop grossier dans les couches limites n’est pas compatible avec l’utilisation d’une approche
RANS. Une comparaison approfondie des résultats moyens pour ces différentes approches est proposée
références [169] et [170]. Ce travail préliminaire justifie donc le choix d’implanter et d’utiliser l’approche
DTF pour les calculs présentés au chapitre 7.

D.2.2 Paramètres du modèle DTF

Avant de mettre en oeuvre l’approche DTF, une étude préliminaire a permis d’une part de valider la
cinétique chimique employée et d’autre part, d’évaluer les paramètres pris en compte par le modèle
(décrits au chapitre 2).

Cinétique chimique employée

Le schéma cinétique présenté à la section 7.1 est validé sur une flamme laminaire mono-dimensionnelle
librement propagative. Le maillage utilisé pour ce calcul vérifie ∆x = 5 · 10−5m ce qui permet d’avoir
suffisamment de points dans le front de flamme laminaire pour le résoudre. Les vitesses de flamme
laminaires S0

L (estimées à l’aide de la formule 2.6) ont été calculées pour des flammes à la pression
atmosphérique et à la température de 300K. Les résultats obtenus avec ce schéma global sont comparés
aux résultats obtenus avec un schéma à 2 étapes proposé par le CERFACS (références [9, 1]) et avec un
schéma détaillé ([209]). Ces vitesses sont tracées pour quatre richesses 0, 6 ; 0, 8 ; 1, 0 ; et 1, 2 à la figure
D.2.

Nombre de points dans le front de flamme

Afin d’évaluer le nombre de points nécessaires à la résolution du front de flamme (nf utilisé dans le
modèle DTF), des calculs de flamme laminaire 1D sur un maillage millimétrique (∆x = 1), représentatif
des tailles de mailles utilisées en aval du décollement dans A3C, sont réalisés avec le modèle de flamme
épaissie en laminaire. Différentes valeurs de l’épaississement F sont utilisés ce qui revient à faire évo-
luer le nombre de points dans le front de flamme nf . Sur la partie gauche de la figure D.3, l’évolution
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Figure D.2 – Comparaison des vitesses de flamme laminaires en fonction de la richesse pour le schéma
à 1 étape de Westbrook et Dryer [210], le schéma du CERFACS [9] et le schéma détaillé
[209]

de la vitesse de flamme laminaire en fonction de F et nf pour une flamme à pression atmosphérique
représentative des conditions rencontrées dans A3C (Φ = 0, 8 et T = 520K) est tracée et comparée à la
valeur de référence S0

L = 0,86m · s−1 obtenue sur le maillage plus fin utilisé au paragraphe précédent.
Les profils de température et de fraction massique de CH4 sont reproduits sur la partie droite de cette
figure pour différentes valeurs de F et comparés aux profils de référence. Ainsi, on constate qu’à partir
de F = 8 soit un peu plus de 3 points dans le front de flamme, la vitesse de flamme ainsi que l’évolution
des profils sont bien reproduites. Pour les calculs sur A3C, on prend la valeur nf = 5.
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(en fonction de X/F au sein de la flamme pour différents épaississements

Paramètres

Les valeurs des paramètres pris en compte par le modèle DTF sont regroupés dans le tableau D.2 :

Table D.2 – Valeur des différents paramètres pris en compte par le modèle DTF

nf Ω
0
DTF Cα S0

L(m · s−1) δ0L(m) β ∆e/∆ lmaxt (m)

5 2,5 · 10−5 500 0, 86 3,9 · 10−4 1 10 0, 015
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D.3 Comparaison avec les mesures de la campagne MICAEDI

D.3.1 Comparaisons aux mesures PLIF, PIV et microphone

Comme indiqué dans la partie 5, le banc A3C a également été utilisé afin d’étudier le comportement de
la flamme en présence d’instabilités. Des mesures ont donc été réalisées par PIV (champ aérodynamique)
et PLIF OH pour des conditions de combustion stable et instable (voir [165, 107]).

Contrairement aux expériences auxquelles les calculs sont comparés dans la partie II, la vitesse débitante
du prémélange employée au cours de cette campagne est de 70m · s−1 ce qui conduit à un nombre de
Reynolds différent. Ainsi, les comparaisons avec les calculs DDES et DDES-qw présentées dans cette
section sont donc d’ordre qualitatif. De plus, les conditions instables sont obtenues dans l’expérience en
obturant partiellement le col de sortie jusqu’à ce que la pression dans la chambre atteigne 1,5 bar . Dans
le calcul DDES-qw la flamme est excitée « numériquement » par un mode quart d’onde généré par la
réflexion des ondes au niveau de la condition de sortie subsonique.

