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RESUME : L’éolienne Dattieus connait un intérét accru ces derniéres années parce qu’elle représente
une solution alternative potentielle de production d’électricité dans les milieux urbains. En particulier,
une éolienne de forte solidité peut étre choisie car certaines de ses propriétés peuvent étre
avantageuses pour son implantation proche de zones habitées. A linverse, certaines difficultés
aérodynamiques émergent. Ce type d’éolienne fonctionne a de faibles vitesses réduites pour lesquelles
le décrochage dynamique a un rdle treés significatif. L’objectif de ce travail de thése consiste a
compléter la connaissance du phénomeéne de décrochage dynamique sur une éolienne a axe vertical
afin d’améliorer les modeles numériques de prédiction existants. Cette étude s’appuie sur une analyse
combinée de résultats numériques et expérimentaux. Les simulations numériques sont produites avec
une méthode des panneaux bidimensionnelle instationnaire. Les effets de la viscosité sont introduits
par des corrections utilisant notamment un modele semi-empirique de décrochage dynamique. Le
travail expérimental s’est concentré sur la dynamique tourbillonnaire a proximité immédiate du rotor
résultante du décrochage dynamique. Le montage se compose d’une éolienne a pale droite placée
dans une soufflerie. Des mesures instationnaires de la répartition de pression pariétale le long de la
corde et des mesures de champ de vitesse par vélocimétrie par images de particules ont été
accomplies. Les résultats révelent la maniére dont les caractéristiques du décrochage dynamique sont
conditionnées par la vitesse réduite. Le retard au décrochage, I'intensité de I'effet du tourbillon de
décrochage dynamique et sa convection ont été quantifiés. Enfin, un examen critique de I'applicabilité
du modele de Leishman-Beddoes pour simuler efficacement les effets du décrochage dynamique a

été réalisé.

MOTS CLES : éolienne Datrieus ; décrochage dynamique ; simulation numérique ; méthode des

panneaux ; mesure de pression ; PIV ; dynamique tourbillonnaire

TITLE: Experimental and numerical study of dynamic stall on a high solidity vertical axis
wind turbine

ABSTRACT: The Dartieus wind turbine has entered a period of renewed interest in recent years
because it may stand for an alternative solution to produce electricity in urban areas. In particular,
high solidity wind turbine can be chosen for use near populated city areas to benefit from some of
its key properties. Conversely, some acrodynamic problems arise. This type of wind turbine operates
at low tip-speed ratio for which dynamic stall has a very significant role. The goal of this work is to
provide valuable data to complement the knowledge of the dynamic stall phenomenon that occurs
on a vertical axis wind turbine in order to improve existing numerical models. This study relies on a
combined analysis of numerical and experimental results. The numerical simulations are based on a
bidimensional unsteady vortex panel method. Effects of viscosity are introduced by adding
corrections computed with a semi-empirical dynamic stall model. The experimental work focuses on
the dynamics of the shed vortices existing in the vicinity of the rotor as a result of dynamic stall. The
set-up consists of a straight-bladed wind turbine tested in a wind tunnel. Unsteady pressure
distribution measurements along the chord and velocity fields measurements by particle image
velocimetry are presented. Results indicate how the characteristics of dynamic stall are conditioned
by the tip-speed ratio. Stall inception delay, the magnitude of the dynamic stall vortex effects and its
convection velocity are evaluated. In addition, a critical review of the suitability of the Leishman-
Beddoes model to effectively simulate the effects of dynamic stall is described.

