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Avant-propos

L’inventeur du moteur a allumage par compression, Rudolf Diesel, était ma par la volonté de
remplacer la machine & vapeur brilant du charbon par un moteur avec un rendement plus élevé mais
aussi plus propre. Ces considérations demeurent d’actualité aujourd’hui plus qu’hier. En effet, a partir
de la seconde moitié du XX®™® siecle, l'origine de la pollution a changé et aujourd’hui, le nombre de
véhicules s’accroissant fortement avec ’essor de pays émergents tels que la Chine ou I'Inde, le trafic
automobile est devenu un facteur prépondérant dans la qualité de ’air que nous respirons. La volonté
du législateur en matiere de respect de 'environnement s’est ainsi fortement accrue lors des quinze

dernieres années, notamment avec 'introduction en Europe des normes EURO (figure [1]).

EUROI 1993

HC A
097 EUROII 1997

] EURO VI 2015

0,14 0,08 0,05/ 0,025 0,00;[\ il | il | | | NOX

< :
PM ‘ ‘ ‘ ‘ ] | osl_ 0,0s| 0,18 | 0,25 05|07 097"
0,64
1,0
272 |
vCO

Fi1G. 1 — Diagramme d’évolution temporelle des normes européennes sur les émissions polluantes des
moteurs Diesel - HC pour hydrocarbures imbrilés, NO, pour oxydes d’azote, CO pour monoxydes

de carbone et PM pour particules fines

Les transports routiers sont a lorigine de plusieurs dizaines de millions de tonnes d’émissions
polluantes qui représentent, selon les composants, une part de 10 & 75% des émissions totales. Si

lessor de nouvelles énergies renouvelables et /ou peu polluantes (pile & combustible, énergie solaire,
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etc.) peut a terme réduire les taux d’émission de polluants dans l'air, la production d’énergie est, et
restera pour quelques temps encore, basée sur le pétrole.

Or, les réserves mondiales de brut (c’est-a-dire la quantité de pétrole que les experts sont certains
de pouvoir extraire de fagon économique) se montent & environ 700 milliards de barils, sur lesquels
quelques 360 milliards se trouvent au Moyen-Orient. Aux Etats-Unis, les réserves connues ne sont que
de 27 milliards de barils, ce qui, au rythme de production national actuel, représente moins d’une
décennie de réserve.

Pollution et consommation sont donc deux problemes intimement liés et font I’enjeu d’énormes in-
vestissements de la part des constructeurs automobiles. Une grande partie de ces investissements vise
a améliorer notre connaissance des nombreux phénomenes physiques liés aux moteurs. En remontant
le processus de pollution a ’envers, il apparait clairement qu’une diminution des émissions polluantes
et de la consommation de carburant repose d’abord sur une optimisation du processus de combustion
du carburant. Pour réduire le taux d’hydrocarbures imbrulés, il est nécessaire d’avoir une connaissance
précise de la répartition du carburant dans la chambre de combustion. Que 1’on parle d’injection “indi-
recte” ou “directe”, cette répartition du carburant est le résultat final du processus de transformation
du jet de carburant en un spray de fines gouttelettes. Ce processus est appelé atomisation.

Pour étudier un tel phénomene physique, deux voies sont possibles : I’étude expérimentale ou la
simulation numérique. Les méthodes de diagnostic optique permettent aujourd’hui la connaissance des
écoulements présents dans un moteur a combustion. Cependant, une caractérisation précise en trois
dimensions reste encore délicate a obtenir. De plus, les sprays Diesel sont optiquement denses et les
conditions atmosphériques dans la chambre de combustion (température et pression importantes) ne
facilitent pas la tache de I'expérimentateur.

La simulation numérique devient une voie d’analyse des phénomenes physiques de plus en plus
usitée. Elle permet 'acces a I’ensemble de I’écoulement dans la chambre de combustion, mais également
en amont (admission d’air, écoulement dans l'injecteur) et en aval (échappement des gaz, dépollution).
Il existe différents outils de simulation numérique 3D.

La Simulation Numérique Directe (DNS pour Direct Numerical Simulation) permet, & laide de
schémas numériques précis, de simuler I'intégralité des échelles de I’écoulement, sans aucune modélisa-
tion des équations de Navier - Stokes. Cet outil est tres efficace pour la compréhension des phénomenes
physiques car il permet d’avoir acces a ’ensemble des données physiques caractérisant 1’écoulement.
Il nécessite cependant une discrétisation tres fine en espace et en temps et restreint donc la plupart
du temps son utilisation a I’étude de cas académiques.

La Simulation aux Grandes Echelles (LES pour Large Eddy Simulation) propose une simulation
des grandes échelles avec une modélisation des plus petites échelles de 1’écoulement (ou “modeles de
sous-maille”). Cette approche est trés prometteuse car elle permet par exemple, dans le cas d’une
utilisation en conditions moteur, de capturer des phénomenes qui varient d’un cycle moteur a ’autre.

La Simulation de type RANS (pour Reynolds Averaged Navier - Stokes) consiste a résoudre les
équations de Navier - Stokes moyennées statistiquement et permet d’accéder aux grandeurs moyennées

de I’écoulement étudié. Cet outil de simulation nécessite un plus grand effort de modélisation mais
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permet des temps de calcul beaucoup moins importants qu’en LES ou DNS. Il est ainsi I'outil le plus
utilisé dans la recherche automobile industrielle car son cotit de mise en place et d’utilisation est le
plus faible. C’est dans cette catégorie de simulations numériques que s’inscrit le travail présenté dans
ce manuscrit.

Dans ce contexte, I’objectif de ’étude est de développer théoriquement un modele eulérien d’atomi-
sation de l'injection haute pression de type Diesel, d’y intégrer la modélisation des échanges thermique
et massique et de I'implémenter numériquement dans le logiciel de CFD (pour Computational Fluid
Dynamics) utilisé par PSA Peugeot Citroén afin de le rendre compatible avec les modeles de combus-

tion déja disponibles dans le code de calcul.

Plan du mémoire

Le présent document se compose de six chapitres : les deux premiers concernent une étude biblio-
graphique portant sur la physique du phénomene de fractionnement d’un jet liquide et un état de
I’art consacré aux différents modeles d’atomisation actuels. Les quatre derniers chapitres constituent
I’essentiel de la contribution de ce travail : tout d’abord une description globale du modele développé,
ensuite deux points spécifiques sont abordés, concernant la modélisation de I’équation de transport de
la densité d’interface liquide/gaz et la fermeture des termes de flux turbulents. Enfin, le manuscrit se

termine par les validations et applications du modele.

Chapitre 1 : Fractionnement d’un jet liquide - physique du phénomene

Le premier chapitre retrace les phénomenes essentiels liés a la rupture d’un jet liquide. Des consta-
tations phénoménologiques obtenues a l'aide d’études expérimentales et numériques sont présentées.
Les nombres adimensionnels caractéristiques d’un spray ou d’une goutte liquide sont introduits et une

analyse linéaire des instabilités pour les différents régimes de rupture est proposée.

Chapitre 2 : Revue des modeles d’atomisation actuels

Le second chapitre est consacré a la description des différentes approches possibles pour la résolution
de I’équation d’évolution de la fonction densité de probabilité d’un spray (ou équation de Williams).
Les principes des approches lagrangienne et eulérienne sont présentés, en insistant sur les similitudes et
les différences entre ces deux approches. Ensuite, les lois de comportement individuel de type “goutte”
sont décrites en détails. La modélisation des échanges thermique et massique est approfondie dans le
but d’'une adaptation et d’une intégration dans le modele eulérien développé dans cette étude. Enfin,
ce chapitre s’acheve sur une revue bibliographique des principaux modeles lagrangiens de spray. Un
bilan sur les limitations de ces approches est également présenté et permet de dresser les grandes lignes

de développement du modele proposé dans cette étude.
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Chapitre 3 : Le modele Euler - Lagrange pour les Sprays et 1I’Atomisation

Ce troisieme chapitre offre une description globale du modele développé durant cette étude : le
modele FLSA (pour Euler - Lagrange pour les Sprays et I’Atomisation). Il permet une modélisation
complete du spray, de I'intérieur de I'injecteur jusqu’en zone diluée, en prenant en compte la présence
d’une zone dense de liquide pres de la buse d’injection. Les principales équations du modeles sont
présentées. Tout d’abord, I’équation de transport de la fraction massique de liquide est introduite.
Un terme non fermé apparait dans cette équation et sa modélisation est traitée au chapitre [o| En-
suite, I’équation de transport de la densité d’interface liquide/gaz est présentée. C’est une équation
phénoménologique ou chaque terme source correspond a un phénomene physique agissant sur la quan-
tité d’aire interfaciale. Une attention particuliere a la fermeture de cette équation est portée au chapitre
Enfin, la modélisation des échanges thermique et massique est introduite dans le modele FLSA avec
une équation de transport pour la fraction massique de vapeur de carburant ainsi qu’une équation de

transport pour 'enthalpie massique de la phase liquide.

Chapitre 4 : Modélisation du transport de la densité d’interface liquide/gaz

Ce quatrieme chapitre est essentiellement consacré a la modélisation du transport d’une interface et
plus particulierement du transport de la densité massique moyenne d’interface liquide/gaz. Une revue
bibliographique des différents modeles ayant introduit tout d’abord une densité de surface de flamme
puis une densité d’interface liquide/gaz est présentée. En tenant compte des limitations recensées
dans cette revue bibliographique, une équation de transport de la densité d’interface liquide/gaz qui

distingue les phénomenes physiques en zone dense de ceux en zone diluée est proposée.

Chapitre 5 : Fermeture des termes de flux turbulents

Le cinquieme chapitre concerne les termes de flux turbulents dont la modélisation est nécessaire
dans les équations de transport de la fraction massique de liquide et de la densité d’interface li-
quide/gaz. Un état de 'art des fermetures possibles de ces termes, au premier et au second ordre,
est d’abord présenté. Ensuite, une méthode originale de couplage en zone diluée du spray entre les
formalismes eulérien et lagrangien est proposée, permettant ainsi d’introduire le phénomene de trainée

des gouttes dans le modele ELSA.

Chapitre 6 : Validations du modele FLSA - Applications et Résultats

Enfin, le dernier chapitre présente I’ensemble des validations du modele. Une étude comparative
avec des résultats de DNS en zone dense du jet, pres de la buse d’injection est tout d’abord proposée.

En seconde partie d’étude, plusieurs calculs a priori, sans prise en compte des échanges thermique et
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massique, sont présentés afin d’étudier I'impact de certains parametres physiques ou numériques sur le
développement du jet dans la chambre. Ensuite, une validation du modele est proposée pour des sprays
Diesel vaporisant, a ’aide d’une base de données expérimentale ot des mesures de pénétrations liquide
et vapeur sont disponibles. Enfin, la derniere partie de 1’étude concerne la modélisation de sprays
Diesel en combustion. Des résultats de calculs ou FLSA est couplé avec un modele de combustion
sont présentés. Une premiere série de calculs illustrant 'influence de la taille du trou de 'injecteur
sur la combustion est proposée. Finalement, un cas de validation est présenté, basé sur des données
expérimentales sur le positionnement de la flamme en régime stationnaire d’injection, en fonction des

conditions thermodynamiques dans la chambre.






Chapitre 1

Fractionnement d’un jet liquide -

physique du phénomene

Comprendre les phénomenes physiques mis en jeu lors du processus d’atomisation d’un jet liquide
est primordial pour caractériser un spray dans une chambre de combustion. Cette problématique
est tres active depuis quelques années devant l’essor des moteurs a combustion interne a injection
directe haute pression. De nombreuses études tant théoriques qu’expérimentales ont été menées pour
mettre en évidence les aspects fondamentaux du fractionnement de jets liquides, notamment dans le
cas d’injections de liquide & trés grande vitesse comme le proposent Reitz et Bracco [I]. Cependant,
aux vues de ces vitesses désormais usuellement utilisées dans les moteurs contemporains, que ce soit
d’un point de vue théorique qu’expérimental, les phénomenes physiques rencontrés dans ce type de
fractionnements sont difficilement identifiables et la caractérisation précise d’un jet liquide haute

pression est tres délicate.

1.1 Observations expérimentales

1.1.1 Mise en évidence de la présence d’un cceur liquide

En 1997, Fath et al. [2] réalisent des observations expérimentales du jet liquide pres de la sortie
de l'injecteur. En comparant le signal issu d’un cylindre liquide intact & celui issu d’un spray Diesel
en zone dense, ils mettent en évidence la présence d’un cceur liquide intact en sortie d’injecteur, qui
sera communément appelé par la suite “dard liquide”. L’année suivante, Chang et al. [3] étudient
également cette zone et, par tomographie laser, mettent en évidence une phase dispersée autour du
ceeur liquide, consitutée de gouttelettes. Ils remarquent de plus que la longueur du dard liquide semble
étre indépendante des conditions expérimentales simulées.

11 est ainsi possible de représenter schématiquement un jet liquide haute pression (figure . Ce
dernier peut donc étre décrit comme étant constitué d’une zone dense de liquide ot les quelques paquets
liquides détachés du ceeur liquide ont une forme indéterminée mais probablement non sphérique, et

d’une zone diluée ou par opposition, ’hypothese de sphéricité des gouttes peut-étre utilisée.
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Injecteur
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Pression d'injection

1\

Zone dense de liquide

Zone diluée
(gouttes sphériques)

Fi1G. 1.1 — Représentation schématique d’un jet liquide haute pression, mettant en évidence la zone

dense du jet pres de la buse d’injection

Pres du nez de 'injecteur, la ou le coeur liquide est encore intact, d’autres techniques de mesure
du type rayons X sont proposées depuis 2000, comme celle de Powell [4] [5 [6]. Elles permettent de
pénétrer plus finement cette zone, pour ainsi quantifier une longueur de ceoeur liquide et établir un

champ de valeurs de fraction volumique de liquide.

Plus en aval de I’écoulement, dans une zone ot le jet liquide est principalement composé de gouttes
détachées et sphériques, des outils expérimentaux comme le Phase Doppler Analyser (PDA) per-
mettent d’extraire des informations sur la distribution de taille des gouttes ainsi que leurs compo-
santes vitesses respectives. Cependant, ce type de mesures n’est réellement efficace (taux de validation
proche de 100%) qu’a une distance minimale de cinquante voire cent diametres de 'injecteur. Il est
donc assez délicat de traiter de I'influence de phénomeénes physiques qui apparaissent dans I'injecteur,

ou pres des levres de sortie de I'injecteur, grace a ces mesures de taille de gouttes et de vitesses.

Hormis quelques études comme celles-citées plus haut, la zone proche du nez de l'injecteur reste
extrémement difficile a étudier expérimentalement. Ces difficultés viennent principalement du fait qu’il
est tres complexe d’accéder optiquement a cette région du spray car elle est tres dense et fortement
instable. Une source lumineuse orientée vers cette endroit du spray ne permet pas de mesures quanti-
tatives tant les réflexions sont multiples. La plupart des résultats expérimentaux restent donc souvent
qualitatifs prés de la buse d’injection. Cependant, quelques techniques de mesure essayées récemment

semblent étre prometteuses :

— celles utilisant des lasers pulsés de durée ultra-courte, de type femtoseconde permettant de
recueillir des informations sur la taille des gouttes dans le cas de jets liquides denses, Mées et
al. [7];

— celles qui s’appuient sur la“Laser Correlation Velocimetry” (pour LCV') et qui permettent d’ob-
tenir des champs de vitesse en zone dense du jet, comme le proposent Chaves et al. [§];

— celles se basant sur de la radiologie X comme propose Cai [9].
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1.1.2 Influence de I’écoulement dans l’injecteur sur le développement du jet

Depuis quelques années, des auteurs comme Reitz [10], Huh [11] et plus récemment Stahl [12| 13]
mettent en évidence l'influence de ’écoulement dans la buse d’injecteur sur le développement du spray
dans la chambre de combustion. Cet écoulement est bien entendu la conséquence directe de géométries
de plus en plus complexes dans les injecteurs. Ces contraintes peuvent générer des profils spatiaux de
turbulence et de vitesse de la phase liquide tres hétérogenes en sortie d’injecteur, voire méme de la
cavitation dans certaines conditions d’utilisations et en présence de certaines buses d’injecteur.

Stahl et al. mettent en évidence dans un premier temps en 2005 [12] I'influence de la géométrie
interne de la buse d’injecteur, le débit injecté, et donc indirectement le niveau de turbulence, sur le
développement du jet. Comme le montre la figure la topologie du spray est fortement modifiée
d’un cas a l'autre : 'angle de spray augmente avec le niveau de turbulence et a 'opposé, la longueur

de déstabilisation du jet décroit lorsque le niveau de turbulence augmente.

Obstruction only
inside nozzle C Il

FiGg. 1.2 — Influence de la géométrie de 'injecteur, du débit injecté et du niveau de turbulence sur le

développement du spray dans la chambre de combustion - Stahl et al. [12]

L’année suivante, ces mémes auteurs présentent une étude [I3] se focalisant plus particulierement
sur I'influence de I’ajout d’un insert a 'intérieur de la buse sur la rupture du jet en aval de I’écoulement,
comme le montre la figure Avec et sans cet insert, les auteurs font varier le débit injecté et des ten-
dances se dégagent : elles sont conformes a celles issues des expérimentations présentées précédemment
en termes d’angle de spray et de longueur de déstabilisation. L’ajout de cet insert contraint fortement
I’écoulement et peut déclencher un phénomeéne de cavitation dans la buse, & savoir la formation d’une
poche de carburant vapeur due a la chute de pression en dessous de la pression de vapeur saturante.
Les conséquences d’un tel phénomeéne sont multiples. Les principales sont une augmentation de la
turbulence et de la vitesse de la phase liquide, en considérant la réduction de la section de passage du
liquide. Stahl et al. montrent aussi que cette poche de cavitation peut déstabiliser le jet plus tot, et
de maniere dissymétrique par rapport a I'axe d’injection.

De nombreuses études sont menées a ce sujet, Saliba [14] [15] propose une visualisation du phéno-
mene a 'aide d’un injecteur transparent (figure . Plus tot, Reitz [16] mettait en évidence que le

phénomene de cavitation, augmentant la vitesse en sortie d’injecteur, pouvait accentuer le phénomene
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FiG. 1.3 — Influence de ’'ajout d’un insert dans la buse d’injecteur, pour différents débit injectés, sur

le développement du jet dans la chambre de combustion - Stahl et al. [13]

F1G. 1.4 — Visualisation du phénomeéne de cavitation dans un injecteur transparent - Saliba [14] [15]

d’atomisation. Ce n’est pour autant pas une condition nécessaire et suffisante. Reitz insiste sur le fait
que 'atomisation est la conséquence d’une succession de plusieurs facteurs déclenchants comme le
développement d’instabilités aérodynamiques, le niveau de turbulence du liquide et la forme géomé-

trique de l'injecteur.

1.2 Une nouvelle approche : ’expérience numérique

Face aux difficultés expérimentales présentées aux paragraphes précédents, 'approche numérique
semble de plus en plus utilisée pour 'analyse de ce type de physique rencontrée proche de la buse

d’injecteur. Le concept tres prometteur d’“expérience numérique” devient alors envisageable, en se
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basant sur des simulations numériques directes.

Le concept d’“expérience numérique” consiste en des comparaisons entre des modélisations de
phénomenes physiques et des simulations numériques directes (DNS pour Direct Numerical Simula-
tion) de ces mémes phénomenes. En I'occurence, dans des conditions de type Diesel, les simulations
numériques directes ne sont pas nombreuses, du fait des vitesses d’injection trés importantes, des rap-
ports de densités significatifs entre les phases liquide et gaz et de la résolution des équations de Navier
- Stokes tres complexe en diphasique. Différentes méthodes sont possibles pour la simulation des mi-
lieux diphasiques du type liquide - gaz : Papproche de type “Volume of Fluid” (VOF') [17], le suivi
d’interface “Level Set” [1§] ou la méthode des marqueurs [19]. De plus amples détails sur ces méthodes
sont fournis au paragraphe Récemment Zaleski [20] et Ménard [2I] proposent des résultats issus
de simulations numériques directes proches des conditions Diesel. L’approche de Ménard et al. est
basée sur une méthode originale de couplage entre les approches Volume of Fluid et Level Set.

Dans les conditions simulées par Ménard, des concessions sont faites faces aux conditions d’injection
haute pression de type Diesel : une vitesse d’injection diminuée & 100m/s (en lieu et place de vitesses
de 300 a 400m/s habituellement observées en sortie de buse lors de pressions d’injection de I'ordre du
millier de bars) et une tension de surface multipliée par un facteur trois, pour permettre de conserver
les plus petites gouttes en considérant le maillage utilisé. Cependant, le choix de telles simplifications
reste pertinent dans le sens ou le régime de fractionnement du jet est toujours celui de ’atomisation
avec de forts nombres adimensionnels de Reynolds et de Weber.

La figure représente une évolution temporelle de l'injection, issue des calculs effectués par
Ménard et al.. Ces résultats sont trés encourageants : ils permettent d’observer la zone dense du spray.
Notamment, ils permettent de visualiser dans les premiers instants de l'injection la formation d’un
“champignon” en téte de spray. Ces calculs permettent aussi de mettre en évidence au niveau du
dard liquide la présence d’instabilités de surface. En effet, dans I’axe d’injection, sur une distance
d’environ six diametres d’injecteur, tres peu de paquets liquides se détachent du cceur. Seules des
ondes de surface se distinguent : elles jouent un réle important sur ’atomisation du jet par la suite.
Les quelques paquets liquides visibles pres du nez de I'injecteur n’ont pas été éjectés de la zone dense
mais sont plutot issus des tous premiers instants de l'injection, lorsque le jet pénétre dans la chambre
de combustion.

Les calculs présentés par Ménard et al. mettent ainsi en évidence la présence d’un dard liquide
intact, en sortie de buse d’injecteur. La figure [1.6] proposée par ces mémes auteurs présente au centre
ce cceur liquide intact. De plus, visuellement, il apparait que la masse des structures liquides détachées
du coeur semble étre tres faible comparée a celle du coeur lui-méme et ce, sur une distance de plus de
vingt diametres dans ’axe d’injection.

La figure s'intéresse plus particulierement a la forme des paquets liquides éjectés du coeur
liquide. A titre d’exemple, trois paquets extraits du calcul DNS sont présentés ici : le premier est une
goutte sphérique ou du moins un paquet liquide dont la forme s’approche d’une sphere, le second a
une forme plus complexe et le troisieme ressemble a un ligament. Négliger cette diversité des formes

rencontrées lors de la phase d’atomisation d’un jet liquide, en imposant une hypothese de sphéricité
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FiG. 1.5 — Dynamique de spray obtenue a l'aide d’une simulation numérique directe de Ménard et al.

[21]

des gouttes, ne peut qu’entrainer une mauvaise estimation des transferts de quantité de mouvement

(loi de trainée), de masse et d’énergie (loi d’évaporation) par la suite.

Ces observations, qu’elles soient expérimentales ou numériques, permettent ainsi de mettre en

évidence plusieurs phénomenes :

— D’écoulement a l'intérieur de 'injecteur a des conséquences directes et significatives sur le pro-
cessus d’atomisation et donc sur la rupture du jet liquide; le niveau de turbulence du liquide a
I'intérieur de la buse ainsi que la cavitation sont des facteurs déclenchants et il apparait donc
nécessaire de développer un modele d’atomisation capable de prendre en compte ces phénomenes ;

— Dexistence d’un dard liquide, d’une zone de liquide intact proche du nez de la buse d’injecteur,
nécessite d’étre prise en compte lors du développement de ce modele;

— les structures liquides qui se détachent du coeur ont des formes tres différentes des spheres
(ligaments, surfaces plissées, formes tres complexes, etc.) ; il devient de plus en plus délicat de
modéliser un spray comme un ensemble de gouttes sphériques isolées dans de telles conditions
d’injection.

Ces considérations permettent ainsi de mettre en place un canevas pour le développement d’un modele

d’atomisation.
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F1a. 1.6 — De haut en bas, le jet liquide complet, le cceur liquide intact et enfin la partie détachée du
coeur liquide - Ménard et al. [21]

Fia. 1.7 — De gauche a droite, une goutte sphérique, un ligament et une forme plus complexe issus

des calculs de Ménard et al. [21]

1.3 Caractérisation physique de la rupture d’un jet liquide

Avant toute description théorique de la physique du fractionnement d’un jet liquide, il est tout
d’abord nécessaire d’introduire plusieurs nombres adimensionnels. En effet, ces nombres adimension-
nels permettent de délimiter les différents régimes de fractionnement du jet. Une analyse linéaire des

instabilités sera présentée, pour les différents régimes de fractionnement.
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1.3.1 Introduction des nombres adimensionnels caractéristiques d’un jet liquide

turbulent

Afin de qualifier a priori les différents phénomenes physiques que peut rencontrer un jet liquide
turbulent comme un spray Diesel, il est donc tout d’abord nécessaire d’introduire les principales
forces/énergies qu'un spray rencontre lors de son développement dans une chambre de combustion.
Il y a tout d’abord la notion de force aérodynamique ou force d’inertie, ce qui revient a caractériser
la quantité de mouvement du jet issue de la pression d’injection imposée dans la rampe commune en
amont de l'injecteur. Face a 'aérodynamique du jet, la phase liquide posseéde une certaine résistance
a la rupture en plusieurs paquets liquides : la force de tension de surface. Enfin, la notion de viscosité,
qu’elle soit celle de la phase liquide ou de la phase gazeuse, est également importante a introduire car
elle symbolise les effets de dissipation de 1’énergie cinétique.

Comparer les différentes forces mises en jeu lors de 'atomisation d’un jet liquide est intéressant car
cela permet de définir certains régimes de fractionnement ou telle ou telle force sera prépondérante.

C’est dans cette optique que sont définis les nombres adimensionnels suivants.

Le nombre de Weber We permet de quantifier le rapport entre les forces d’inertie et les forces

de tension de surface :
Forces d'inertie

We (1.1)

Forces de tension de surface

Il est possible de définir plusieurs nombres de Weber, a partir de ’expression suivante :

_ pU?L

o]

We

(1.2)

p étant une densité, U une vitesse et L une longueur, toutes les trois choisies comme étant ca-
ractéristiques du phénomene que 1’on souhaite identifier. o; est la tension de surface de la phase
liquide.

Le nombre de Weber permet par exemple de caractériser la capacité d’une goutte a résister grace
a la tension de surface aux forces aérodynamiques exercées par le gaz environnant, en le définissant

de la facon suivante :
pg (Ui — Ug)2 Dy

We, =
g .

(1.3)

(132}

les indices “I” et “g” signifiant respectivement “liquide” et “gaz”. Dy est la longueur caractéristique
choisie ici, a savoir le diametre de la goutte (“d” pour “droplet”).

Il est aussi possible de définir un nombre de Weber caractérisant la résistance de la gouttes par
leffet de la tension de surface aux forces aérodynamiques mises en jeu lors de la collision de deux

gouttes numérotées 1 et 2 :
p1 (Uiy — Up2)? (Seon)'?

oy

Wel = (1.4)

Scon étant la surface de contact lors de la collision des deux gouttes.
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Le nombre de Reynolds Re caractérise le rapport entre les forces d’inertie et les forces visqueuses,

ou de facon plus qualitative, le rapport des tranferts par convection et par diffusion de la quantité de

mouvement.

Forces d’inertie

Re = , (1.5)

Forces visqueuses

Il s’écrit de fagon générale ainsi :
UL
Re = — (1.6)
v

v étant la viscosité dynamique caractéristique.
Il est ainsi possible de définir un nombre de Reynolds “gazeux” pour la goutte, caractérisant le
ratio des forces aérodynamiques exercées par le gaz environnant la goutte et des forces de viscosité du

gaz :
|Ui — Ug|Dyq

Vg

Rey = (1.7)

Suivant le méme schéma que pour le nombre de Weber décrit plus haut, il est possible de définir
un nombre de Reynolds collisionnel, quantifiant le rapport des forces d’inertie mises en jeu lors de la

collision des gouttes numérotées 1 et 2 sur les forces dissipées dans les gouttes lors de la collision :

_ |Ui2 — Ui1|Dq

1.
Rey ” (1.8)
Le nombre d’Ohnesorge Oh est une combinaison des deux précédents.
vW
Oh=Y"° (1.9)

Re

Il peut ainsi étre défini comme étant le rapport entre les forces de viscosité d’un coté et les forces

aérodynamiques et de tension de surface de I'autre :

Forces visqueuses liquides
Oh — q q

(1.10)
Forces d’inertie 3 Forces de tension de surface 3

11 est utilisé pour introduire 'effet de la viscosité du liquide dans le processus de déstabilisation d’une
goutte, par glissement dans le gaz ou lors de collisions entre gouttes.
Ces nombres adimensionnels étant définis, ils vont permettre de classer les différents régimes de

fractionnement d’un jet liquide, tels qu’ils sont observés expérimentalement.

1.3.2 Introduction aux différents régimes de fractionnement d’un jet liquide

Avant toute description des différents régimes de fractionnement, il est nécessaire de définir deux
longueurs caractéristiques du jet liquide :
— la longueur de surface intacte L1, qui est la distance suivant ’axe d’injection entre les levres de
I'injecteur et les premiers paquets liquides détachés du coeur liquide ;
— la longueur de cceur liquide Lo, qui est la distance suivant I'axe d’injection entre les levres de

Iinjecteur et la fin du dard liquide intact.
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%,
’a

Fia. 1.8 — Définition de deux longueurs caractéristiques du jet : la longueur de surface intacte L et

la longueur de coeur liquide Lo [22]

La figure permet de mieux visualiser comment sont définies ces deux longueurs caractéristiques.

D’autres grandeurs sont classiquement utilisées lors de la caractérisation d’un spray vaporisant

dans une chambre de combustion :

— la pénétration liquide du spray dans la chambre, qui est la distance, dans I’axe d’injection,
entre le nez de 'injecteur et le front liquide; pour les sprays haute pression, ce front liquide
est difficilement identifiable et la communauté motoriste définit souvent le front liquide comme
étant la zone ol le cumul en masse de liquide, depuis le nez de I'injecteur, atteint 95% de la
masse totale du spray dans la chambre;

— la pénétration vapeur, qui peut étre définie de la méme facon, en considérant cette fois la quantité
de carburant vaporisé; le critere généralement utilisé differe cependant : le front de vapeur est
défini comme étant le point le plus éloigné du nez de ’'injecteur ou la fraction massique de vapeur
est supérieur a Yy, ;i (de 'ordre de 1.10_3) ;

— l'angle du spray 6, qui correspond a l’angle du plus petit cone contenant tous les fragments
liquides représentatifs du spray considéré ; 1a encore, un critére est nécessaire et peut étre choisi
comme équivalent & celui pour la pénétration vapeur, en considérant cette fois une fraction
massique de liquide Y ip-

D’apres Reitz [23], le régime de fractionnement d’un jet liquide issu d’un trou sphérique dans une
atmosphere gazeuse au repos dépend de la vitesse d’injection ug. Tout d’abord, une tres faible vitesse
conduit & un écoulement au goutte a goutte, et ce, des la sortie de I'injecteur (la fameuse “expérience
du robinet”). Ensuite, lorsque la vitesse d’injection augmente, Reitz [23] différencie quatres régimes

de fractionnement (cf figure pour les différents points référencés sur la courbe dite de “stabilité”).

Le régime de Rayleigh : pour de faibles vitesses d’injection, la longueur de surface intacte croit
linéairement avec la vitesse (segment [CD]). Rayleigh a montré qu’en présence de ce régime de fraction-
nement, le temps de rupture du jet est indépendant de la vitesse d’injection. Les forces de capillarité
provoque la croissance des perturbations a la surface du jet liquide, comme l'illustre le schéma encadré
en rouge, a droite de la figure [I.9] La longueur d’onde de cette instabilité est supérieure au diametre
du jet liquide. La rupture se produit donc a une grande distance de l'injecteur et donne naissance a

des gouttes dont le diametre peut étre supérieur au diametre du trou d’injecteur.
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Le premier régime induit par 1’aérodynamique (ou First Wind-Induced Breakup) : si
la vitesse d’injection est plus importante, la longueur de surface intacte atteint un maximum puis
décroit rapidement (segment [EF]). Weber attribue cette transition a la présence d’une instabilité
de cisaillement de type Kelvin - Helmholtz provoquée par des forces aérodynamiques, qui étaient
négligeables en régime de Rayleigh. Leroux [24] émet cependant une nuance a ce sujet et indique que
cet effet n’est visible qu’en présence de rapports de densités liquide/gaz importants. Les gouttes qui
sont formées dans cette plage de vitesses d’injection ont un rayon moins régulier mais plus petit que

pour le régime de Rayleigh.

Le second régime induit par ’aérodynamique (ou Second Wind-Induced Breakup) : pour
des vitesses d’injection encore plus importantes, la longueur de surface intacte reprend une tendance a
augmenter (segment [FG| ou [FH]). Ce revirement de situation est souvent attribué au role désormais
prépondérant de la vitesse relative liquide/gaz. A cela s’ajoute une augmentation de la turbulence
dans le jet, liée a une vitesse d’injection accrue. Dans ce type de jets, la surface du coeur liquide y est

tres instable et irréguliere, et I’arrachement des gouttes commence tres proche du nez de l'injecteur.

Le régime d’Atomisation : la transition entre le second régime induit par I’aérodynamique et le
régime d’atomisation n’est pas évidente a déterminer. Ce régime concerne le segment [FG]| sur la figure
mais aussi au dela, pour des vitesses d’injection encore supérieures. Le coeur liquide voit désormais
des instabilités se développer des la sortie de I'injecteur, la longueur de surface intacte diminue donc
et les premieres gouttes sont arrachées pres des levres de la buse.

L’étude qui va suivre s’inscrit dans ce type de fractionnement de jets liquides ; en effet, les sprays
haute pression de type Diesel, avec leur vitesse d’injection trés importante, appartiennent au régime
d’atomisation.

Afin de se représenter les différentes topologies d’écoulements, selon le régime de fractionnement
du jet, Faeth [25] propose les quatre schémas présentés a droite de la figure ainsi qu’un graphique
a gauche de la figure classant les différents régimes de fractionnement en fonction du nombre de
Weber gazeux We, et du nombre d’Ohnesorge Oh. Reitz [23] propose lui aussi un type de classification
(a droite de la figure , en remplacant le nombre de Weber gazeux par le nombre de Reynolds
liquide Re; et en y insérant le rapport des densités du gaz p, et du liquide p;.

Reitz, durant sa these [23], a vérifié chacun des phénomenes potentiellement déclencheurs de 'ato-
misation d’un jet : la géométrie de l'injecteur, le niveau de turbulence du liquide, les profils de vitesse
ainsi que leur relaxation en sortie d’injecteur. D’apres cette étude, aucun de ces phénomenes n’est le
seul responsable du régime d’atomisation. L’unique mécanisme qui pourrait conduire seul a ’atomi-
sation du jet serait la cavitation au sein de l'injecteur. Mais d’apres Reitz toujours, ce serait plutot la
combinaison de plusieurs phénomeénes comme ceux énumérés ici qui serait responsable du phénomene
d’atomisation. Si 'on observait des changements radicaux en terme de topologie d’écoulement entre
le second régime induit par 'aérodynamique et le régime d’atomisation, la cavitation pourrait étre

considérée comme seule responsable du phénomene d’atomisation. Or, ces deux régimes de fraction-
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F1G. 1.10 — A gauche, les régimes de fractionnement en fonction de We, et Oh selon Faeth [25] - &

droite, les limites qualitatives proposées par Reitz [23] en fonction de Re;, Oh et py/p;

nement ne sont pas fondamentalement différents. Reitz conclue ainsi que ces deux régimes peuvent

étre étudiés de la méme facon et que donc, les instabilités aérodynamiques seraient responsables du

fractionnement du jet pour ces deux régimes.

La cavitation, les vitesses d’injections ainsi que le niveau de turbulence dans la phase liquide,

différents dans les deux cas pourraient expliquer la nécessité de modifier les constantes de modélisation

issue de la théorie des instabilités aérodynamiques. En effet, la théorie linéaire des instabilités, présentée

au paragraphe suivant, ne prend pas en compte les caractéristiques de 1’écoulement a la sortie de

I’injecteur.
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1.3.3 Théorie linéaire des instabilités appliquée au fractionnement d’un jet liquide

Cette analyse s’appuie sur les travaux initialement présentés par Rayleigh [26], Plateau [27], Weber
[28] et plus récemment par Levich [29] et Reitz [16].

Considérons donc un cylindre liquide axisymétrique de longueur infinie et de rayon a, injecté selon
un profil de vitesse U(r) dans un milieu gazeux non visqueux, incompressible et au repos. Les transferts
de masse et d’énergie entre les deux phases seront négligés par la suite. Les composantes normale et
tangentielle des contraintes considérées par la suite seront supposées continues.

L’hypothese de départ consiste & considérer un déplacement infinitésimal de l'interface liquide/gaz
de la forme :

5 = poeltstet (1.11)

avec 1o 'amplitude de la perturbation initiale, & = 27r/)\ le nombre d’onde et A la longueur d’onde, =z
la distance axiale de I’injecteur et ¢ le temps. w est un nombre complexe tel que w = w, +iw;, la partie
réelle w, étant le taux d’accroissement, la partie imaginaire pur w; donnant la vitesse de propagation

¢ de la perturbation, grace a la relation suivante :

wi
=—— 1.12
c=-2 (1.12)

Le déplacement 1 engendre des perturbations de pression p; et de vitesse w (u;, v;), 'indice 4 se référant

soit au liquide soit au gaz.

Fi1a. 1.11 — Représentation schématique du systeme étudié pour la théorie linéaire des instabilités

liquide/gaz

Les équations de conservation de masse et de quantité de mouvement pour la phase i, dans le

systeme de coordonnées cylindriques, une fois linéarisées sont :

ou; 10rv;

5.t =0 (1.13)
6ui ) 8uz 8U,(r) . 1 8]91' ) 82ui 10 8uz

ot Gilr) 2z " Tar pi 0z T < 222 " ror \"or (1.14)

ov; O OUi(T) 1 0p; ' v, O [10ry,
o +“m&+“&a—pﬁw”(wﬂwrrm (1.15)
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Les conditions limites a l'interface, au premier ordre, sont introduites. Les conditions cinématiques

sont données par la relation [1.16:

on on
4 U; 1.16
vi =g U, (1.16)
Les conditions sur les contraintes tangentielles sont exprimées comme suit :
Bul 8’1)[
-2 1.17
or 0z ( )

En ce qui concerne les contraintes normales, la relation suivante est utilisée, avec o7 la tension de

surface du liquide :
2

(%l 0'[ 8 _

La résolution du systéme des trois équations [1.13] [T.14] et [1.15] nécessite 'introduction d’un potentiel

de vitesse ¢; ainsi que deux fonctions de courant ); (une pour chaque phase) :

¢ = Byr)ethret (1.19)
Y = Uy(r)etketet (1.20)
vy = (Uyr) =i%) nf(r) (1.21)

avec f(r) une fonction du rayon. Il vient ainsi I’équation de dispersion suivante :
2u k2w 2kl 17 (la)
2 l / 1
I (k I (k
Y Ty (ka) < k) = T, (la) ( "’)>

ok Yooy 12— k2 I (ka) 2 12— K2 I (ka) Ko (ka)
= I i 1.22
a2p; (1= a™F) 2 7, (ka) p, Gi(r) k: FETRE T (ha) Ky () 22

ol les I,, sont des fonctions de Bessel modifiées de premiere espece et d’ordre n et les K, des fonctions
de Bessel modifiées de seconde espece, elles aussi d’ordre n. [ est défini par la relation suivante :

I= k2 +2 (1.23)

Y

L’étude de cette équation de dispersion, dans certaines conditions asymptotiques, permet de mettre

en évidence l'existence de différents modes de rupture.