Les champs de T ′

RMS , |ũ|, u
′

RMS , v
′

RMS dans le plan médian pour les calcul DDES et DDES-qw sont
comparés aux visualisations moyennes de OH et aux mesures moyennées de |u|, u′

RMS , v′

RMS pour les
cas stables et instables figures D.4 et D.5 respectivement. Après l’analyse de ces figures, il apparaît que
les résultats numériques obtenus sont en bon accord avec les mesures de vitesses pour le cas stable. En
revanche, la visualisation moyenne de OH semble indiquer que la combustion a lieu dans une zone plus
large que le pinceau mis en évidence par les T ′

RMS . En fait, l’espèce OH n’étant pas prise en compte dans
le calcul, l’utilisation de T ′

RMS est purement qualitative (la diffusion de OH aurait tendance à donner une
région plus large que celle délimitée par T ′

RMS qui traduit uniquement le passage du front de flamme).
Concernant la comparaison des calculs DDES-qw aux mesures, on peut constater qu’expérimentalement
le phénomène est beaucoup plus intense notamment au niveau de la flamme qui est davantage déviée
vers la partie haute de la chambre voire remonte dans le canal amont (flash-back). D’un point de vue
acoustique, l’obturation du col de sortie entraîne l’apparition d’ondes plus intenses que de la réflexion
numérique ces résultats ne sont donc pas surprenants.

En outre, durant cette campagne, l’évolution de la pression dans la chambre a été mesurée à l’aide
d’un micro placé au droit de la marche. Sur la figure D.6, les spectres de pression en dB ·Hz−1 obtenus
en régime stable et instable, sont comparés aux spectres obtenus pour les calculs DDES et DDES-
qw. Lorsque l’on compare ces deux séries de spectres on peut d’abord constater que, conformément à
l’expérience, les niveaux obtenus en instable sont supérieurs d’environ 10 dB au cas stable. De plus, pour
le cas stable, on constate qu’il y a un assez bon accord entre l’allure du spectre issu du calcul et les
mesures. En revanche, on peut constater un léger décalage au niveau des pics. Expérimentalement, pour
le cas instable, on peut constater une stabilisation des niveaux entre 1000Hz et 2000Hz, tendance qui
n’est pas reproduite au niveau du calcul. En outre, l’apparition de pics liés à un mode acoustique de la
chambre est moins évidente dans l’expérience, cela est dû en partie au mode d’obtention des instabilités
lors de la campagne de mesures.
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Figure D.4 – Champs aérodynamiques moyens et fluctuants (|ũ|, u′RMS , v
′

RMS) et thermochimiques
moyens (PLIF OH - T ′RMS pour le calcul DDES) pour le cas stable dans la zone délimitée
par le hublot.

Figure D.5 – Champs aérodynamiques moyens et fluctuants (|ũ|, u′RMS , v
′

RMS) et thermochimiques
(PLIF OH-T ′RMS pour le calcul DDES-qw) pour le cas instable dans la zone délimitée
par le hublot.
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Figure D.6 – Spectres de pression en dB ·Hz−1 pour le cas stable (gauche) et instable (droite) pour
les calculs (rouge) et les mesures micro (bleu)

D.3.2 Compararaison aux visualisations instantanées de chimie-luminescence OH

Sur la figure D.7 une séquence d’images obtenues par chimie-luminescence au cours d’un cycle instable
(mais sans flashback) est comparée à une séquence de dégagement de chaleur pour le calcul DDES-qw
(pour le calcul le temps physique correspond à ∆t0 ≈ 3ms). Les comportements de la flamme dans les
deux cas sont similaires, on peut également noter un important plissement qui traduit le rôle joué par le
fort couplage avec les tourbillons créés au niveau de la marche engendrant un battement de la flamme
[157].

!"#$% !"&#$% !"'(#$% !"')#$% !"(*#$% !"+##$%

Figure D.7 – Séquence de dégagement de chaleur dans le plan transverse (haut), visualisations ins-
tantanées d’émission spontanée OH dans la direction transverse



Annexe E

Etude préliminaire en 2D sur la tuyère
ATAC

Avant d’aborder la simulation numérique 3D de l’écoulement réactif dans la tuyère surdétendue ATAC,
une étude sur des maillages 2D a été réalisée, afin d’évaluer l’influence de certains paramètres comme
la résolution des couches limites amont ainsi que la température pariétale au niveau du divergent. L’in-
fluence de l’obstacle en sortie de tuyère sur la dynamique de l’écoulement est également étudiée. Pour
plus de détails concernant les calculs présentés dans cette annexe, le lecteur est invité à consulter la
référence [173].