KEYWORDS: Darrieus wind turbine; dynamic stall; numerical simulation; panel method; pressure

measurement; PIV; vortex dynamics
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OMENCLATURE

Alphabet latin

a Vitesse du son [m/s]

AR Allongement d’une pale (aussi appelé rapport d’aspect)

c Corde du profil [m]

Cob Coefficient de trainée

Cr Coefficient de portance

C, Pente du coefficient de portance en fonction de 'incidence en
écoulement attaché

Chie/a Coefficient de moment au quart de corde

Cx Coefficient de force normale

Cp Coefficient de pression

Cp Coefficient de puissance

Cq Coefficient de couple

Cr Coeftficient de force tangentielle

D Force de trainée [N]

¢ Vecteur directeur (orienté selon x, y, z, la direction radiale r ou la

direction tangentielle ou azimutale 0, selon I'indice)
f, fx, fr  Position adimensionnée du point de décollement selon la corde

Fx Force normale au profil [N]
Fr Force tangentielle au profil [N]
h Envergure de la pale, hauteur du rotor [m]
k Fréquence réduite
L Force de portance [N]
M Nombre de Mach
M, /4 Moment au quart de corde [Nm]
Mo Couple aérodynamique (orienté selon I'axe de rotation) [Nm]
N Nombre de pales
N, Nombre de panneaux par pale
P Pression [Pa]
P Puissance générée par les efforts aérodynamiques (W]
R Rayon du rotor [m]
Re Nombre de Reynolds caractéristique basé sur la vitesse due a la

rotation
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S
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A
£
2
a

N
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Xiv

Nombre de Reynolds instantané basé sur la vitesse apparente
(ou vitesse relative)

Abscisse curviligne

Variable de temps adimensionnée (dans I'annexe)

Surface balayée par le rotor

Temps

Composantes de la vitesse selon les directions du repere
Vitesse apparente (i.e. vitesse de ’écoulement dans le repere lié
au profil), parfois notée U],

Vitesse infini amont

Vitesse de convection du tourbillon au-dessus du profil
Vitesse en écriture complexe

Coordonnées dans le repere donné (qui peut étre soit le repere
lié au profil, soit le repere terrestre)

Distance du point d’attache de la pale au bord d’attaque
Position d’un point dans le plan de rotation

Position du point d’attache de la pale dans le plan de rotation
Position du centre de rotation du rotor dans le plan de rotation

Coordonnées d’un point dans le repere complexe

Alphabet grec

Angle d’attaque, incidence

Intensité des panneaux de vorticité de la pale
Intensité du panneau de vorticité du sillage proche
Circulation totale dans le domaine considéré
Circulation autour du profil

Circulation émise dans le sillage

Fonction scalaire utilisée pour la délimitation des limites d’une
structure tourbillonnaire

Longueur de régularisation (rayon des particules
tourbillonnaires)

Angle azimutal

Position azimutale de référence (pour les mesures
expérimentales)

Vitesse réduite

Angle d’inclinaison des pales

Viscosité cinématique du fluide

Masse volumique de Dair

Solidité du rotor

Débit d’un panneau de source d’une pale

Solidité de pale

Débit d’une source (dans 'annexe)
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0 €

Variable de temps adimensionné pour le suivi du tourbillon au-
dessus du profil

Potentiel scalaire

Réponse indicielle (dans I'annexe)

Fonction de courant (portée par le vecteur directeur colinéaire a

I'axe de rotation)

Vitesse angulaire du rotor (ou pulsation) [rad.s]
Vorticité [s]

Opérateurs et notations

Opérateur nabla

Opérateurs produit vectoriel et produit scalaire

Incertitude associée a la variable a

Incrément de la variable a

Moyenne temporelle de la variable a

Moyenne de phase de la variable a (associée la phase 0)
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I . INTRODUCTION

I.1 Contexte de P’étude

Ce travail de these s’inscrit dans un contexte francais et mondial de transition
écologique. Le concept de transition écologique appliqué a Iénergie implique une
diversification et une pérennité des solutions production d’électricité. L’énergie éolienne fait
partie de ces possibilités. Elle est au cceur d’un ensemble d’enjeux économiques, sociaux et
environnementaux car elle répond concretement a des besoins variés tels que 'emploi ou la
préservation des ressources naturelles.