Le régime de Rayleigh : correspond a un jet liquide a faible vitesse u; évoluant dans un environ-
nement gazeux a faible densité p, comparée a celle du liquide p;. De plus, le liquide est supposé non
visqueux. Dans de telles conditions, I’équation de dispersion [1.22]se simplifie en :

=7 (1— 2%
< T e (=% Io (ka)

(1.24)

L’équation a été initialement proposée par Rayleigh [30]. Elle a été obtenue a 1’époque suite & un
bilan énergétique. De cette équation de dispersion, il est possible de différencier trois cas limites :
— si ka > 1 alors w est un imaginaire pur et il y a simple propagation de ’onde a une vitesse
c=1w/k;
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— si ka = 1 alors § = 1), il n’y a ainsi aucune évolution de la perturbation ;
— si ka < 1 alors w est un réel positif w, (Ip(z) et I1(x) sont des fonctions positives pour des
x compris entre 0 et 1); 'onde ne se propage pas et la surface du liquide est instable : toute
perturbation dont la longueur d’onde A = 27/k est supérieure a la circonférence du jet voit son
amplitude augmenter ; c¢’est un effet direct de la tension de surface o;.
La fonction w, = f (ka) permet de déterminer une longueur d’onde A4, OU w, est maximum telle
que :

2
T~ 9.02a (1.25)

A =
max kjmaz
L’ordre de grandeur donné par la relation [1.25| permet, en utilisant 1’équation de dispersion |1.24]

d’estimer un taux d’accroissement maximal wy ;maz :
Wrmaz ~ 0.34 (1.26)

L’onde, dont le taux d’accroissement est maximal, est supposée étre responsable de la rupture du jet.
Cette derniere doit avoir lieu lorsque I'amplitude de la perturbation atteint la valeur du rayon a. Cela

permet ainsi d’introduire le temps de rupture ¢y, (“bu” pour breakup) :
n = a = noe*rmetve (1.27)

De plus, en supposant qu’une goutte de rayon r est éjectée lorsque I'onde la plus instable atteint une
amplitude a, la conservation de la masse impose que :
1/3
3a%\
r= <m‘“) ~ 1.89%a (1.28)
4
On retrouve donc ainsi cette observation expérimentale, a savoir des gouttes générées lors du régime

de Rayleigh plus grosses que le diametre du jet.

Le régime de First Wind-Induced Breakup : dans ce régime, le second terme du membre
de droite de I’équation ne peut plus étre considéré comme négligeable. Weber [28] propose une

équation de dispersion simplifiée de la forme suivante :

21.3 3
2 2 g1 2 9\ 2 2, Pguikia® Ko (ka)
3y kiw = 1—-k k —= —
WY 2pla3( @) Ka +pl 20?2 K (ka)

Le gaz ambiant amplifiant le taux d’accroissement des perturbations (cf second terme du membre de

(1.29)

droite de I’équation , la rupture du jet est plus rapide, mais le rayon des gouttes formées reste
encore de l'ordre du diametre du jet. Par ailleurs, les grandes longueurs d’onde du type ka << 1 sont
telles que les forces de tension de surface favorisent toujours le fractionnement du jet (cf premier terme
du membre de droite de I’équation .

Le régime de Second Wind-Induced Breakup : la vitesse d’injection étant encore plus impor-
tante que dans le cas précédent, les longueurs d’onde impliquées sont de plus en plus faibles. Toujours
en négligeant les effets de viscosité du liquide, I’équation [[.22] se transforme en :
27.2 3
urk” — ok
W2 = Pt !

pl (1.30)
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Le taux d’accroissement w est un réel pur w, lorsque pgulzk‘2 > o;k®. L’amplitude des ondes est donc
augmentée ici par le mouvement relatif liquide/gaz, alors que, contrairement aux précédents régimes

de fractionnement, les forces de tension de surface s’opposent ici a la rupture du jet.

Le régime d’Atomisation : ici, la taille des gouttes formées est tres inférieure au rayon de 'in-
jecteur. Les longueurs d’onde étudiées ici sont donc du type “ka >> 1”. En ne considérant que cette
gamme de longueurs d’onde et en remplacant les fonctions de Bessel par leur valeur asymptotique

respective, I’équation de dispersion initialement de la forme [1.22] se transforme en :

(w? + 204k2)° + UIT — 4k <k2 + ;") + (W + iugk)? % =0 (1.31)
l l l

Il apparait ici que le taux de croissance des ondes w ne dépend plus du diametre initial du jet mais
principalement de la viscosité du liquide, des masses volumiques des deux phases liquide et gaz ainsi
que de la vitesse du jet liquide.

Toutefois, il faut garder en téte les limitations quant a la 'utilisation d’une approche linéaire pour
étudier un tel régime de fractionnement, en considérant les profils de vitesse de 1’écoulement et le fait
de linéariser les équations de conservation.

Par la suite, le seul régime de fractionnement considéré sera ce dernier car les sprays haute pression

de type Diesel rentrent dans cette catégorie.

1.3.4 Conclusions sur ’analyse linéaire des instabilités

L’étude des instabilités a I'interface liquide/gaz est primordiale pour mettre en évidence la phénomé-
nologie de 1’écoulement, en fonction des différentes conditions d’injection. Elle permet de différencier
quatre régimes de fractionnement d’un jet liquide. Pour chacun de ces régimes, ’analyse de ’équation
de dispersion met en avant l'effet de chacune des forces mises en jeu dans le fractionnement du jet
liquide. Cette étude, appliquée au cas de ’atomisation haute pression de type Diesel, permettra de
construire un modele d’atomisation primaire.

En revanche, Marmottant [32] fait remarquer que le développement des ondes de surface est princi-
palement piloté par le profil initial de la couche de vorticité entre le liquide et le gaz. Comme le stipule
déja Reitz [10], il est important de connaitre a priori la topologie de 1’écoulement dans l'injecteur
pour prédire de facon précise le développement d’instabilités. L’influence de la géométrie a l'intérieur
méme de l'injecteur doit étre prise en compte dans la modélisation de la rupture du jet en aval de
I’écoulement, comme le proposent McCarthy et Molloy [31] (figure .
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Fic. 1.12 — Influence du rapport Li,;/Djy,; de I'injecteur (longueur du tube L;,; - diametre du tube
D;y;) sur la rupture d’un jet de glicérol/eau dans de 'air - étude proposée par McCarthy et Molloy
[31] en 1974 - de haut en bas : L/D =0, 1, 5 et 10 - u;n; = 20m/s, Wey = 15, Dj,; = 0.00254m






Chapitre 2

Revue des modeles d’atomisation

actuels

2.1 Les différentes approches possibles

Les modeles d’atomisation des jets liquides implantés dans les codes industriels actuels, notamment
AVL Fire qui est le code utilisé durant cette étude, sont essentiellement basés sur une formulation
lagrangienne. Cependant, cette formulation ne correspond qu’a 'une des méthodes possibles dédiées
au probleme général de la résolution de I’équation d’évolution statistique d’un spray constitué de par-
ticules sphériques. Ce probléme a été posé mathématiquement, notamment par I’équation de Williams
[33]. Pour résoudre ce probleme, 'approche basée sur une formulation eulérienne mono ou multi-
fluide(s) est également possible. Cette formulation eulérienne reste cependant peu utilisée en ce qui

concerne la modélisation de 1’atomisation.

2.1.1 L’équation de Williams

En considérant la fonction de distribution f (', t,m, o ,T)dz dmdw dT, il est possible de ca-
ractériser d’un point de vue statistique le comportement d’un spray. En effet, cette fonction de dis-
tribution correspond & la probabilité de présence de gouttes dans un volume de référence d7 centré
autour de 7', & I'instant ¢, ayant une vitesse comprise dans I'intervalle [, u + d ], une température
comprise dans l'intervalle [T',T' + dT| et une masse comprise dans 'intervalle [m, m + dm]. L’intégrale
de la fonction f peut donc étre interprétée comme le nombre de gouttes par unité de volume.

L’équation d’évolution de cette fonction de distribution f a été proposée par Williams en 1958
[33]. Elle prend en compte les phénomenes de croissance/décroissance de la taille des gouttes, les
éventuelles collisions et coalescences entre gouttes, la rupture secondaire et la création de gouttes
issues de la rupture, I’évaporation des gouttes dans une atmosphere plus chaude et les effets des forces
aérodynamiques. L’équation d’évolution selon Williams s’écrit ainsi :

of  9Tf omf 9uf OTf

ot Oz om ou oT tR+T (2.1)
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avec T = W la vitesse des particules considérées, m le taux de variation de la masse des par-
ticules (évaporation), U accélération /décélération des particules due & la loi de trainée et T le
réchauffement /refroidissement des particules. Dans cette approche, les particules sont considérées
comme sphériques et sont caractérisées par leur masse m. @ et I' sont des termes supplémentaires
qui permettent la prise en compte de la création de gouttes par la rupture secondaire et les collisions
entre gouttes.

Chaque terme énuméré précédemment doit étre fermé en fonction des propriétés des particules et
des lois d’évolution relatives aux phénomenes physiques. Par exemple, la loi du “D?”, initialement
proposée par Spalding [34) 35], peut étre utilisée pour évaluer le taux de vaporisation . Dans le cas
d’un spray turbulent constitué d’un grand nombre de gouttes, les dérivées temporelles _:'E, m, Uet T

sont des moyennes conditionnées dans ’espace des phases :

)

W = (0 (@0, T X)) |7 i (2.2)

X, représentant les variables relatives au gaz environnant les gouttes concernées et la notation () |
représentant la notion de moyenne d’ensemble conditionnée. La fermeture de ce type d’équations se
fait donc a deux niveaux. Le premier consiste a intégrer une loi d’évolution pour les gouttes et le
second a modéliser I'effet de la moyenne conditionnée. Cette deuxieme étape est importante et peut
s’avérer problématique. Par exemple, dans ’expression de la loi de trainée, il apparait la vitesse du
gaz environnant, conditionnée par la présence des gouttes. Cette vitesse du gaz vue par les gouttes

doit dans ce cas étre déterminée [36].

2.1.2 L’approche lagrangienne

L’approche lagrangienne est 1’'une des méthodes les plus utilisées pour la résolution de ’équation
de Williams. En effet, c’est cette approche qui est généralement choisie pour I'implémentation dans
des logiciels de CFD (Computational Fluid Dynamics).

L’équation de Williams est a plusieurs dimensions : trois pour I'espace, trois pour la vitesse, une
pour le temps, une pour la température et une pour la masse. Ce qui fait un total de neuf dimensions.
Les méthodes de résolution directe du type “différences finies” ne sont pas applicables dans de telles
conditions. En effet, en considérant n discrétisations, la taille d’un calcul de ce type serait de 'ordre
de n?.

L’approche lagrangienne stochastique, de type Monte - Carlo est assimilée aux méthodes statis-
tiques. Elle consiste a résoudre le transport d’un grand nombre d’échantillons stochastiques de la fonc-
tion de distribution considérée. Chaque terme source de I’équation de Williams est alors modélisé pour
s’intégrer au transport de chacun de ces échantillons stochastiques. C’est un avantage non négligeable
pour le calcul des moyennes non conditionnées. De plus, comparée aux méthodes de type “différences
finies”, 'approche lagrangienne permet des calculs dont la taille est linéaire avec le nombre de dimen-
sions de I’équation de Williams : 9n. Il existe cependant un inconvénient a utiliser une telle approche.

Pour des méthodes numériques du type “différences finies”, la distance entre les nocuds est choisie de
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ordre — 1 /p°rdre En ce qui concerne approche lagrangienne, elle a une convergence

telle sorte que Ax
statistique en 1/,/n,, n, étant le nombre de particules par cellule. Cette méthode peut donc étre
considérée comme faiblement convergente car similaire & un schéma d’ordre 1/2 pour une méthode du

type “différences finies”.

2.1.3 L’approche eulérienne

Une autre approche pour la résolution de I’équation de Williams (équation consiste en une
formulation eulérienne. En effet, en se basant sur le transport de certains moments de la fonction de
distribution f (@', t,m, u,T), il est possible en intégrant I’équation de Williams d’obtenir une équation
de transport pour la fraction massique de liquide par exemple, caractérisant la dispersion du spray
liquide dans la chambre de combustion. Cependant, la difficulté réside ici dans ’expression des termes

intégraux en fonction des moments résolus et des variables de la phase gaz.

La méthode globale consiste & considérer la fonction de distribution f (@', t,m, u,T) dans I'intégra-
lité du domaine de variation des variables de phase m, u et T. Un certain nombre de grandeurs peuvent
étre définies a partir de cette fonction de distribution.

Le nombre de gouttes par unité de volume Nj :
Ny (z,t) = / / / f (@, t,m,w,T)dndudT (2.3)

mJuwJT

La fraction volumique moyenne de liquide Y7 :

Yl(x,t):///Vlf(?,t,m,ﬂ),T)dmdﬂ)dT (2.4)
mJaJT

V; étant le volume d’une goutte liquide.

La fraction massique moyenne de liquide 375 :
oY (z,1) = / / / pVif (Z,t,m, @, T) dmdw dT (2.5)
mJuwJT
Plus généralement, il est possible de définir une variable ®|; conditionnée par le liquide :

qu)yl(x,t)—/ / /Vlcbf(?,t,m,ﬂ’,T)dmdﬁdT (2.6)
mJdJIT

On a de plus :
6:?l6|1 + (1 _?l) 6|g (2.7)

Avec les relations et il est tout & fait possible de poser u|; = ®|; (z,t) et ainsi obtenir
une équation de transport pour la vitesse de la phase liquide, comme le propose par exemple Simonin
[36]. Cette approche dite “Fulerian Multiphase Flows” permet de modéliser un jet liquide de la fagon
suivante : un jeu d’équations de transport est obtenu pour la phase liquide en assimilant cette derniere
a un ensemble de gouttes discretes, un second pour la phase gaz. Les termes de transfert entre les deux

phases nécessitent généralement I'introduction d’un diametre, pour utiliser des lois de comportement
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individuel de type “goutte” (loi de trainée, transfert de masse et de chaleur...) ou, de fagon plus
générale, une quantité d’interface liquide/gaz. Pour l’atomisation, il faut décrire 1’évolution de la
surface d’échange liquide/gaz. Dans le cadre de méthodes “multiphase flows” eulériennes, différentes
approchent existent. Wan et Peters [37] proposent une équation de transport pour le carré du diametre
D? des gouttes liquides, alors que Simonin et Soulas [38] d’un c6té, Iyer et Abraham [39, 40, 41] de
Pautre, proposent une équation de transport pour la quantité d’interface liquide/gaz. Cet aspect de

la modélisation sera abordé plus en détails au chapitre

La méthode sectionnelle differe de celle précédemment décrite dans la mesure ou, cette fois-ci,
Iintégration de la fonction de distribution f (', t,m, uw,T) ne se fait pas sur ’ensemble des particules
mais seulement sur une “section” ou classe de particules. En considérant par exemple une section de
particules dont la masse est comprise dans 'intervalle [my, mg1], toute grandeur volumique ®|; ;. (z, t)

peut-étre définie de la facon suivante :

Vil @)= [ ﬂ / Vig®of (F.t.m, T, T) dmd TdT (2.8)
my, 7 JT

En posant @l = | 1k (z,t), une équation de transport pour la vitesse conditionnée a la section
m € [my, mi11] est obtenue. C’est approche choisie par Tambour et al. [42], [43] puis par Laurent et
Massot [44] [45] et enfin Divis [46, 47]. Elle se caractérise par autant de jeux d’équations de transport
que de sections considérées. Plus le nombre de classes représentées est important, plus la fonction de

distribution sera précise (taille des particules, vitesses conditionnées sur la section, etc.).
Comparé a I'approche globale, il existe une difficulté supplémentaire. En effet, les variations de

diametre des gouttes (évaporation, collisions ou coalescences entre gouttes, rupture secondaire) im-

pliquent I'introduction dans les équations de transport de termes de transfert entre sections.

2.1.4 Autres méthodes de résolution

La méthode de Monte - Carlo est également possible avec un formalisme eulérien. Cela consiste a
considérer n champs eulériens stochastiques. Les résultats obtenus a 'aide d’un tel formalisme sont
une fonction de densité de probabilité de vitesses conditionnées et de fractions massiques (Soulard et
Sabel’'nikov [4§]).

Les méthodes eulériennes de type “multiphase flows” sont en général utilisées lorsque 'espace
des phases est réduit (particules de méme taille, de méme température). Le probleme se retrouve
ainsi réduit a une seule vitesse moyenne des particules. Beck et Watkins [49, 50}, 51 [52] propose une
amélioration en présumant la forme des fonctions de densité de probabilité a partir de la moyenne
conditionnée par les particules et sa variance. Dans leurs études, une PDF de type Rosin - Rammler
est proposée car sa formulation nécessite I'introduction de ces deux moments pour générer une famille
de fonction de densité de probabilité.

Marchisio et Fox [53, 54}, [55] 56, 57, 58] proposent quant & eux un modele appelé Direct Quadrature
Method of Moments ou “DQMOM” qui est une généralisation du transport a n moments de la fonction

de densité de probabilité.
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Les méthodes eulériennes et lagrangiennes présentées ici supposent toujours des particules isolées
et sphériques. Cette hypothese de sphéricité peut s’avérer limitante en zone proche de l'injecteur, la
ou le spray est plutét un milieu continu liquide (dard liquide). Pourouchottamane et al. [59] se sont
intéressées a la modélisation du comportement de gouttes non sphériques. Cependant, les interactions
particule/particule ou particules/gaz dans de telles conditions restent tres difficiles a appréhender,

quelque soit la forme des gouttes envisagée.

2.2 Les lois de comportement individuel de type “goutte”

2.2.1 Transfert de quantité de mouvement et positionnement des gouttes

L’équation de conservation de la quantité de mouvement s’écrit :

dud i
Z F; = mgag; = mg—- (2.9)
- dt
et la position de la goutte est déterminée par la relation suivante :
dl‘d :
;= : 2.10
udﬂ' dt ( )

avec I; une force extérieure appliquée a la goutte, mg sa masse, z4; ses coordonnées, u4; ses compo-
santes de vitesse et aq; ses composantes d’accélération. Les forces extérieures concernées ici sont les
forces de trainée, de masse ajoutée, de portance, de gravité. Cependant, dans le cas du transport de
gouttes lourdes a haute vitesse, la force de trainée est supposée prépondérante par rapport aux autres

forces extérieures.

2.2.1.1 Loi de trainée

La force de trainée de composante Fp; (“D” pour “drag”) peut étre considérée comme la force
de résistance exercée par le gaz sur la goutte pour la freiner. Selon la loi communément utilisée de
Schiller-Naumann [60], elle fait intervenir la notion de section efficace Sc¢; de la goutte ainsi qu'un
coefficient de trainée Cp.

Fp,;= %PZCDSeff (ug; — ugi)? (2.11)
avec respectivement u; ; et ug; les composantes de vitesse instantanée du liquide et du gaz. Le coefficient

de trainée Cp s’exprime a partir de la corrélation suivante, obtenue expérimentalement depuis la loi

de Stokes :
0.44 si Re; > 1000

Cp = (2.12)

Fer (14 0.15Re%8T)  si Rey <1000
avec Re; le nombre adimensionnel de Reynolds, défini pour la goutte considérée, a partir d’une vitesse
relative liquide/gaz. Dans I’expression de la force de trainée, la vitesse instantanée du gaz intervient.
Or, en formulation RANS (pour Reynolds Averaged Navier - Stokes), seule la vitesse moyenne du gaz
est disponible. Il est donc nécessaire d’utiliser un modele pour la vitesse du gaz vue par la goutte et

qui constitue en cas de turbulence le modele de dispersion turbulente.
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2.2.1.2 Dispersion turbulente

Afin de prendre en compte le caractere turbulent de I’écoulement, et donc les fluctuations de vitesse

u’gi autour de la vitesse moyenne %, il est nécessaire d’utiliser un modele de dispersion turbulente.
K

Il s’appuie donc sur une décomposition de la vitesse instantanée du gaz vu par la goutte uy; comme
suit :

Ug i = Tg,i + Uy, (2.13)

Les fluctuations de vitesse, ou perturbations de vitesse, sont tirées aléatoirement & partir d’une fonction

gaussienne de moyenne nulle, de variance o :

2k
=1\/— 2.14
o=/ (214)

avec k I’énergie cinétique turbulente moyenne, obtenue a l’aide d’'un modele de turbulence du type
(k,e). C’est une modélisation de la dispersion turbulente tres simpliste. Les fluctuations générées
devraient étre corrélées dans le temps. Cependant, utilisée dans un contexte industriel avec des pas
de temps de calcul choisis en considération de la formulation implicite du solveur, cette modélisation

s’avere suffisante.

2.2.2 Transfert de masse et de chaleur

Considérons tout d’abord une goutte alimentée en son centre par un tube infiniment fin qui permet
de maintenir constant le diametre lors d’une phase de vaporisation. On se place donc dans le cas
“quasi-stationnaire”. Et si 'on suppose en plus que la goutte reste sphérique, alors ce probléme peut
étre décrit a ’aide d’une seule variable, la distance par rapport au centre de la goutte. On peut alors
déterminer le débit de liquide 71,4, a ajouter pour maintenir la goutte dans son état stationnaire. Avec
I’hypothese de quasi-stationnarité, on peut faire correspondre a ce débit la diminution de rayon de la
goutte si celle-ci n’est pas alimentée par ce tube infiniment fin. Le rayon r4 de la goutte non-alimentée

est alors directement calculable par :

d (éﬂplr‘%)

: _ 3 d

Myap = ——" (2.15)

La loi du “D?” est le résultat de cette approche ot 'on montre que la dérivée temporelle du diametre
au carré est constante, compte tenu de I'expression du taux de vaporisation (relations ou [2.20]) :
dD? _ Aiigy

dt ™ plDd

(2.16)

Le cceur du probleme réside donc dans le calcul du taux de vaporisation 7iv,ep et de la quantité de
chaleur regue par la phase liquide @, qui dépend directement de ce taux de vaporisation. Ce modele
étant important pour la suite de 1’étude, une description du modele de vaporisation d’Abramzon
& Sirignano [61l, [62] est proposée ici. C’est un modele d’évaporation qui se base sur les anciennes
approches de Dukowicz [63] et Spalding [64] mais qui y ajoute les effets de films thermique et massique

autour de la goutte liquide.
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2.2.2.1 Dynamique des gouttes

Ce modele s’appuie donc sur la loi du D? présentée en équation et prend en compte :

— des propriétés thermodynamiques variables ;

leffet d’un nombre de Lewis différent de 1 dans le film gazeux;

— Deffet de ’écoulement de Stefan sur le transfert de chaleur et de masse entre la gouttelette et le

gaz;

— Deffet de la circulation interne et du chauffage variable du liquide.
La densité du gaz environnant p., ainsi que la viscosité dynamique [, sont pondérées en fonction
de la quantité d’air et de la fraction massique de vapeur de fuel. Toutes les données indicées “oc”
correspondent a 1’état loin de la goutte. En pratique dans un calcul RANS, elles sont reliées aux
valeurs moyennes dans chaque cellule de calcul. L’indice s indique quant a lui la valeur “a la surface

de la goutte”.

2.2.2.2 Autour de la goutte

Les hypotheses de base sont les suivantes :

— les transferts de chaleur et de masse entre la goutte et le gaz environnant sont considérés comme
“quasi-stationnaires” ;

— les propriétés thermophysiques du gaz environnant ne dépendent que des valeurs moyennes dans
la cellule de calcul et des valeurs & la surface de la goutte. Des valeurs de références indicées “§”

sont donc définies :

Ts = Ts+ A (Too —Ts) (2.17)
?F,(S = YF,S + A, (YF,oo - YF,S) (218)

A, étant le parametre de “moyenne”. Yuen et Chen [65] recommandent la valeur 1/3.

Pour prendre en compte les effets engendrés par le mouvement des gouttes par rapport au gaz, le
modele “théorie du film” [66, 67] est utilisé. Ce modele prend en compte la résistance aux échanges
thermique et massique entre la surface de la goutte et le gaz environnant, en introduisant le concept
de films gazeux d’épaisseur dr et d7. Respectivement, ces épaisseurs concernent les films thermique
et massique (ou de diffusion pour le dernier). D’apres cette théorie, pour une goutte non-vaporisante,

I’épaisseur du film thermique a pour valeur :
010 = (2.19)

et par analogie, les auteurs définissent aussi le film massique d’épaisseur :

Dy

ou Nug = Nug(Re, Pr) et Shg = Sho(Re, Sc) sont respectivement les nombres adimensionnels de

Nusselt et Sherwood. A noter toutefois que ces parametres ne doivent pas étre confondus avec les
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Surface de la goutte Films thermique et massique
Ye T d'épaisseurs respectives 8, et 3,

Fs's PR R -

Goutte liquide

Gaz environnant
Banaesas . YF,°° Too poo p’m uoo

F1G. 2.1 — Représentation schématique des échanges thermique et massique entre du gaz et une goutte

liquide

nombres adimensionnels classiques, caractérisant respectivement les transferts de chaleur et de masse :

27'd oT
Ny — — ot 2.21
“ Ty — Too <8r>s (221)
27“d BYF
= — 2.22
Sh YF,s — YF,oo < 67’ >s ( )

Les deux expressions et viennent du fait que les taux de transport purement moléculaires
par conduction ou par diffusion a travers le film entourant la goutte doivent étre égaux aux taux
de transfert de masse et/ou de chaleur par convection entre la surface de la goutte et I’écoulement
extérieur au film. Les expressions [2.19 et [2.20] sont utilisées pour une goutte vaporisante. Cependant
la présence de la vitesse de Stefan (vitesse observée en conséquence de ce transfert de masse et de
chaleur de la surface de la goutte vers ’écoulement environnant) influence les valeurs de 7 et dpy.

Donc, pour prendre en compte cette diminution, un facteur correctif est introduit :

or

o= 2 (2.23)
o070

Fy = M (2.24)
00

qui représente le changement d’épaisseur des films di a la vitesse de Stefan.

Comme dans la plupart des modeles de vaporisation, la température et la fraction massique de
vapeur le long de la surface de la goutte sont considérées ici comme uniformes. Cette hypothese peut
avoir tendance a sous-estimer le taux de vaporisation 1., puisque la non-linéarité de 1’équation de
Clausius-Clapeyron ne justifie pas 'utilisation de cette méme relation avec des valeurs moyennées le

long de la surface de la goutte.
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Ce modele de film s’appuie sur le taux instantané de vaporisation 7y, exprimé a partir du flux

de masse et du flux de chaleur :

Theap = 7PaDgDgsSh*In (1 + Ba) (2.25)
k

Myap = m="-DgsNu*ln(1+ Br) (2.26)
Cp,F

ou g, Dy et Eg sont respectivement la densité moyenne du gaz, le coefficient de diffusion moléculaire
et la conductivité thermique du mélange gazeux dans le film entourant la goutte (prenant donc en

compte les différentes especes présentes en phase gazeuse). C), r est la capacité calorifique moyenne

de la vapeur dans le film, Sh* et Nu* sont les nombres adimensionnels définis ainsi :

ho — 2
Sht = g4 =2 (2.27)
Fy
Nug — 2
Nu* = 240~ = (2.28)
Fr

By et Br sont respectivement appelés les parametres de transfert de masse et de chaleur de Spalding

et sont calculés de la maniere suivante :

YFS_YFOO
By = -2 O 2.2
M 1— Y, (2.29)
Cor (T — T
Br = Cpr (T = 1) (2.30)

L(Ts) + Qr/mvwap

Y est la fraction massique de fuel vapeur, L(Ty) est la chaleur latente de vaporisation a la température
Ts. Les taux de vaporisation des équations et sont tres proches des modeles classiques de
vaporisation de gouttes. Les seules différences résident dans l'utilisation des nombres Sh* et Nu* ici,
en lieu et place des Shg et Nug habituels. La formulation de Bj; et Bp vient des modeles “classiques”
de vaporisation de gouttes (cf Dukowicz [63] et Spalding [64]). Ils sont déterminés suite a un bilan
d’énergie et de masse au niveau de la surface de la goutte en intégrant les équations de masse et
d’énergie.

Pour déterminer F; et Frp, les auteurs de ce modele ont considéré un écoulement de type couche
limite laminaire vaporisante. En considérant la surface comme ayant une température uniforme et des
propriétés physiques du liquide constantes, les auteurs ont montré que ce probleme avait une solution
auto-similaire et que les facteurs de correction Fy; et Fp ne dépendaient pas du nombre de Reynolds
local. Les valeurs observées pour F); et Fpr sont de plus trés peu sensibles aux variations des nombres
de Schmidt et de Prandtl. Ainsi, Fjs et Fp peuvent étre exprimés de fagon approchée par les deux

relations suivantes :

0.7 In(1+ Bay)

Fy = (14 By) B (2.31)
In(1+ B
Fr = (1+Bp)"" "(BTT) (2.32)

Apres vérifications avec des données expérimentales, les auteurs suggérent que ces relations peuvent

étre utilisées pour des gouttes vaporisantes.
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2.2.2.3 Meéthodologie - algorithme de calcul

Considérons maintenant la procédure, étape par étape, pour déterminer le taux de vaporisation et
la quantité de chaleur transférée a l'intérieur de la goutte Q1. Partons du principe que la température
de la goutte a la surface T ainsi que la vitesse du liquide wu; et les conditions extérieures a la goutte

Uoo, Too et YE oo sont connues.

Calcul des fractions molaire et massique de la vapeur a la surface de la goutte a l'aide

des relations suivantes :

PF,s

Xps = (2.33)
XpsWr
Y] = = 2.34

A noter ici que la pression de vapeur saturante peut-étre obtenue soit par tabulation expérimentale,

soit par la relation de Clausius-Clapeyron (Pps = Pps(T5s)).

Calcul des propriétés physiques moyennes dans le film entourant la goutte (cf équations
et pour les valeurs de référence pour la température et la fraction massique de fuel vapeur) :

Py ép,p, 6,)75], Eg, g, bg, Pr, Sc ainsi que le nombre de Lewis :

kg

E = e
PngCp,g

(2.35)

Calcul des nombres adimensionnels de Nusselt, Sherwood et Reynolds : soit a partir des

corrélations de Frossling :

Nuy = 2+ 0.552Re'/2pprt/3 (2.36)
Shg = 2+ 0.552Re/?Sc/? (2.37)

soit, plutot a partir des corrélations fournies par Clift et al. [68] :

Nug = 1+ (14 RePr)'? f(Re) (2.38)
Sho = 1+ (1+ ReSc)Y? f(Re) (2.39)

avec f(Re) = 1si Re <1 et f(Re) = Re®%7" si Re < 400. Le second jeu de corrélations semble étre
plus précis car le premier tend & surestimer le taux de transfert (masse et chaleur) pour des nombres

de Reynolds inférieurs a 10.

Calcul du parametre de transfert de masse de Spalding ainsi que le facteur correctif du film

de diffusion F)s, le nombre de Sherwood modifié Sh* et le taux de vaporisation 7,4, & 1'aide des

équations [2.25], [2.27], 2.29] et [2.31]
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Début du systéme itératif pour le calcul du parameétre de transfert de chaleur de Spalding
— Premiere itération, supposition de la valeur pour By soit B} = 0.1;
— Calcul du facteur correctif pour le film thermique Fr a ’aide de 1’équation ;
— Calcul du nombre adimensionnel de Nusselt modifié Nu* a I'aide de I’équation ;

— Calcul du parametre ¢ défini ainsi :
Cor Sh*\ 1
o (G0 (£2) o)
Ch.g Nu* ) Le
~ Caleul de By = (1+ By)? —1;

Réitérer si |B}. — Br| est supérieur au critére de convergence choisi.

Calcul de la quantité de chaleur recue par goutte : une fois le taux de vaporisation 7iyqp
et le parametre de transfert de chaleur de Spalding Br déterminés, il vient facilement la quantité de

chaleur regue par la goutte Qp, :

. U Too - Ts
QL = Myap < p,F( )

b - L(Ts)> (2.41)

2.2.3 Modélisation lagrangienne du fractionnement d’un jet liquide

Deux types de modeles d’atomisation se distinguent :
— les modele d’atomisation primaire qui caractérisent comment 1’écoulement dans l'injecteur se
fractionne, donnant des structures liquides de tailles différentes ;
— les modeles d’atomisation secondaire qui permettent de prédire comment le nuage de gouttes
issues de ’atomisation primaire.
Etant donné que les applications concernées par cette étude sont les injections de type Diesel, les
modeles présentés dans cette partie concernent les injections de type “trou” qui forment initialement

une colonne de liquide.

2.2.3.1 Modeles de fractionnement primaire

Il s’agit de présenter ici les modeles actuels typiquement utilisés pour le fractionnement primaire

d’un jet liquide. Par la suite, on hiérarchisera les différents types de modeles :

— les modeles les plus simples, basés sur des corrélations empiriques qui déterminent 1I’évolution
du diametre moyen D3y des gouttes formées;

— les modeles qui utilisent la théorie linéaire des instabilités (cf section du chapitre [1)) pour
déterminer I’amplitude et la fréquence de 'onde surfacique la plus instable qui conduira au
fractionnement du jet liquide évolue.

Ces modeles de fractionnement primaire servent a établir les conditions initiales au calcul lagrangien :
distributions de taille, de vitesse des gouttes, etc., des la sortie de l'injecteur. Cela revient a sous-
entendre que la zone d’atomisation primaire n’est pas réellement simulée, ce qui correspond en pratique

a négliger ’écoulement dans cette zone.
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La corrélation d’ElKotb [69] est empirique et considere que le fractionnement du jet se fait des
la sortie de l'injecteur, produisant des gouttes qui ont toutes le méme diametre moyen Dso, dit “de
Sauter”. Ce diametre est défini tel que :

Volume du spray

Ds2 = Surface du spray (2.42)
ElKotb [69] propose la relation suivante :
Dy = 3.08.1000-355 5077 0.737 0706 A p—0.54 (2.43)
avec : )
ap=" ;2? (2.44)

o7 correspond ici a la tension de surface du liquide, v; a la viscosité cinématique du liquide, AP a
la différence de pression entre 'amont et 1’aval de I'injecteur et C; au coefficient de décharge dans
Iinjecteur. On remarquera que cette relation empirique ne fait pas apparaitre explicitement ni le
nombre de Weber, ni le nombre de Reynolds. L’influence de la vitesse d’injection u;,; n’est qu’en
partie visible, par le biais du différentiel de pression. De plus, le diametre de 'injecteur n’influence pas

la taille des gouttes formées en sortie d’injecteur.

La corrélation d’Hiroyasu-Arai-Tabati [70] a, elle aussi, été déterminée suite a des séries de
mesures expérimentales. Le diametre moyen de Sauter est évalué en prenant la valeur la plus grande

des deux expressions suivantes :

M 0.54 p 0.18
D3z = 4.12Re) 2 W e 07 <l> <l> Dinj (2.45)
Hg Pg
ou :
m 0.37 o1 —0.47
D3z, = 0.38Re) W e; 032 <> <> Dinj (2.46)
Hg Pg

f et pg correspondent respectivement aux viscosités du liquide et du gaz, p; et pg sont respectivement
les densités du liquide et du gaz. Contrairement a la corrélation proposée par Elkotb [69], celle présentée
ici prend en compte 'influence du diametre de l'injecteur, ainsi que les nombres de Reynolds Re; et

de Weber We; associés au liquide.

Le modeéle de Reitz ou modele “Wave” [10] se base sur I’étude de I'instabilité linéaire d’une
colonne de liquide injectée dans un environnement gazeux incompressible (cf section du chapitre
. L’auteur suppose que 'atomisation est due au développement d’instabilités de surface de type
Kelvin - Helmholtz a la sortie de l'injecteur. Une représentation schématique est proposée en figure
2.2

Ce modele, appliqué avec un formalisme lagrangien, consiste a représenter la colonne de liquide
par des particules liquides plus ou moins sphériques (“blobs” ), initialement de diametre égal a ’orifice
d’injection. Le nombre de particules créées par pas de temps de calcul est déterminé en fonction du

débit de carburant liquide.
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O

F1c. 2.2 — Etude de stabilité d’une colonne de liquide en vue d’une modélisation de type “Wave” [10]

Cette analyse linéaire permet a Reitz [10] de déterminer la longueur d’onde Ax g dont amplitude
croit le plus rapidement, ainsi que son taux d’accroissement Qxp. Les expressions suivantes sont
obtenues suite a des études théoriques sur le comportement des nombres adimensionnels d’Ohnesorge
et de Weber.

A 1+0.45v/OR) (1 +0.4Ta"7)
KT = 9.02 ( ) - (2.47)
al (1+0.865Wel67)™
3 0.34 4 0.385Wel-
pry g
Uew\[ 7 = (1+ Oh) (1 + 1.4Ta0) (248)

avec T'a = Oh\/Weg4. 11 est le rayon de la goutte mere. On appelle “goutte(s) mere(s)” la ou les
goutte(s) avant rupture, et “goutte(s) fille(s)” la ou les goutte(s) issue(s) de la goutte mere, apres

rupture. Ces gouttes filles ont, apres rupture, un rayon ro déterminé ainsi :
BoAxn si BoAxn <11

ro = 1 1 (2.49)
min [(gg“;;?) ° (%) 3] si BoAgpg > r1 (régime de Rayleigh)

By est une constante de modélisation prise généralement égale & 0.61. Le cas particulier BoAgg > r
correspond au régime de fractionnement de Rayleigh. En effet, c’est uniquement en présence de ce
régime de rupture que les gouttes détachées de la colonne liquide ont un diametre plus grand que celui
de la colonne elle-méme. En ce qui concerne les injections haute pression de type spray Diesel, comme
il a déja été vu précédemment, c’est en régime d’atomisation que le jet liquide se fractionne. Ainsi, le
rayon des gouttes filles prédit par le modele “Wave” sera plutot de 'ordre de grandeur de Ag g, a une
constante de modélisation pres.