E.1 Présentation des maillages et conditions des calculs

E.1.1 Domaines de calcul et maillages

Dans le cadre de cette étude on considère un domaine de calcul, comprenant l’intégralité de la tuyère
et de l’injecteur. Le maillage hybride réalisé est détaillé figure E.1. Le choix d’imposer une condition
au limite au niveau de l’obstacle est justifié à la référence [132]. En effet, si l’on effectue une coupe du
domaine de calcul 3D, on obtiendrait une paroi à la place du mât qui par conséquent bloquerait le débit
amont ce qui n’est pas représentatif de la réalité, ainsi à cette référence deux solutions sont envisagées :
imposer une condition d’entrée au niveau de l’obstacle ou élargir le domaine de calcul en amont (sans
mât) et par conséquent avoir un écoulement établi au niveau de la rupture de pente. La comparaison
de ces deux méthodes met en évidence de meilleurs résultats pour la première approche. L’utilisation
d’un maillage hybride sur ce cas est intéressant car il permet de discrétiser les couches limites à l’aide
de rectangles, tout en permettant un raffinement local avec des triangles dans les zones décollées, qui
sont progressivement dérafinés en aval du domaine de calcul. L’étude de l’influence de la discrétisation
des couches limites sur l’écoulement moyen a été réalisée sur trois maillages (désignés par 1 − 2 − 3),
comportants respectivement 25, 40 et 60 points dans la couche limite. Par ailleurs, ces maillages sont
respectivement constitués d’un total de 81396, 102474 et 127892 cellules. Enfin, un maillage a été réalisé
en supprimant l’obstacle et en conservant la discrétisation du maillage 2. Les limites de ce nouveau
domaine de calcul sont illustrées figure E.2 (maillage 4).

E.1.2 Conditions aux limites

La figure E.2 illustre la position et le type des limites du domaine de calcul. Les conditions aux limites
qui sont imposées sont les mêmes que pour le calcul 3D (voir chapitre 8) à l’exception de la condition au
limite au niveau de l’obstacle pour laquelle la direction du vecteur vitesse est imposée et est quasiment
perpendiculaire au plan d’injection (0, 05, 1, 0).
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Figure E.1 – Vue générale du maillage, et vues détaillées sur la tuyère (maillage 1) (traits noirs),
zoom sur la couche limite

Figure E.2 – Conditions aux limites pour la configuration ATAC en 2D avec obstacle – maillages 1,
2, 3 – (traits pleins) et sans obstacle – maillage 4 – (points tillés)
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E.1.3 Calculs réalisés

L’ensemble des calculs présentés est regroupé de manière synthétique dans le tableau E.1. L’objectif visé
par ces calculs est désigné par CL pour l’influence de la résolution de la couche limite (étudiée pour
plusieurs valeurs de pi avec Ti = 2483,7K en sortie de chambre), par TP pour la température pariétale
(étudiée pour Tw = 380K et 520K) et enfin O pour caractériser l’influence de l’obstacle sur la dynamique
de l’écoulement). Les modèles employés ainsi que les schémas numériques utilisés sont les mêmes que
pour les calculs 3D (se référer à la section 8.3). Le pas de temps pour les calculs DDES est pris égal à
2 · 10−7 s.

Table E.1 – Calculs réalisés en 2D
Objet pi(bars) Tw(K) Turbulence Maillages Combustion

CL 30 380 RANS k − ω SST 1,2,3 aucune (air)
CL 26 380 RANS k − ω SST 1,2,3 chimie figée
CL 22, 2 380 RANS k − ω SST 1,2,3 Arrhenius

TP 22, 2 520 RANS k − ω SST 2 Arrhenius

O 22, 2 520 DDES 2,4 Arrhenius
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E.2 Résultats et discussion

E.2.1 Influence de la résolution de la couche limite (calculs CL)

L’ensemble des résultats des calculs RANS correspondant à l’étude de l’influence de la résolution de la
couche limite (CL) sont regroupés figure E.3. Des iso-lignes de Mach supersoniques sont superposées
pour les trois maillages afin de mettre en évidence la topologie du décollement. De plus, les profils de
pression au niveau de la paroi haute sont reproduits sur cette même figure.