La taille de la goutte fille est ainsi déterminée a partir du volume de liquide contenu dans une onde

de surface. Avec un formalisme lagrangien, la taille des gouttes décroit pendant le temps de breakup
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Thu, K H, Suivant cette loi d’évolution temporelle :

d?“l ro — T

U murn (avec ry << 11) (2.50)

Contrairement au modele TAB, présenté par la suite, la diminution de la taille des gouttes meres est

linéaire dans le temps (figure [2.3). Il est possible d’exprimer le temps de breakup 74, k' en fonction

de la longueur d’onde A, de son taux de croissance Qi g et le rayon des gouttes meres ry :

|
Tou,KH = 3.72631W avec 1 (t = to) =a (2.51)
KHSKH
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Fia. 2.3 — Désintégration de la goutte mere pendant le temps de rupture 73, selon le modele “Wave”
[10]

L’auteur fixe la constante B; aux alentours de 10, admettant que cette valeur peut étre modifiée
sous influence de la géométrie de I'injecteur sur le spray formé dans la chambre. De plus, ce modele

prévoit une composante de vitesse radiale pour les gouttes filles :

0
Vo = Uotan <2) (2.52)
Elle est uniformément distribuée entre 0 et 6, angle du spray, défini par la relation suivante :
0 QrH
t — | = A Agg—— 2.53
an <2> e (2.53)

Aj étant une constante de modélisation qui est fonction du design de la buse. L’auteur [10] propose

de la prendre égale a 0.188.

Le modele de Patterson - Reitz ou modéle “KH - RT” [71] (pour Kelvin Helmholtz - Ray-
leigh Taylor) est basé sur le modele “Wave” de Reitz, présenté au paragraphe précédent. Il y ajoute la
prise en compte des instabilités de Rayleigh - Taylor dans la désintégration du jet a la sortie de Iorifice
d’injection. En effet, ces instabilités sont dues aux accélérations normales a la surface d’une interface
entre deux fluides de masse volumique différente. Le principe de ce modele est le suivant : I'instabi-
lité qui engendrera ’onde produisant la déstabilisation la plus rapide sera choisie pour modéliser le

fractionnement.
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Pour l'instabilité de Rayleigh - Taylor, la perturbation qui se développe le plus rapidement a une

longueur d’onde Ay et un taux de croissance Qrp définis de la facon suivante :

4 2019171
A = — 2.54
T PgUr Cyq ( )

Uy Cdpgur C1dpg
Q = — \/ 2.
RT 2 2p$m1 2ri0 (2.55)

u, étant la vitesse relative liquide/gaz.

En ce qui concerne le temps de rupture, en présence d’une instabilité de Rayleigh - Taylor, il differe

et s’exprime désormais de la fagon suivante :

8p1 2
Cdpg CdWGZ

Tou,RT = (2.56)
Le modeéle de Huh et Gosman [11}, [72] tente de faire un lien entre ’écoulement dans 'injecteur
et le processus d’atomisation. Apres une analyse d’ordres de grandeur, les auteurs partent du prin-
cipe que la turbulence du jet et l'inertie du gaz sont les deux seuls facteurs prépondérants dans le
processus d’atomisation [I1]. Le modele d’atomisation proposé ici considere donc les effets a la fois de
I’amplification de ’onde infinitésimale sur la surface du jet et la turbulence. Les auteurs insistent sur
la prédominance de la turbulence en indiquant qu’elle est plus efficace pour amplifier les perturbations
initiales de la surface que le mécanisme d’amplification d’ondes lui-méme.

Deux hypotheses sont donc posées. La premiere consiste a considérer 1’échelle de longueur turbu-

lente L; comme ’échelle dominante de ’atomisation :
Lp=C1Li+ CoL, (257)

avec L, la longueur d’onde des perturbations de surface. Les auteurs proposent de fixer les constantes
comme suit. C1 = 2, ce qui correspond a considérer la longueur caractéristique de ’atomisation comme
étant deux fois I’échelle intégrale de la turbulence et Cy = 1/2, seulement la moitié de 'onde de surface
est supposée se détacher pour former une goutte.

La seconde hypothese consiste a dire que I’échelle de temps de ’atomisation est une combinaison

linéaire de 1’échelle de temps de la turbulence 7; et celle des ondes de surface 7, :
T4 = C37 + Cay (2.58)

C3 =1.2 et C4y = 0.5 étant fixées par les auteurs grace a des comparaisons expérimentales.
La mesure du niveau de turbulence dans les écoulements a l'intérieur méme des injecteurs n’étant
pas tache facile, les auteurs proposent d’estimer 1’énergie cinétique turbulente k et son taux de dissi-

pation € a I’aide des relations suivantes :

- U2D0 1
k = = — — K. 2.59
8Lg [C?z ] (2.59)

u3D0 1
= - — K. 2.60
Lo [C?z ] (2.60)
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avec Lo la longueur de la buse, Dg le diametre de la buse, Cy le coefficient de décharge de 'injecteur
et K. une constante de modélisation.
La turbulence interne des gouttes meres décroit avec le temps. Si la goutte est supposée avoir une

turbulence isotrope homogene sans production, il devient possible de résoudre le systeme suivant :

dk
L 2.61
dt c (261)
—2
5
E = (2.62)

Les échelles de temps et de longueur de la turbulence peuvent alors étre déterminées, en fonction du

temps t et des conditions initiales grace aux corrélations suivantes :

0.0828¢\ *4%7
L) = LY <1+ 5 > (2.63)
Ty
m(t) = 704 0.0828t (2.64)

avec LY et 70 les conditions initiales de la turbulence & la sortie de I'injecteur, données & partir des
relations 2.59] et 2.60l

A partir d’une analyse linéaire des instabilités de type Kelvin - Helmholtz, en négligeant les effets
de tension de surface et de viscosité du liquide (cf section du chapitre 1)), il est possible de

déterminer le temps caractéristique d’amplification d’onde 7, :

gy = Lo [P0 (2.65)
ur \/ Py

Enfin, 'angle du spray se détermine a partir de la relation suivante :

tan <9> _ La/ma (2.66)

2 Up

et le taux de rupture primaire, comme suit :

L,
—k = k¥ 2.67
dt ! TA ou dt 2 Tow ( )

k1 et ko étant deux constantes de modélisation, ajustées a ’aide de comparaisons expérimentales en
termes de pénétration liquide et de distribution de taille de gouttes. Les auteurs proposent ici k; = 0.1

et ko = 0.02. La taille des gouttes filles est déterminée de la méme facon que Reitz [10].

2.2.3.2 Modeles de fractionnement secondaire

Jusqu’a présent, les modeles décrits ci-dessus servaient a initier les conditions de calculs lagrangiens
sensés représenter des sprays dilués : distributions de taille, de vitesse des gouttes, etc. Il s’agit main-
tenant de s’intéresser aux modeles de fractionnement secondaire qui déterminent plus spécifiquement

I’évolution de la taille des gouttes une fois détachées du coeur liquide.
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Le modele de Reitz - Diwakar [73),[74] est un modele de fractionnement fondé sur les travaux de
Nicholls [75]. Ce dernier a étudié la rupture d’une goutte dans un écoulement gazeux a forte vitesse, en
présence d’une onde de choc et propose d’identifier deux principaux régimes de fractionnement d’une
goutte liquide.

Le fractionnement en “sac” (ou “bag breakup” - représenté sur la partie gauche de la figure a lieu
pour des nombres adimensionnels de Weber gazeux inférieurs a 12. Lors de ce type de fractionnement,
la goutte voit sa partie centrale se bomber vers I'aval de ’écoulement, forcé par 'aérodynamique du
gaz, pour ensuite exploser en plusieurs petites gouttes. Le “bord” du sac se désintegre plus tard, sous
la forme d’un ligament, donnant naissance a des gouttes filles de taille plus importante. Selon les

auteurs [73] [74], le temps de rupture relatif & ce régime de fractionnement se calcule de la sorte :

_ Pt
Tbu,bag breakup = Chp pu (268)
l

Le fractionnement par arrachement (ou “stripping breakup” - représenté sur la partie droite de la
figure a lieu pour We, > \/Rieg. Ici, ni sac, ni bord de sac ne sont formés lors de la rupture mais
plutot des fragments liquides formés a la périphérie de la goutte, qui se retrouve déformée et cisaillée.
Durant ce type de fractionnement, la goutte mere est épluchée progressivement et il y a création de
gouttes filles de taille tres inférieure a celle de la goutte meére. Les auteurs proposent un temps de
rupture défini ainsi :

L P

Thu,stripping breakup — C1sb7 —_ (269)
Ur \ pg

Pour chaque goutte, une analyse du régime de fractionnement est effectuée et en fonction du type de
rupture, 'un ou 'autre des temps de rupture est choisi, en fonction du nombre de Weber. De plus, le
modele tient compte de la conservation de la masse pour déterminer le nombre de gouttes filles, ainsi
qu'une diminution de I’énergie cinétique globale afin de prendre en compte la transformation d’une

partie de cette derniere en énergie de surface, lors de la formation de nouvelles gouttes.

Bag Breakup Stripping Breakup

° o
® o o ‘e
@ o0’ ° oe
.0 ® %% e ®
air flow ...’.o. . air flow ...o. ]
%o ..o °
R ..o
° o0 ee

Fi1G. 2.4 — A gauche, un régime de “bag breakup” (We, > 12) - a droite, un régime de “stripping
breakup” (Weg > Reg)

K—H wave

Cependant, pour O’Rourke et Amsden [76], le second criteére, caractérisant le régime d’arrache-
ment, est critiquable car il implique la viscosité du gaz (par I'intermédiaire du nombre adimensionnel
de Reynolds) dans le phénomene. Or, cette derniére n’intervient pas dans l’expression du temps de
rupture Ty stripping breakups €€ qui est confirmé par certaines expériences : les temps de rupture mesurés
seraient indépendants de la viscosité du gaz. De plus, la détermination des constantes Cy, et Cyy, differe

fortement selon les auteurs et les études.
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L’année suivante, Reitz et Diwakar [74] proposent un modele amélioré, supposant que le rayon des
gouttes 1 diminue de fagon continue dans le temps, en présence d’un régime par arrachement (d’apres

ces mémes auteurs, c’est le régime de rupture prépondérant) :

dry Terit — T1 (2.70)
dt Thu,stripping breakup

avec un rayon “critique” re.;; défini de la fagon suivante :

2
o1 (2.71)

Terit =
2p2ulv,

L’angle 6 du spray fait intervenir le ratio des masses volumiques liquide et le gaz :
tan <0> =Cy Po (2.72)
2 Pl
avec Cy une constante de modélisation généralement fixée a 0.7 mais qui, dans ’absolu, dépend de la
géométrie de l'injecteur et des caractéristiques physiques du liquide.

Ce modele de rupture secondaire est basé sur des corrélations empiriques et des criteres de stabilité
obtenus lors d’expérimentations en phase dispersée. L’hypothese de départ du modele est donc que
chaque goutte du jet n’est pas affectée par les gouttes aux alentours. Ceci est un caractere limitant
du modele en zone dense du jet, pres de l'injecteur, la ou l'interaction goutte - goutte n’est plus

négligeable.

Le modele TAB (pour “Taylor Analogy Breakup”) a été proposé par O'Rourke et Amsden
[76] en 1987 et se base, comme son nom le suppose, sur une analogie proposée par Taylor entre
Poscillation d’une goutte et celle d'un systéme [Masse + Ressort] de masse m. En effet, dans cette
analogie, la force de raideur k£ du ressort est apparentée a celle de tension de surface o;. De plus, les
forces aérodynamiques sont considérées comme un forgage extérieur. Les auteurs ont ajouté a cette
analogie la notion de force d’atténuation, ou force d’amortissement d due aux forces de viscosité du

liquide. L’équation d’un oscillateur harmonique forcé et amorti est :
mi =F — kx —di (2.73)

x étant défini comme le déplacement de 1’équateur de la goutte liquide de sa position d’équilibre (cf

figure .

En se référant a ’approche de Taylor, les parametres adaptés au cas d’une goutte sont les suivants :

chpgu% k o, % ' d o 1

- - )

3 a2
m PIT1 m pIry m Py

(2.74)

Adimensionnant z par y = z/ (Cyr1) dans ’équation on obtient finalement 1’équation [2.75] :

2
.. W o] Ct pgu
i+ Catloy + Cp—Loy = Zf Pgtr
PITy

= 2.75
pirs Cy pir1 (2.75)

Cy, Cg, Cy et Cy sont des constantes de modélisation introduites par les auteurs, déterminées a ’aide

de comparaisons avec des résultats expérimentaux : Cp = 0.5, Cq = 10, C, =8 et Cy = 1/3.
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Position d’équilibre

“ Goutte oscillante

F1G. 2.5 — Oscillation de la goutte liquide autour de son état d’équilibre

En considérant le régime d’atomisation, un développement de Taylor permet d’obtenir un temps

de breakup, défini en équation pour un régime de “stripping breakup”, présenté en figure [2.4

P

Pg Ur

Thu,stripping breakup — \/§ (276)

Si par contre, c’est en régime de “bag breakup” que la goutte liquide va se briser, un autre temps de

breakup est défini en négligeant le terme de viscosité :

3

TPy
T 2.77
bu,bag breakup \/g o ( )

Pour prédire la vitesse normale des gouttes filles issues de la rupture de gouttes meéres et donc in-
directement ’angle du spray, I’hypothese suivante est utilisée par les auteurs : a l'instant précis de
la rupture, 'équateur de la goutte se déplace vers I'extérieur avec une vitesse & = Cpriy. De cette

hypothese, il devient envisageable que les gouttes filles aient une vitesse normale du type :
Vo = CyCyr1y (2.78)

ou C, ~ 1. Il vient alors aisément ’angle du spray 6, en fonction de cette vitesse normale V) :

0 Vo V3 Pg
PN Yo _ g VS [P 2,
tan <2> w C 3\ o (2.79)

Cette équation ne tient nullement compte du rapport Lo/ Dy (longueur du tube a l'intérieur de l'in-
jecteur divisé par le diametre de D'orifice de sortie). En effet, de nombreuses études ont montré une
influence de ce rapport sur ’angle de spray. Néanmoins, avec ce modele, en donnant une oscillation
initiale aux grandes gouttes injectées, ’angle initial peut varier. Ainsi 'influence de la géométrie de
I'injecteur serait en partie prise en compte.

Ce modele prévoit aussi une évolution de la taille des gouttes apres rupture primaire. C’est une

méthode basée sur la conservation de 1’énergie, en appliquant un bilan au niveau de la goutte mere
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avant rupture et au niveau des gouttes filles apres rupture. Une loi d’évolution de la taille des gouttes

peut ainsi étre proposée :

8K 3 6K — 25
1 Ty y2 ( > (2.80)

L Tl
+ + 120

739 20 oy
r32 est le rayon moyen de Sauter des gouttes filles. Ce rayon, comme défini & ’équation [2.42] est un
rapport entre le volume du spray et la surface du spray. La taille des gouttes filles est ainsi déterminée
par un tirage aléatoire dans une distribution en x? ayant comme rayon moyen de Sauter r = 735. La
valeur de K est une constante de modélisation, déterminée grace a des comparaisons expérimentales.

Les auteurs proposent K = 10/3.

Le modele de Pilch - Erdman [77] est en fait un modele d’atomisation secondaire basé sur un
ensemble de corrélations obtenues expérimentalement pour la détermination du temps de rupture 7,.
Comparé aux deux modeles précédents, celui-ci prend en compte la viscosité du liquide en introduisant

le nombre d’Ohnesorge Oh dans le calcul d’un nombre de Weber critique Wegp;; :
Weerir = 12 (1 + 1.0770hM6) (2.81)

Cette relation indique un role limitant de la viscosité du liquide dans le phénomene de rupture secon-
daire des gouttes. Si par contre, la viscosité du liquide est négligée, le nombre d’Ohnesorge devient
négligeable et le nombre de Weber We,.;; tend vers la valeur 12, conformément aux modeles proposés
par Reitz et Diwakar [73] [74] d’une part, par O’'Rourke et Amsden (modele “TAB”) [76] d’autre part.

Pilch et Erdman proposent un temps de désintégration de la goutte du type :

2 [ (2.82)

(Y

Trupt = ClT
T est une fonction proposée par les auteurs qui varie en fonction du nombre de Weber associé au gaz

et C1 une constante de modélisation. Six régimes de rupture sont définis :

6(Wey —12)7°%  pour 12 < We, < 18
2.45 (We, —12)°*°  pour 18 < We, < 45

T =S 141 (We, —12)"°% pour 45 < We, < 351 (2.83)
0.766 (Wey, — 12)%%  pour 351 < We, < 2670
5 pour We, > 2670

En ce qui concerne le rayon “critique” r..;; des gouttes, les auteurs supposent que son expression doit
faire intervenir la vitesse relative liquide/gaz u, :

a]

2pgu?

Terit = Weerit (2.84)
Le modeéle “Wave - FIPA” (pour Fractionnement Induit Par Accélération) [78] est pro-
posé par Habchi et al. en 1997 et tente de prendre en compte les effets de densité locale du spray,
pres du nez de l'injecteur par exemple, pour la détermination des constantes de modélisation interve-

nant dans le calcul du temps de rupture. En effet, cette approche fait la distinction entre le temps de
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rupture des grands paquets détachés du coeur liquide et celui des gouttes sphériques plus en aval de
I’écoulement. Le principe est le suivant : pour les premiers “blobs” liquides détachés du coeur, le modele
“Wave” proposé par Reitz [10] est choisi alors que pour les petites gouttes en rupture secondaire, les
corrélations de Pilch et Erdman [77] décrites plus haut sont utilisées.

Par comparaisons avec l'expérience, le modele “Wave” offre en effet une relativement bonne
prédiction sur les temps de rupture lorsque la vitesse relative liquide/gaz u, est bien estimée numérique-
ment. Or, ceci est rarement le cas, en considérant les maillages utilisés qui sont souvent un peu grossiers.
Avec ce modele, les utilsateurs corrigent le probleme en modifiant les différentes constantes utilisées (et
donc indirectement le nombre de Weber), afin de réévaluer les vitesses relatives liquide/gaz. L’idée ici
est donc de proposer une modification automatique des constantes en fonction de la densité locale du
spray considéré. Par exemple, quand le spray est dense, pres de la buse d’injection, la vitesse relative
liquide/gaz est considérée comme faible et donc les instabilités qui s’y développent sont atténuées. La
constante de breakup Bj utilisée a ’équation doit alors étre augmentée.

En ce qui concerne le temps de rupture des petites gouttes, s’appuyant sur les corrélations de Pilch
et Erdman [77], c’est la constante C; définie & I’équation qui doit étre modifiée. L’algorithme
de calcul des différentes constante n’est pas exposé ici mais se base sur un calcul des distances entre

gouttes, pour relier ensuite la densité locale du spray aux valeurs des constantes B; et C].

2.3 Bilan sur les limitations des approches standards

D’une maniere générale, I’approche lagrangienne et les modeles qui en découlent pour la simulation
des sprays donne de bons résultats pour les injections a faible vitesse et/ou pour les sprays dispersés.
Cependant, lorsque la pression d’injection augmente ou lorsque le spray est tres dense, les modeles
lagrangiens deviennent mal adaptés, tant d’un point de vue numérique que physique.

Sur le plan numérique, I’hypothese fondamentale de la modélisation lagrangienne qui est de
considérer des particules liquides détachées les unes des autres n’est pas vérifiée pres de la buse d’in-
jection. Dans le cas des maillages utilisés en modélisation de la combustion diphasique de type Diesel,
les mailles proches du nez de 'injecteur ont une taille avoisinant les 50um. Or, en vue des diametres
d’injecteurs actuels, il est tout a fait possible d’avoir plusieurs mailles de calcul en face de l'orifice de
sortie. Dans cette zone du calcul, le volume de la phase liquide est alors bien plus important que celui
du gaz (il peut atteindre 100%). De plus, 'approche lagrangienne est une approche statistique. Or,
pour une bonne résolution statistique de I’écoulement, un nombre de particules stochastique important
est requis. Un tel nombre de particules est rarement atteint en calculs moteur, pour des raisons de
temps CPU (pour “Calculation Processing Unit”) trop importants.

Sur le plan physique, les limitations se situent au niveau du couplage entre I’écoulement interne a la
buse d’injection et le développement du spray dans la chambre de combustion. Certains modeles comme
celui proposé par Huh et Gosman [11], [72] tentent de prendre en compte les effets de la turbulence de la
phase liquide a ’aide de corrélations. La théorie linéaire des instabilités, qui est a la base de la majorité

des modeles d’atomisation lagrangiens, est souvent appliquée pour des cas simples ne prenant pas en
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compte les géométries d’injecteur. De plus, la présence d’une zone dense prés du nez de l'injecteur
qui implique de fortes interactions entre les phases liquide et gaz n’est pas prise en compte par ce
type de modeles. Seul le modele proposé par Habchi et al. [T8] connu sous le nom de “Wave - FIPA”
essaie de prendre en compte la densité du spray dans le calcul des constantes de modélisation. Bien
que la modification de ces constantes soit un pas en avant, il ne semble pas suffisant pour prendre en
compte les mécanismes physiques complexes qui rentrent en jeu dans cette zone de I’écoulement. Enfin,
cette zone dense étant tres difficilement accessible aux outils de diagnostic optique, les validations des

modeles deviennent délicates.



Chapitre 3

Le modele Euler - Lagrange pour les

Sprays et I’Atomisation

Ce modele, surnommé “ELSA” (pour Euler - Lagrange pour les Sprays et l’Atomisation), est
un modele développé initialement par Vallet, Burluka et Borghi [79, [80] pour prendre en compte la
présence de la zone dense de liquide pres du nez de l'injecteur. En effet, c’est dans cette optique que
I’idée de mélange turbulent entre les phases liquide et gaz ainsi que le transport de la quantité d’inter-
face liquide/gaz ont été introduites. L’article de Vallet [79] propose en 2001 une premiére comparaison
avec des résultats expérimentaux. Blokkeel [81] 82] ajoute ensuite, en 2003 la possibilité de coupler
une représentation eulérienne en zone dense pres de 'injecteur avec une formulation lagrangienne en
zone diluée, en vue d’une adaptation du modele dans le code KIVA-II ot un nombre important de

modeles lagrangiens pour la vaporisation et les interactions spray/parois sont déja disponibles.

Atomisation primaire o

- >woooo
© e e o

Hauts Weber
—

et Reynolds

Atomisation secondaire

FiG. 3.1 — Représentation schématique de I’atomisation d’un jet liquide haute pression de type Diesel

Beau [83), 84}, [85] propose plus récemment une évolution de I’équation de transport de la quantité

d’interface liquide/gaz, a l'aide de comparaisons avec des calculs DNS obtenus par Ménard et al. [21],
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86]. I1 démontre aussi comment il est possible d’avoir avec le modele ELSA une représentation similaire
aux approches de type multiphase flow décrites au chapitre précédent, grace a un jeu d’équations de
transport pour le flux turbulent de liquide.

Par la suite, le régime de fractionnement du jet sera considéré comme étant celui de I’atomisation.
L’injection se fera a grande vitesse : le modele ELSA est actuellement développé avec 'hypothese de
haut Weber et haut Reynolds. Les forces de tension de surface et de viscosité du liquide sont ainsi
considérées comme négligeables devant les forces d’inertie en ce qui concerne les grandes échelles de
I’écoulement (figure . Cette condition est généralement observée lors d’injections haute pression
de type “Injection Directe”, qu’elles soient en moteur Diesel ou essence.

De plus, ce modele part du principe que dans la zone dense, pres de la buse d’injection, une
approche eulérienne est mieux adaptée du fait des fortes interactions entre les phases liquide et gaz. Ce
mélange liquide/gaz sera alors considéré par la suite comme un mélange turbulent & masse volumique
fortement variable, bien que la turbulence observée pres de l'injecteur soit particuliere, de par son
caractere diphasique. Le choix du mélange liquide/gaz permet aussi de s’affranchir en partie de termes

interfaciaux souvent difficiles a appréhender.

3.1 Modélisation de la turbulence diphasique et de la dispersion du
liquide

Ce modele est un modele de turbulence généralisée appliqué au mélange liquide - gaz. Il est donc
nécessaire de rappeler tout d’abord les équations utilisées pour la modélisation de la turbulence ainsi

que les notations qui seront utilisées par la suite.

3.1.1 Moyenne de Reynolds et moyenne de Favre

En présence d’écoulements compressibles, les équations de transport régissant leur comportement
physique font intervenir des dérivées de quantités volumiques p®. Il serait tout a fait envisageable

d’utiliser la décomposition classique de Reynolds suivante pour les écoulements incompressibles :

p® = p®+ (p®)
(3.1)

(p®) =0

mais il se peut tout a fait qu’expérimentalement, les mesures obtenues ne soient pas des grandeurs
volumiques. Dans cette optique, Favre propose une nouvelle prise de moyenne, cette fois pondérée par
la masse volumique :

p =p+p

(3.2)

d =P+ avec 7P = pd

Par opposition a la prise de moyenne de Reynolds, la moyenne des fluctuations ®” n’est pas nulle mais

par contre p®” = 0. Cette approche est retenue par la suite.
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3.1.2 Introduction de la densité moyenne de mélange liquide/gaz

Comme décrit précédemment, le modele ELSA s’appuie sur un mélange liquide/gaz turbulent.
Ainsi, une densité de mélange liquide/gaz est définie, a partir de la densité du liquide p;, celle du gaz
pg et la fraction massique de liquide }72 qui sera définie au paragraphe

1 Y 1-Y
p Pl Pg

Cette densité de mélange p peut étre vue comme le barycentre entre les densités du liquide et du gaz,

pondéré par la fraction volumique de liquide ¢;, définie ainsi :
_m
pi

o (3.4)

En effet, la relation peut tres bien étre réécrite en fonction de la fraction volumique ¢;, comme

suit :
p =g+ (1 — 1) py (3.5)

Dans le but de développer le modele ELSA dans des conditions réelles moteurs, les effets thermodyna-
miques sur les densités du liquide et du gaz sont pris en compte. La densité du liquide est déterminée a
partir de tables en fonction de la température du liquide 7; alors que la densité du gaz est déterminée
par la loi des gaz parfaits. La conservation de la masse s’exprime par la masse volumique moyenne,
grace a la relation suivante :

dp | Opui

ot (%cz

=0 (3.6)

3.1.3 Transport de la fraction massique de liquide

La dispersion du jet liquide dans la chambre de combustion est pilotée par I’équation de transport

suivante : -
oY | opVis  opulyl =
= — — Y 3.7
o '+ om o, PTie (3.7)

Plusieurs précisions sont a faire ici : u; est la vitesse moyenne du mélange liquide/gaz, Y, est un

terme source qui modélise les effets de la vaporisation. Ce terme sera présenté plus en détail par la

—_—~

suite. Un dernier point reste a préciser : le flux turbulent de liquide w}y;" qui décrit la dispersion du

liquide par la turbulence mais peut aussi étre considéré comme un terme de glissement moyen entre les
phases liquide et gaz (équation [3.40)). Ce terme a déja fait 'objet d’études approfondies par Beau [84],
qui a repris une partie des travaux de Simonin [36] pour les adapter au modeéle ELSA. Une nouvelle

approche pour la fermeture de ce terme sera proposée dans le chapitre

3.1.4 Conservation de la quantité de mouvement moyen

La notion de vitesse moyenne de mélange liquide/gaz a été introduite au paragraphe précédent. En

effet, le modele ELSA considérant I’ensemble des deux phases liquide et gaz comme un seul fluide a
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masse volumique fortement variable, I’équation de transport de la vitesse moyenne de mélange s’écrit

ainsi : s
Opi;  Opugiy _ 0P i
8t 8I‘j 81‘1 aibj

Cette équation de transport correspond a un écoulement turbulent & masse volumique variable. En

(3.8)

supposant un grand nombre de Reynolds, le tenseur de viscosité laminaire est négligé devant celui

turbulent. Le tenseur de Reynolds u// u;-’ nécessite d’étre étudié afin de comprendre si les fortes variations

de masse volumique peuvent influencer le choix de sa fermeture.

3.1.5 Modélisation de la turbulence moyenne du mélange liquide/gaz

L’hypothese de Boussinesq couplée a un modele de turbulence a deux équations du type (k,¢) est
proposée ici pour la fermeture du tenseur de Reynolds défini plus haut. C’est une approche classique

qui consiste a écrire la relation suivante :

— ou; Ou; 2O0uy 2~
", o ? J =z .. - ..
wjuy = —u <8xj + O, 38%51]) + 3]@(5@] (3.9)
Ez
Vg = CN? (310)

k est Iénergie cinétique turbulente moyenne du mélange liquide/gaz, € le taux de dissipation turbulent
et 14 la viscosité turbulente. C), est une constante de modélisation que les auteurs du modele (k,¢), a
savoir Jones et Launder [87], fixent & C,, = 0.09. Demoulin et al. [88] ont étudié la perspicacité de choisir
une approche turbulente en milieu monophasique pour décrire la turbulence d’écoulements liquide/gaz.
Ils démontrent qu’avec une telle approche il est possible de retrouver les résultats expérimentaux
de Stepowski [89] pour un processus d’atomisation dans une configuration de type injecteur coaxial
aéronautique.

Avant d’écrire les équations de transport de 1’énergie cinétique turbulente et de la dissipation
turbulente du mélange liquide/gaz, il est nécessaire au préalable de s’intéresser a ce que contient

chacune de ces deux grandeurs.

L’énergie cinétique turbulente moyenne du mélange liquide/gaz peut étre exprimée comme

la corrélation des fluctuations de vitesse :

- ]
k= iu;’u;’ (3.11)
or, si une décomposition par phase est effectuée, il est possible d’exprimer respectivement les énergies

cinétiques turbulentes de la phase liquide et de la phase gazeuse k; et Eg a l’aide des relations suivantes :

I P _ -
k= iug UL et kg = -ul ul (3.12)

I1 est possible de démontrer que I'énergie cinétique turbulente du mélange liquide/gaz est reliée aux

deux précédentes par la relation suivante :
9

. - o\ Iy 1 1
k:}ﬁkl+(1—}/})k9+%<~+ ~> (3.13)
2 Y, 1-Y
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Les énergies cinétiques des deux phases sont donc reliées par le flux turbulent du liquide u'y Ty, qui

caractérise le glissement entre les phases liquide et gazeuse. L’introduction de ce terme de glisse-
ment moyen dans la modélisation de ’énergie cinétique turbulente du mélange liquide/gaz k reste
problématique et n’est pas prise en compte pour le moment (Beau [84]).

L’équation de transport modélisée de I’énergie cinétique turbulente moyenne du mélange liquide/gaz

s’écrit de la fagon suivante :

@ 35%@' _ 0 e ok ou; | Ou;  20uy .\ 0w | 2 =0u
ot + or; Oy (Sct,k ox; He Oz t or; 30z " a% + pk@mk pE (3.14)

Py

avec un nombre de Schmidt pris égale a Sc; = 1.

La dissipation turbulente moyenne du mélange liquide/gaz est définie de la fagon suivante :

6u// 8ull

(%zj Ox;

(3.15)

or, il est tout a fait possible de faire une démarche analogue a celle proposée au paragraphe précédent

pour I’énergie cinétique turbulente du mélange, a savoir, décomposer le taux de dissipation en un taux

de dissipation turbulente de la phase liquide & et un pour la phase gazeuse g4, définis comme suit :
8ul i Ouy p ou’ . ou’ .

t =222 1
856] c%] ¢ %9 V@xj 8azj <3 6)

€l =

Le taux de dissipation turbulente moyen du mélange liquide/gaz & peut étre relié aux deux précédents

par la relation suivante :

(3.17)

_ - . 2V8 u// //8u1/ l/ 1 1
e=Yza+(1—Yl)€g+ P 2P ( + ~)
i 1-Y

P 81'3 8xj Y
La méme constatation que pour I’énergie cinétique turbulente du mélange est possible ici : les taux de
dissipation turbulente sont reliés entre eux par le flux turbulent du liquide u” /. Ainsi, la dissipation
du mélange liquide/gaz peut étre vue comme étant la somme des d1$Slpat10ns des phases liquide et
gazeuse et la dissipation liée aux interactions entre ces deux phases. De la méme fagcon que pour
Iénergie cinétique turbulente moyenne du mélange liquide/gaz, le glissement moyen n’est pas pris en
compte pour I’équation de transport de la dissipation turbulente moyenne du mélange liquide/gaz.

Son équation de transport modélisée s’écrit ainsi :

ope  Opeu; 0 (,ut Oe € g2 _Ouy, (3.18)

ot i Ox; Ox; \ Scie 3$i> + Ce1p kk e20=~ i + 53,058 o
avec un nombre de Schmidt pris égale a Sc; . = 1.22 et P}, le terme de production d’énergie cinétique

turbulente (équation [3.14]).

Trois constantes de modélisation sont présentes dans cette équation, leur valeur respective est fixée
par Jones et Launder [87] : C.; = 1.44, C. 2 = 0.33 et C. 3 = 1.92.
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3.2 Transport de la densité d’interface liquide/gaz

Etant un modele d’atomisation, le modeéle ELSA doit prédire I’évolution de I’écoulement en aval
de l'injecteur et en particulier la taille des paquets liquides puis des gouttes liquides qui constitueront
la phase dispersée du spray. Vallet et al. [79, [80] introduisent pour la premieére fois en 2001 une
équation de transport de la densité moyenne d’interface liquide/gaz par unité de volume ¥ dans le
but de considérer une notion plus générale que le diametre des gouttes. Par définition, une densité
d’interface liquide/gaz n’impose pas de fagon intrinseque la sphéricité des paquets liquides, a contrario
du diametre. De méme, elle ne suppose pas que le liquide soit sous forme de paquets liquides détachés.
Ces hypotheses de sphéricité des paquets liquides ne sont pas réalistes en zone dense de spray, pres
du nez de 'injecteur. Dans cette optique, ce modele pour I’équation d’interface liquide/gaz s’appuie
sur une analogie avec I’équation de transport de surface de flamme initialement introduite par Marble
[90].

L’équation de transport de la densité d’interface liquide/gaz s’écrit :

apQ2 N opu,t  Opuur
6t a$]’ N 8@

+ 350 (3.19)

avec, par commodité de calcul :
> =750 (3.20)

En effet, la majorité des codes de CFD actuels transportent des grandeurs massiques. Il est donc
nécessaire de définir une densité massique moyenne d’interface liquide/gaz Q.

Les termes source ﬁfli sont choisis pour prendre en compte les différents phénomeénes physiques
rencontrés. Le détail des termes choisis pour cette étude sera présenté au chapitre Néanmoins,
les phénomeénes physiques potentiellement observables dans des configurations de type “jets haute
pression Diesel ou essence” sont présentés ici, a titre introductif.

Comme il a été vu précédemment, il parait nécessaire de ne pas considérer des la sortie de I'injecteur
que le liquide est sous forme de gouttes sphériques. Dans la mesure du possible, cette hypothese doit
donc étre évitée pour les termes source de I’équation de transport d’interface. Cependant, quand le
spray devient dilué, I’aspect sphérique des gouttes est retrouvé et les termes source doivent évoluer

pour correspondre a ces cas limites.

Création d’interface liquide/gaz a la sortie de l’injecteur : la topologie de 1’écoulement
change radicalement entre le moment ou le liquide circule dans I'injecteur et le moment ou il sort de
la buse. En amont des levres de l'injecteur, il n’existe pas d’interface entre les phases liquide et gaz
(hormis pour les injecteurs cavitants). Ce n’est que lorsque le jet entre dans la chambre de combustion
que la surface de contact entre ces deux phases apparait. D’un point de vue pratique, cette création

d’interface liquide/gaz sera modélisée par un terme d’initialisation.

Création d’interface liquide/gaz due aux instabilités : comme il a été vu précédemment au

chapitre |1} le phénomene d’instabilités liquide/gaz joue un role prépondérant a faibles nombres de
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Weber et de Reynolds, lorsque les forces de tension de surface sont importantes et que la turbulence
est faiblement développée. Lors du développement de ces instabilités, la quantité d’interface entre les
phases liquide et gaz croit. Cependant, dans des cas de type Diesel, ce phénomene ne sera pas considéré

explicitement et sera intégré dans un terme de création par turbulence.

Création d’interface liquide/gaz due a I’étirement moyen du jet par turbulence : il s’agit
ici de prendre en comptes les effets des structures moyennes et turbulentes présentes dans la chambre
de combustion sur le développement du jet. La principale observation qui en résulte est un plissement

au niveau du jet.

Création d’interface liquide/gaz due aux phénomeénes de rupture secondaire : ce phéno-
mene est tres souvent observé en phase dispersée du spray. Lorsque la différence de vitesse entre les
phases liquide et gaz est importante, les paquets liquides subissent 'effet de forces aérodynamiques
importantes. Plusieurs régimes de ruptures sont possibles, ils ont été présentés en détail au chapitre

(cf figure |2.4). Certains de ces modeles peuvent étre directement adaptés.

Création d’interface liquide/gaz due a la présence de collisions entre gouttes : & masse
égale, lorsque des gouttes collisionnent, elles peuvent dans certaines conditions donner un nombre plus
important qu’a l'initial de gouttes. Il y a alors création d’interface liquide/gaz par unité de masse. Le
cas de deux gouttes qui collisionnent a été étudié par exemple par Tanguy [01] & I’aide de simulations
numériques directes. Le résultat est présenté en figure et montre la création de surface de contact

liquide/gaz lors d’une collision entre deux gouttes.

| Q
Q

> O 0
© o

F1G. 3.2 — Etude numérique proposée par Tanguy [91] sur la collision de deux gouttes identiques avec
un nombre de Weber We = 40

Diminution de l’interface liquide/gaz due a la coalescence entre gouttes : c’est l'autre
possibilité lorsque des paquets liquides se rencontrent. A masse égale, lorsque deux paquets liquides
coalescent en un, une diminution de la densité massique d’interface liquide/gaz est observée. Tanguy
propose également dans sa theése [91] une étude du régime de coalescence, illustrant la diminution

d’interface :
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S 0= ()OO

F1a. 3.3 — Etude numérique proposée par Tanguy [91] sur la coalescence de deux gouttes identiques

avec un nombre de Weber We = 130 et un nombre d’Ohnesorge Oh = 0.177

Diminution de l’interface liquide/gaz due au phénoméne d’évaporation du liquide : en
effet, ’évaporation de la phase liquide peut étre considérée comme une diminution de densité moyenne
d’interface liquide/gaz. Toujours & I’aide de I'outil de DNS développé durant sa these, Tanguy présente

également une étude sur 'évaporation d’une goutte en mouvement (figure |3.4).

F1a. 3.4 — Etude numérique proposée par Tanguy [91] sur I’évaporation d’une goutte liquide en mou-

vement - champ de valeurs de température

Différents auteurs se sont intéressés a la modélisation de chacun de ces phénomenes physiques, ainsi
qu’a leur intégration dans 1’équation de transport de la densité d’interface liquide/gaz. Une revue plus
détaillée de ces approches est proposée au chapitre |4} De cette revue bibliographique, une équation de

transport de l'interface liquide/gaz sera également proposée.

3.3 Les échanges thermique et massique avec le gaz environnant

3.3.1 Modélisation de la dispersion du carburant évaporé

Une fois évaporé, la dispersion de la vapeur de carburant dans la chambre de combustion est pilotée

par ’équation de transport

opY, | 0pYoli O [ i 9Y, g
ot or;  Oxj \ Sct Ox; P Ly

(3.21)



Les échanges thermique et massique avec le gaz environnant 55

Une loi de Fick (ou loi gradient) est adoptée pour modéliser le terme de diffusion turbulente avec un
nombre de Schmidt S¢; = 1.

Le terme source de vaporisation ﬁ};/lﬂ, est modélisé a 'aide d’un taux de vaporisation par unité
de surface évalué a partir de I’approche d’Abramzon et Sirignano [61, [62]. Cette approche permet de
calculer un taux de vaporisation qui a pour unité le “kg/s”. Or, pour 'adapter a une formulation
eulérienne telle que le nécessite le modele ELSA, ce taux de vaporisation doit étre exprimé par unité
de surface. Ayant été initialement prévu “par goutte”, il sera divisé par la surface de la goutte :

mvap
”D?l

mv’ELSA = (3.22)

Finalement, le terme source ﬁ?l,v commun aux équations de transport et [3.21] s’exprime de la

fagon suivante, en faisant intervenir la densité moyenne d’interface liquide/gaz :

oY 1o = D1ty 1549 (3.23)

3.3.2 Transport de I’enthalpie massique du liquide

Une enthalpie moyenne du mélange liquide/gaz est considérée mais il n’est cependant pas raison-
nable de supposer 1’équilibre thermique entre le liquide et le gaz. Il est donc nécessaire d’introduire

une équation de transport pour I’enthalpie massique moyenne du liquide.

Le taux de vaporisation nécessaire au calcul du terme source ﬁ?l,v des équations [3.7| et [3.21

nécessite le calcul préalable d’une température pour la phase liquide, notamment pour le calcul des
parametres de transfert de masse et de chaleur By, et Bp, déterminés respectivement a l’aide des
relations 2.29] et 2.30

Une équation de transport de ’enthalpie massique du liquide %l est ainsi proposée :

OpYihy | OpYihiiii _ 0 ( e OYily

ot or; 87% Pry Oz >+lehl (3.24)

avec un nombre adimensionnel de Prandtl Pr; = 1. Le terme source ﬁfﬁ%l caractérise les effets de
réchauffement ou de refroidissement du liquide en présence d’un gaz environnant respectivement plus
chaud ou plus froid mais aussi les effets de refroidissement du liquide lors du changement d’état
(vaporisation du liquide). Il s’exprime donc de la fagon suivante, en fonction du taux de vaporisation

par unité de surface 1, rsa :

QLAY

- — ﬁmv,ELSAﬁﬁl (3.25)
l

o7 oQL  _. =~
pYihy = pYi— — privy prsa§dhy =
mq
avec @7, la quantité de chaleur recue par la goutte de masse my.

3.3.3 Implémentation du modéele ELSA dans le code AVL Fire

Cette section est plus spécifiquement dédiée a I'implémentation du modele ELSA tel qu’il a été

développé durant cette étude dans le logiciel de CFD utilisé par PSA Peugeot Citroén, a savoir le code
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AVL Fire. Cette implémentation passe par I'ajout d’un certain nombre de “user-subroutines” mais
aussi par des modifications de certaines “subroutines” source du code. Il ne s’agit pas ici de rentrer
dans les détails de 'organigramme du code ELSA dans sa version AVL Fire mais plutét de développer
un point sensible rencontré durant cette étude, a savoir les modifications qui ont été apportées au
niveau de l'algorithme du solveur “SIMPLE” (Semi-Implicit Method for Pressure-Linked Equations)
[92, 93], [94] utilisé par AVL Fire.

3.3.3.1 Modification de I’équation de transport de I’enthalpie sensible du gaz

Il est tout d’abord nécessaire de modifier ’équation de transport de I’enthalpie sensible du gaz du
code AVL Fire afin qu’elle prenne en compte la présence de liquide dans le domaine de calcul. Deux
méthodes sont possibles :

— modifier les conditions limites en sortie d’injecteur (la ou la fraction massique de liquide est

égale & 1) ;

— transformer 1’équation pour qu’elle transporte non plus ’enthalpie sensible du gaz mais I’enthal-

pie du mélange liquide/gaz;
C’est cette seconde méthode qui a été adoptée ici car la premiere entraine des instabilités numériques
dramatiques en zone dense de spray, la ou le liquide est en proportion importante et ou donc une
baisse conséquente de la température issue de cette enthalpie est observée. Il s’agit donc de définir

une enthalpie de mélange massique liquide/gaz szm :

Tomie = Yily + (1 - f/l) g (3.26)

En considérant une capacité calorifique moyenne définie telle que :

T
@(T):% [ cymyar (3.27)
ref

il est possible d’exprimer ’enthalpie de mélange en fonction des capacités calorifiques des phases

considérées ici :

Emi:c = i\}lép,l (E) Tl + (1 - i}l) Cp,g (Tg) Tg (328)

En derniere étape, il reste a factoriser la température du gaz, afin d’exprimer ’enthalpie du mélange

de la forme };mim = 6p7mng :

. 7 N .
iz = <ylcpJ (1) = + (1-%) Chy (Tg)> T, (3.29)
9

Ce qui nous donne finalement une capacité calorifique du mélange liquide/gaz :

_ o~ T -
Cp,mix = chp,l (Tl) ?l + (1 - Yl) Cp,g (Tg) (3-30)
g

Cette méthode “atypique” de modification de la capacité calorifique permet la prise en compte de

I’enthalpie moyenne tout en gardant la méthode de calcul de la température du gaz. En effet, pour
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les calculs d’échanges thermiques entre les deux phases liquide et gaz (vaporisation et par la suite,
combustion), il est nécessaire de conserver cette méthode de calcul de température du gaz. Cette
solution a été choisie en concertation avec I’équipe de développement d’AVL Fire afin d’assurer une
certaine stabilité numérique, critére qui a toujours été mis en avant, dans le but d’utiliser le modele
ELSA sans restrictions, dans des configurations diverses.

Une fois cette modification effectuée, le solveur d’AVL Fire transporte désormais une enthalpie
massique de mélange liquide/gaz mais qui renvoie une température du gaz. Il reste alors a traiter le
probleme du terme source modélisant les effets d’évaporation du carburant sur I’enthalpie du mélange.
Initialement, si I’on ne modifie pas I’équation de transport de I’enthalpie sensible du code Fire, un
terme source modélisant les échanges thermique et massique est introduit. Ici, avec une enthalpie de
mélange liquide/gaz, la modélisation des échanges thermiques n’a plus lieu d’étre. En effet, ce qui est
perdu par le liquide sera donné au gaz et vice versa donc I'enthalpie de mélange de ces deux phases
s’en trouvera inchangée. Par contre, il reste tout de méme le terme source suivant, qui fait intervenir

la, chaleur latente de vaporisation L, du carburant considéré a la température de référence Ty :

hiiz = =1 Brsalor,,, (3.31)

Cette modification est apportée par I’ajout d’un terme source via une formulation explicite.

3.3.3.2 Implicitation partielle des termes source

Afin d’obtenir une bonne stabilité numérique et de relacher le critere sur le pas de temps de calcul
comme celui de Courant - Friedrichs - Lewy (CFL), il a été décidé d’impliciter le maximum de termes
source pour les différentes équations de transport introduites par le modele FLSA. Selon Patankar [95],
Iintégration des termes source dans le code AVL Fire passe par une écriture sous la forme générique
A — B % [X], X étant le scalaire transporté. Cette écriture qui différencie les termes explicites A des
termes implicites B permet une inversion de matrice et donc une résolution numérique plus efficace.

Les termes source de ’équation de transport de la densité d’interface liquide/gaz (cf chapitre |4])
se prétent bien a ce type d’écriture. Il s’agit ici de s’intéresser plus particulierement aux équations
de transport pour la fraction massique de liquide Y}, la fraction massique de carburant vapeur Y, et
I’enthalpie massique du liquide h;.

Pour la vaporisation en zone dense, I'inertie thermique du gaz est tres faible et un régime de
saturation en vapeur est trés rapidement atteint. Dans le but d’éviter des limitations trop fortes sur
le pas de temps de calcul, il est nécessaire de s’intéresser a une méthode implicite et de déterminer
un état final de vaporisation. Il est en effet tout a fait possible de réécrire formellement chaque terme

source sous la forme :

(3.32)

avec 7 un temps de rappel vers ce régime final.
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En raisonnant ainsi, chaque terme source peut donc s’écrire :

. Jinal X X 3.33
o [X]fmavl_ [ﬂ ! [X]fimﬁ_ [ﬂ [ } o

et ainsi obtenir la forme voulue. La seule inconnue est le régime final de vaporisation. Pour ce faire, a
chaque pas de temps et dans chaque cellule, un bilan est effectué pour le déterminer. La démarche est
présentée ci-dessous.

Soit My, final la masse maximum possible de carburant évaporé :

Yi,final = }7l — My, final (334)

Yv,final = }71) + My, final (335)

En sommant les équations (3.34) et (3.35]), la premiere équation du systéme a résoudre est obtenue :
Yy final + Y1 final = Yo + Y] (3.36)

En posant 'hypothese d’une variation de vitesse de mélange nulle lors du passage de I’état initial a

I’état final, I’enthalpie sensible initiale s’exprime ainsi :

B Yihi (Th) + Yohi (Ty) + Yh (T,) (3.37)

initial —

avec “I” I'indice se référant a la phase liquide, “g” celui se référant a la phase gazeuse a ’exception de
la vapeur de carburant et “v” celui se référant a la vapeur de carburant.

De la méme facon, on peut décrire I’état final ainsi :

}inal - ?l,final%ls,fmal (Tfinal) + ?U,final}vlf;,final (Tfinal)
+ ?gvfinalzz,final (Tfinal) (338)

On obtient alors la température finale T, par conservation de I'énergie totale :

Tinal = =——— Pt ~Muginatly (3.39)
Y tinatCpi (Tinat) + Yo, finalCpw (Ttinat) + Y. finatCp,g (Ttinat)
avec L, = (hY — h)) la chaleur latente de vaporisation.
L’algorithme de convergence suivant permet d’obtenir I’état final :
— Premiere itération, supposition de la valeur de T4 & T}‘m a =1
— Calcul de la fraction massique de vapeur saturante Y, s a I’aide de la relation de Clapeyron;
— Comparaison de Y, 5 et )7@ + }71 ;
- SiY,s > 371, + EN/Z alors tout le liquide est évaporé : }N/umal =0et ?v,final = }7@ +Y ;
- SiY,, < 171, + 171 alors le régime de saturation est atteint : 17; final = Yy €t 171 final =
Yo+ Y = Yo
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— Calcul de la nouvelle température d’équilibre T’;,, & 1'aide de la relation m

— Comparaison de T}‘m a €6 Trinar et réitérer si la convergence n’est pas atteinte.
Cette recherche de régime maximal de vaporisation permet d’obtenir les trois états finaux [X } final
pour les trois équations de transport de Yj, Y, et h;. Les termes source peuvent donc étre écrits
suivant la forme présentée a 1’équation L’implicitation d’une partie des termes source permet au
solveur de converger plus lentement mais de facon plus stre, suivant un comportement asymptotique
vers ce régime final, sans jamais le dépasser. Cela évite ainsi des situations de cas non physiques qui
pourraient déstabiliser le code, toutes les équations du modele FLSA étant liées entre elles par le taux

de vaporisation par unité de surface 1, grsa.

3.4 Contribution de ’approche lagrangienne dans le modele

Il s’agit en fait de s’intéresser ici a la fermeture du terme de diffusion des équations de transport
de la fraction massique de liquide et de la densité d’interface liquide/gaz. En se référant aux relations

exactes suivantes, évoquées par Beau et al. [84] [85] :

af =i (1-9) (ug ], —l,) = ¥i (ug; ], - @) (3.40)
o =6 (1-8) (ug |, —wl,) =0 (ug,], - @) (3.41)

—

il est tout a fait possible de considérer ces termes de flux turbulent «/z” comme étant des termes de
glissement entre phases. En effet, ces relations exactes et mettent en évidence un différentiel
de vitesse liquide/gaz, @l et UT‘|9 étant respectivement les vitesses d’advection du scalaire X , condi-
tionnées par les phases liquide et gaz. Or, Beau met en évidence dans son étude qu'une fermeture au
premier ordre, du type “loi de Fick” ou “loi gradient” peut s’avérer insuffisante pour représenter ce
lien tres fort qui existe entre le flux turbulent et le différentiel de vitesse entre phases.

S’inspirant de la littérature, Beau et al. [84], 85] propose un jeu de trois équations de transport du
flux I/Li’\gji/ . Il introduit alors la notion de trainée, jusqu’a présent absente du formalisme ELSA et qui
traduit donc une différence de comportement de la phase liquide en fonction du diameétre moyen de
Sauter D3s.

Il reste cependant un facteur limitant : le fait qu’il n’y ait qu’un seul diametre qui soit transporté
et non une fonction de densité de probabilité (PDF). C’est dans cette optique que s’inscrit la méthode
proposée ici. Il s’agit en fait d’utiliser une approche lagrangienne, transportant un certain nombre
de gouttes pour ainsi obtenir une PDF de taille de gouttes et donc, via la loi de trainée, une PDF
de vitesses. Un couplage entre le formalisme eulérien présenté dans ce chapitre et cette approche
lagrangienne est donc effectué au niveau des termes de diffusion turbulente, a 1’aide des relations
exactes et L’ensemble de cette méthode de couplage Euler - Lagrange est abordé de fagon
exhaustive au chapitre






Chapitre 4

Modélisation du transport de la

densité d’interface liquide/gaz

Le but initial de ’atomisation d’un jet liquide est d’augmenter la quantité d’interface entre la phase
liquide et la phase gaz. En effet, c’est cette quantité d’interface liquide/gaz qui pilote directement les

échanges thermique et massique ainsi que le transfert de quantité de mouvement et d’énergie.

Comme souligné précédemment, face aux observations expérimentales pres de 'injecteur, il devient
difficile de continuer a raisonner en diametre, de poser 'hypotheése qu’en sortie de buse, les paquets

liquides issus de I’atomisation soient déja sphériques et parfaitement détachés les uns des autres.

Initialement proposée par Ishii [96, [97] en 1975, la notion d’aire interfaciale permet donc de mieux

décrire la topologie de ’écoulement.

\

) ¢ v N M | Volume de controle

L: \J—'/J

Fi1G. 4.1 — Représentation schématique de I'aire interfaciale et de la densité d’interface

L’aire interfaciale représente la surface bleutée & l'intérieur du volume de controle (figure 4.1)) et

s’exprime en m?. La densité d’interface correspond & I’aire interfaciale par unité de volume et s’exprime

donc en m?/m3 = m~1.
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4.1 Construction de I’équation de transport de la densité d’interface

liquide/gaz

4.1.1 Transport d’interface réactive : surface de flamme

En combustion, la densité de surface de flamme caractérise les transferts de masse, de quantité de
mouvement et d’énergie entre la zone des réactifs et celle des especes ayant déja réagi. Cette notion
de densité de surface de flamme est désormais un point clé de la modélisation de la combustion et a
été initialement proposée par Marble et Broadwell [90]. Cette approche a donné le modele “CFM”
pour Coherent Flame Model. La flamme peut alors étre caractérisée par la vitesse de flamme laminaire
ainsi que son étirement. Le taux de réaction chimique moyen se calcule alors comme le produit de la
densité d’interface par la vitesse de flamme laminaire Sy.

L’analogie avec 'interface liquide/gaz se fait donc naturellement. En diphasique, la densité de sur-
face de liquide par unité de volume caractérise aussi les échanges thermique et massique (évaporation)

ainsi que le transfert de quantité de mouvement (loi de trainée) entre les phases liquide et gaz.

4.1.1.1 Equation exacte de transport d’interface réactive

Parmi les nombreux travaux a ce sujet, Candel [98] parvient en 1990 & dériver une équation exacte

de transport de la densité de surface de flamme. Il obtient ’équation suivante :

1)) 0 oU; on;
0 = | (vv; + 1 S+ 8.3
i + — oz, (U + Spny) % (v vj—l—nnj)a Z; S O

(4.1)

Avec v; et nm; les vecteurs définissant le plan tangent a la surface de la flamme, n; le vecteur normal a
la surface de la flamme et Sy, la vitesse de flamme laminaire (ou vitesse de réaction de combustion).
De gauche a droite, I’équation est constituée d’'un terme de variation temporelle, un terme
d’advection par la vitesse de I’écoulement et la vitesse de flamme laminaire, un terme prenant en
compte leffet de I’étirement dans le plan tangent a la surface de la flamme et un dernier terme lié a

I'interaction de la vitesse de réaction S, avec la densité de surface de flamme.

4.1.1.2 Modélisation de 1’équation de transport de la densité moyenne de surface de

flamme

Il s’agit ici de présenter une modélisation de 1’équation de transport de la densité moyenne de
surface de flamme basée sur une approche phénoménologique. Cette modélisation est proposée par

Duclos en 1993 [99]. D’une maniere générale, ’équation de transport s’écrit de la fagon suivante :

Y+ A

oy 0wy 0 <Vt 82) A, Ouj = (4.2)

E
9t " 0w~ om \Seor;) T s T AT
A j, Ay et Ay étant des fonctions qui different selon les auteurs.

Marble [90] propose par exemple A; j = Cge, A1 = 0 et Ay = CeS1/ (1 — 7) C étant la variable

d’avancement moyenne.
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Hormis les termes classiques de variation temporelle et d’advection par la vitesse moyenne du
membre de gauche, il est nécessaire de décrire les phénomenes physiques représentés par les termes du
membre de droite de I’équation De gauche a droite donc :

— la diffusion turbulente de la densité de surface de flamme, modélisée par une loi gradient ;

— Dl’étirement moyen, modélisé par 'action des gradients de vitesse moyenne sur la surface de la

flamme ;

— DI’étirement turbulent, modélisé par 1'action de la turbulence sur la surface de flamme (terme
source proportionnel a l'inverse d’un temps turbulent) ;

— leffet de la réaction de combustion sur la surface de la flamme, la densité de surface de flamme
étant limitée a petite échelle : en effet, d’'un coté, les petits paquets de gaz frais disparaissent
avec leur interface lorsqu’ils sont brilés, de 'autre, la densité de surface de flamme croit lors de
la propagation de la flamme depuis un ensemble de plusieurs poches de gaz brulé.

En analysant les phénomenes physiques représentés par ces termes source, quelques similarités
comme le plissement turbulent ou le plissement moyen ainsi que les instabilités de couche de ci-
saillement permettent de proposer une analogie de comportement entre les paquets de gaz frais en
combustion et les paquets liquides en diphasique.

Cependant, les mécanismes de production et de destruction, que ce soit d’un c6té pour les poches
de gaz frais, de 'autre pour les paquets liquides, different. Dans le cas de la combustion, la densité de
flamme est limitée par la diffusion laminaire des especes et la combustion (effet pris en compte par la
vitesse laminaire de flamme). Dans le cas d’un mélange diphasique liquide/gaz, la densité d’interface
liquide/gaz est limitée par la tension de surface et le phénomene de vaporisation. Les masses volumiques
tres différentes entre les phases liquide et gaz font aussi apparaitre des instabilités spécifiques : celle
de Darius - Landau pour les flammes, celles de Rayleigh ou Rayleigh - Taylor [32] pour les mélanges

liquide/gaz.

4.1.2 Transport de la densité d’interface liquide/gaz

Deux approches sont possibles pour établir une équation de transport pour 'interface liquide/gaz :
considérer 1’écoulement liquide comme une phase dispersée ou non. En d’autres termes, raisonner en
gouttes sphériques détachées les unes des autres (et donc en diametre de goutte) ou de fagon plus

générale, en quantité de surface de contact entre les phases liquide et gaz.

4.1.2.1 Adaptation des lois d’évolution de gouttes

Sont considérées ici les équations de transport de surface de liquide fermées a l'aide de lois
d’évolution de gouttes (modeles de rupture primaire, de rupture secondaire, de collision/coalescence
et d’évaporation). L’évolution de la quantité de mouvement (i.e. la vitesse de la goutte) n’est pas
traitée ici car elle ne modifie pas directement le comportement de la densité d’interface liquide/gaz.
Cependant, elle joue un role dans la vitesse moyenne retenue pour l'advection de la densité d’interface

liquide/gaz.
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De fagon générale, il est possible de passer d’une loi d’évolution d’'un diametre de goutte a un terme
source pour I’équation de transport de la densité d’interface liquide/gaz a 1’aide la relation suivante,

en supposant que le nombre de gouttes par unité de volume Ny est constant :

dNgSq dD? B dDy
7 = 1Ny o =27NyDy I (4.3)

S, étant la surface de la goutte et ¥ la densité d’interface liquide/gaz.

Y=

Modélisation proposée par Wan [37] Cette étude proposée par Wan et Peters en 1999 se base
sur des modeles lagrangiens de vaporisation et de rupture. Les effets de collision et de coalescence ne
sont pas traités ici. En ce qui concerne les lois d’évolution qui sont & la base de cette modélisation,
une loi du D? est utilisée pour la vaporisation ainsi que le modele de Reitz et Diwakar [73] pour les
phénomenes de rupture secondaire que subissent les gouttes dans I’écoulement. Les auteurs obtiennent

ainsi une équation de transport fermée du carré du diametre moyen des gouttes liquides :

OpY D2 dpiuy,;Y D>
LY ig + PrLit 174 = _vaaporisation - ¢b7“eak’up (44)
ot x;

Dy étant le diametre des gouttes, Y la fraction volumique de liquide et uy; la vitesse du liquide. Les
deux termes source du membre de droite de cette équation modélisent respectivement la vaporisation
et le breakup secondaire.

Dans cette approche, il existe plusieurs limitations :

— le choix de transporter un diametre moyen au carré plutdt qu’une interface liquide/gaz ne permet
pas une généralisation de cette équation en zone dense de spray, pres du nez de l'injecteur, le
diametre caractérisant par définition un objet sphérique;

— T'utilisation du modele de rupture secondaire développé par Reitz et Diwakar est intéressante
mais aucun modele de rupture primaire n’est proposé en parallele, ce qui impose le choix d’un
diametre initial, en sortie d’injecteur (en général le diametre de l'injecteur) ;

— cette approche ne prend pas en compte les phénomenes de collision, de coalescence et d’instabi-

lités liquide/gaz.

Modélisation proposée par Iyer et al. [39, 40, 41] Le modele de transport de l'interface li-
quide/gaz proposé par Iyer et Abraham [39] 40, [41] se place dans le cadre d’une approche multi-fluid
du spray. Ici la phase liquide et la phase gaz sont considérées toutes les deux en formulation eulérienne.
Deux jeux d’équations de Navier-Stokes sont donc résolus et il existe donc des termes de transferts
interfaciaux (masse, quantité de mouvement, énergie) entre les deux phases, par exemple les lois de
trainée et d’évaporation. Or, que ce soit pour I'une ou 'autre de ces deux lois, un diametre Dy calculé
A partir de la densité d’interface liquide/gaz X et de la fraction volumique de liquide Y; est nécessaire :

6Y;
D:j
17T

Dans le cas d’un écoulement dispersé, les auteurs supposent que la vitesse de l'interface est égale

(4.5)

a la vitesse de la phase dispersée. Dans le cas des sprays de liquide, l'interface est donc advectée par
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la vitesse du liquide. Une équation de transport pour la densité d’interface est proposée :

@ 8m,§

ot or; - ¢vaporz‘sation + ¢breakup + Dcoalescence (4.6)

Le terme source modélisant la vaporisation ¢,qporisation Comme décrit précédemment, les
auteurs s’inspirent de lois de comportement habituellement utilisées en formulation lagrangienne. Pour
la modélisation de la vaporisation, le terme source correspondant est déterminé a partir de la loi du
D? .

2
% =K, (4.7)
avec K, la constante de vaporisation. Elle dépend du taux de vaporisation m, comme décrit dans le
paragraphe Il vient ainsi directement, en utilisant la relation :
3

= b}
vaapom'sation = Evaporisation - _K’UTQ (48)
36Y;
avec Y] la fraction volumique de liquide.

Le terme de vaporisation s’obtient donc ici a partir de I’hypothese de sphéricité des gouttes.

Le terme source modélisant le breakup ¢prcqkyp Pour la modélisation du phénomene de
rupture des gouttes, Iyer et Abraham proposent une adaptation du modele de Reitz [I0]. Ce terme
source prend alors en compte la croissance de la densité d’interface liquide/gaz due a la rupture
observée par le jet liquide et les gouttes qui constituent le spray. La loi d’évolution initiale est la
suivante :

dzd __Da ;bfmt (4.9)

avec Ty, le temps de rupture de la goutte, temps caractéristique nécessaire pour que le diametre de la

goutte diminue jusqu’a atteindre un état critique stable D..;;. En considérant ’expression reliant le

diametre moyen Dy & la densité d’interface liquide/gaz ¥, la loi d’évolution de I’équation conduit

d)breakzup = TE <1 - > > (410)

bu Ecrit

alors au terme source suivant :

avec Yepit la densité d’interface liquide/gaz par unité de volume correspondant au diametre critique
Dcm’t-

Le terme source modélisant la coalescence ¢.ogicscence Afin de modéliser le phénomene de
coalescence de gouttes, Iyer et Abraham proposent d’introduire tout d’abord la fréquence de collision
feolr, initialement développée par O’Rourke en 1980 [100] et Gidaspow en 1984 [101] :

2
, D3

feon = N{U = (4.11)

avec Ny le nombre de gouttes par unité de volume, Dy le diametre de ces gouttes et U] la vitesse

d’agitation inter-gouttes qui peut étre considérée comme étant liée a 1’énergie cinétique turbulente de
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12k
Ul, = Clroll ?l (4.12)

Lorsque I'on considére une collision (au sens général du terme) entre gouttes, plusieurs possibilités

la phase liquide k; :

Con étant une constante de modélisation.

sont envisageables. Soit elles se brisent en plusieurs plus petites gouttes, soit elles coalescent. Il est
donc possible de définir une efficacité de coalescence 7).y, définie a partir d’'un nombre de Weber

collisionnel We,,; ainsi :

3.12
=min |——,1 4.13
Tleoll min |:W€coll ) :| ( )

La valeur “3.12” est proposée par O’Rourke [102] et le nombre de Weber collisionnel est défini & partir

de la vitesse d’agitation inter-goutte U] :

Pl Ul,2 Dy
gl

Weeou = (414)

Ce dernier traduit ainsi la capacité de la goutte a résister a une collision.
En considérant le diametre de la goutte Dy (relation [4.5) ainsi que le taux de décroissance du
nombre de gouttes par unité de volume due a la coalescence :

N

dt = _ncollfcoll (415)

Les auteurs obtiennent finalement le terme source de destruction ¢cpuescence, qui peut s’écrire ainsi :

o U!
d)coalescence = _77collE Té (416)

Bilan sur les modeles d’adaptation des lois d’évolution de gouttes Les deux modeles décrits
dans ce paragraphe (Wan et Iyer) sont des exemples d’une extension des approches lagrangiennes. En
effet, pour chacun de ces deux modeles, une hypothese de sphéricité des gouttes est posée : soit
directement par le transport d’un diametre pour Wan, soit a travers les termes de fermeture de
I’équation de transport d’une quantité d’interface liquide/gaz pour Iyer. Pour ce dernier, la sphéricité
des gouttes est nécessaire lors de la traduction des lois d’évolution du diametre des gouttes vers des
lois d’évolution de la densité d’interface liquide/gaz.

En ce qui concerne la description de l'interface liquide/gaz pour des sprays denses, elle n’est pas
abordée dans cette approche bien que les sous-modeles soient utilisés dans la zone dense. Cependant,
I'utilisation de tels sous-modeles est déja une avancée en soit car ils permettent de modéliser I'ato-
misation tout en palliant les problemes de dépendance des calculs au maillage utilisé. En effet, les
calculs lagrangiens sont sujets a une dépendance forte a la finesse des maillages utilisés. De plus, une
approche lagrangienne induit deux types de problemes :

— la possibilité d’avoir un volume de liquide supérieur au volume de la cellule, en zone proche de

I'injecteur la ou le maillage est raffiné;
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— lorsqu’un tel raffinement de maillage est utilisé, pour une bonne convergence statistique des
méthodes lagrangiennes, il faut en principe augmenter le nombre de particules stochastiques
pour garder une bonne convergence statistique et ceci est rarement possible avec les ressources
actuelles en terme de puissance de calcul.

Face a ce constat, une approche eulérienne a donc des avantages. Néanmoins, la représentation de la
fonction de distribution est peu précise : une seule taille de goutte par maille est calculée. Il serait
possible d’améliorer ce point en considérant une fonction de distribution présumée comme le proposent
Beck et Watkins [49] 50, 51, 52].

4.1.2.2 Modélisation sans hypothése de phase dispersée

Ici sont proposées différentes approches de la littérature ou une équation de transport de la densité
d’interface liquide/gaz est également proposée mais dans un contexte plus général, en essayant d’éviter
I’hypothese de spray constitué de paquets liquides détachés et en s’attachant a une description plausible
de la zone dense. Ces travaux sont issus principalement d’une analogie avec le transport d’une surface
de flamme, comme décrit au paragraphe L’idée originale vient des travaux de Vallet et Borghi
[79, [80].

Modele de Vallet et al. [79,/80] Cette approche est originale par rapport aux autres précédemment
citées car elle ne suppose pas la phase liquide comme étant constituée de gouttes sphériques totale-
ment détachées les unes des autres. En fait, 'utilisation méme de la quantité de surface a la place du
diametre vient de cette volonté d’obtenir une description plus générale de ’écoulement diphasique. La
fermeture proposée pour les différents termes source de I’équation de transport de la densité d’interface
liquide/gaz par unité de volume est basée sur une analogie avec I’équation de transport de la densité
de surface de flamme et non sur des modeles de transport de gouttes.

Cette étude a été initialement proposée lors de 1’étude d’un spray coaxial aéronautique. Une

équation de transport pour la densité d’interface liquide/gaz est alors postulée :

%—f + agf = aii <SV; gi) Y (Ata)s - Vs (4.17)
De par la forme de cette équation, il est possible de distinguer deux phénomeénes de production de
densité interfaciale :

— D’étirement moyen di aux grandes échelles de la turbulence A ;

— D’étirement du aux petites échelles a.
Il existe un troisieme terme source qui traite du phénomene de destruction de densité interfaciale par
la coalescence, modélisé a ’aide de la vitesse Vg.

L’étirement moyen A est modélisé a I'aide du tenseur de Reynolds. Ce terme permet ’augmentation

de la densité d’interface liquide/gaz en présence de fortes contraintes turbulentes et de gradients de

vitesse importants :
u/./u/./ a"’.
A=Y a“f (4.18)
k X
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alors que le terme d’étirement a est en fait proportionnel a 'inverse d’un temps caractéristique de
turbulence 73. En se basant sur des observations antérieures, le régime de rupture par collision doit
étre considéré comme prépondérant et les auteurs proposent alors un terme de production de densité

interfaciale piloté par un temps turbulent mais modélisant les phénomeénes de collisions entre paquets

=\2/3 4/9

LY 1

a = acOll = 7( ¢ )2 9 <p,\l_,> — (419)
36m)%° \py;) T

avec L; I’échelle de longueur caractéristique de la turbulence, p; la densité du liquide, p la densité

liquides :

moyenne du mélange liquide/gaz et 371 la fraction massique de liquide. Collisions et coalescences étant

des phénomenes liés, on retrouve dans ’expression de la vitesse caractéristique Vg le terme aoy :

Geoll PL Dcrit

Vg = - (4.20)
6pY
avec D..;; un diametre critique de retour a 1’équilibre du modele en zone diluée, défini ainsi :
3/512/5 (_\2/15
oLy (PYZ>
Depit = (4.21)

~ 11/15
kp, /

La forme générale de I’équation de transport de la densité d’interface liquide/gaz ne suppose pas
la présence de gouttes. Il faut néanmoins souligner que dans 'estimation de a.o; la considération de
gouttes reste présente.

Bien qu’il ait été initialement développé pour caractériser les sprays d’un injecteur coaxial, ce
modele peut étre étendu a d’autres sprays denses comme ceux obtenus en injection haute pression
de type Diesel (et plus récemment en essence). Son domaine de validation impose uniquement des

nombres adimensionnels de Reynolds et de Weber importants.

Modele de Jay et al. [103] Ce modele se base sur les travaux de Vallet précédemment décrits mais
utilise une approche plus phénoménologique du probleme. Une équation de transport pour la densité
d’interface liquide/gaz est donc également utilisée mais les termes source retenus pour caractériser
I’évolution de la surface sont choisis comme étant spécifiques au probleme étudié par les auteurs a savoir
les injecteurs coaxiaux utilisés dans ’aéronautique. Jay introduit alors un terme source modélisant
Ieffet des instabilités @instapitites, un autre modélisant la rupture secondaire des gouttes ¢preqrup €t un
dernier pour caractériser l'effet de la vaporisation du carburant ¢yeporisation- Il propose une équation

de transport de la densité interfaciale ayant la forme suivante :

oY oux 0 <1/t 1))

E + 81‘1 = axz Sict 8%) + ¢instabilites + ¢breakup + ¢Uapo7‘isation (422)

Le terme source modélisant les effets d’instabilités s’appuie sur I’étude d’une couche de cisaillement

et s’exprime de la fagon suivante :

_ —92\ 1/2 —
A Y = by by
¢instabilit€s =b fo v 0 b <1 - ) h (1 - > (423)

17 pr— p—
pL2YIn (cht) Ox; E?f
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avec AU le différentiel de vitesse & la sortie de la buse entre les phases liquide et gaz, Y i = 0.01
la valeur en dessous de laquelle le glissement entre les deux phases peut étre considéré comme nul, h

la fonction Heavyside et X la densité interfaciale maximale atteinte sous 'effet d’instabilités. Cette

1 9 Ly, 1
= _prbu_ 4.24
S S P ( 5 J1/3> (4.24)

Yinit est la densité interfaciale initiale, proposée par les auteurs comme correspondant au diametre

derniere est définie telle que :

de l'injecteur, Ly, est une longueur caractéristique de rupture telle que Ly, = CeoreDing/J 3 J =
pgu?] / (plu?) est un rapport de quantité de mouvement entre les deux phases et § est I’épaisseur de
la couche de mélange entre le liquide et le gaz. Les différentes constantes de modélisations sont fixées
par les auteurs : by = 5, Crore = 10 et B = 2.5.1072.

Sous l'effet des instabilités qui se développent au niveau du jet, la densité interfaciale croit jusqu’a
atteindre une valeur critique qui correspond & une sorte de saturation du phénomene. Ce terme est
assez proche du terme de production par étirement moyen A défini a I’équation du modele de
Vallet et al. [79, 80].

Ainsi, le phénomene de rupture primaire par la présence d’instabilités étant modélisé, la seconde
phase de ’atomisation peut étre caractérisée en adaptant un modele lagrangien de rupture secondaire.
Le modele TAB [76], déja présenté au paragraphe , est choisi ici :

Obreakup = (21/3 - 1) QAh (Dg — Derit) (4.25)
Thu
avec Ty, le temps caractéristique de rupture secondaire des gouttes proposé dans le modele TAB et

D¢.;+ le diametre critique défini tel que :

crit

3/5
Diyit = Wel? (;l) F2/5 (4.26)
g

le nombre de Weber critique We,;; étant pris égal a 0.3 par la suite.

Hormis la présence de la fonction Heavyside, ce terme est lui aussi assez proche d’un des termes
source proposés par Vallet et al., a savoir celui avec un temps de rappel vers un régime critique
symbolisé par une densité interfaciale critique (ou un diametre critique). Pour Vallet, ce terme modélise
le double phénomene de collisions/coalescences alors que Jay s’en sert pour caractériser le phénomene
de rupture secondaire jusqu’a atteindre une taille de goutte correspondant a un équilibre local.

En ce qui concerne le terme de destruction de densité d’interface liquide/gaz due & la vaporisation,
une approche basée sur la loi du “D?” est utilisée, de la méme facon que I’approche proposée par Iyer
et al. [39, 40, [41].

De par la présence de certains criteres introduits par les auteurs comme 1’épaisseur de la couche de
mélange entre les deux phases J, la longueur caractéristique de rupture Ly, ou le rapport des quantités
de mouvement J, qui sont des critéres typiquement utilisés pour des injecteurs coaxiaux, ce modele
est difficilement utilisable pour d’autres types d’injecteurs. En effet, certains de ces criteres s’appuient
sur des corrélations issues d’études expérimentales d’injecteurs coaxiaux aéronautiques. Néanmoins,

c’est le seul modele qui prend en compte explicitement I'instabilité initiale.
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Modéle de Beau et al. [84,85] Plusieurs points sont a retenir des différentes approches précédem-
ment décrites. Tout d’abord, il existe deux méthodes pour la fermeture des différents termes source
caractérisant les phénomenes physiques qui agissent sur le jet liquide, soit une adaptation de modeles
lagrangiens basés sur un diametre de goutte soit proposer des fermetures moins spécifiques a un spray
liquide dispersé et qui seraient applicables a la zone dense du jet, pres de la buse d’injection. Vallet
et al. [79, [80] vont dans ce sens en proposant par exemple dans I’équation de transport de la densité
d’interface liquide/gaz un terme source modélisant les effets de plissement moyen du jet di aux forts
gradients de vitesse rencontrés en sortie d’injecteur. Cependant, adapter des modeles de spray formé
de gouttes en zone dispersée est intéressant car cela peut se faire de fagon systématique. Ces modeles
ainsi obtenus peuvent de plus en inspirer d’autres en zone dense. Dans tous les cas, les modeles de
zone dense doivent avoir un comportement qui tend vers celui des modeles de spray de gouttes quand
la fraction volumique de liquide diminue.

C’est dans cette optique que se place le modele de Beau et al. [84 85] en introduisant une équation

de transport de la densité d’interface liquide/gaz par unité de volume ayant la forme suivante :

%Eti + ag;? - 81 (;; gi) + Ginit. + Pmoyen + Prurb. + Deoll. + Peoal. (4.27)

Les auteurs ont choisi comme vitesse d’advection de la densité d’interface liquide/gaz la vitesse
moyenne du mélange. Vallet et al. ainsi que Jay et al. ont également opté pour ce choix. Cela vient
du constat suivant : pour le transport de bulles, les auteurs retiennent souvent la vitesse du gaz.
Réciproquement, pour le transport de gouttes en phase dispersée d’'un jet liquide (Iyer et al., Wan
et al.), la vitesse du liquide est souvent choisie. S’inscrivant dans une optique de caractérisation d’un
jet haute pression de type Diesel ol le spray est en partie constitué d’une zone dense pres de la buse
d’injection (précédée par un écoulement dans I'injecteur ou des poches de cavitation peuvent parfois
se former) et d’une zone dispersée plus en aval de ’écoulement, le choix d’une vitesse de mélange est
un compromis.