On peut constater que suivant les conditions simulées, le nombre de points dans les couches limites amont
à une influence plus ou moins importante. Ainsi, on peut remarquer que lorsque le décollement a lieu très
en aval dans le divergent, c’est à dire pour pi élevée, une résolution fine de la couche limite est nécessaire
pour obtenir une prévision correcte du point de décollement. La position du point de décollement est bien
reproduite à pi intermédiaire pour toutes les résolutions. En revanche, on peut constater une différence
au niveau des iso-lignes de Mach. Enfin, en réactif et pour pi faible (correspondant aux conditions des
calculs réalisés en 3D), on constate que les différences entre les calculs sont très faibles. Cette étude
justifie par conséquent le choix de prendre 40 points dans la couche limite supérieure et 25 points pour
les couches limites basses et latérales en 3D.

Figure E.3 – (gauche) Iso-lignes de nombre de Mach avec M allant de 1 à 3 pour les calculs CL,
(droite) profils de pression au niveau du divergent
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E.2.2 Influence de la température pariétale (calculs TP)

Sur la figure E.4, on peut constater que la topologie du champ de radicaux OH dans le divergent est
très dépendante de la température pariétale.

Figure E.4 – Champ de fraction massique de OH moyenne, iso-lignes de Mach (M > 1) et lignes de
courant pour les différentes températures imposées à la paroi

De plus, la comparaison des profils de pression au niveau du divergent figure E.5 montre que la position
du décollement est modifiée, le décollement étant plus précoce pour Tp égale à 520K ce qui est en accord
avec une augmentation de la viscosité en proche paroi.
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)
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Figure E.5 – Profils de pression au niveau de la paroi haute du divergent pour les deux températures
de parois retenues (bleu Tp = 380K, rouge Tp = 520K , mesures, symboles

Ainsi, la température de 520K a été retenue pour les calculs 3D de telles conditions permettant l’appa-
rition de OH dans le divergent en RANS.
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E.2.3 Influence de l’obstacle sur la dynamique de l’écoulement et sur les champs
moyens (calculs O)

Sur la figure E.6, on peut observer l’influence de l’obstacle sur les champs moyens obtenus en DDES.
Ainsi, contrairement au cas avec obstacle, on voit apparaître une large zone réactive au niveau du culot,
entraînée par une large recirculation. De plus, mis à part dans la zone décollée près de la sortie du di-
vergent où deux recirculations sont mises en évidence, il apparaît que la topologie de l’écoulement moyen
est très peu modifiée. Ce calcul n’est en revanche pas représentatif d’une suppression de l’obstacle en
3D, l’existence de ce type de recirculation étant due à la non prise en compte du mât. En effet, dans
les conditions expérimentales, celui-ci bloque le débit dans la direction longitudinale en amont ce qui
tenderait à limiter l’apparition d’un écoulement de culot dans la partie haute du domaine de calcul.

Figure E.6 – Champ de fraction massique de OH, iso-lignes de Mach (M > 1) et lignes de courant
pour les calculs avec et sans obstacle (gauche et droite)

Bien que non représentatifs de la configuration 3D réelle, ces calculs ont pour objectifs de mettre en
évidence le rôlé joué par l’obstacle dans l’apparition du pic à 1 kHz au niveau des spectres de pression
obtenus pour un capteur situé sur la paroi haute du divergent. On peut constater figure E.7 que confor-
mément au cas 3D (section 8.6), le calcul 2D avec obstacle fait apparaître un pic à environ 1200Hz. Ce
pic tend à disparaître lorsque l’on enlève l’obstacle. En effet, on constate une atténuation d’environ 10 dB
de l’énergie contenue à basse fréquence, autour de 1 kHz pour le cas sans obstacle. Dans ce cas on voit
apparaître une contribution plus importante des fréquences supérieures à 2000Hz probablement liées à
l’écoulement de culot. Enfin, contrairement au cas 3D, on peut néanmoins remarquer la prédominance de
fréquences supérieures à 10 kHz. L’origine de ces hautes fréquences n’est pas analysée dans ce mémoire.
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Figure E.7 – Comparaison des spectres obtenus au niveau d’un capteur situé sur la paroi haute du
divergent pour les calculs DDES avec (traits rouges) et sans obstacle (traits mauves)
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