Cette équation de transport de la densité interfaciale est basée sur celle proposée par Vallet et al.
mais certains termes source sont ajoutés et d’autres modifiés.

Les auteurs introduisent tout d’abord un terme source inédit, a savoir un terme de création de
densité interfaciale ¢;,;:. proportionnel aux gradients de fraction massique de liquide }7} En effet, ce
terme source agit par exemple au niveau des levres de I'injecteur, lorsque le jet sort de la buse. Dans la
buse d’injection, dans I'hypothese d’absence de poches de cavitation, la densité interfaciale liquide/gaz
est nulle. Des que le jet sort de I'injecteur et rentre dans la chambre de combustion, il y a création de

densité d’interface. L’expression suivante est proposée :

125, Y, 0,
pipgSciLy 0x; Ox;

Dinit. = (4.28)

Ce terme d’initialisation propose donc une création d’interface liquide/gaz en zone proche de l'injec-
teur, en supposant que les premieres échelles des structures liquides sont proportionnelles a I’échelle

intégrale de turbulence L;. De par la présence de gradients de fraction massique de liquide plus faibles
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en zone dispersée, ce terme devient vite négligeable en comparaison des autres termes source présentés
plus bas.

S’inspirant des termes proposés par Vallet et al., les effets d’étirement moyen du jet (dia aux
forts gradients de vitesse) ainsi que les effets d’étirement turbulent (di & la présence de structures

turbulentes qui ont tendance a plisser et éplucher le jet) sont modélisés comme suit :

I A~
U Uz Oy —

oven, = —=d LS 4.29
Pmoy T o, (4.29)
)
d)turb. - (430)
Tt

P.-A. Beau s’est aussi intéressé a la modélisation des effets de rupture des gouttes apres collision

entre elles. Un terme source ¢,y est donc proposé et s’exprime de la fagon suivante :

[\l

QscollA =

(4.31)

Teoll
Comme il est possible de le remarquer, un temps caractéristique de collision 7., est introduit
dans la relation Les auteurs se distinguent ici des travaux initialement proposés par Vallet et
al. [79, [80] et s’inspirent de la définition proposée par Iyer et al. [39, [40L [41] & ce sujet, & savoir un
temps caractéristique de collision défini a partir d’'une longueur caractéristique de collision L.y, d’un
différentiel de vitesse de collision AV, et d'une section efficace Scs¢ (pour une meilleure représentation
de ces différentes grandeurs, se référer a la figure . Le temps caractéristique de collision s’exprime
donc ainsi : 13 )
Teoll = m (4.32)
Cette formulation vient d’une adaptation des modeles lagrangiens et prend en compte une notion
de probabilité de collision en fonction du diametre des gouttes considérées. En effet, en introduisant
une section efficace, ce modele traduit le fait que des gouttes plus petites ont une probabilité de
collision plus faible.
La longueur caractéristique de collision est définie comme étant la distance moyenne entre les
gouttes et fait donc, par définition, intervenir le nombre de gouttes par unité de volume Ny, comme
suit :

Loy = Nd_l/3 (433)

En considérant les gouttes comme sphériques, il est possible de définir le nombre de gouttes par
unité de volume Ny comme étant fonction de la densité moyenne d’interface liquide/gaz et de la

fraction massique moyenne de liquide :

233
Ny= P12 (4.34)
36mp?Y}?
La surface efficace de collision Scf; peut quant a elle étre approchée par :
81 p2Y 2
Seff = Sl (4.35)

=2
PP
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Fi1a. 4.2 — Schéma de principe d’une collision entre gouttes

Un dernier point ol les auteurs se distinguent des travaux de Vallet et al., c’est sur le choix du
differentiel de vitesse de collision AV,,;. Vallet et al. ont choisi d’utiliser les fluctuations de vitesse
a D’échelle inter-gouttes en suivant ’hypothese de Kolmogorov pour déterminer sa valeur en fonction
de I’énergie cinétique totale et de la dissipation totale. Iyer et al. ont retenu une autre expression,
directement reliée a 1’énergie cinétique turbulente de la phase liquide. Cependant, dans un modele
de mélange, il n’est pas directement possible d’avoir acces a cette grandeur. L’utilisation de 1’énergie
cinétique turbulente du mélange liquide/gaz est alors proposée par Beau et al., en considérant qu’en
zone dense, 1a ou les collisions sont tres fréquentes, la fraction massique de liquide est importante et

donc I’énergie cinétique turbulente du mélange est relativement proche de celle de la phase liquide.
AVt x VE (4.36)

Toujours selon les auteurs, le choix d’exprimer le différentiel de vitesse de collision en fonction de
I’énergie cinétique turbulente moyenne du mélange plutot qu’en fonction de son taux de dissipation
(cf approche de Vallet et al.) est aussi motivé par le fait que ’énergie cinétique turbulente est mieux
modélisée que son taux de dissipation. Une estimation un peu plus robuste est ainsi espérée en utilisant
cette approche.

En ce qui concerne le terme puits ¢c.q. modélisant les effets de coalescence des gouttes, Beau
et al. proposent un terme de retour a un régime critique de coalescence, symbolisé par une densité
d’interface liquide/gaz critique Yoy :

=2
b))
(bcoal. = - - (437)

Tcollzcm't
avec : ~
677,
crit —
PlD crit

Deux possibilités ont été envisagées par les auteurs pour définir le diametre de régime critique

b

(4.38)

de coalescence D..;;. La premiere est inspirée de 'approche de Vallet et al. [79, [80]. Ces derniers
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posent I’hypothese qu’en présence d’un milieu en turbulence entretenue contenant une quantité fixe
de liquide, le diametre des gouttes tend vers un diametre critique. Il correspond au diametre obtenu
apres une collision binaire, une des gouttes se divisant en deux gouttes de taille identique en ayant
une conversion intégrale de 1’énergie cinétique de la goutte mere en énergie surfacique. Selon Beau et
al., cette hypothese peut s’avérer limitante car illustrant un cas idéal. Pour cette raison, ces auteurs
proposent de considérer un processus plus complexe ou la répartition de I’énergie cinétique et de
I’énergie surfacique se fait suivant un nombre de Weber collisionnel évalué expérimentalement. Le
raisonnement est le suivant : soient Nypitial, K Einitial €6 S Einitiar Tespectivement le nombre de gouttes
par unité de volume, ’énergie cinétique et 1'énergie surfacique avant collision. Soient Nyinai, KEfinai
et SEfina les équivalents apres collision. Le diametre d’équilibre peut alors s’obtenir en écrivant la

relation de conservation de I’énergie lors d’une collision entre gouttes :
Ninitial K Einitial + NinitialS Einitial = N finat K Efinal + N finat SE finai (4.39)
En considérant un diametre avant collision D;p;tiq €t un diametre apres collision D 41, il vient :
Ninitial (pl%AV;gzitialD?nitml + WUlD?mml) = Ninal (pl%AVfZinalescinal + WUlD?me) (4.40)

Lors d’une collision entre gouttes, la masse de liquide se conserve, ce qui permet d’obtenir ’expression
suivante pour le diametre apres collision :

1+ Wefmal/ﬁ

Dfinal = Dinitial — =
final indtial 1+ Weinitial/ﬁ

(4.41)

Le diametre de régime critique de coalescence D..;; est atteint lorsque le processus de rupture
par collisions s’arréte, i.e. lorsque le nombre de Weber collisionnel final est égal au nombre de Weber

critique :
1+ VVecr'it/6
1+ Weeon./6

Le nombre de Weber critique utilisé ici est fixé a Weg.;; = 15 en se basant sur les travaux de Qian
et al. [104].

Beau et al. [84] [85] proposent donc une équation de transport de la densité d’interface liquide/gaz

Dcrit - D32 (442)

moyenne par unité de volume, s’inspirant des travaux de Vallet et al. [79, 80] pour la prise en compte
des effets de turbulence et d’étirement moyen, et des travaux de Iyer et al. [39, 40, 41] pour la
caractérisation des effets de collision sur la taille des gouttes formées en zone diluée du jet. A cela, est
ajouté un terme d’initialisation de la densité d’interface liquide/gaz proportionnel aux gradients de
fraction massique de liquide. La caractérisation du régime critique de collision/coalescence est obtenue
en introduisant un nombre de Weber expérimental.

Des améliorations sont cependant encore possibles. En effet, la modélisation proposée par Beau
et al. ne concerne que des sprays Diesel “a froid” ; c’est-a-dire que les effets de vaporisation sur la
taille des paquets liquides formés par le jet ne sont pas pris en compte. De plus, le régime de rupture
secondaire des gouttes, provoqué par le différentiel de vitesse entre les phases liquide et gaz n’est pas

considéré. C’est sur cette base de travail que s’inscrit I’étude présentée ici.
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4.2 Proposition d’une équation de transport de la densité d’interface

liquide/gaz

Comme il a déja été présenté au paragraphe précédent, deux approches sont possibles pour pro-
poser des termes source modélisant différents phénomeénes physiques que rencontrent un jet liquide
haute pression de type Diesel dans une chambre de combustion : soit une adaptation de modeles la-
grangiens imposant donc un phase liquide dispersée et des gouttes sphériques, soit une approche plus
globale ot 'on essaie de s’affranchir de la notion de goutte. La deuxieme solution semble étre la plus
prometteuse mais peut s’avérer difficile a appréhender lorsqu’il s’agit de modéliser des phénomenes
qui n’apparaissent uniquement qu’en zone diluée du jet. En effet, dans de telles situations, I'utilisation

du diametre comme longueur caractéristique est appropriée.

4.2.1 Lien entre les parties dense et diluée d’un spray

Il a donc été décidé d’introduire une fonction indicatrice qui permet de pondérer 'effet des différents
termes source de ’équation de transport de la densité d’interface liquide/gaz moyenne par unité de
volume X. Cette fonction ¥ renvoie la valeur 1 lorsque la fraction volumique de liquide ¢; est supérieure
a une valeur @gense €t renvoie une valeur 0 lorsque ¢; est inférieure a une valeur ¢g;... L’exemple le

plus simple d’une telle fonction est présenté en figure Ici, une régression linéaire entre les points

(Pdenses 1) €t (Pgiiue, 0) a été choisie.

W A

1 ¢‘dense ¢'dilué 0

F1G. 4.3 — Fonction indicatrice ¥ pondérant l'effet des différents termes source en fonction de la zone

du spray considéré

Une fonction plus élaborée, comme par exemple la fonction erreur (erf), pourrait étre utilisée
mais n’ayant pas d’éléments pour justifier ce choix, une fonction linéaire parait appropriée, au moins
dans un premier temps.

Ddense €t Gdilue PeUvVent étre assimilés a des parametres numériques du modele ELSA. ¢giiye = 0.1
correspond & une valeur de fraction volumique de liquide de 10%, valeur communément admise pour

considérer un spray comme dilué. @gense = 0.5 montre la frontiere qui sépare les inclusions de liquide
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Contre-pression = 23.2 bars
Température = 790 K
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F1a. 4.4 — Configuration choisie pour la mise en évidence des différents termes source de I’équation de

transport de la densité d’interface liquide/gaz proposée pour cette étude

dans du gaz des inclusions de gaz (bulles) dans du liquide.

Les différents champs de valeurs présentés dans cette section et présentés en figures [47
[4:8] [4:9] et [A.11] correspondent & un cas de calcul similaire & celui présenté & la section [6.1] mais avec une
température des gaz dans la chambre de combustion de 'ordre de 790K, afin de mettre en évidence
les effets de vaporisation du carburant en environnement chaud. La figure résume ’ensemble des

conditions de calcul.

below 0.06 0.11 0.17 022 028 0.33 0.39 0.44 0.50 0.56 0.61 0.67 0.72 0.78 0.83 0.89 0.94 above

Fi1G. 4.5 — Exemple d’un champ de valeurs de fraction volumique de liquide a gauche et d’un champ

de valeurs de la fonction indicatrice ¥ a droite

La figure [4.5] présente un champ de fraction volumique de liquide et la fonction indicatrice W
correspondante dans la configuration présentée en figure [£.4]

L’équation de transport pour la densité d’interface liquide/gaz par unité de masse Q est inspirée
de celle proposée par Beau et al. [84, [85], en y incorporant un terme source ¢yqp0. qui prend en compte

les effets de vaporisation et un terme source ¢o,4py caractérisant le phénomene de rupture secondaire.

—_—~—

a9 =\ opuljw”
m*axj(ﬂ“ﬁ)— T oz

+ v (¢zmt + ¢tu7"b.) + (1 - \Il) (‘bcoll./coal. + ¢2ndBU) + ¢vapo. (443)
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Il est alors possible de déterminer un diametre moyen, a l'aide de la densité du liquide p; et de la
fraction massique de liquide 172 : B
D3y = 6—12 (4.44)
pifl
Il s’agit maintenant de détailler les différents termes présents dans 1'équation [£.43] car ce sont eux qui
déterminent la topologie du spray en terme de taille des gouttes liquides issues de I’atomisation du

jet.

4.2.2 Modélisation en zone dense du spray

Initialisation de la densité d’interface liquide/gaz Le terme source d’initialisation de la densité
d’interface liquide/gaz par unité de masse @;n;;. est directement repris de ’étude proposée par Beau
et al. |84, 85].

1250, 9Y; Y]
m ox; 0x;

Pinit. = (4.45)

Comme le préconise ces mémes auteurs, ce terme d’initialisation propose donc une création d’interface
liquide/gaz en zone proche de 'injecteur, en supposant que les premiéres échelles des structures liquides
soient proportionnelles a ’échelle intégrale de turbulence L;. Il permet ainsi de fixer les conditions
limites de 1’équation La figure illustre le fait que ce terme d’initialisation ne joue un roéle

qu’en zone proche de la buse d’injection.

Surface_init
below 1.1e409  2.2e+09 33q+09 4A§+09 5.6e+09 6Jq+09 789+09 8.9e+09

.

56e408 1.7e+09  2.8¢+09  3.9e+09

above

L

506409  6.1e+09  7.2¢+09 83e+09  9.4e+09

F1G. 4.6 — Champ de valeurs de fraction volumique de liquide ¢; a gauche avec une échelle de couleurs
identique a celle présentée en figure - champ de valeurs pour le terme source ¥¢;,;;. par unité de

volume a droite

Impact de la turbulence sur la densité d’interface liquide/gaz Il s’agit ici d’appréhender
les effets de la turbulence sur I’évolution de la taille des paquets liquides issus de ’atomisation du
jet. Ce terme source agissant en zone dense, pres du nez de l'injecteur, il est tres difficile d’y accéder

optiquement. Des comparaisons expérimentales ne sont donc pas possibles a I’heure actuelle. Un terme
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source reflétant les effets de plissement moyen du jet en présence de forts gradients de vitesse et/ou

les effets d’étirement di aux structures turbulentes environnant le jet est proposé :

Pturb. = i <1 - = & ) (4.46)
Tt

chit,l

Ce terme source est en fait un regroupement des deux termes initialement utilisés par Beau et al.
[84, B5] et décrits aux équations et Il a été choisi ici de les rassembler en un seul sous
cette forme, pour mettre en évidence la dualité entre les phénomenes de création et de destruction de
densité d’interface liquide/gaz en zone dense, dans un environnement fortement turbulent. En effet, le
carburant injecté a haute vitesse développe sa propre turbulence, dont I'intensité est bien supérieure
a celle initialement présente dans la chambre de combustion. Les phénomenes physiques rencontrés
pres de la buse d’injection sont donc relativement difficiles a appréhender. Pour éviter d’introduire
une notion de diametre, il est possible de définir un nombre de Weber “turbulent” comme le rapport
entre ’énergie cinétique turbulente et ’énergie de surface :

_ P _ kY

(4.47)
ox o)

Il permet ainsi d’établir un régime d’équilibre fNZm-t,l entre la création et la destruction d’interface
liquide/gaz provoquées par la turbulence présente dans cette zone de I’écoulement. En considérant
I’équilibre entre I’énergie cinétique turbulente et 1’énergie de surface, ce nombre de Weber critique

peut étre fixé a 1, ce qui permet d’obtenir :

~ kY,
Qerit = — (4.48)
oy

Surface_dense
below -3.9e+09 -2.8¢+09 -1.7e+09 -5.6e+08  5.6e+08

1‘7e|+09 2.8e|+09 3.9e+09 above

446409 336409 220409 -11e+09 0.0e+00 1.1e+09 22e+09  33e+09  4.4e+09

Fia. 4.7 — Champ de valeurs de fraction volumique de liquide ¢; a gauche avec une échelle de couleurs
identique a celle présentée en figure - champ de valeurs pour le terme source Wy, par unité de

volume a droite

Le champ de valeurs du terme source ¢, présenté en figure [4.7 indique que ce terme agit

principalement dans les zones de fort cisaillement entre les phases liquide et gaz, ou I’énergie cinétique
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turbulente k y est importante. A contrario, ce terme source est faible en zone tres dense, dans le coeur

du jet liquide ou la présence de gaz est tres peu probable.

4.2.3 Modélisation en zone diluée du spray

Prise en compte des effets de collisions et de coalescences Beau [84][85] s’est particulierement
intéressé durant sa these a la modélisation des phénomenes de collisions et de coalescences et a leur
intégration dans ’équation de transport de la densité moyenne d’interface liquide/gaz par unité de
masse €.

Les travaux de Beau sont repris dans cette étude et le terme source @.oy. /coqr. €st défini ainsi :

5 G
¢coll./coal. = 7 < - = ) (449)

Teoll chit,2

Cette écriture est en fait une synthese des termes ¢y €t Geoqr. respectivement définis aux équations
et La définition du temps caractéristique de collision 7., est disponible via la relation [4.32
De facon similaire au terme caractérisant les effets de turbulence en zone dense du jet, ce terme source
met en évidence cette dualité entre les phénomenes de collision et de coalescence, en introduisant un
régime d’équilibre ﬁcm,g entre les deux. Comme le préconise Beau, ce régime d’équilibre est défini a

partir d'un diametre d’équilibre D12 :

WecT'Lt,2

1+ —5
1 + W€6coll

Derito = D3 (4.50)

Le nombre adimensionnel de Weber collisionnel est défini de la facon suivante, a partir d’une vitesse

caractéristique basée sur ’énergie cinétique turbulente :

pikDsy
oy

Wecoll =

(4.51)

En ce qui concerne le nombre de Weber critique Wec,i 2, en s’inspirant des travaux de Qian et al.
[104], Beau propose Wecpit2 = 15. Une autre approche consistant a considérer un équilibre entre les
forces de tension de surface et les forces d’énergie cinétique permet d’obtenir une autre valeur pour

Wecrit,Q :

1

2
pruy D3a
imlulz = 015 donc : Weerito = Uil

o =12 (4.52)

Cette démarche est retenue pour la suite de I’étude et fixe ainsi une valeur pour Weg,; 2 similaire
a celle choisie pour Weep 1.

La figure présente a droite un champ de valeurs du terme source @gy./coar. : 1l existe peu
de zones ou la coalescence prend le pas sur le phénomene de collision, la principale se situant en
périphérie du cceur liquide, pres de la buse d’injection. En dehors de cette région du jet liquide,
ce sont les phénomenes de collision qui prédominent, principalement la ou l'agitation turbulente est
importante. C’est une réponse attendue du modele car le nombre de Weber collisionnel est défini a

partir d’une vitesse caractéristique \/E
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Surface_collcoal
-1.2e+09 -8.3e+08 -5.0e+08 -1.7e+08 1.7¢+08

below

5.0e+08  8.3e+08  1.2e+09 above

136409 -1.0e409 -6.7+08 -330+408 320401 33e408 6.7e+08 100409  1.3e+09

F1a. 4.8 — Champ de valeurs de fraction volumique de liquide ¢; a gauche avec une échelle de couleurs
identique a celle présentée en figure - champ de valeurs pour le terme source (1 — U)d.;. Jcoal. PAT

unité de volume a droite

Effets de rupture secondaire ou “secondary breakup” La prise en compte du phénomene
physique de rupture secondaire dans 1’équation de transport de la densité d’interface liquide/gaz est
basée sur une adaptation d’un des modeles lagrangiens déja disponibles dans la littérature. En effet,
en se basant sur la relation qui relie le diametre moyen de Sauter Dss a la densité d’interface O

et sur la relation qui est la base du modele d’atomisation secondaire proposé par Reitz [10], il est

$onaBU = L <1 L > (4.53)

possible d’écrire :

TondBU Qcm’t,?)

Or le phénomene d’atomisation secondaire agit comme son nom l'indique sur la taille des gouttes
en la diminuant. Ce qui revient, a masse liquide égale, & considérer une densité d’interface liquide/gaz

qui croit. Il est donc choisi ici de ne s’intéresser qu’aux valeurs positives renvoyées par ce terme source

7Q Q
P 1 = 0 (4.54)
TondBU Qerit,3

Il reste a déterminer le temps caractéristique de rupture secondaire 79,4y ainsi que le régime

$omdBU :

GoanaBu = Max

critique d’atomisation piloté par ﬁmt,g. Pour ce faire, il a été choisi de s’inspirer de ’approche de
Pilch et Erdman [77] qui proposent de déterminer le temps caractéristique de rupture 79,45y en
fonction du nombre de Weber gazeux local We,. Ainsi ces auteurs distinguent six régimes de rupture

secondaire différents et introduisent un parametre 7' :

(6 (Weg — 12)_0'25 pour Weepirs < Weg < 18
2.45 (Wey —12)%%  pour 18 < We, < 45
T =< 141 (We, —12)7%%" pour 45 < We, < 351 (4.55)
0.766 (We, — 12)*%  pour 351 < We, < 2670
5 pour Wey > 2670

\
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Grace a cela, il est alors possible d’estimer le temps caractéristique 79,4y en fonction de ces

différents régimes de rupture secondaire :

D
TondBU = Tu 3? \ /pﬂ (4.56)
re g

En ce qui concerne la définition du régime critique d’atomisation secondaire, elle est basée entre

autres sur un nombre de Weber critique We.r;t 3, la tension de surface o; et la vitesse relative li-
quide/gaz Uy :

O 6pgu12ﬂelyl

crit,3 —

4.57
proWeerit 3 (4.57)

Pilch et Erdman proposent un nombre de Weber critique fonction de la viscosité du liquide, par

I'intermédiaire du nombre adimensionnel d’Ohnesorge Oh :
Weerits = 12 (1 + 1.0770h6) (4.58)

En pratique, dans des applications de type injection haute pression Diesel ou essence, la viscosité
du liquide renvoie des valeurs de nombre d’Ohnesorge relativement faibles et donc des nombres de

Weber critiques toujours aux alentours de 12.

Surface_2ndBU
below 4.8e+06  9.6e+06 1.4el+07 1.9e+07  2.4e+07 2.9el+07 3.3el+07 3.8e+07 above

246406 7.2e+06 12e+07  17e+07 22e+07 2.6e+07 3.1e+07 3.6e+07  4.1e+07

Fia. 4.9 — Champ de valeurs de fraction volumique de liquide ¢; a gauche avec une échelle de couleurs
identique a celle présentée en figure - champ de valeurs pour le terme source (1 — U)p9,qpy par

unité de volume a droite

La figure[£.9| présente a droite un champ de valeurs du terme source ¢o,4py ol les valeurs maximales
se retrouvent en périphérie du ceceur liquide, la ou encore certaines gouttes vont subir des forces
aérodynamiques importantes, dues principalement a un différentiel de vitesse liquide/gaz conséquent.
Par contre, en se référant aux échelles de couleurs, il est remarquable que le terme source ¢o,q4BU
atteint des maxima aux alentours de 5.10"m~*.s~! qui, comparés & ceux de ¢,y Jcoal., Sont dix a
cent fois plus faibles. Cette constatation est conforme a la théorie de ’atomisation d’un jet qui décrit

le régime dit d’ “atomisation” comme étant le régime qui produit le plus de toutes petites gouttes
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en se détachant du ceceur liquide. En effet, des valeurs de ¢9,4pr faibles indiquent que le régime de
rupture secondaire n’est pas prépondérant dans la cascade des phénomeénes physiques que subit un
jet liquide lorsqu’il s’atomise. Par conséquent, ce modele d’atomisation basé sur cette équation de
densité d’interface prédit des tailles de gouttes détachées du ceoeur liquide déja tres faibles comparées

aux diametres critiques de rupture secondaire.

Influence de la vaporisation sur la taille des gouttes formées Un calcul intermédiaire passant
par la loi du “D?” est nécessaire pour déterminer le terme source lié & la vaporisation. Considérons
un volume de calcul contenant ng gouttes. La quantité de surface contenue dans ce volume est donc :
nde?l. En négligeant la variation du nombre de gouttes ng au cours du temps (les phénomenes de
collision, de coalescence et de break-up secondaire sont modélisés par d’autres termes de ’équation de
transport de la quantité de surface §~2), le terme source modélisant la vaporisation peut étre calculé de

la fagon suivante :

dngSy dDg

2rard o, 2 d
dt “at

Or, en se référant & la relation [2.16] il est possible de réécrire la loi d’évolution temporelle du

QZ)vapo. = ﬁﬁvap = (4.59)

diametre des gouttes sous l'effet de la vaporisation ainsi :

dDj _ driveap (4.60)
dt w1 Dy
En introduisant le nombre de gouttes par unité de volume ny :
1 plzﬁfl?’
= ——= 4.61
"7 36 v (4.61)
ainsi le que le diametre moyen eulérien : N
6Y;
Dsy = —L (4.62)
pi2
la relation [4.59] peut étre réécrite de la facon suivante :
2702
¢vapo. = _Bpi;lmv,ELSA (463)

Le terme source ¢yqpo. caractérisant les effets de vaporisation sur la densité d’interface liquide/gaz
fait intervenir dans son expression le taux de vaporisation par unité de surface 7, prsa. Ce dernier
est obtenu & partir de ’approche d’Abramzon et Sirignano [61], [62] présentée a la section et par
la suite adapté a I’aide de la relation présentée a la section [3.3.1

Le terme de vaporisation s’obtient donc ici a partir de I’hypotheése de sphéricité des gouttes. 1l
serait plus intéressant de prendre en compte I’évaporation en zone dense a travers ’expression d’un
terme source faisant intervenir un taux de vaporisation par unité de surface. Les travaux de Burluka
[105] vont dans ce sens, en considérant un film liquide plan vaporisant.

Cependant, le choix de considérer les gouttes comme sphériques et donc de proposer une modélisa-

tion de la vaporisation pour la zone diluée de I’écoulement est compréhensible. En effet, dans la
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zone pres du nez de linjecteur, 'existence du coeur liquide freine probablement le phénomene de
vaporisation, en I'absence de gaz environnant. De plus, les fortes vitesses observées dans cette zone
doivent advecter tres rapidement en dehors de la zone dense la faible quantité de carburant vaporisé.
Enfin, la phase liquide possede une certaine inertie thermique et il est fort peu probable que le liquide
ait le temps de se réchauffer suffisamment pour vaporiser, en considérant la vitesse de la phase liquide

et la longueur du dard liquide (de 'ordre d’une ou deux dizaines de diametres).

A

Tx_Vapo
below 1.65¢-01  3.29¢-01 4.94|e-01 6.58¢-01 8.23¢-01 9.87|e-01 1.15|e+00 1.32¢+00  above

B T

823e-02 247e-01 4.11e-01 576e-01 7.40e-01 9.05e-01 1.07e+00 123¢+00 1.40e+00

F1G. 4.10 — Champ de valeurs de fraction volumique de liquide ¢; a gauche avec une échelle de couleurs
identique a celle présentée en figure [4.5|- champ de valeurs pour le taux de vaporisation par unité de

surface 7, prsa a droite

La figure [£.10] présente & droite un exemple de champ de valeurs du taux de vaporisation par unité
de surface 1, grsa. Ce champ de valeurs permet d’illustrer le fait que le régime de vaporisation est
principalement piloté par le différentiel de vitesse liquide/gaz. En effet, que ce soit la figure ou la
figure qui elle, présente un champ de valeurs du terme source ¢yqpo., les valeurs maximales sont

obtenues dans des zones ou la vitesse relative u,..; est importante.

4.2.4 Bilan sur la modélisation proposée dans cette étude

Une fermeture phénoménologique de 1’équation de transport de la densité moyenne d’interface
liquide/gaz par unité de masse est proposée dans cette étude. Elle représente en fait une syntheése des
travaux de Vallet et al. [79] [80], Iyer et al. [39, 40, [41] et Beau et al. [84] [85].

Une distinction entre des fermetures avec et sans hypothese de phase dispersée est introduite, pour
ainsi tirer au mieux parti de chacune des approches disponibles dans la littérature. Pour ce faire, la
fonction ¥ est définie. Elle permet de contre-balancer les effets des différents termes source en fonction
de la région du spray considérée.

L’équation de transport présentée dans son ensemble ici prend en compte la majorité des phéno-
menes physiques que subit un jet liquide lorsqu’il s’atomise : étirement et plissement turbulent, col-
lisions et coalescences, rupture secondaire sous l'effet du différentiel de vitesse liquide/gaz et enfin

vaporisation du liquide.
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Surface_vapo
below  -5.94e+05 -5.20e+05 -4.46e+05 -3.71e+05 -2.97e+05 -2.23e+05 -1.49e+05 -7.43e+04  above

e

6316405 -5.57¢+05 -4.83e+05 -4.09e+05 -3.34e+05 -2.60e+05 -1.86e+05 -1.11e+05 -3.71e+04

F1G. 4.11 — Champ de valeurs de fraction volumique de liquide ¢; a gauche avec une échelle de couleurs
identique a celle présentée en figure - champ de valeurs pour le terme source (1 — W)pyqpo. par

unité de volume a droite

Cette équation sera testée par la suite, au chapitre [6] : d’abord en comparant les résultats obtenus
avec le modele ELSA avec ceux issus d'un calcul de type DNS proposé par Ménard et al. [21], ensuite
avec des conditions d’utilisation Diesel contemporaines. Il s’agit donc ici de tester le modele a priori,
sans introduire de constantes de modélisation devant chacun des termes source. Une telle démarche
permet donc d’utiliser le modele dans son écriture la plus simple, sans dénaturer la répartition des

roles de chacun des termes source et donc des phénomenes physiques représentés.






Chapitre 5

Fermeture des termes de flux

turbulents

Au chapitre[3] le modele ELSA a été présenté dans son ensemble. Il en résulte que ce modele est bati
autour de deux principales équations : une modélisant tous les phénomeénes physiques agissant sur la
taille des gouttes liquides issues de 'atomisation du jet (I’équation de transport de la densité d’interface
liquide/gaz) et une autre modélisant la dispersion du liquide dans la chambre de combustion (1’équation
de transport de la fraction massique de liquide). Comme il a déja été expliqué aux paragraphes
et cette équation de transport de la fraction massique de liquide fait intervenir un terme de flux
turbulent ﬁu/g’?/? . Ce terme de flux turbulent peut étre vu comme étant la corrélation des fluctuations
de vitesse u, avec les fluctuations de fraction massique y;'. Il peut aussi étre considéré comme étant
un terme de transport de la fraction massique de liquide par la vitesse fluctuante, i.e. un terme de
transport turbulent ou de flux turbulent.

Ce chapitre présente les différentes approches possibles et déja envisagées par le passé pour la
fermeture de ce terme de transport turbulent. Ensuite, une méthode de couplage originale développée
a occasion de cette étude entre les formalismes eulérien et lagrangien sera présentée en vue de son

utilisation pour la fermeture de ce type de termes.

5.1 Fermeture au premier ordre

Ce terme de flux turbulent apparait lors de la prise de moyenne de Reynolds et du choix de la
vitesse de mélange u; comme vitesse de transport pour la fraction massique de liquide (¢f équation
3.7). Lors de I'utilisation d’'un modele de mélange comme 'est le modele ELSA, Papproche standard
consiste a fermer ce flux par une loi de diffusion de type “loi gradient” ou “loi de Fick”. Derrieére cette

fermeture, le flux pu/'y)" est assimilé a de la diffusion turbulente de la masse de liquide.

1 oY
Sc; Ox;

w)y = (5.1)
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Cette fermeture au premier ordre donne des résultats tout a fait satisfaisants dans le cas d’'un mélange
de deux gaz de densités équivalentes. Dans ce type de mélange, le flux turbulent est donc entierement
controlé par les gradients de fraction massique et la diffusion turbulente de la vitesse.

Beau [84], B5] présente dans sa these un cas simple mettant en évidence les limitations d’une telle
approche. Le raisonnement est basé sur la relation exacte suivante, obtenue pour des phases dispersées

telles que du liquide évoluant dans du gaz :

u;/y;/ = }7[ (]_ — %) <u?lvi|l — uT|g> = ?l (u?lvi|l — 171) (5.2)

Dans cette relation, @l et uT\g correspondent respectivement aux vitesses moyennes conditionnées
aux phases liquide et gaz. La relation met clairement en évidence le fait que le terme de flux
turbulent est fortement lié au différentiel de vitesse entre les deux phases.

En s’intéressant & un nuage de gouttes agitées d’une vitesse moyenne Au, d’'un mouvement tur-
bulent et évoluant dans un gaz en moyenne au repos (cf figure , les limites d’une fermeture basée

sur une loi gradient sont atteintes rapidement.

R T S S S I
RN Al S\l C Al Cog
I T R SN I SR S Y
Jec i cSNcNc S Ol cE
S A S G SR ST G
ECARINC Al C NSl Al g
S A P N G S S ST S S
jexic i e c O Tl c

FiGa. 5.1 — Représentation schématique d’'un nuage de gouttes agitées d’une vitesse moyenne Au et

d’un mouvement turbulent dans un gaz en moyenne au repos

En effet, ce type de situation met en évidence un paradoxe entre le comportement d’une fermeture
de type loi gradient et le résultat obtenu a 'aide de la relation exacte [5.2] :
Y #£0

u;m\l — i, =Auz#0 or:

Y, _
ox; =0

Ces observations sont tout de méme a tempérer dans le sens ou, apres un certain temps, le gaz se
mettra lui-méme en mouvement sous l'effet de la trainée occasionnée par le mouvement des gouttes.

Face & ce constat, Beau [84], 85] étudie le choix d’une fermeture au second ordre de ce flux turbulent,

basée sur un jeu d’équations de transport pour les trois composantes du terme .y’
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5.2 Fermeture au second ordre

Durant sa these, Beau [84] [85] s’intéresse a une fermeture au second ordre du flux turbulent de li-
quide u” /. Pour cela, deux voies sont explorées. La premiere consiste a considérer le milieu liquide/gaz
comme un mélange de deux gaz et d’appliquer un modele de turbulence a densité variable pour la
fermeture des équations. Dans cette approche, il reprend les travaux proposés initialement par Bailly
et al. [I06] en 1987. La seconde vient d’approches multiphasiques (un jeu d’équations de transport
pour la phase liquide, un autre jeu d’équations pour la phase gaz). Elle est basée sur les travaux de
Drew [107] en 1983 puis ceux de Simonin [36] en 2000. Le modele ELSA étant un modele de mélange
liquide/gaz, Beau montre dans sa theése I’équivalence mathématique entre I’approche multiphasique
utilisée par Drew et Simonin et son approche “quasi multiphasique” qui modélise le flux m comme
un flux de glissement entre les phases.

Le but de ce paragraphe est de présenter les principales caractéristiques de ces deux approches qui
ont déja été couplées avec le modele ELSA, a savoir le modele de Bailly et al. [106] et celui de Beau
et al. |84, 85).

5.2.1 Modele monophasique de turbulence a densité variable

Comme explicité plus haut, le modele présenté ici est issu des travaux de Bailly et al. [106].
Dans ses travaux, un modele au second ordre pour décrire les phénomenes de combustion turbu-
lente prémélangée est proposé. Il y apparait une équation de transport pour la variable d’avancement
moyenne. Or, une analogie peut étre envisagée entre cette variable d’avancement moyenne en combus-
tion et la fraction massique de liquide du modele FLSA pour les écoulement diphasiques.

Apres une étude détaillée de ce modele, Beau propose une écriture simplifiée du modele de Bailly,

en négligeant certains termes source estimés comme non significatifs dans le cas de jets liquides haute

vitesse.
8pu// 1" N 8pu]u//y2/ B i m au// //
ot Ox;j Oxj \ Sct 8:10]
5, 0u; DY pW
i ! !
Cl 1pu yl a Clg z 387 —013 . (5.3)
Avec :
0171 =1 01,2 =0.5 01,3 =5 (5.4)

Dans cette équation, le terme de diffusion turbulente du flux turbulent u” y;" est modélisé par une

loi gradient.

Le premier terme source, qui est pondéré par la constante de modélisation C1 1, modélise les effets
de gradient de vitesse sur le flux turbulent de liquide.

Le second terme source, couplé avec la constante de modélisation Cf7 2, modélise quant a lui les

effets de gradient de fraction massique moyenne de liquide sur le flux turbulent de liquide.
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Le dernier terme source, avec la constante de modélisation C 3, représente les effets dissipatifs de
la turbulence sur le flux turbulent de liquide. Cette écriture suppose ainsi que le retour a 1’équilibre
du flux turbulent de liquide est piloté par un temps caractéristique choisi comme étant un temps
turbulent 7.

Ce modele ayant été initialement proposé pour I’étude de deux gaz de densités différentes, le choix
d’un temps turbulent comme temps de rappel a 1’équilibre peut paraitre tout a fait légitime. Pour le
cas de deux phases distinctes et plus particulierement pour un cas diphasique liquide/gaz, utiliser un
temps turbulent reviendrait a considérer que le glissement entre la phase liquide et la phase gaz serait
controlé par la turbulence. C’est tout a fait envisageable pour un mélange liquide/gaz sans inertie,
la ou l'agitation turbulente est prépondérante. Cependant, pour les sprays liquides injectés a haute
vitesse, cette approche pourrait se révéler étre limitante, négligeant ainsi les effets de trainée. Dans
cette optique, Beau s’est intéressé & une autre fermeture du flux turbulent, basée sur la modélisation

de ce glissement entre phases via un temps de trainée.

5.2.2 Modele “quasi multiphasique” de glissement entre phases

Ce modele s’inscrit donc dans l'optique de modéliser le terme de flux de turbulent de liquide
comme un terme de glissement entre les phases liquide et gaz. Beau propose ainsi durant sa these une
fermeture originale de ce flux turbulent, en s’inspirant des approches diphasiques développées par Ishii
[96, [97] en 1975, Drew [107] en 1983 puis Simonin [36] en 2000. Pour arriver & une écriture simplifiée
de ’équation de transport du flux turbulent de liquide, Beau pose comme hypothéses de négliger les
effets de collisions et de pression sur le flux turbulent, de considérer les contraintes visqueuses comme

négligeables devant les contraintes turbulentes et enfin de ne considérer que des cas sans vaporisation.

abu//yl// . Opuju”yf’ B i ( 11t au// //>

ot Ox; Ox; \ Sc; Oz
= 0u; DY, C13 _ aY,
Cy 1pu”y” CQ N ;/ulli _ ) pu”y” + 2D, i (5.5)
l 8 J al‘] Tp (1 _ }/l) ! g (%Z
Avec :
Cyy =1 Cyo =1 Cys =4 (5.6)

L’équation de transport a une écriture relativement similaire a celle présentée en relation
Seul le dernier terme source differe. En effet, en lieu et place du temps caractéristique de turbulence
comme temps de rappel a ’équilibre, I’approche présentée ici propose un temps de trainée 7,. De plus,

il est introduit ici un coefficient de dispersion liquide/gaz adapté :

- 2 -
Dy, =k <C,m -3 (1 _ Yl> T,,> (5.7)

Ce coeflicient de dispersion est défini de telle sorte que le flux turbulent dégénere vers une loi

gradient lorsque le temps de trainée 7, tend vers zéro ou lorsque le glissement moyen disparait. Le
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temps caractéristique de trainée est défini a partir de la loi de Schiller - Naumann :

1 18 1 d 0.687
- = Pl - (1 +0.15 (“l> (5.8)

2
Tp ol dl Vg

avec V4 la viscosité du gaz, d; le diametre moyen dans la cellule et u,; la vitesse relative liquide/gaz,
définie ainsi :
1 o OY
Upj = ——F——= | puy] + PDgl,tT (5.9)
i (1-7) zi
Ce modele introduit donc le phénomeéne physique de glissement entre phases, par I'intermédiaire
d’un temps de trainée. Ainsi, par le biais de ce type de fermeture, I’équation de transport de la fraction
massique de liquide 1~/} (relation est couplée avec celle de la densité massique d’interface liquide/gaz
Q (relation , de par 'introduction du diametre moyen d; dans la fermeture du flux turbulent de

—

",

liquide u;y; .
Beau démontre de plus qu’une telle approche “quasi multiphasique” est rigoureusement équivalente

a une approche multiphasique, grace a exactitude de la relation [5.2]

Approche multiphasique Approche “quasi multiphasique”
3 équations pour uT-\l 3 équations pour u; = )7lu7|l + <1 — fﬁ) uT|g
3 équations pour uT|g 3 équations pour TZ/\ZJ/Z/ = 371 (1 — 171) (uj]l - uT'|g)
1 équation pour ;Y 1 équation pour ﬁffl

TAB. 5.1 — Equivalence entre les approches multiphasique et “quasi multiphasique”

Le tableau5.I]illustre ainsi que ces deux approches consistent a utiliser le méme nombre d’équations
de transport. Les modeles multiphasiques sont basés sur deux jeux d’équations, un par vitesse de phase,
et une équation de transport pour la fraction de liquide. Le modele “quasi multiphasique” de Beau
[84), [85] est constitué d’un jeu d’équation de transport pour la vitesse moyenne du mélange liquide/gaz,
et un jeu d’équations pour le transport des trois composantes de flux turbulent de liquide, caractérisant
ainsi le phénomene de glissement entre les deux phases. Enfin, ce modele “quasi multiphasique” inclut
lui aussi une équation de transport pour la fraction de liquide, mais cette fois-ci en moyenne de Favre,
avec une densité de mélange liquide/gaz.

A Tutilisation, ce modele donne des résultats intéressants en terme de dispersion du liquide. En
effet, la prise en compte du phénomene de trainée dans le transport de la fraction massique de liquide
a tendance a allonger le jet dans ’axe d’injection et a légerement diminuer I’angle du spray. Toutefois,
les effets sont peu significatifs a 1’échelle d’un jet liquide haute vitesse, ou le mouvement moyen du
mélange liquide/gaz joue un réle prépondérant devant le glissement.

Pour I’étude présentée dans ce manuscrit, une méthode originale de fermeture du flux turbulent est
proposée et décrite dans le paragraphe qui suit. Elle consiste en une utilisation des deux formalismes :

eulérien et lagrangien, couplés entre eux.
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5.3 Fermeture hybride Euler - Lagrange

Ce paragraphe présente une méthode utilisée pendant cette étude pour modéliser le flux turbulent
de liquide. Cela passe par une description du contexte d’étude et des raisons pour lesquelles il a
été décidé de combiner les formalismes eulérien et lagrangien. Ensuite, I’approche en elle-méme est

détaillée.

5.3.1 Contexte d’étude

Historiquement le modele ELSA a été proposé par Vallet et Borghi [79,80]. A I’époque, l'idée était
de proposer un modele de mélange liquide/gaz basé sur un formalisme eulérien pour les sprays a hauts
nombres de Weber et de Reynolds. Cette approche eulérienne était utilisée en zone dense et en zone
diluée du jet liquide.

Le prolongement de cette étude a fait 1’objet d’une autre these de doctorat, celle de Blokkeel
[81], [82], dans un contexte industriel qui nécessitait I'implémentation du modele FLSA dans le logiciel
de CFD utilisé a ’époque par PSA Peugeot - Citroén, Renault et 'IFP (Institut Francais du Pétrole)
a savoir KIVA-TT GSM.

F1G. 5.2 — Proposition de Blokkeel pour I'utilisation du modele : zone dense décrite par un formalisme
eulérien (représentée ici par une iso-surface noire de fraction volumique a 10%) et zone diluée décrite
par un formalisme lagrangien (les particules stochastiques sont colorées ici de fagon a représenter le

diametre des gouttes)

Partant du principe que le modele FLSA avait été initialement développé pour prendre en compte
la zone dense de liquide pres du nez de 'injecteur, Blokkeel propose dans sa these de considérer un
formalisme eulérien calqué sur I’étude de Vallet et al. [79, [80] pour la zone dense du jet liquide et un
formalisme lagrangien une fois ce spray considéré comme suffisamment dilué (voir la figure . Un
critere de dilution basé sur une valeur de fraction volumique de liquide est ainsi introduit : pour des
fractions volumiques inférieures & 50%, le spray est représenté sous forme lagrangienne.

Hormis le fait que cette valeur de fraction volumique soit encore trop importante pour utiliser la

théorie lagrangienne, I'idée de départ était de s’intégrer au mieux dans la chaine de modélisation de
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la combustion diphasique dans un logiciel de CFD comme KIVA-II. En effet, dans ce type de code,
I'injection de carburant est habituellement modélisée par une approche lagrangienne (voir la partie
du manuscrit). Les modeles de vaporisation sont donc implémentés de telle fagon qu’il y ait un
intérét notable a intégrer le modele ELSA avant I’appel aux routines d’évaporation du carburant. De
fait, basculer vers une approche lagrangienne en zone diluée du jet constitue un avantage important : le
lien est facilement fait entre I'injection du carburant, la vaporisation, le mélange et enfin la combustion
dans la chambre.

Une fois le critere de transition choisi, cela permet de définir une “iso-surface”, par exemple
pour une fraction volumique constante. Sur cette iso-surface constituée de cellules, trois grandeurs
eulériennes sont utilisées pour initialiser les particules lagrangiennes.

Le diametre moyen de Sauter Dss :

D3 = — (5.10)
2
Le nombre de gouttes par unité de volume ng, qui donne le nombre de gouttes par particule

stochastique n,, :

ng = plzﬁ{f donc : n, = Vel plngg (5.11)
36mY 2 P Nt 367Y2
Les trois composantes de la vitesse du liquide w;], :
T
ui]l:ui—i—z?yl (5.12)
!

Ainsi chaque particule lagrangienne créée dans la cellule considérée de volume V., aura un
diametre moyen Dso, avec des composantes de vitesse u;; et elle traduira le comportement de n,
gouttes liquides. Cette valeur est une valeur réelle et correspond en fait & une probabilité de présence
de gouttes liquides.

Une donnée utilisateur est nécessaire : le nombre de particules stochastiques créées par cellule n,;.
de l'interface de transition Euler - Lagrange. A I'utilisation, il s’avere que n,;;. = 1 est une valeur tout
a fait satisfaisante dans le sens ol la zone de transition Euler - Lagrange est constituée d’un nombre
déja suffisamment important de cellules, de par le rafinement du maillage nécessaire a l'utilisation
du modele FLSA. Ainsi, si 'on considere ’ensemble des cellules de transition, une distribution de
particules stochastiques est initialisée et est tout a fait représentative du spray étudié. De plus, avec le
formalisme actuel, il est possible d’introduire plus d’une particule par cellule de transition, voire une
distribution de particules mais le temps de calcul ainsi que des contraintes liées a 1’allocation mémoire
nécessaire sont des criteres limitants.

Enfin, ces particules sont positionnées de fagon pseudo-aléatoire dans la cellule de transition
considérée. Si des particules sont déja présentes dans la cellule (elle peuvent venir d’une cellule de
transition voisine ou étre restées dans la cellule depuis le pas de temps précédent), on réinitialise leurs
composantes vitesse ainsi que leur diametre, tout en conservant leur position. Une mise & jour du

nombre de classes est également effectuée. Pour une vue d’ensemble de la méthode, se référer a la

figure
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Approche lagrangienne
en phase dispersée

Tl Euler — Lagrange : —
Zone de transition - Vitesse liquide ]

- Diametre
Euler - Lagrange - Nbre de gouttes par particule | —

Approche eulérienne
en zone dense

Fi1G. 5.3 — Schéma de principe de transition entre les approches eulérienne et lagrangienne selon
Blokkeel et Beau

Probléme de conservation de la masse Cette méthode proposée par Blokkeel et améliorée du-

rant le début de theése de Beau assure la conservation des quantités de masse et de mouvement lors du

passage du formalisme eulérien au formalisme lagrangien. Les relations [5.10} [5.11] et [5.12] en sont 1'ex-

pression. Au début de ’étude présentée dans ce manuscrit, cette méthode hybride a été implementée.
A Tutilisation, le constat est mitigé : malgré I’écriture du formalisme précédemment décrit pour le
passage de I'eulérien au lagrangien, il semble que la masse ne soit pas parfaitement conservée.

Cela vient d’une part du pas de temps, dans les codes de CFD utilisés dans 'industrie, les schémas
numériques sont majoritairement implicites, ce qui permet 'utilisation de pas de temps conduisant a
un critéere de Courant - Friedrichs - Lewy (CFL) supérieur a un. La méthode implementée suppose que
dans les cellules frontieres une particule stochastique lagrangienne ne peut pas parcourir plus d’une

cellule en un pas de temps. Ce critére n’est pas respecté pour des CFL supérieurs a un (voir figure

5).

Une création de
goutte pendant 1At

-
Une création de goutte pendant 2At o
- > O o
¢ o

[

I l l l

I 1 1 1 >

t t+At t+2At t+3At temps

F1G. 5.4 — Hllustration du probleme de conservation de la masse a la frontiere Euler - Lagrange
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D’autre part, il est nécessaire de traiter le cas des gouttes rentrant dans la zone dense, soit par
leur propre mouvement soit parce qu’elles sont rattrapées par la zone dense. Le cas échéant, la goutte
est effacée.

Face a ce constat sur la conservation de la masse de liquide, la premiere et la plus simple des
modifications a apporter serait un facteur correctif de masse ajouté devant la relation prenant en
compte le déficit de masse observé, a l'aide d’un bilan massique effectué a chaque pas de temps. Cette
solution purement numérique est difficile & mettre en place dans I'optique d’une utilisation pratique du
modele ELSA. En effet, il faut ajouter de la masse localement alors que le bilan massique est global.
Il a donc été décidé de s’orienter vers une autre approche. Le fait de changer de méthode a également
été motivé par le constat suivant : les équations eulériennes sont résolues dans I’ensemble du domaine
de calcul alors qu’elles ne sont utilisées qu’en zone dense pour initier la partie lagrangienne. De plus,
le formalisme eulérien est résolu de facon conservative.

Le cheminement avant d’arriver a ce constat limitant de la méthode “Euler en zone dense - Lagrange
en zone diluée” étant présenté, il justifie le choix d’une nouvelle approche, basée sur une méthode
hybride de couplage en zone diluée du jet entre les approches eulérienne et lagrangienne. Cette méthode

est détaillée dans le paragraphe qui suit.

5.3.2 Description de la méthode

Considérons le modele FLSA sous sa forme présentée au chapitre 3] Ce modeéle inclut donc un
certain nombre d’équations qui transportent les variables suivantes : la fraction massique moyenne
de liquide }7, la densité massique moyenne d’interface liquide/gaz S~2, la fraction massique moyenne
de vapeur de carburant Y, et enfin I’enthalpie massique moyenne du liquide El. Toutes ces équations
de transport sont ainsi résolues dans I’ensemble du domaine de calcul. Ces variables sont considérées
comme des valeurs moyennes de référence.

Cependant, une des limitations actuelles du modele ELSA est qu'un seul diametre moyen par cellule
est transporté. Une distribution de taille de gouttes serait préférable. Pour cela, il est possible d’utiliser
une fonction de distribution présumée qui est alors completement déterminée par la connaissance de
certains de ses moments. Ces moments sont alors calculés grace aux équations de transport eulériennes.
Marchisio et Fox [53], 54, 55l 56l 57, 58] explorent le sujet, notamment avec un modele appelé Direct
Quadrature Method of Moments ou “DQMOM”. Comme son nom l'indique, il consiste a transporter
différents moments d’une fonction de distribution de gouttes. Cependant, des difficultés subsistent pour
ce type d’approches multi-classes et des travaux sont en cours pour prendre en compte la gestion des
phénomenes de collisions, de coalescences ou d’évaporation des gouttes qui nécessitent une interaction
entre les différentes classes. Par analogie avec ce type d’approches, le modéle ELSA transporte donc
deux moments de la fonction de distribution : la masse de liquide dans la cellule donnée par la fraction
massique moyenne de liquide et la surface d’échange entre le liquide et le gaz donnée par la densité
massique moyenne d’interface liquide/gaz. Le transport de ces deux moments permet d’obtenir le

diametre moyen de Sauter Dso.
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Le principe de la méthode de couplage Euler - Lagrange est le suivant : initialiser des particules
lagrangiennes une fois le spray suffisamment dilué (comme le proposait déja Blokkeel [811 [82] et Beau
[84, 85]), faire en sorte & chaque pas de temps que masse et taille moyenne des gouttes dans chaque
cellule de la zone diluée du jet coincident entre les approches eulérienne et lagrangienne et enfin,
prendre en compte les effets de la distribution de taille des particules lagrangiennes dans le terme de
flux turbulent eulérien (dans le cas ou plusieurs particules sont présentes dans la cellule considérée).

Cette méthode de couplage s’applique ici pour deux moments de la fonction de distribution : la
fraction massique de liquide (masse des gouttes) et la densité massique moyenne d’interface liquide/gaz
(taille des gouttes). Il est toutefois possible de généraliser cette approche pour d’autres termes comme
le taux de vaporisation ou le flux de chaleur entre les phases liquide et gaz.

La méthode d’hybridation Euler - Lagrange est décrite ci-dessous, en deux étapes : d’abord le
couplage dans le sens Euler vers Lagrange puis le couplage dans le sens Lagrange vers Euler. Les

intéréts d’une telle méthode sont ensuite décrits.

5.3.2.1 Couplage Euler vers Lagrange

En formulation lagrangienne, il est possible de définir une fraction massique moyenne de liquide

lagrangienne }7/:

pV p mek D} (5.13)

avec ni le nombre de gouttes par particule stochasthue indicée “k” de diametre Dy,.

De la méme facon, une densité massique moyenne d’interface liquide/gaz lagrangienne peut étre

définie :
. 1
0L =5F = npm D2 5.14
P Veell zk: g (5:14)

La premiere étape de cette méthode de couplage consiste a s’assurer, dans chaque cellule du

domaine de calcul, que les approches eulérienne et lagrangienne transportent en moyenne la méme

quantité de masse de liquide ainsi qu'un diamétre moyen de Sauter équivalent. Si ce n’est pas le cas,

un facteur correctif de masse est appliqué pour déterminer un nouveau nombre de gouttes par particule
: + .

lagrangienne n; :

nt = enny (5.15)

ainsi qu’un facteur correctif pour le diametre des particules lagrangiennes pour qu’elles aient un
nouveau diametre D,j :
D; = EDDk (5.16)

La figure représente de facon schématique en quoi consiste ces modifications au niveau de
la distribution de taille des particules lagrangiennes. Une fois ces modifications faites, une nouvelle
distribution de taille est obtenue. Elle peut étre considérée comme une distribution de taille “hybride
Euler - Lagrange”, dans le sens ou elle possede un certain nombre d’informations venant de ’approche
lagrangienne (écart-type autour du diametre moyen de Sauter, forme générale de la distribution...) et

elle possede le diametre moyen de Sauter eulérien.
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f(D) D,, eulérien = D, lagrangien

PDF lagrangienne
avant modifications

PDF lagrangienne
modifications

>
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0 N\ Ng D
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F1G. 5.5 — Principe de modification des distributions de taille de particules lagrangiennes en prenant
comme référence le diametre moyen de Sauter eulérien pour reconstruire une nouvelle distribution de

taille hybride Euler - Lagrange

Il reste cependant a déterminer les coefficients multiplicatifs de masse et de taille de gouttes,
respectivement ¢, et ep. En s’assurant que la masse lagrangienne est égale a la masse eulérienne et

en égalisant les diametres moyens de Sauter eulérien et lagrangien, il vient aisément :

17 2 EL 3
o (x) (= 5.17
= G () o

~ —I
Y, 5
Y

A ce niveau, la méthode permet d’assurer un comportement identique de la modélisation lagran-
gienne et de la modélisation eulérienne en zone diluée du spray. Cela n’aurait alors que peu d’intéréts

d’utiliser les deux approches, ’eulérienne se suffisant a elle-méme, en zone dense et en zone diluée.

5.3.2.2 Couplage Lagrange vers Euler

L’intérét d’une telle approche réside donc dans ’exploitation de cette distribution de taille hybride
Euler - Lagrange pour fermer les termes inconnus des équations de transport eulériennes. Considérons

donc I’équation de transport de la fraction massique moyenne de liquide :

opYi | opViui  Opulyy
675 6:5@ N aZL‘Z

(5.19)
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Depuis le début de ce chapitre, il n’est question que du flux turbulent de liquide qui intervient
dans la relation Cependant, il est possible de généraliser ’approche au flux turbulent w2 cor-
respondant a une variable transportée X. Par exemple, I’équation de transport de la densité massique
moyenne d’interface liquide/gaz peut aussi étre considérée :

opQ  Oplu; _ Opujw”

825 + al'l N aIZ

(5.20)

En se référant a la relation [5.2] il est tout & fait possible d’écrire de fagon générique la relation

exacte suivante :

U;-lif// = )? (1 — 5(:) (ui’ib — mg) = )? <u§7i|l - ﬁl) (521)

De plus, ce flux turbulent uz” peut tres bien étre défini de facon eulérienne, via le choix d’une

fermeture au premier ou au second ordre, mais aussi de fagon lagrangienne. En effet, il est tout a fait

possible de calculer dans chaque cellule du domaine les vitesses usy, .| et us. .| qui correspondent
Y, i l QLly

aux moyennes des vitesses pondérées respectivement par le volume et par la surface de liquide :

1 T 3
uprgl = Vz,Lz,;ul’mkGDk (5.22)

1 2
uﬁl’,i‘l = %%:ul,inkﬂDk (5.23)

avec V) 1, et S 1 respectivement le volume total et la surface totale de liquide sous forme lagrangienne
dans la cellule considérée.
Une fois ces vitesses recueillies, les flux turbulents lagrangiens peuvent donc étre déterminés en les

exprimant ainsi :

e oL ~
Dy = Y (um\l—ui) (5.24)
Tt _ oL ~
ww = Q (uﬁz|l—uz> (5.25)

En ce qui concerne les flux turbulents eulériens, un choix de fermeture est nécessaire. Par soucis
de simplicité et de stabilité numérique, une fermeture au premier ordre basée sur une loi de Fick ou

“loi gradient” est choisie, que ce soit pour le flux turbulent lié & ¥; mais aussi pour celui lié & 2 :

——FE v, 0Y,
= e 5.26
Ui Yy Sc; 0x; ( )
—~—F v, 09
ot = -t 5.27
i Sc, O (5.27)

avec un nombre de Schmidt Sc¢; pris égal a 1 pour les deux cas.

Comme explicité plus haut, le formalisme eulérien reste dans cette méthode de fermeture des flux
turbulents la modélisation de référence, en zone dense comme en zone diluée du jet. Le principe consiste
donc a ajouter, dans le cas d’une présence de particules lagrangiennes dans la cellule considérée,
la contribution de ’approche lagrangienne dans le flux turbulent retenu pour étre intégré dans les

équations de transport et Cette contribution est caractérisée par la présence de la distribution
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de taille hybride Euler - Lagrange (voir la figure . Selon la loi de trainée, une distribution de
taille des gouttes liquides implique une distribution de vitesses. Cette distribution de vitesses a pour
conséquence la prise en compte du phénomene de glissement entre les phases liquide et gaz. En effet,
une fermeture au premier ordre des flux turbulents ne permet pas de capturer ce type de phénomene.
L’exemple présenté par Beau au paragraphe [5.1] illustre trés bien cette limitation.

Il reste donc a intégrer cette contribution lagrangienne dans 1’évaluation des termes de flux tur-
bulents. Afin de conserver le role de référence du formalisme eulérien, il a été décidé d’introduire une
fonction de pondération entre I’approche eulérienne et 'approche lagrangienne. Si la cellule considérée
ne contient pas plus d’une particule lagrangienne, les flux turbulents retenus doivent étre intégralement
ceux obtenus par le formalisme eulérien, sinon 1’équilibre entre les deux approches sera dicté par le
nombre de particules stochastiques n, présentes :

Siny, < 1 alors,

— —~—E
wyl =y (5:28)
—_ /\—/E
W' = Ul (5.29)
Sinon,
oy R Sy SR T S (5.30)
Y= NG i Y N i Y :

— ——E 1\ —*L
ww = —ufw” + (1 - — |’ (5.31)
VT

Cette fonction de pondération exprime le fait que I'erreur due a la convergence statistique est
proportionnelle & 1/, /n,. Par exemple, cette répartition des poids entre les deux formalismes implique

qu’a partir de quatre particules dans une cellule, 'approche lagrangienne du modele intervient & 50%

dans la fermeture des flux turbulents u/y) et u/w”.

En ce qui concerne le critere de dilution qui définit instrinsequement la zone de création des
particules lagrangiennes, dans les différents tests effectués durant cette étude, une valeur de fraction
volumique moyenne de liquide de 10% semble étre un bon compromis. Cela correspond tout & fait
aux spécifications imposées par le formalisme lagrangien. Dans le chapitre [6] deux autres essais seront
cependant effectués, 'un avec un critére de dilution & 1%, 'autre & 5%, afin de quantifier I’effet d’un
tel critere sur la topologie du spray dans son ensemble quand cette méthode de fermeture des flux
turbulents est activée.

Une nouvelle approche pour la fermeture des flux turbulents intervenant dans les équations de
transport de la fraction massique moyenne de liquide et de la densité massique moyenne d’interface
liquide/gaz est proposée. Elle se base sur une utilisation couplée des approches eulérienne et lagran-
gienne en zone diluée du jet. Dans chaque cellule, en s’assurant de la bonne conservation de la masse
de liquide ainsi que du diametre moyen de Sauter, I’approche lagrangienne permet d’obtenir une dis-
tribution de taille de gouttes liquides hybride Euler - Lagrange. Or, selon la loi de trainée qui régit en

partie le comportement des gouttes liquides en mouvement dans un gaz, une distribution de taille de
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gouttes implique une distribution de vitesses. Ainsi, par cette méthode, la notion de glissement entre

—~—

les phases liquide et gaz est introduite dans les flux turbulents u/y," et u}w”.

Cette méthode s’inscrit donc dans une suite logique de ce qui a été proposé précédemment pour
la fermeture du flux turbulent de liquide (Bailly et al. [106] puis Beau et al. [84], 85]), en intégrant le
phénomene physique de glissement entre phases, jusqu’a présent absent lorsqu’une loi gradient est uti-
lisée pour fermer le terme de flux turbulent. De plus, cette hybridation Euler - Lagrange permet d’aller
un peu plus loin en introduisant une distribution de taille de gouttes plutét qu'un diametre moyen de

Sauter (distribution en pic de Dirac) par cellule du domaine de calcul. Cependant, le couplage n’est

présent qu’au niveau des flux turbulents u/'y," et u/w”. D’une maniere générale, tout modele eulérien a
son pendant lagrangien. Il serait donc envisageable d’établir un couplage entre les formalismes eulérien
et lagrangien au niveau d’autres termes comme le taux de vaporisation, le flux de chaleur entre phases
liquide et gaz ou au niveau des sous-modeles d’atomisation secondaire et de collisions/coalescences.
Utiliser ’approche lagrangienne que proposent les logiciels de CFD permettra aussi a I’avenir de
s’affranchir de certaines difficultés liées a I'impact des jets aux parois du piston ou aux interactions
fortes entre sprays. En effet, des modeles de collisions spécifiques a ce type de probléemes existent déja
dans la littérature et pourraient étre intégrés dans le modele ELSA par le biais de telles approches de

couplage Euler - Lagrange.



Chapitre 6

Validations du modele ELSA -
Applications et Résultats

Ce chapitre présente les différents résultats obtenus pour valider le modele FLSA. Tous les calculs
proposés ici ont été obtenus avec le méme jeu d’équations de transport ainsi que les mémes constantes
de modélisation. Se référer aux chapitres et |9| pour une description détaillée du modele. Un
récapitulatif des modélisations retenues par la suite est présenté en planche

En premier lieu, des comparaisons quantitatives sont présentées entre une simulation numérique
directe de Ménard et al. [21] et le modele ELSA, dans une zone de calcul restreinte pres de la buse
d’injection.

Ensuite, différents essais sont proposés dans le but de quantifier 'impact de certains aspects
numériques ou physiques sur la topologie du spray comme le fait d’activer ou non le couplage Eu-
ler - Lagrange en zone diluée du jet, 'intensité turbulente en sortie d’injecteur, le niveau de finesse
des maillages utilisés ou encore la prise en compte du phénomene de rupture secondaire. Tous ces
essais sont réalisés “a froid”, dans le sens ou les phénomenes de vaporisation n’agissent pas sur le
jet. La température du gaz environnant est identique a celle du liquide et proche des conditions at-
mosphériques, donc tres inférieur a la température d’ébullition.

Pour valider le modele dans des applications moteur, des cas de validations sont présentés pour
des conditions expérimentales similaires a celles observées dans une chambre de combustion Diesel,
c’est-a-dire des sprays haute pression vaporisant dans un environnement a température et contre-
pression élevées. Le modele de vaporisation intégré dans FLSA peut ainsi étre validé en comparant les
pénétrations liquide et vapeur obtenues numériquement aux mesures expérimentales.

Enfin, des calculs sont réalisés en conditions réactives, le modele FLSA étant alors couplé avec
un modele de combustion développé par 'IFP dans le cadre du GSM (pour Groupement Scientifique
Moteur). Des tests a priori sur I'impact de la taille du trou de l'injecteur sont d’abord présentés.
Ensuite, des comparaisons avec des résultats expérimentaux obtenus par chimiluminescence OH sont

proposés concernant les distances de lift - off ainsi que la forme des flammes obtenues.
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Masse :
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SNLMLQ = f(Weerit,2) avec : Wegrit2 = 12 (relations 4.50, 4.51 et 4.52)

ﬁm‘it,B = f(Weerit,3) avec : Weerit,s = f (OR) (relations 4.57 et 4.58)
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Echanges thermique et massique entre le liquide et le gaz :
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P.6.0.1. - Récapitulatif des modélisations retenues par la suite pour le modele ELSA - les

nombres adimensionnels de Schmidt et de Prandtl sont pris égaux a 1
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6.1 Comparaisons DNS - ELSA prés de l’injecteur

Cette premiere partie de I’étude est une comparaison entre une simulation numérique directe de
Ménard et al. [21] et le modele ELSA. Pour comprendre les résultats, il est nécessaire de décrire les
méthodes numériques utilisées pour la simulation numérique directe des écoulements liquide/gaz avec

suivi de l'interface.

6.1.1 Principes des méthodes utilisées pour le suivi d’interface

La DNS utilisée a titre comparatif pour les calculs en zone dense d’un jet liquide s’appuie sur
plusieurs méthodes numériques.

La premiére, nommée “Level Set”, consiste & transporter une fonction interface ¢ entre deux
phases distinctes [I§]. Cette fonction ¢ est définie comme étant la distance algébrique entre un noeud
du maillage et l'interface entre les deux phases. Ainsi la position de l'interface est identique a 1’iso-
surface 0 du champ ¢. La résolution de I’équation de transport de cette fonction dans un champ de

vitesse locale V' détermine ’évolution de la position de I'interface entre les deux phases :

o0 0p
5tV =0 (6.1)

Le principal avantage de cette méthode numérique réside dans le positionnement précis de 'interface
entre les deux phases. Cependant, cette approche n’assure pas une conservation parfaite de la masse
lors de la simulation d’écoulements fortement contraints.

La seconde méthode, intitulée “VOF” pour “Volume Of Fluid”, s’appuie sur le transport d’une
fraction volumique Y [I7]. Une équation de transport pour cette variable est résolue, ce qui permet

de déterminer la quantité exacte du fluide considéré dans chaque cellule du domaine de calcul.

oY oy
 — 2
N +V8:r 0 (6.2)

Contrairement & la méthode “Level Set”, il existe pour la méthode VOF des schémas numériques
assurant la conservation de la masse. Il est cependant plus délicat de localiser précisément l'interface
entre les deux phases.

Ces deux méthodes s’appuient sur le champ de vitesse locale V' (vitesse du liquide ou vitesse du gaz,
en fonction de la position par rapport a l'interface). La DNS utilisée durant cette étude est basée sur
les travaux de Tanguy et Berlemont [91} [T08] pour la résolution des équations de Navier Stokes pour un
milieu diphasique incompressible. Durant ces travaux, Tanguy propose d’utiliser la méthode “Ghost
Fluid” [109] pour prendre en compte les fortes discontinuités a l'interface. Cette méthode permet de
calculer précisément les dérivées de chaque coté de l'interface, en prenant en compte explicitement les
conditions de saut.

Comparant les avantages et inconvénients des méthodes Level Set et VOF, certains auteurs comme
Sussman en 2000 [IT0] se sont intéressés a un couplage entre ces deux approches, alliant ainsi les
avantages tout en évitant les inconvénients. La méthode utilisée par Ménard et al. [21] s’inscrit dans
cette approche, en couplant la méthode VOF pour assurer la conservation de la masse a la méthode

Level Set pour localiser précisément l'interface.
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6.1.2 Conditions de calcul

En ce qui concerne la DNS; la condition limite de turbulence en sortie d’injecteur a été générée
a l'aide de la méthode de Klein [IT1] qui consiste a imposer des fluctuations de vitesses corrélées
suivant une échelle de longueur. Pour le calcul présenté ici, dans le but de générer des conditions
limites comparables a celles choisies en calcul RANS, il a été décidé de prendre comme échelle de
longueur I’échelle intégrale turbulente L; = 0.1D;,,;, conformément a la valeur prise pour un écoulement
dans un canal. De plus, I'intensité turbulente au niveau du trou de l'injecteur est fixée a 5%. Des
améliorations sont possibles sur ce point mais la turbulence en sortie d’injecteur est tres mal connue.
En effet, il n’existe pas de mesures expérimentales ni de modeles théoriques du fait de la complexité de
I’écoulement dans cette zone. En utilisant ce type de méthode, ’énergie cinétique turbulente k£ ainsi
que ’échelle intégrale de turbulence L; sont donc renseignées de la méme fagon, que ce soit pour la

DNS comme pour le calcul effectué avec le modele ELSA.

---------------------- A | A
Contre-pression = 23.2 bars |
Température = 293,15 K |
100pm Densité = 25 kg/m® |
— |

I_—> | 0,3mm

100m/s |
|
|

_______________________l v
- 2,2mm >

Fia. 6.1 — Dimensionnement du calcul de comparaison DNS - FLSA

La taille du domaine est donnée en figure et les conditions de calcul sont détaillées dans le
tableau [6.1]

Diametre Vitesse Intensité Longueur

injecteur (um)  d’injection (m/s)  turbulente I;  turbulente L;

100 100 5% 0.1D;p;
Densité Densité Tension de Température
liquide (kg/m?) gaz (kg/m?) surface (N/m)  liquide (K)
696 25 0.06 293.15K

TAB. 6.1 — Conditions détaillées du calcul de comparaison DNS - ELSA

Pour le calcul DNS, le nombre de mailles est 128 x 128 x 896. Ces mailles ont toutes la méme

taille Ax. La taille de maille est choisie de telle sorte que la simulation puisse décrire I’ensemble des
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structures liquides. Pour cela, la tension de surface du dodécane a été augmentée a oy = 0.06N/m
afin de permettre aux gouttes de taille 2Ax d’avoir un nombre de Weber défini a partir de la vitesse
d’injection w;p; :
Wey = PLEAT) Uin Uiy (6.3)
o1
inférieur & un Weber critique donné : Wey ¢y = 10.

En ce qui concerne le calcul effectué avec le modele FLSA, deux maillages ont été testés afin de
quantifier I'impact de la taille des mailles sur les résultats obtenus. Un exemple de ce type de maillage
est proposé en figure Dix mailles sont présentes le long du diametre de l'injecteur et ce, pour
les deux maillages, afin de s’assurer une représentation précise de I’écoulement en zone proche de
I'injecteur. Le premier maillage est constitué de 63000 mailles (profils “ELSA - Lebas”), le second de
126000 mailles (profils “ELSA - Lebas (fin)”). De plus, les résultats issus de la these de Beau [84]
(profils “ELSA - Beau”) sont également restitués et comparés aux profils obtenus avec 1’équation de
transport de la densité d’interface liquide/gaz proposée dans cette étude. Les principales différences
entre la modélisation proposée par Beau et celle présentée dans ce manuscrit résident dans le choix du

code de calcul et dans I’équation de transport retenue pour la densité massique moyenne d’interface

liquide/gaz. Pour plus de détails concernant 'approche de Beau, se référer au paragraphe 4.1.2.2]

Fic. 6.2 — Maillage type utilisé pour le calcul de comparaison DNS - FLSA

Le modele ELSA utilisé ici n’integre pas le couplage Euler - Lagrange car ce calcul de comparaison
avec la DNS ne concerne que la zone dense, proche de l'injecteur. De plus, ’équation de transport de
la densité massique moyenne d’interface liquide/gaz est telle qu’elle a été présentée au paragraphe
du chapitre [d Enfin, le cas présenté ici est un cas stationnaire.

Trois grandeurs sont étudiées : la fraction volumique moyenne de liquide ¢;, la densité d’interface
liquide/gaz par unité de volume ¥ et I’énergie cinétique turbulente moyenne du mélange liquide/gaz
k. Des champs de valeurs sont présentés, respectivement aux figures et De plus, des
profils axiaux et radiaux sont extraits de ces champs (suivant la disposition présentée en figure et
comparés avec le calcul DNS. Les résultats sont proposés aux planches [P.6.1.2) [P.6.1.3] et [P.6.1.4]
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5D 10D 20D

F1G. 6.3 — Disposition des différents profils extraits des résultats de DNS et du modele ELSA

6.1.3 Etude comparative

La fraction volumique moyenne de liquide Les résultats obtenus avec le modele ELSA sont en
accord avec les calculs issus de la DNS en ce qui concerne le champ de fraction volumique moyenne de
liquide (figure . L’utilisation d’une loi gradient pour le traitement du flux turbulent apparait tout
a fait satisfaisante dans la zone dense du spray pour déterminer la dispersion du liquide. Ces résultats
sont confirmés par les profils présentés en figure Cela signifie que dans la direction radiale,
le flux turbulent correspond principalement & de la diffusion turbulente et que sur ’axe d’injection,

méme si un glissement moyen existe, ce flux reste dominé par la convection moyenne.

ELSA

below 006 011 017 022 028 033 039 044 050 056 061 067 072 078 083 089 094 asbove

F1G. 6.4 — Champs de fraction volumique moyenne de liquide ¢; donnés par le modele FLSA et par
la DNS

De plus, on peut remarquer que l'influence du rafinement du maillage est négligeable et que le
maillage le plus grossier suffit pour atteindre une convergence en espace. Il est a noter que les profils
de fraction volumique obtenus avec le code AVL Fire sont relativement proches de ceux obtenus durant
la these de Beau avec un autre code et un autre maillage.

Enfin, le modele ELSA tend a sous-estimer légerement la longueur de coeur liquide intact. En effet,
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le profil axial de fraction volumique moyenne de liquide chute un peu t6t en comparaison avec le calcul
DNS et les résultats obtenus par Beau durant sa these [84]. Cette différence pourrait étre due a une
diffusion numérique plus importante dans ces conditions avec le code utilisé dans cette étude. Dans
tous les cas, un profil initial de fraction volumique de liquide en créneau reste difficile a transporter

sans diffusion numérique.

La densité d’interface liquide/gaz par unité de volume La figure présente les champs de
densité d’interface liquide/gaz par unité de volume obtenus par la DNS et le modele. Ces champs
sont relativement proches. Lorsque I'on compare les profils obtenus (figure , on observe que
les valeurs maximales ainsi que les tendances obtenues avec la DNS sont retrouvées avec le modele
ELSA. 1l s’agit de résultats intéressants dans le sens ou 1’équation de transport d’interface liquide/gaz

est une équation postulée, écrite a I'aide d’une approche phénoménologique.

below 5556 11111 16667 22222 27778 33333 38889 44444 soooo 55556 6IIII 66667 72222 77778 83333 88889 94444 above

FIG. 6.5 — Champs de densité d’interface liquide/gaz par unité de volume ¥ donnés par le modele
ELSA et par la DNS

En ce qui concerne le profil axial, le modele tend & surestimer la densité d’interface liquide/gaz
dans la zone tres proche de l'injecteur. C’est une conséquence directe du comportement observé au
paragraphe précédent sur la fraction volumique légerement sous-estimée dans cette région du spray.
En effet, si 'on avait exactement 100% de liquide, la quantité d’interface liquide/gaz serait alors stric-
tement nulle. L’équation de transport postulée dans cette étude s’appuie sur un terme d’initialisation
Oinit. Présenté au paragraphe (relation qui crée de linterface liquide/gaz de fagon propor-
tionnelle aux gradients de fraction de liquide, deés qu’il existe un mélange liquide/gaz. Néanmoins, la
tendance générale & créer de I'interface liquide/gaz pour atteindre une valeur maximale de 90000m !
a une distance de dix-huit diametres de 'injecteur est reproduite par le modele et ce, pour les deux
maillages testés.

Il est a remarquer que les valeurs radiales de la densité d’interface liquide/gaz sont assez proches
entre la modélisation et la simulation numérique directe. De 1égeres différences entre les deux maillages

utilisés avec le modele sont cependant remarquables, en particulier pour le profil a une distance de cing
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diametres de 'injecteur. En I'occurence, la valeur maximale est mieux prédite avec le maillage le plus
fin. Cette différence s’estompe ensuite pour les profils a dix et vingt diametres de l'injecteur. Notons
que le maximum de quantité de surface est dépendant des constantes du modele. On peut s’attendre
avec une DNS au maillage encore plus fin, a capter du plissement d’interface et des particules liquides
plus fines. Cela devrait conduire a une augmentation de la quantité d’interface, ce qui demanderait

un réajustement des constantes «;.

L’énergie cinétique turbulente moyenne de mélange La figure [6.6) présente les champs d’éner-
gie cinétique turbulente moyenne du mélange liquide/gaz k calculés avec la DNS et le modele ELSA. Les
énergies cinétiques turbulentes sont du méme ordre de grandeur et ont des comportement relativement
proches. Lorsque 1'on se réfere au profil axial présenté a la planche[P.6.1.4] on observe une décroissance
du niveau de turbulence en zone dense du spray avec ensuite une augmentation de I’énergie cinétique
turbulente. Cette tendance est captée par la modele. Il existe cependant une différence significative en
zone proche de l'injecteur. Plusieurs explications sont possibles. Les auteurs de la DNS s’interrogent
sur une éventuelle dissipation numérique importante de 1’énergie dans cette zone de ’écoulement. Il
est cependant probable que cette différence entre la DNS et la modélisation soit essentiellement due a

un probleme de modélisation de 1’énergie cinétique turbulente du mélange liquide/gaz.

133150 167 183 200 217 233 250 267 283 sbove

F1a. 6.6 — Champs d’énergie cinétique turbulente moyenne de mélange k donnés par le modele FLSA
et par la DNS

Les profils radiaux permettent le méme type de conclusions. Les ordres de grandeurs obtenus avec
le modele ELSA sont assez proches de ceux obtenus avec la DNS. Cependant, le modele a tendance a
surestimer radialement 1’énergie cinétique turbulente lorsque 1'on s’éloigne de I'injecteur.

Il serait tres intéressant de faire évoluer le modele (k,e) standard utilisé durant cette étude vers
une version diphasique. En effet, cette différence entre la modélisation et le calcul obtenu avec la DNS
pourrait étre due au fait que I’énergie cinétique turbulente du mélange liquide/gaz n’est pas composée
uniquement des énergies cinétiques turbulentes du liquide et du gaz mais aussi d’une énergie cinétique

de glissement entre ces phases (voir le paragraphe [3.1.5)).
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6.1.4 Bilan de I’étude comparative DNS - ELSA

Cette premiere partie de I’étude a permis de valider le modele FLSA en zone proche de 'injecteur
a laide d’un calcul DNS réalisé par Ménard et al. [2I]. L’étude comparative présente des résultats
intéressants en ce qui concerne le comportement du modele. Considérant I’équation de transport de
la densité d’interface liquide/gaz comme étant postulée a ’aide d’une approche phénoménologique,
I’étude comparative sur cette grandeur est particulierement encourageante. De plus, le modele a été
utilisé tel qu’il a été présenté aux chapitres[3] [ et [ sans la modification d’aucun parametre numérique.
Afin de tester 'aspect prédictif du modele, c’est cette méme version du modele qui sera utilisée pour

le reste de 1’étude.
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P.6.1.2. - Comparaisons DNS - ELSA en terme de fraction volumique de liquide : en haut

un profil dans I'axe d’injection, en bas un profil radial a différentes distances de I'injecteur
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de volume : en haut un profil dans ’axe d’injection, en bas un profil radial a différentes

distances de l'injecteur
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6.2 Calculs de sprays Diesel sans vaporisation

Cette partie de I’étude consiste a présenter différents cas de calcul dans le but de tester 'influence de
certains parametres numériques et physiques sur ’évolution du spray dans la chambre de combustion.
L’ensemble de ces calculs sont faits a priori, en utilisant le modele ELSA tel qu’il a été validé avec le
calcul DNS en zone dense du spray. Les conditions de calcul sont détaillées au paragraphe suivant et

les résultats des modélisations sont présentés par la suite.

6.2.1 Conditions de calcul

L’ensemble des calculs présentés dans ce paragraphe sont effectués dans les mémes conditions.
Le profil temporel de vitesse imposé en sortie d’injecteur est donné en figure et correspond a un
systeme d’injection utilisé dans les moteurs Diesel actuels. Il est supposé que la vitesse est uniforme
sur ’ensemble de la section de sortie de I'injecteur, considérant une injection non cavitante. De plus,
le liquide étant injecté a une température identique a celle du gaz T; = T;, = 293.15K, les échanges

thermique et massique entre les phases ne sont pas pris en compte dans la modélisation.
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Fi1G. 6.7 — Profil temporel de vitesse a la sortie de I'injecteur

Les conditions thermodynamiques dans la chambre de combustion sont données en figure Un
exemple de maillage type utilisé dans de telles conditions a déja été présenté en figure Au niveau
du raffinement du maillage en zone dense, un nombre de dix mailles le long du diametre de I'injecteur
est choisi, conformément a ce qui a déja été proposé pour le calcul comparatif avec la DNS. En effet,

un niveau de raffinement plus élevé a été testé lors de cette étude et les différences observées ne sont
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pas suffisamment importantes pour justifier I'utilisation de plus de mailles le long du diametre de
I'injecteur. Ceci est d’autant plus justifié en vue d’une utilisation dans un contexte industriel. Ainsi,
avec dix mailles, la convergence en espace semble étre suffisante.

Plusieurs essais sont effectués par la suite pour caractériser I'influence de ces parameétres numériques
ou physiques sur le développement du spray dans son ensemble :

— lactivation ou non du couplage Euler - Lagrange en zone diluée;

trois niveaux de turbulence en sortie d’injecteur;

— deux raffinements de maillage différents suivant ’axe d’injection ;

I’activation ou non du sous-modele de rupture secondaire.

Lors des différentes comparaisons présentées par la suite, la version de référence du modele FLSA
est toujours la méme : une formulation eulérienne en zone dense et en zone diluée, une intensité
turbulente en sortie d’injecteur de 5%, un maillage constitué de 66240 mailles et le sous-modele de

rupture secondaire des gouttes activé.

—————————————————————— A
Contre-pression = 70 bars
Température = 293,15 K |
148um Densité = 75 kg/m® |
— |

= | tem

Profil temporel I
de vitesse |
|

_______________________' A\
< 2,4cm >

FiG. 6.8 — Conditions des calculs a priori de sprays Diesel sans vaporisation

En premier lieu, 'influence du couplage Euler - Lagrange est testée sur des conditions de type

Diesel.

6.2.2 Influence du couplage Euler - Lagrange

La méthode de couplage a déja été présentée au chapitre 5] et consiste a fermer de fagon plus précise
les termes de flux turbulents des équations de transport de la fraction massique moyenne de liquide
}75 et de la densité massique moyenne d’interface liquide/gaz Q. Les intéréts d'une telle méthode de
couplage ont également été présentés au paragraphe [5.3

Il s’agit donc ici de tester I'influence de cette méthode de couplage sur le développement d’un spray
Diesel dans une chambre de combustion. Pour cela, un calcul est effectué avec la version de référence
du modele ELSA. En comparaison, trois calculs hybrides Euler - Lagrange sont présentés. Seul le
critere de transition Euler/Lagrange est changé entre ces trois calculs. Pour le premier, le critere de

transition est choisi tel que la fraction volumique de liquide soit de 10%, pour le second c’est 5% de
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fraction volumique de liquide qui est choisi et pour le troisitme 1%. Au dessus de 10%, le formalisme
lagrangien serait utilisé dans des conditions inadéquates (spray non dilué).

Afin de mettre en évidence les différences obtenues entre ’approche eulérienne et ’approche hybride
Euler - Lagrange, deux champs de valeurs sont présentés : un champ de fraction massique de liquide
(planche et un champ de diametre moyen de Sauter (planche . Ces deux planches
présentent le calcul obtenu avec le formalisme eulérien et celui avec ’approche hybride pour un critere
de transition pris a 5% de fraction volumique de liquide. Pour mieux se représenter la forme du spray,
seules les valeurs significatives de fraction massique de liquide sont représentées et un masque en
est issu et appliqué sur les champs de diametre moyen de Sauter (lignes blanches). De ces champs
de valeurs, des profils axiaux et radiaux sont extraits (planche pour la fraction massique de
liquide et planche pour le diametre moyen de Sauter).

En ce qui concerne les champs et profils de fraction massique moyenne de liquide, les différences
entre I’approche entierement eulérienne et I’approche hybride ne sont pas significatives. En effet, en se
référant aux profils, les seules différences notables se situent en zone diluée du jet, lorsque la fraction
massique de liquide descend en dessous de 15%.

Ces résultats sont en adéquation avec ceux obtenus par Beau [84]. A T'aide du modele quasi-
multiphasique développé durant sa theése (présenté au paragraphe , le phénomene de trainée des
gouttes est introduit dans la fermeture du terme de flux turbulent de liquide. Les résultats obtenus sont
également peu différents en comparaison de ceux obtenus avec une loi gradient. L’approche hybride
Euler - Lagrange est une autre méthode pour fermer de fagon plus précise ces termes de flux turbulents,
en y intégrant I'impact d’une distribution de taille de gouttes sur la vitesse du liquide. Le fait qu’il
y ait peu de différences entre une fermeture de type loi gradient et des fermetures plus complexes
intégrant la notion de trainée signifie que dans le cas d’un jet liquide haute vitesse de type Diesel,
le flux axial de masse est dominé par la convection moyenne et que le flux radial de masse peut étre
assimilé a de la diffusion turbulente.

Cependant, des différences existent en ce qui concerne le diametre moyen de Sauter. Globalement,
une diminution du diametre est observée lorsque ’approche hybride est utilisée.

Une explication possible serait de considérer I'activation de I’hybridation Euler - Lagrange comme

—_—~

une méthode permettant une meilleure estimation des flux turbulents uy) et u/w”. Ces flux représen-

tent le différentiel de vitesse qu’il existe entre la vitesse du liquide et la vitesse du gaz. Une meilleure
estimation de ces flux permet de déterminer de facon plus précise ce différentiel. Ainsi la vitesse relative
Uy €St calculée en prenant en compte une distribution de taille de gouttes plutot qu'un diametre moyen
de Sauter. Cette différence impacte le régime de rupture secondaire : la vitesse relative liquide/gaz
intervient dans le terme source ¢o,4py (défini a la relation, caractérisant le phénomene de rupture
secondaire des gouttes.

Il est nécessaire de faire remarquer que cette méthode hybride Euler - Lagrange possede un avantage
certain : celui de proposer un champ de fraction massique de liquide tenant compte d’une distribution
de taille de gouttes plutot qu’un diametre moyen de Sauter dans chaque cellule. Une alternative a

cette méthode serait d’utiliser un formalisme lagrangien en zone diluée, comme il est proposé dans
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les travaux de Blokkeel [R1], [82] et Beau [83, 84, B5]. Cependant, avec le raffinement de maillage
nécessaire au modele FLSA pour prendre en compte la zone dense du jet, il est trés délicat d’obtenir
une convergence statistique suffisante en lagrangien, comme le montre la figure [6.9 qui compare les
champs de fraction massique de liquide obtenus avec la méthode hybride et ’approche lagrangienne

seule en zone diluée.

Hybridation Euler - Lagrange

Euler en zone dense - Lagrange seul en zone dilu

I [ [T

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1

Fi1G. 6.9 — Champs de fraction massique de liquide - en haut avec la méthode hybride Euler - Lagrange,
en bas avec un formalisme lagrangien seul en zone diluée. NB : Les champs présentés ici concernent

des calculs effectués dans une configuration autre que celle présentée dans ce paragraphe.

Il serait possible d’augmenter le nombre de particules créées a chaque pas de temps, dans chaque
cellule, afin de converger statistiquement et d’obtenir un champ de fraction massique de liquide moins
bruité mais des aspects numériques tels que ’allocation mémoire et le temps de calcul deviendraient

limitant en vue d’une utilisation du modeéle dans un contexte industriel.

Les différences observées au niveau du diametre moyen de Sauter sont faibles (de I'ordre du micro-
metre) mais compte-tenu de la gamme de diametre des gouttes que composent le spray, ces différences
sont de l'ordre de 15%. Il est donc difficile de conclure quant & I'apport de cette méthode de couplage
Euler - Lagrange dans de telles conditions d’injection. En effet, les mesures de taille de gouttes dans
des conditions d’injection Diesel ne permettent pas une précision de cet ordre, méme tres loin de

Iinjecteur mais ce potentiel de variation que possede le modele FLSA en utilisation hybride Euler -
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Lagrange est intéressant et nécessiterait d’étre étudié dans des configurations ou la vitesse d’injection
est plus faible.

Il a été décidé de ne pas activer le couplage Euler - Lagrange pour la suite de I’étude. Ces conclusions
concernent uniquement l'injection a tres grande vitesse, étudiée durant cette these. Elles pourraient
étre différentes si certaines configurations étaient considérées, comme l'impact d’un spray contre une

paroi de piston ou les interactions fortes entre jets (phénomenes spécifiques de collisions/coalescences).
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Sans couplage Lagrange

Avec couplage Lagrange

) e
below 0.06 0.11 0.17 0.22 0.28 0.33 0.39 0.44 0.50 0.56 0.61 0.67 0.72 0.78 0.83 0.89 0.94 above

P.6.2.5. - Influence du couplage lagrangien sur le champ de fraction massique de liquide
pour un critere de transition Euler/Lagrange de 5% de fraction volumique de liquide -

t=0.Tms
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(en bas) de la fraction massique moyenne de liquide, pour différentes valeurs de fraction
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Sans couplage Lagrange

below  2.00e-06 3.00e-06 4.00e-06 5.00e-06 6.00e-06 7.00e-06 8.00e-06 9.00e-06  above

L R |

1.50e-06 2.50e-06 3.50e-06 4.50e-06 5.50e-06 6.50e-06 7.50e-06 8.50e-06 9.50e-06

P.6.2.7. - Influence du couplage lagrangien sur le champ de diametre moyen de Sauter
pour un critere de transition Euler/Lagrange de 5% de fraction volumique de liquide -

t=0.Tms
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6.2.3 Influence du niveau de turbulence a la sortie de I’injecteur

Le niveau de turbulence I; = u”/u est une donnée peu connue en sortie d’injecteur. Malgré le
fait qu’'un spray génere sa propre turbulence lorqu’il se développe dans la chambre de combustion, le
niveau de turbulence en condition limite du calcul joue un role non négligeable sur ’écoulement.

Pour un écoulement de type canal, une intensité turbulente de 'ordre de 5% est une valeur com-
munément admise et utilisée. Pour tester 'influence de ce parametre physique sur le développement
du jet liquide, deux autres valeurs sont essayées : 1% et 10%. Afin de mettre en évidence les différences
entre les trois cas de calcul présentés ici, deux champs de valeurs sont proposés : un pour la fraction

massique de liquide (planche [P.6.2.9.)) et un pour le diametre moyen de Sauter (planche [P.6.2.11.)). Des
profils en sont extraits, présentés aux planches [P.6.2.10] et [P.6.2.12]

Le fait de changer le niveau de turbulence I; en condition limite influence le développement du jet
de maniére significative. Augmenter le niveau de turbulence en sortie d’injecteur a pour conséquences
de diminuer la pénétration liquide et d’augmenter légerement ’angle du spray. Si 'on se réfere au pro-
fil axial de la fraction massique de liquide, il apparait clairement qu’augmenter le niveau turbulence
déstabilise également le jet plus rapidement (la fraction massique de liquide chute plus pres de l'injec-
teur). Cela concorde avec I'ensemble des travaux menés sur l'influence de la turbulence du liquide sur
le développement d’un jet dans une chambre de combustion (par exemple Stahl et al. [12] [13]).

L’impact sur la taille des gouttes est également visible. En zone proche de I'injecteur, plus le niveau

de turbulence augmente, plus le diametre moyen de Sauter chute rapidement pour ensuite atteindre
une valeur seuil commune aux trois calculs. Cet effet est principalement da au terme source @b, qui
est piloté par un temps caractéristique de turbulence. Ce temps caractéristique est un temps de rappel
vers un régime critique symbolisé par ﬁcrit,l- Plus en aval de I’écoulement, les différences sont moins
significatives et sont provoquées par des différences déja observées au niveau de la fraction massique
de liquide.
En se référant aux champs de diametre moyen de Sauter, les différences en téte de spray sont plus
importantes entre le cas & 1% et celui & 5% plutot qu’entre le cas & 5% et celui & 10%. Ceci est princi-
palement di au fait qu’a partir d’un certain niveau de turbulence, le régime de collisions/coalescences
devient prépondérant devant tous les autres phénomeénes physiques agissant sur le spray.

Une étude parallele a permis d’étudier les profils spatiaux et temporels de vitesse et d’intensité
turbulente en sortie d’injecteur via des simulations 3D RANS de I’écoulement dans un injecteur, pour
deux pressions d’injection différentes. La figure [6.10] présente, dans le cas de la pression d’injection la
plus basse, des champs de valeurs en sortie d’injecteur pour la vitesse ainsi que I'intensité turbulente
a un instant donné de 'injection. Des valeurs moyennes sont extraites de ces champs, pour chaque pas
de temps de calcul, ainsi que les vitesses minimale et maximale, afin d’illustrer I’aspect tres fluctuant
de I’écoulement. Les profils temporels de ces grandeurs sont également présentés en figure [6.10

Ici n’est présenté que le cas a Pj,; = 80M Pa mais le constat est le méme pour une pression
d’injection plus importante (135M Pa) : le niveau moyen d’intensité turbulente ne descend pas en

dessous de 8%. Les résultats de ces calculs laissent donc supposer qu’une intensité turbulente de
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cet ordre de grandeur pourrait étre envisagée comme condition limite en sortie d’injecteur. Il serait
intéressant d’utiliser ce type de profils en conditions initiales. Cependant, un aspect limitant de ces
calculs est celui de l'utilisation du modele de turbulence (k,e) en proche paroi, en dehors de son
domaine de validité. D’autre part, ces calculs ne sont pas toujours disponibles en raison de difficultés
liées a I'utilisation de maillages mobiles en zone transitoire de levée et de descente d’aiguille. L’idéal
serait un calcul dans 'injecteur couplé a I'utilisation du modele FLSA car il permet la prise en compte

de ce type de conditions initiales.
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F1c. 6.10 — Vitesse et intensité turbulente (%) en sortie d’injecteur pour une pression d’injection de
Pinj =80MPa at=0.5.10"3s

Des calculs avec le modele ELSA ont été effectués en prenant en compte ces conditions initiales
présentées en figure [6.10] qui sont fluctuantes en espace et en temps. Un algorithme de couplage a
été développé afin d’adapter ces données & un maillage type utilisé par le modele FLSA. Pour ces
calculs, un nombre de vingt mailles le long du diametre de l'injecteur a été choisi afin de perdre

le moins d’information possible lors du couplage avec le calcul dans I'injecteur. Cependant, la base
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expérimentale utilisée pour valider les calculs s’est avérée étre incertaine. Pour cette raison, les résultats
ne sont pas présentés dans ce manuscrit. Pour la suite de I’étude, en I’absence de calculs dans I'injecteur,
une intensité turbulente en sortie d’injecteur de 5% est donc retenue. Cette valeur semble étre un bon

compromis a la vue des différents résultats présentés dans ce paragraphe.
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—=p

below 0.06 0.11 0.17 022 028 033 039 0.44 050 056 0.61 0.67 072 078 083 0.89 0.94 above

P.6.2.9. - Influence de l'intensité turbulente en sortie d’injecteur sur la dispersion du
liquide, représentée par la fraction massique moyenne de liquide }7} - de haut en bas,
I; =0.01, I; =0.05 et [; =0.10 - t = 0.7ms




124 Validations du modéle FLSA - Applications et Résultats

1 : T TTT TTTT TTTT TTTT TTTT TTTT TTTT TTTT TTTT TTTT TTTT TTTT ‘ TTTT ‘ TTTT ‘ T \:

E — Ylig-1% | 7

E — Ylig-5% |

o Yliq - 10%|

) F ]

3 C ]

5 - =

g ]

S 06F =

o E ]

=} - 4

k=) C =

n - m

0 - 4

£ o ]

c 04 —

o C ]

g = ]

IS e =

L F ]

0.2F =

O :\ 111 ‘ 111l ‘ 1111 ‘ 1111 ‘ I ‘ I ‘ I ‘ I ‘ I ‘ 111l ‘ 111l ‘ 1111 ‘ I ‘ I ‘ LT :

0O 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100 110 120 130 14450
Distance axiale de l'injecteur (X/D)

0.4 L TTTT TTTT T T

— Ylig - 40D - 1%
--++ Ylig - 40D - 5%
—— Ylig - 40D - 10%
— VYlig - 80D - 1%
.-+ Ylig - 80D - 5%
-~ Ylig - 80D - 10%
Ylig - 120D - 1%
Ylig - 120D - 5%
Ylig - 120D - 10%

s L.

0.3

LA B DALY AL N

0.2

Fraction massique de liquide (-)

[Trrr[rrrmprrur

3.
N N N a1 |

6 9 12 15 18 21 24 27 30
Distance radiale de l'injecteur (X/D)

o
OrTTTT

w
w

P.6.2.10. - Influence de l'intensité turbulente sur les profils axiaux (en haut) et radiaux
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below  2.00e-06 3.00e-06 4.00e-06 5.00e-06 6.00e-06 7.00e-06 8.00e-06 9.00e-06 above

[ S S |
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P.6.2.11. - Influence de l'intensité turbulente en sortie d’injecteur sur la taille des gouttes
du spray, représentée par le diametre moyen de Sauter Dso - de haut en bas, I; = 0.01,
I; =0.05et I; =0.10 -t = 0.7ms
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P.6.2.12. - Influence de l'intensité turbulente sur les profils axiaux (en haut) et radiaux

(en bas) du diametre moyen de Sauter D3y - t = 0.7ms
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6.2.4 Influence du niveau de raffinement du maillage

Cette partie de I’étude concerne l'influence du niveau de raffinement du maillage utilisé sur le
développement du spray dans la chambre. Deux maillages sont testés, avec la version de référence du
modele ELSA (formulation eulérienne, intensité turbulente en sortie d’injecteur de 5% et sous-modele

de rupture secondaire activé). Un exemple de maillage utilisé est présenté en figure

F1a. 6.11 — Maillage type utilisé pour la majorité des calculs avec le modele ELSA

Les deux maillages testés dans cette partie comprennent dix mailles le long du diameétre de I'in-
jecteur. Un raffinement progressif vers la zone du dense du jet est utilisé, dans les directions axiale et
radiale (pour une meilleure visualisation, se référer a la ﬁgure. Le maillage de référence (“maillage
grossier”) est constitué de 66240 cellules. Le second maillage (“maillage fin”) est constitué du double
de cellules, a savoir 142560. Pour mettre en évidence les différences entre ces deux maillages sur
les résultats des calculs, des champs de valeurs sont présentés pour la fraction massique de liquide
(planche et pour le diametre moyen de Sauter (planche [P.6.2.15.)). Des profils sont extraits
de ces résultats et sont présentés aux planches [P.6.2.14] et [P.6.2.16.]

La dispersion du liquide dans la chambre, caractérisée par la fraction massique moyenne de liquide,

ne differe que peu d’'un maillage a ’autre. Une différence existe au niveau de la pénétration liquide,
légerement plus faible avec le maillage fin, mais elle n’est pas significative car inférieure & 1% de
la pénétration liquide. Les différences sont également tres faibles lorsque 'on compare les diametres
moyens de Sauter obtenus avec les deux maillages. Ce constat signifie qu’avec le maillage grossier, le
calcul est convergé en espace. La suite de ’étude qui concerne la modélisation de sprays Diesel avec
et sans vaporisation (paragraphes et se fait dans le méme domaine de calcul (se référer a la
figure pour les dimensions du domaine). C’est donc le maillage constitué de 66240 cellules qui sera

utilisé.
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Maillage grossier

Maillage fin

below 0.06 0.11 0.17 0.22 028 033 039 0.44 050 0.56 0.61 0.67 0.72 0.78 0.83 0.89 0.94 above

P.6.2.13. - Influence du niveau de raffinement du maillage sur la dispersion du liquide,

représentée par la fraction massique moyenne de liquide }~’l -t=0.Tms
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Maillage grossier

below  2.00e-06 3.00e-06 4.00e-06 5.00e-06 6.00e-06 7.00e-06 8.00e-06 9.00e-06  above

L R S |

1.50e-06 2.50e-06 3.50e-06 4.50e-06 5.50e-06 6.50e-06 7.50e-06 8.50e-06 9.50e-06

P.6.2.15. - Influence du niveau de raffinement du maillage sur la taille des gouttes du

spray, représentée par le diamétre moyen de Sauter D3 - t = 0.7ms
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6.2.5 Influence du modele de rupture secondaire

Dans cette partie, I'impact du phénomene physique de rupture secondaire sur la taille moyenne des
gouttes est étudié. Deux calculs sont donc comparés ici : un premier avec le sous-modele de rupture
secondaire activé et un second sans ’activation du sous-modele. Deux champs de diametre moyen de
Sauter sont proposés en figure et des profils sont extraits de ces champs et présentés en figure
[P.6.2.181

D’apres les calculs effectués avec le modele ELSA, pour des injections de type Diesel a forts
nombres de Weber et de Reynolds, 'effet de rupture secondaire des gouttes n’est pas tres important.
Ce phénomene physique agit principalement dans I’axe d’injection, a une distance de cinquante a
soixante-dix diametres de 'injecteur. Dans cette zone de 1’écoulement, la vitesse relative liquide/gaz y
est importante et pilote le phénomene de rupture secondaire. Pour des distances supérieures a soixante-
dix diametres, le régime de collisions/coalescences devient prépondérant (voir les champs de termes
source présentés au paragraphe pour une comparaison des ordres de grandeur). On retrouve ainsi
les conclusions de Vallet et al. [79, [80] & savoir un phénomeéne de rupture prépondérant occasionné
par les collisions entre gouttes. La rupture d’un jet liquide sous le régime de ’atomisation produit de
fines gouttelettes des la sortie de la zone dense. Si le sous-modele d’atomisation secondaire n’est pas
tres influent dans le cas étudié ici, cela signifie que le modele FLSA a tendance a prédire des tailles
de structures liquides en sortie de zone dense déja tres proches du diametre critique estimé par les
corrélations de Pilch et Erdman [77]. D’ailleurs, le diametre des structures liquides a plutot tendance
a augmenter au fur et a mesure que 'on s’éloigne de 'injecteur, lorsque les contraites de turbulence

et de cisaillement se relachent.

6.2.6 Bilan des calculs de sprays Diesel sans vaporisation

Le modele FLSA a été validé en zone proche de l'injecteur a 1’aide de calculs DNS (paragraphe
. Sans modifier aucun parametre numérique par la suite, la série de calculs présentée dans ce
paragraphe a permis d’établir les conclusions suivantes :

— pour des injections a tres haute vitesse de type Diesel, la méthode d’hybridation Euler - Lagrange
présentée au chapitre [f| n’a qu'une influence réduite sur le spray formé - il sera donc possible de
faire I’économie du formalisme lagrangien en zone diluée dans la suite de cette étude;

— un niveau d’intensité turbulente en sortie d’injecteur de l'ordre de 5% est une condition limite
réaliste pour la simulation des sprays lorsque 1’écoulement dans l’'injecteur n’est pas étudié;

— le maillage constitué de 66240 cellules suffit pour modéliser précisément 'injection du carburant,
ce qui ne constitue pas un handicap trop important pour une utilisation du modeéle dans un
contexte industriel ;

— l'influence du phénomene de rupture secondaire est faible sur la taille des gouttes formées dans
ces conditions d’injection.

La suite de ’étude concerne la modélisation de sprays vaporisant dans des conditions thermodyna-

miques proches de celles des chambres de combustion Diesel actuelles.
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Sans modele de rupture secondaire

below

2.00e-06 3.00e-06 4.00e-06 5.00e-06 6.00e-06 7.00e-06 8.00e-06 9.00e-06  above

EHE - 0 "

1.50e-06 2.50e-06 3.50e-06 4.50e-06 5.50e-06 6.50e-06 7.50e-06 8.50e-06 9.50e-06

P.6.2.17. - Influence du modele de rupture secondaire sur la taille des gouttes - t = 0.7ms
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P.6.2.18. - Influence du modele de rupture secondaire sur les profils axiaux (en haut) et

radiaux (en bas) du diametre moyen de Sauter D3y - t = 0.7ms
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6.3 Calculs de sprays Diesel vaporisant

Ce paragraphe présente une étude comparative entre des mesures expérimentales et des calculs
obtenus avec le modele ELSA pour des injections Diesel vaporisant dans une chambre de combustion
a hautes pression et température. Dans un premier temps, la base expérimentale est présentée. Ensuite,
les conditions de calcul sont décrites et enfin, les résultats obtenus avec le modele sont comparés aux

mesures.

6.3.1 Présentation de la base expérimentale

La base expérimentale utilisée ici pour une étude comparative avec le modele ELSA a été réalisée
par le CMT Motores Termicos de Valence (Espagne) en vue d’une utilisation en interne PSA Peugeot
Citroén. Des mesures de pénétrations liquide et vapeur sont obtenues pour deux types d’injecteurs,
deux pressions d’injection ainsi que deux températures dans la chambre de combustion. Pour les deux

types d’injecteur, le diametre du trou est de 148um. Ces conditions sont résumées dans le tableau [6.2

Injecteurs No 1 2
Pressions d’injection 54M Pa 180M Pa
Températures du gaz dans la chambre 790K 935K

TAB. 6.2 — Conditions expérimentales pour la mesure de pénétrations liquide et vapeur

Pour ’ensemble des mesures, la pression dans la chambre de combustion est de 7M Pa. En ce qui
concerne les profils temporels de vitesse a la sortie de I'injecteur, ils ont été mesurés et sont présentés en
figure pour les deux injecteurs et les deux pressions d’injection. D’apres cette figure et pour une
faible pression d’injection, 'injecteur 2 a une levée d’aiguille beaucoup plus rapide. Cette différence
avec l'injecteur 1 est intéressante dans le but de tester le caractere prédictif du modele ELSA, au

niveau des pénétrations liquide et vapeur mais aussi au niveau des champs de richesse obtenus.

—————————————————————— 1 A
Contre-pression = 70 bars |
|
148um |
— |

= | lem

Profil temporel I
de vitesse |
|

_______________________' A\
< 2,4cm >

F1G. 6.12 — Dimensions de la chambre de combustion

Les dimensions de la chambre de combustion ou sont effectuées les mesures de pénétrations liquide

et vapeur sont données en figure [6.12
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F1G. 6.13 — Profils temporels de vitesse mesurés a la sortie de la buse d’injection, en fonction de la
pression d’injection et du type d’injecteur

Enfin, les mesures de pénétrations liquides sont effectuées par rétro-éclairage alors que les pénétrations
vapeur sont obtenues par Schlieren.

6.3.2 Conditions de calcul

Le modele ELSA est utilisé ici tel qu’il a été décrit au chapitres [3| et |4, sans utiliser la méthode
de couplage hybride Euler - Lagrange. Aucun parametre numérique ni nombre de Weber critique n’a
été modifié depuis les premieres validations en zone dense avec le calcul DNS et les calculs présentés
au paragraphe La modélisation eulérienne des échanges thermique et massique est activée pour
cette partie de I'étude.

Le maillage utilisé pour ces calculs est celui composé de 66240 cellules, déja présenté en figure[6.11
du paragraphe précédent, les dimensions du domaine de calcul étant les mémes. L’influence du niveau
de raffinement de maillage a donc déja été évalué et ce maillage permet une convergence en espace
satisfaisante. En ce qui concerne les pas de temps utilisés pour les différents calculs, ils sont choisis de
telle maniere qu’ils respectent le critere de CFL, en considérant la taille des cellules pres de la buse
d’injection et les profils temporels de vitesse d’injection. Ils sont présentés en figure pour les deux
types d’injecteur et les deux pressions d’injection.

Il est tres difficile de mesurer a la sortie de I'injecteur le profil de fraction massique de liquide. De
plus, aucune étude concernant 1’écoulement dans 'injecteur n’a encore été menée. Il est donc supposé

pour ’ensemble des calculs présentés ici qu’a la sortie de l'injecteur, I’écoulement n’est pas cavitant,
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Fic. 6.14 — Evolution des différents pas de temps utilisés avec le modele ELSA en fonction des

conditions simulées

c’est-a-dire que la fraction massique de liquide est prise égale a 1 et la vitesse est supposée constante
sur toute la section de sortie. Enfin, conformément aux différents essais menés au paragraphe le
niveau d’intensité turbulente est pris égal & 5% de la vitesse d’injection et 1’échelle intégrale turbulente

a 10% du diametre du trou de I'injecteur.

6.3.3 Comparaisons avec les expériences

Les points de comparaison entre les mesures expérimentales et les calculs sont les pénétrations
liquide et vapeur. Des criteres pour déterminer ces pénétrations sont nécessaires. Ils sont inspirés de
ceux habituellement choisis et sont résumés en figure [6.15

Les planches[P.6.3.19 [P.6.3.20), [P.6.3.21 | et [P.6.3.22 | présentent les différentes pénétrations liquide

et vapeur en fonction du temps et des conditions d’injection. En rouge sont tracées les pénétrations

vapeur, en bleu les pénétrations liquides. Les symbolent correspondent aux mesures expérimentales,
les courbes en trait plein aux valeurs calculées par le modele ELSA. Pour chaque graphe, un plateau
est atteint en fin d’injection pour la pénétration vapeur. Cela correspond a 'impact du panache de

vapeur sur la paroi située en face de l'injecteur, a une distance de 2.4cm.

Influence du profil temporel de vitesse sur les pénétrations A faible pression d’injection
(54M Pa), le profil temporel de vitesse joue un role significatif sur les pénétrations liquide et vapeur.

En effet, I'injecteur 2 permet un pénétration plus rapide du spray et de son panache de vapeur dans la
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Spray liquide Vapeur de carburant

— Pénétration liquide retenue (95% de la masse totale) -

Pénétration liquide totale >

Pénétration vapeur retenue (YV > 0,001) >

\ A

Pénétration vapeur totale

Fi1G. 6.15 — Criteres de détermination des pénétrations liquide et vapeur obtenues avec le modele ELSA

chambre de combustion. Cette différence est moins significative a forte pression d’injection (180M Pa).
Cette constatation était prévisible car les profils temporels de vitesse d’injection a forte pression sont
tres proches entre les injecteurs 1 et 2.

Pour les deux injecteurs, le modele ELSA estime les pénétrations vapeur de fagon précise. Les écarts
entre les mesures et les calculs sont faibles. En ce qui concerne les pénétrations liquides, les résultats
sont également proches des mesures expérimentales. A faible pression d’injection, les pénétrations

liquides de l'injecteur 2 sont toutefois sous-estimées, que ce soit pour Ty = 790K ou T, = 935K.

Influence de la pression d’injection sur les pénétrations Le fait d’augmenter la pression
d’injection a un impact significatif pour l'injecteur 1. En effet, le spray ainsi que son panache de
vapeur progressent plus rapidement dans la chambre de combustion. L’effet est plus nuancé pour
Iinjecteur 2 qui dispose déja d’une levée d’aiguille rapide et donc d’un profil temporel de vitesse raide
au début de l'injection. Les pénétrations liquides en régime établi sont peu changées lorsque la pression
d’injection est augmentée, conformément aux mesures expérimentales. Le fait d’augmenter la pression
d’injection permet d’obtenir un spray qui génere des gouttes plus petites qui vaporisent mieux. En
effet, en augmentant la pression d’injection, la vitesse est également augmentée. Avec un temps de
vaporisation constant, la pénétration liquide serait alors plus grande. Or, en augmentant la vitesse, la
taille des gouttes formées est diminuée, ce qui réduit donc le temps de vaporisation et la pénétration
liquide. Les deux phénomenes se contre-balancent, ce qui limite les variations de la pénétration liquide

lorsque la pression d’injection est changée.

Influence de la température dans la chambre sur les pénétrations Conformément aux me-

sures expérimentales, le fait de changer la température dans la chambre de combustion ne change
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pas les pénétrations vapeur. Cependant, les pénétrations liquides sont différentes. En effet, avec une
température plus importante (935K), la vaporisation des gouttelettes est plus efficace, ce qui se traduit
par des pénétrations liquides en régime établi plus faibles. Cet effet est également capté par le modele

ELSA qui prédit des pénétrations liquides assez proches des mesures expérimentales.
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P.6.3.19. - Comparaisons entre les expériences du CMT de Valence et les calculs obtenus
avec le modele ELSA pour I'injecteur 1 a une température de 790K : la ligne du dessus
présente les résultats avec une pression d’injection de 54M Pa, la ligne du dessous avec

une pression d’injection de 180M Pa
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P.6.3.20. - Comparaisons entre les expériences du CMT de Valence et les calculs obtenus
avec le modele ELSA pour I'injecteur 1 a une température de 935K : la ligne du dessus
présente les résultats avec une pression d’injection de 54M Pa, la ligne du dessous avec

une pression d’injection de 180M Pa
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P.6.3.21. - Comparaisons entre les expériences du CMT de Valence et les calculs obtenus
avec le modele ELSA pour l'injecteur 2 a une température de 790K : la ligne du dessus
présente les résultats avec une pression d’injection de 54M Pa, la ligne du dessous avec

une pression d’injection de 180M Pa
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P.6.3.22. - Comparaisons entre les expériences du CMT de Valence et les calculs obtenus
avec le modele ELSA pour I'injecteur 2 a une température de 935K : la ligne du dessus

présente les résultats avec une pression d’injection de 54M Pa, la ligne du dessous avec
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Les planches [P.6.3.23 ] et [P.6.3.24. présentent les champs de richesse pour les différentes conditions

simulées dans cette partie de ’étude. Ces champs sont obtenus 0.3ms apres le début d’injection. Ils

mettent en évidence des différences fortes entre les conditions d’injection, notamment sur la localisation
des poches de richesse et I'impact de la température du gaz sur le panache de vapeur. En effet, le fait
d’augmenter la température du gaz ne modifie pas la pénétration vapeur mais modifie fortement les
niveaux de richesse. Un environnement gazeux plus chaud signifie une vaporisation plus efficace et des
zones de richesse élevée. Plusieurs explications sont possibles :

— un environnement plus chaud entraine une température de la phase liquide plus importante, y
compris au niveau de l'interface liquide/gaz, ce qui a pour conséquence un accroissement de la
pression de saturation et donc du niveau de richesse local ;

— une vaporisation plus efficace a tendance a diminuer la taille de la zone dense pres de I'injecteur,
ce qui provoque une diminution de I’entrainement d’air et donc une richesse globale accrue.

De plus, la prise en compte par le modele FLSA de la zone dense du spray, pres de la buse d’injecteur,
apparait clairement ici. Dans cette région du spray, la richesse est proche de zéro : ceci est principale-
ment di a un régime de saturation en vapeur tres rapidement atteint de part la faible quantité (voire
I’absence) d’air et une inertie thermique importante de la phase liquide. La tres faible présence d’air

empéche également des échanges thermiques importants entre les deux phases.

6.3.4 Bilan des calculs de sprays Diesel avec vaporisation

Pour I'ensemble des conditions simulées, le modele FLSA prédit convenablement les pénétrations
liquides et estime de facon précise les pénétrations vapeur. Ces résultats sont obtenus pour de faibles
et de fortes pressions d’injection Diesel, pour deux types d’injecteur (profils temporels de vitesse
différents) et pour deux températures de chambre de combustion.

Les mesures disponibles se limitent aux pénétrations. Il aurait été intéressant de comparer les
tailles de gouttes calculées avec des données expérimentales mais les difficultés liées a la densité du
spray et la température dans la chambre rendent ces mesures tres délicates. Cependant, la loi de
vaporisation étant basée sur la taille des gouttes, le fait de prédire correctement, sans calage préalable
de parametres numériques, les pénétrations liquides de sprays vaporisant sur une plage de variations

thermodynamiques laisse espérer que les tailles de gouttes calculées sont réalistes.
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e e
——ellill>

Injecteur #1 - P =54 MPa - T = 790 K

==

Injecteur #1 - P =54 MPa - T =935 K

=®

Injecteur #2 - P =54 MPa - T =790 K

——

Injecteur #2 - P =54 MPa - T =935 K

1 | | 1 | 1
below 0.33 0.67 1.00 1.33 1.67 2.00 2.33 2.67 3.00 333 3.67 400 4.33 4.67 5.00 533 5.67 above

P.6.3.23. - Champs de richesse pour une pression d’injection de 540bars pour les deux
différents types d’injecteur ainsi que deux températures de chambre de combustion - t =
0.3ms
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Injecteur #1 - P =180 MPa - T =790 K

Injecteur #1 - P =180 MPa - T =935 K

Injecteur #2 - P =180 MPa - T =790 K

Injecteur #2 - P = 180 MPa - T = 935 K

below 0.33 0.67 1.00 1.33 1.67 2.00 2.33 2.67 3.00 333 3.67 400 4.33 4.67 5.00 533 5.67 above

P.6.3.24. - Champs de richesse pour une pression d’injection de 1800bars pour les deux
différents types d’injecteur ainsi que deux températures de chambre de combustion - ¢ =

0.3ms
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6.4 Calculs de sprays Diesel en combustion

Dans le but d’une utilisation industrielle, le modele ELSA a été implementé de telle sorte qu’il soit
utilisable avec les modeles de combustion du code de CFD utilisé par PSA Peugeot Citroén. Cette
partie de I’étude présente donc des résultats obtenus pour des sprays Diesel en combustion. En premier
lieu, le modele de combustion utilisé est brievement décrit. Ensuite, des résultats de calculs illustrant
I'influence de la taille du trou de l'injecteur sur la combustion dans la chambre sont présentés. Enfin,
un cas de validation est proposé, en comparaison avec des données expérimentales pour un spray en

régime stationnaire.

6.4.1 Présentation du modele de combustion

Le modele choisi pour cette étude est le modele ECFM-3Z [112]. Ce modele, développé dans le but
de modéliser la combustion prémélangée parfaitement ou partiellement, est adapté a la simulation de
la combustion par flammes de diffusion (combustion se produisant dans une zone de réaction mince
séparant le carburant du comburant) rencontrée en moteur Diesel par exemple. Ce modele est basé
d’une part sur la résolution d’une équation de transport de la densité de surface de flamme prenant
en considération le plissement du front de flamme engendré par les effets turbulents, et d’autre part
sur une méthode de conditionnement assurant une reconstruction précise des propriétés locales des

gaz frais et brilés, méme dans des cas tres fortement stratifiés.

P Flame propagation @ @ J_L

u‘= unburned gases b = burned gases

L]
@
A = unmixed air E@ Turbulent
(+ EGR) : | mixing ® ® U

@ @ "> Case A
(F)

Mixing

Case B: pure mixing

@ @ ||l @ @
]
@ < ollel ~Ve

® P @@ ®

M = mixed air
and fuel

Burnt
| gases

F = unmixed fuel

Homogeneous
reactors

Auto-ignition

Premixed flame Diffusion flame

(oxidation) (oxidation + pollutant formation) Case C: premixed controlled Case D: unmixed controlled

combustion combustion

F1G. 6.16 — Schémas illustrant le fonctionnement du modele ECFM-3Z [112]

Afin d’adapter le modele a la combustion par flamme de diffusion, une description de 1’évolution
de I’état du mélange a été ajoutée. Cette description consiste a distribuer les gaz contenus dans tout

volume de controle (typiquement une maille de la grille de calcul 3D) en trois zones (figure |6.16)
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caractérisées par des niveaux de mélange différents : une zone de carburant pur, une zone d’air pur
avec d’éventuels gaz résiduels et une zone dans laquelle le carburant et ’air sont parfaitement mélangés.
Ces trois zones ne sont pas définies géométriquement, elles correspondent & une répartition du fluide en
trois états. Dans la zone de mélange air/carburant, le modele de combustion ECFM-3Z est appliqué.
L’évolution de I’état du mélange est gérée par un modele phénoménologique de type Magnussen [113],
assurant le mélange progressif du carburant et de air (passage des deux zones non mélangées vers la

zone mélangée). Enfin ce modele est couplé avec un modele d’auto-inflammation.

6.4.2 Influence de la taille du trou de l’injecteur

La tendance actuelle en conception moteur est la diminution du diametre des trous de I'injecteur.
A pression d’injection équivalente, une diminution de la section de sortie de l'injecteur entraine une
augmentation de la vitesse du liquide. Cela permet d’obtenir des sprays composés de gouttes plus
petites qui vaporisent plus rapidement. Au niveau de la combustion, des taux de dégagement de
chaleur plus importants sont ainsi attendus. L’influence de la taille du trou sur la combustion dans la
chambre est délicate a prédire avec les logiciels de CFD actuels, basés sur un formalisme lagrangien
pour la modélisation des sprays. Les maillages utilisés avec ce type de formalisme étant grossiers en
zone proche de l'injecteur, les effets de I'entrainement d’air sur le mélange carburant/comburant sont
alors mal décrits. Il a donc été décidé de tester sur ce point le comportement du modele ELSA, couplé
au modele de combustion ECFM-3Z.

---------------------- 1 A
Contre-pression = 70 bars |
Température = 935 K |
|
140pm §__ | |

ou I_—> | icm

100pum Profil temporel I
de vitesse I
|

D I

Fi1G. 6.17 — Dimensions du domaine de calcul

Les trois calculs présentés dans ce paragraphe concernent les mémes conditions initiales de chambre
a savoir une température des gaz de l'ordre de 935K et une pression de 7M Pa. Les dimensions du
domaine de calcul sont résumées en figure [6.17]

Le premier calcul (“référence”) correspond au cas d’une pression d’injection de 100M Pa, une
durée d’injection d’une milliseconde et un trou d’injecteur de 140pum. Le second calcul (“iso-durée”)
est effectué pour un diametre de 100um, la méme pression d’injection de 100M Pa et la méme durée
d’injection d’une milliseconde. Le troisieme calcul (“iso-vitesse”) est également fait pour un diametre

de 100um mais la pression d’injection est diminuée de telle maniere que la vitesse de liquide maximale
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F1G. 6.18 — Profils temporels de vitesses pour les trois différents cas d’injection considérés

durant l'injection soit la méme que celle du cas de référence. Ces trois calculs se faisant a masse
injectée égale (11mg), la durée d’injection du cas “iso-vitesse” est augmentée. Les profils temporels de
vitesse a la sortie de 'injecteur sont donnés en figure Quelque soit le cas de calcul, le niveau de
turbulence en sortie d’injecteur est fixé a 5% de la vitesse et 1’échelle intégrale turbulente & 10% du

diametre du trou de l'injecteur.

Les résultats obtenus permettent de dégager des tendances. Tout d’abord, sans changer la durée
d’injection et en injectant la méme quantité de carburant & travers un orifice plus petit (profil tem-
porel “iso-durée”), le modele ELSA couplé au modele de combustion ECFM-3Z prédit un taux de
dégagement de chaleur beaucoup plus important sur une période plus courte, comme le montre la
figure A Topposé, le fait de baisser la pression d’injection pour conserver la méme vitesse maxi-
male (profil temporel “iso-vitesse”) entraine un taux de dégagement de chaleur plus faible sur une

période plus longue.

Le fait d’augmenter la vitesse d’injection entraine une diminution de la taille des structures qui se
détachent du coeur liquide et donc une augmentation du taux de vaporisation global. Une vitesse d’in-
jection plus importante permet également d’augmenter ’entrainement d’air, ce qui a pour conséquence

de mélanger plus rapidement le carburant vapeur et ’air. La combustion se trouve donc accélérée.

Par contre, le fait de conserver la vitesse maximale tout en diminuant la taille du trou de I'injecteur
ne modifie que peu la taille des structures liquides expulsées de la zone dense du jet. Les échelles de
temps caractéristiques des phénomenes d’évaporation et de mélange sont alors similaires. Or, le temps

d’injection étant fortement augmenté, la combustion est retardée.
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Fic. 6.19 — Taux de dégagement de chaleur pour les trois différents cas d’injection considérés

Le délai d’auto-inflammation est également impacté par le diametre du trou et le profil temporel
de vitesse qui en découle. Avec le profil de “référence”, le délai est d’environ At,.; = 0.67ms. En
diminuant la taille du trou tout en conservant la pression et la durée d’injection, ce délai descend a
At;so_g = 0.54ms. Enfin, pour le cas “iso-vitesse”, le modele prédit un délai d’auto-inflammation plus
important : At;so_y = 0.96ms.

La contre-pression dans la chambre ainsi que la température des gaz font qu'un régime transitoire
de combustion de type “flamme froide” est observable pour chacun des trois cas étudiés : le taux de
dégagement de chaleur croit lentement dans un premier temps pour ensuite accélérer brutalement.

Les planches [P.6.4.25] et [P.6.4.26. présentent respectivement les champs de température et de

richesse pour les trois différents cas considérés ici, deux millisecondes apres le début de l'injection.

Un délai d’auto-inflammation plus faible cumulé & une courte période de fort taux de dégagement
de chaleur font que la flamme du cas “iso-durée” est plus étroite que celle du cas de “référence” et que
l'on est en fin de combustion (niveaux de richesse plus faibles également). En ce qui concerne le cas
“iso-vitesse”, les niveaux de richesse sont beaucoup plus important. De plus, 'injection a duré pres de
deux millisecondes, le spray a donc sensiblement refroidit le gaz dans la chambre. Cumulé a un délai
d’auto-inflammation plus long, la flamme n’a donc pas eu le temps de progresser suffisamment dans

la chambre de combustion pour briler la poche de carburant située dans ’axe d’injection.
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D = 140 um - Référence

D =100 um - iso-durée

D =100 um - iso-vitesse

Temperature_gaz
below 1131 1327 1523 1719 1916 2112 2308 2504 above

N T S

1033 1229 1425 1621 1817

2014 2210 2406 2602

P.6.4.25. - Champs de température pour les trois différents cas d’injection considérés -

t =2ms
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D = 140 um - Référence

D =100 um - iso-durée

D =100 um - iso-vitesse

-

below 0.11 022 033 044 056 067 078 0.89 1.00 111 122 133 144 156 1.67 1.78 1.89 above

Richesse

P.6.4.26. - Champs de richesse pour les trois différents cas d’injection considérés - t = 2ms
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6.4.3 Calculs sur la base expérimentale de Siebers

Higgins et Siebers [114] proposent une étude expérimentale sur la combustion de sprays Diesel
en se focalisant principalement sur la distance de lift-off ainsi que la forme des flammes obtenues
en fonction des conditions thermodynamiques dans la chambre. Les mesures sont effectuées pour une
seule buse d’injection dont le trou a un diametre de 180um et une seule vitesse d’injection de ’ordre
de 560m/s (pression d’injection de 138M Pa). Les données sont recueillies six millisecondes apres le

début de l'injection, afin d’étudier le régime stationnaire de combustion.

Combustion
Vessel

Spark Plug

Fuel

- Pressure Injector
Mixing Vessel
Fan A\ N
; : Fuel
Injector

Splitter Plate

EEI (10% Transmission) \7 £
) 2
ICCD SUR TP NG
amera B W*;.‘ ? (7 i3 ICCD
o T T, Camera A

Combustion ksl
Chamber
g I~ Bandpass filter -
Sapphire Window Retainer variable wavelength

Window 532 nm (10 nm FWHM)

F1G. 6.20 — Schéma du dispositif expérimental utilisé par Higgins et Siebers [114]

Le positionnement et la forme des flammes sont obtenus par chimiluminescence OH wvia deux
caméras CCD filtrées. Un schéma du dispositif expérimental est présenté en figure Il est & noter
que les champs obtenus expérimentalement sont intégrés dans l’espace car ils correspondent a une
visualisation en trois dimensions du front de flamme.

Les conditions thermodynamiques de référence dans la chambre sont une température de 1000K
et une densité de 14.8kg/m3. Deux autres essais sont considérés dans cette étude comparative : un
premier ou la température des gaz est montée a 1200K et un second ou c’est la densité des gaz
qui est augmentée a 58.5kg/m?. Ceci permet de mettre en évidence I'impact d’une augmentation de
température ou d’une augmentation de la contre-pression sur le positionnement et la forme de la
flamme obtenue.

Trois calculs, effectués avec le modele FLSA couplé au modele de combustion ECFM-3Z, sont donc
présentés. Le niveau de turbulence en sortie d’injecteur est fixé & 5% de la vitesse et 1’échelle intégrale
turbulente est prise égale & 10% du diametre de 'injecteur. Les dimensions du calculs sont données
en figure Le maillage utilisé est constitué de 130000 cellules.

Les figures [6.22] et mettent en évidence les différences entre les images moyennées obtenues
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---------------------- 1 A
Densité du gaz = 14.8 kg/m® ou 58.5 kg/m® |
Température = 1000 K ou 1200 K |
180um |
— |

I_—> | 2.2cm

V =560m/s |
|
|

_______________________' v
-« 5cm >

F1G. 6.21 — Dimensionnement du domaine de calcul pour la mise en évidence des distances de lift-off

lors des expérimentations et les champs de fraction massique Yoy obtenus par le calcul. Le trait blanc
correspondant a la distance de lift-off retenue par Higgins et Siebers [I114] est reporté sur les champs
de valeurs calculées. Afin de représenter le spray liquide dans son ensemble, une iso-surface de fraction

massique de liquide 171 = 0.01 est ajoutée (fraction volumique de liquide équivalente de l'ordre de

0.1%).

Influence de la température du gaz environnant En augmentant la température dans la
chambre, Higgins et Siebers ont observé une diminution de la distance de lift-off, passant de Ly;ri—orr =
2.2cm a Lyjfi—ofp = 1.3cm. La figure montre également qu’en augmentant la température dans

la chambre, une flamme moins large est obtenue.

La présence de radicaux OH permet de situer le front de flamme. Le champ de fraction massique
Yon obtenu avec le modele permet donc de situer la flamme et d’en déduire une distance de lift-off.
Le modele FLSA couplé avec le modele de combustion ECFM-3Z semble donc donner les bonnes
tendances. En effet, pour le cas a T, = 1000k, cette distance est légerement surestimée par rapport
aux mesures mais lorsque la température est prise égale a 1200K, le modele répond correctement et
prédit un positionnement de flamme assez précis. La distance de lift-off est alors estimée aux alentours

de 1.5¢m et la forme de la flamme est similaire a celle obtenue expérimentalement.

Influence de la densité du gaz environnant En conservant la méme température, une augmen-
tation de la densité du gaz entraine une forte diminution de la distance de lift-off. Higgins et Siebers

I'ont mesuré a Lij;ri—ofrp = 0.75cm. La flamme obtenue est également plus étroite.

Cette tendance est également captée par le modele avec une distance de lift-off calculée aux
alentours de 0.9cm. L’augmentation importante de la pression dans la chambre a également un effet
sur le spray liquide dont la pénétration est fortement diminuée. Enfin, la largeur de flamme prédite

par le modele est en accord avec les mesures expérimentales.
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n Y_OH
below 3.48¢-04 6.96e-04 1.04e-03 1.39e-03 1.74e-03 2.09¢-03 2.43¢-03 2.78¢-03 above [l below 3.48¢-04  6.96e-04 1.04e-03 1.39-03 1.74e-03 2.09¢-03 2.43e-03 2.78e-03 above
C ey e e

— e ——————+- T e
1.74e-04  522¢-04 8.69e-04 122¢-03 1.56e-03 191e-03 226e-03 26l1e-03 2.96e-03 1.74e-04  522¢-04 8.69¢-04 122e-03 1.56e-03 191e-03 226e-03 2.61e-03 2.96e-03

F1G. 6.22 — Comparaisons a Ty, = 1000K (& gauche) et Ty, = 1200K (a droite) entre les calculs obtenus
avec le modele FLSA couplé avec le modele de combustion ECFM-3Z et les mesures expérimentales
obtenues par chimiluminescence OH - 'indicateur blanc correspond a la distance de lift-off mesurée

expérimentalement - le spray liquide est représenté a ’aide de I’iso-surface rouge ou }71 =0.01

6.4.4 Bilan des calculs de sprays Diesel en combustion

Dans cette derniere partie, des résultats de calculs ont été présentés concernant des cas de sprays
Diesel en combustion. Ces calculs ont été effectués avec le modele ELSA couplé au modele de com-
bustion ECFM-3Z. Tout d’abord, une étude a été menée concernant 'influence de la taille du trou de
Iinjecteur sur la combustion. De fortes différences ont été observées sur I’évolution temporelle des taux
de dégagement de chaleur prédits par le modele. Des comportements différents ont également été obte-
nus au niveau des champs de richesse. Ensuite, une étude comparative avec des données expérimentales
sur le positionnement de flamme en régime stationnaire a été présentée. Les résultats obtenus avec le

modele sont assez proches des expériences et laissent présager un caractere prédictif du modele.

6.5 Conclusions sur les validations du modele ELSA

Le chapitre [6] consistait & présenter les différentes études menées durant cette these en vue d’une
validation du modele FLSA et de son implémentation dans le code de CFD AVL Fire.

La premiere partie de ’étude concernait la validation du modele en zone dense, pres de la buse
d’injection, grace a des comparaisons quantitatives avec une base de données obtenue par simulation
numérique directe et fournie par Ménard et al. [21]. Les résultats obtenus avec le modele sont assez

proches de ceux obtenus avec la DNS, en particulier en ce qui concerne le comportement de I’équation
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FIG. 6.23 — Comparaisons a p;, = 14.8kg.m™3 (& gauche) et p, = 58.5kg.m™3 (& droite) entre les
calculs obtenus avec le modele ELSA couplé avec le modele de combustion ECFM-3Z et les mesures
expérimentales obtenues par chimiluminescence OH - l'indicateur blanc correspond a la distance de
lift-off mesurée expérimentalement - le spray liquide est représenté a l’aide de l'iso-surface rouge ou
Y; =0.01

de transport de la densité massique moyenne d’interface liquide/gaz. Initialement, cette équation est
postulée et de fortes similitudes de comportement entre le calcul RANS et la DNS ont été observées.

En seconde partie d’étude, plusieurs calculs a priori ont été effectués dans le but de tester différents
parametres influengant le modele dans le cadre de I'injection de type Diesel : le choix des conditions
limites d’entrée de jet (niveau de turbulence, échelle intégrale turbulente), I'influence de la méthode
de couplage hybride Euler - Lagrange sur le développement du spray dans la chambre, 'impact du
phénomene physique de rupture secondaire sur des sprays Diesel haute vitesse ou encore le niveau de
convergence en espace (effet du raffinement de maillage).

Ensuite, une validation du modele a été proposée pour des sprays Diesel en vaporisation, a l'aide
d’une base de données fournie en interne. Elle a permis de valider ’aspect modélisation des échanges
thermique et massique du modele ELSA en comparant les pénétrations liquide et vapeur obtenues
numériquement avec celles mesurées en expérience.

Enfin, une derniere partie concernant la modélisation de sprays Diesel en combustion a été présentée.
Les calculs ont été effectués en couplage avec le modeéle de combustion ECFM-3Z. Des calculs a priori
ont tout d’abord été exposés concernant 'influence de la taille du trou de l'injecteur sur la com-
bustion dans la chambre, montrant comment le modele peut étre utilisé pour étudier la physique de
I'injection jusqu’a la combustion. Ensuite, un cas de validation a été présenté, basé sur des données

expérimentales sur le positionnement de la flamme en régime stationnaire d’injection, en fonction des
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conditions thermodynamiques dans la chambre.

Toutes ces validations ont été effectuées avec le modele FLSA tel qu’il a été présenté aux chapitres
Bl [ et B} L’ensemble des résultats montre un comportement du modele généralement satisfaisant,
permettant de faire le lien entre la géométrie de 'injecteur et la physique de l’atomisation et de
I’évaporation, le mélange et la combustion qui en découlent étant modélisés par un modele de com-

bustion standard.






Conclusion générale et perspectives

Contexte et objectif de 1’étude

Les contraintes environnementales de plus en plus séveres nous poussent a optimiser en permanence
les machines utilisant des énergies fossiles : les moteurs de nos véhicules n’y échappent pas. Les
voies d’amélioration de la combustion dans les moteurs sont nombreuses et, parmis celles existantes,
I'optimisation de I'injection du carburant dans la chambre de combustion est progressivement devenue
une composante essentielle au cours des dix dernieres années.

La thématique centrale de ce travail est la modélisation de l'injection haute pression de type
Diesel. L’objectif principal de I’étude consistait a développer théoriquement un modele d’atomisation
de l'injection haute pression de type Diesel, d’y intégrer la modélisation des échanges thermique et
massique et d’implémenter I’ensemble dans le logiciel de CFD utilisé par PSA Peugeot Citroén, afin

de le rendre compatible avec les modeles de combustion déja disponibles dans le code de calcul.
Contributions

Dans le premier chapitre de ce manuscrit, les principaux nombres adimensionnels nécessaires a la
caractérisation d’un spray ou d’une goutte liquide isolée sont introduits. Un résumé des connaissances
phénoménologiques du spray est également proposé, en se basant sur des observations expérimentales
et numériques. A ’heure actuelle, peu de modeles peuvent prendre en compte les phénomenes physiques
liés a la zone primaire et a 'injecteur, qui régissent le processus d’atomisation. Il apparait primordial
d’intégrer dans un modele de spray les effets de la géométrie de 'injecteur (phénomene de cavitation
et niveau de turbulence en sortie d’injecteur) et des contraintes turbulentes importantes qui existent
en zone proche de la buse, mais aussi le fait que le spray liquide n’est pas uniquement un nuage de
gouttes (présence d'un dard liquide).

Le second chapitre présente les différentes approches possibles pour la résolution de I’équation
d’évolution de la fonction densité de probabilité (ou équation de Williams). Les similitudes et les
différences entre les approches eulérienne et lagrangienne sont également présentées. Les lois de
comportement de type “goutte” sont décrites en détails. Une attention particuliere est portée a la

modélisation des échanges thermique et massique existant entre les phases liquide et gaz ainsi qu’aux
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modeles lagrangiens de fractionnement primaire et secondaire afin de faire un état des lieux des
différentes limitations liées & leur utilisation. Cela permet de dresser les grandes lignes de développement
d’un modele de spray qui soit capable de prendre en compte les effets de I’écoulement interne a ’in-
jecteur et de la présence d’une zone dense de liquide sur le processus d’atomisation et d’évaporation
du carburant.

Le troisieme chapitre constitue la réponse aux constatations faites aux chapitres précédents. Le
modele ELSA, développé durant cette étude, est un modele d’atomisation permettant une description
du jet Diesel depuis l'intérieur de I'injecteur jusqu’en zone diluée. Il prend en compte la présence d’une
zone continue de liquide en sortie de buse et traite le phénomeéne d’atomisation de fagon originale en
considérant les phases liquide et gaz comme un mélange & densité fortement variable. Une équation de
transport pour la fraction massique de liquide est nécessaire pour la modélisation de la dispersion du
liquide dans la chambre de combustion. Un terme non fermé apparait et sa modélisation est discutée
au chapitre |5} Une notion plus générale que le diametre des gouttes est introduite : la densité massique
d’interface liquide/gaz, permettant de s’affranchir d’une forme présumée (sphere) des paquets liquides
issus de 'atomisation. L’équation de transport de cette grandeur est une équation phénoménologique,
chaque terme source caractérisant un phénomene physique agissant sur la quantité d’aire interfaciale.
Son écriture est discutée au chapitre [d La modélisation des échanges thermique et massique entre les
phases liquide et gaz est également décrite dans ce chapitre.

Une fermeture phénoménologique de I'équation de transport de la densité moyenne d’interface
liquide/gaz par unité de masse est proposée dans le quatrieme chapitre. Elle représente en fait une
synthese des travaux de Vallet et al. [79] 80], Iyer et al. [39, 140, 41] et Beau et al. [84, [85] (présentés
en premiere partie de chapitre). Une distinction entre des fermetures avec et sans hypothese de phase
dispersée est introduite, pour ainsi tirer au mieux parti de chacune des approches disponibles dans
la littérature. L’équation de transport proposée dans cette étude prend en compte la majorité des
phénomenes physiques que subit un jet liquide lorsqu’il s’atomise : étirement et plissement turbulent,
collisions et coalescences, rupture secondaire sous 'effet du différentiel de vitesse liquide/gaz et enfin
vaporisation du liquide.

Une nouvelle approche pour la fermeture des flux turbulents intervenant dans les équations de
transport de la fraction massique moyenne de liquide et de la densité massique moyenne d’interface
liquide/gaz est proposée dans le cinquieme chapitre. Elle se base sur une utilisation couplée des ap-
proches eulérienne et lagrangienne en zone diluée du jet. Cette méthode s’inscrit dans une suite logique
de ce qui a été proposé précédemment pour la fermeture du flux turbulent de liquide (Bailly et al.
[106] puis Beau et al. [84,[85]), en intégrant le phénomene physique de glissement entre phases, jusqu’a
présent absent lorsqu’une loi gradient est utilisée pour fermer le terme de flux turbulent. De plus, cette
hybridation Euler - Lagrange permet d’aller un peu plus loin en introduisant autant que possible une
distribution de taille de gouttes plutét qu'un diametre moyen de Sauter par cellule du domaine de
calcul.

Le dernier chapitre présente les différentes études menées en vue d’une validation du modeéle ELSA

et de son implémentation dans le code de CFD de PSA Peugeot Citroén.



Conclusion générale et perspectives 161

La premiere partie de I’étude concerne la validation du modele en zone dense, pres de la buse d’injec-
tion, grace a des comparaisons quantitatives avec une DNS de spray fournie par Ménard et al. [21]. Les
résultats obtenus avec le modele sont assez proches de ceux obtenus avec la DNS, en particulier en ce
qui concerne le comportement de I’équation de transport de la densité massique moyenne d’interface
liquide/gaz. Initialement, cette équation est postulée et de fortes similitudes de comportement entre
le calcul RANS et la DNS ont été observées.

En seconde partie d’étude, plusieurs calculs a priori ont été effectués et permettent de s’affranchir de
certaines incertitudes concernant les conditions limites ou le niveau de convergence spatial atteint avec
les maillages utilisés. Une influence peu significative du phénomene de rupture secondaire des gouttes
est également mise en évidence a l'utilisation du modele ELSA dans le cas de sprays Diesel. Enfin, pour
des injections a tres haute vitesse de type Diesel, la méthode d’hybridation Euler - Lagrange présentée
au chapitre [5| n’a que peu d’influence sur le spray formé. Il semble que dans des conditions d’injection
a tres grande vitesse, le phénomene de trainée soit négligeable devant le mouvement convectif moyen.
Ensuite, une validation du modele est proposée pour des sprays Diesel en vaporisation, a ’aide d’une
base de données fournie en interne. Elle permet de valider ’aspect modélisation des échanges thermique
et massique du modele ELSA en comparant les pénétrations liquide et vapeur obtenues numériquement
avec celles mesurées en expérience.

Enfin, une derniere partie concernant la modélisation de sprays Diesel en combustion est présentée.
Les calculs ont été effectués en couplage avec le modele de combustion ECFM-3Z. Des calculs a priori
sont tout d’abord exposés concernant 'influence de la taille du trou de 'injecteur sur la combustion
dans la chambre. Ensuite, un cas de validation est présenté, basé sur des données expérimentales
sur le positionnement de la flamme en régime stationnaire d’injection, en fonction des conditions
thermodynamiques dans la chambre.

Toutes ces validations ont été effectuées avec le modele ELSA tel qu’il a été présenté aux chapitres|[3], [4]
et [bl L’ensemble des résultats montre un comportement du modele encourageant, permettant de faire
le lien entre la géométrie de I'injecteur et la physique de 'atomisation et de ’évaporation, le mélange

et la combustion qui en découlent étant modélisés par un modele de combustion tiers.

Perspectives

A la vue des résultats obtenus, il convient de proposer des voies d’amélioration au modele développé
durant cette étude.

Dans des conditions d’injection a tres grande vitesse, la méthode d’hybridation Euler - Lagrange n’a
pas d’influence significative sur le spray formé. Cependant, le couplage n’est présent qu’au niveau des
flux turbulents. D’une maniere générale, tout modele eulérien a son pendant lagrangien. Il serait donc
envisageable d’établir un couplage entre les formalismes eulérien et lagrangien au niveau d’autres
termes comme le taux de vaporisation, le flux de chaleur entre phases liquide et gaz ou au niveau

des sous-modeles d’atomisation secondaire et de collisions/coalescences. De plus, utiliser I’approche
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lagrangienne que proposent les logiciels de CFD permettrait aussi a 'avenir de s’affranchir de certaines
difficultés liées a I'impact des jets aux parois du piston ou aux interactions fortes entre jets. En effet, des
modeles de collisions spécifiques a ce type de problemes existent déja dans la littérature et pourraient
étre intégrés dans le modele ELSA par le biais de telles approches de couplage Euler - Lagrange.

Ensuite, lors des comparaisons avec les résultats issus de calculs DNS, un probléeme de modélisation
de la turbulence diphasique a été mis en évidence. Il serait intéressant d’adapter les équations de trans-
port de I’énergie cinétique turbulente et de la dissipation turbulente a la description d’un écoulement
diphasique. Une voie possible serait de séparer la partie liée aux fluctuations turbulentes de I’énergie
cinétique turbulente et de la dissipation, de la partie liée au carré de la vitesse moyenne de glissement
entre les deux phases liquide et gaz.

Enfin, une voie prometteuse serait l'intégration du modele FLSA dans un solveur basé sur un
formalisme LES. Cette approche ne nécessite pas de modélisation aux grandes échelles et reporterait
donc le probleme du traitement de la turbulence diphasique a 1’échelle de sous-maille. Ce probleme
reste cependant difficile a appréhender car I’effet de tension de surface au niveaux des petites échelles
de I’écoulement n’est pas évident a prendre en compte. Une intervention au niveau des modeles de

fermeture de sous-maille serait probablement nécessaire.
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Résumé :

Les contraintes actuelles, écologiques et économiques, imposent aux constructeurs automobiles
de réduire la consommation et les émissions polluantes des moteurs Diesel. Pour améliorer ces
derniers, il faut comprendre finement les phénomenes physiques mis en jeu et en particulier
Iinjection du carburant dans la chambre de combustion. Une voie d’analyse de la physique et
d’optimisation des moteurs Diesel a injection directe est la simulation numérique et plus parti-
culiérement la modélisation. Apres avoir détaillé les caractéristiques physiques des sprays, les
modélisations existantes du processus d’atomisation ainsi que leurs limitations, un modele in-
novant est présenté : le modele ELSA (pour Euler - Lagrange pour les Sprays et I’Atomisation).
Il prend en compte 1’écoulement dans la zone dense du spray et traite le phénomene d’ato-
misation depuis l'intérieur de l'injecteur jusque dans la zone diluée du spray. Les équations
fondamentales de ce modele sont I’équation de transport de la fraction massique moyenne
de liquide et I’équation de transport de la densité massique moyenne d’interface liquide/gaz.
Dans ces deux équations apparait un terme de flux turbulent non fermé. Une méthode de
couplage des formalismes eulérien et lagrangien est proposée pour sa fermeture. De plus, en
prenant en compte chacun des phénomenes physiques agissant sur la quantité d’aire interfaciale
liquide/gaz, des évolutions sur la fermeture de cette équation de transport sont apportées. En-
fin, les échanges thermique et massique entre les phases liquide et gaz sont intégrés au modele
ELSA al’aide de deux équations de transport : une pour la fraction massique de vapeur et une
pour ’enthalpie massique de la phase liquide. Des cas de validations sont présentés, concer-
nant tout d’abord une étude comparative en zone dense du jet avec des données issues d’une
simulation numérique directe puis a ’aide de données expérimentales macroscopiques comme
les pénétrations liquide et vapeur pour un spray vaporisant ou le positionnement de flamme

dans le cas d'une combustion diphasique en régime stationnaire.

Abstract :

Nowadays, environmental and economic constraints force the car manufacturers to reduce the
consumption and the pollutant emissions of Diesel engines. To improve these engines, it is ne-
cessary to precisely understand the physical phenomena that occur in the combustion chamber
and more specifically the injection process. A way of analysis and optimization is the numerical
simulation and the modeling. After having detailed the physical characteristics of the sprays,
the existing models for the atomization process and their limitations, an innovating model is
presented : the ELSA model (for Eulerian - Lagrangian Spray Atomization). It takes into ac-
count the flow in the dense zone of the spray and deals with the atomization phenomenon from
inside the injector to the dilute part of the spray. Two main physical properties are evaluated
thanks to transport equations : the mean liquid mass fraction and the mean liquid/gas inter-
face density per unit of mass. In both equations, a turbulent flux term is unclosed. A coupling
method between eulerian and lagrangian formalisms is proposed in order to close this term.
Moreover, taking into account the physical phenomena that influence the liquid/gas interface
density, a transport equation for this quantity is presented. Finally, heat and mass transfers
are taken into account and integrated in the FLSA model, thanks to transport equations for
the mean vapour mass fraction and the mean liquid enthalpy per unit of mass. Validation
cases are presented as comparative studies : in the dense zone of the spray thanks to data
obtained via a direct numerical simulation and as a more macroscopic point of view thanks
to liquid and vapour penetrations in Diesel conditions or lift-off distances in a case of steady
state combustion of a liquid spray.



	Remerciements
	Table des matières
	Nomenclature
	Avant-propos
	Fractionnement d'un jet liquide - physique du phénomène
	Observations expérimentales
	Mise en évidence de la présence d'un cœur liquide
	Influence de l'écoulement dans l'injecteur sur le développement du jet

	Une nouvelle approche : l'expérience numérique
	Caractérisation physique de la rupture d'un jet liquide
	Introduction des nombres adimensionnels caractéristiques d'un jet liquide turbulent
	Introduction aux différents régimes de fractionnement d'un jet liquide
	Théorie linéaire des instabilités appliquée au fractionnement d'un jet liquide
	Conclusions sur l'analyse linéaire des instabilités


	Revue des modèles d'atomisation actuels
	Les différentes approches possibles
	L'équation de Williams
	L'approche lagrangienne
	L'approche eulérienne
	Autres méthodes de résolution

	Les lois de comportement individuel de type ``goutte''
	Transfert de quantité de mouvement et positionnement des gouttes
	Loi de traînée
	Dispersion turbulente

	Transfert de masse et de chaleur
	Dynamique des gouttes
	Autour de la goutte
	Méthodologie - algorithme de calcul

	Modélisation lagrangienne du fractionnement d'un jet liquide
	Modèles de fractionnement primaire
	Modèles de fractionnement secondaire


	Bilan sur les limitations des approches standards

	Le modèle Euler - Lagrange pour les Sprays et l'Atomisation
	Modélisation de la turbulence diphasique et de la dispersion du liquide
	Moyenne de Reynolds et moyenne de Favre
	Introduction de la densité moyenne de mélange liquide/gaz
	Transport de la fraction massique de liquide
	Conservation de la quantité de mouvement moyen
	Modélisation de la turbulence moyenne du mélange liquide/gaz

	Transport de la densité d'interface liquide/gaz
	Les échanges thermique et massique avec le gaz environnant
	Modélisation de la dispersion du carburant évaporé
	Transport de l'enthalpie massique du liquide
	Implémentation du modèle ELSA dans le code AVL Fire
	Modification de l'équation de transport de l'enthalpie sensible du gaz
	Implicitation partielle des termes source


	Contribution de l'approche lagrangienne dans le modèle

	Modélisation du transport de la densité d'interface liquide/gaz
	Construction de l'équation de transport de la densité d'interface liquide/gaz
	Transport d'interface réactive : surface de flamme
	Equation exacte de transport d'interface réactive
	Modélisation de l'équation de transport de la densité moyenne de surface de flamme

	Transport de la densité d'interface liquide/gaz
	Adaptation des lois d'évolution de gouttes
	Modélisation sans hypothèse de phase dispersée


	Proposition d'une équation de transport de la densité d'interface liquide/gaz
	Lien entre les parties dense et diluée d'un spray
	Modélisation en zone dense du spray
	Modélisation en zone diluée du spray
	Bilan sur la modélisation proposée dans cette étude


	Fermeture des termes de flux turbulents
	Fermeture au premier ordre
	Fermeture au second ordre
	Modèle monophasique de turbulence à densité variable
	Modèle ``quasi multiphasique" de glissement entre phases

	Fermeture hybride Euler - Lagrange
	Contexte d'étude
	Description de la méthode
	Couplage Euler vers Lagrange
	Couplage Lagrange vers Euler



	Validations du modèle ELSA - Applications et Résultats
	Comparaisons DNS - ELSA près de l'injecteur
	Principes des méthodes utilisées pour le suivi d'interface
	Conditions de calcul
	Etude comparative
	Bilan de l'étude comparative DNS - ELSA

	Calculs de sprays Diesel sans vaporisation
	Conditions de calcul
	Influence du couplage Euler - Lagrange
	Influence du niveau de turbulence à la sortie de l'injecteur
	Influence du niveau de raffinement du maillage
	Influence du modèle de rupture secondaire
	Bilan des calculs de sprays Diesel sans vaporisation

	Calculs de sprays Diesel vaporisant
	Présentation de la base expérimentale
	Conditions de calcul
	Comparaisons avec les expériences
	Bilan des calculs de sprays Diesel avec vaporisation

	Calculs de sprays Diesel en combustion
	Présentation du modèle de combustion
	Influence de la taille du trou de l'injecteur
	Calculs sur la base expérimentale de Siebers
	Bilan des calculs de sprays Diesel en combustion

	Conclusions sur les validations du modèle ELSA

	Conclusion générale et perspectives
	Bibliographie