Parmi ces besoins, il y a aussi la demande d’énergie croissante ces dernicres
décennies. Au cours de la décennie 2000-2010, on peut remarquer d’apres les données
récoltées par la Banque Mondiale [7] que la population mondiale a augmenté de 13% quand
la consommation d’électricité par habitant a cru de 25%. En cumulant ces facteurs, on
constate une hausse de 40% de la consommation électrique mondiale et cette croissance
semble s’inscrire sur la durée. Les prévisions montrent que, quels que soient les scénarios, la
demande planétaire d’électricité va plus que doubler entre 2007 et 2050 (voir [251] pour plus
de précision) et la production d’électricité va devoir suivre. Pour satisfaire ces besoins, les
sources d’énergie vont devoir se développer et se diversifier, vraisemblablement en donnant
un roéle important aux énergies renouvelables. La part des sources d’énergie renouvelables
était d’environ 18% de I’énergie produite dans le monde en 2007 (|251]). La principale source
d’énergie renouvelable est actuellement ’électricité hydroélectrique, suivie par I’électricité
d’origine éolienne (2% de la production d’électricité mondiale en 2011 [251]). La décennie
passée a montré que la production d’électricité éolienne a connu une hausse considérable :
114 GW de capacité de production éolienne installée entre 2000 et 2010, contre 9 GW dans
la période 1990-2000 ([251]) avec en moyenne, une augmentation du total de capacité de
production d’environ 25% chaque année, ce qui classe I’éolien parmi les sources d’énergie
aux essors les plus grands.

Face a cette progression de la demande d’énergie, une piste de réflexion passe aussi
par la recherche de nouveaux emplacements pour capter énergie. Cest ainsi que de
nouveaux segments de marché ont émergé ces dernicres années, parmi lesquels I’éolien
offshore, en particulier 'éolien offshore flottant, et ’éolien domestique (autrement appelé
¢olien urbain ou petit éolien). Si I’éolien offshore propose de produire de I’électricité de
maniére massive et centralisée, I'idée du petit ¢olien est inverse, c’est-a-dire de produire
localement en quantité raisonnable pour un usage local (ce qui est particulicrement
intéressant pour les sites isolés). Le petit éolien est un segment qui doit plus étre vu comme
un moyen de fournir un complément d’énergie plutot qu'une alternative visant a remplacer
la production d’énergie centralisée.

Le marché du petit éolien est une branche a part entiere de la filiere éolienne, car
les problématiques techniques et les contraintes économiques sont différentes du marché de



I’éolien classique. Sans qu’il y ait de définition claire, on peut retenir que les petites éoliennes
ou petits aérogénérateurs sont les machines dont la puissance nominale est relativement
faible, inférieure a 100 kW (selon la German Wind Energy Association (BWE) notamment)
et dont la surface balayée est petite, généralement inférieure a 200 m? ([3]). Le développement
des marchés nationaux est tres variable selon le pays, mais globalement, le secteur n’est pas
encore mature et a un potentiel de progression important. Les Etats-Unis d’Amérique restent
les principaux producteurs de petites éoliennes, malgré une nette baisse de la capacité
installée en 2011 (-26% d’apres [84]). En Europe, le nombre de machines installées est
globalement en croissance, surtout au Royaume-Uni, soutenu par des politiques dynamiques
et des tarifs de rachat adaptés. A titre d’exemple, d’apreés Renewable-UK (|213]), la capacité
déployée de machines de 0-100 kW a augmenté de 13% (+15,80 MW) en 2011 par rapport
a 2010 et les projections futures sont prometteuses. Mais malgré ces chiffres mondiaux
encourageants, le marché reste souvent un marché de niche qui répond surtout a quelques
attentes spécifiques et les constructeurs ont des difficultés a s’inscrire dans la durée. Elles
restent en particulier sensibles aux fluctuations des marchés nationaux et aux couts engendrés
par la découverte d’une défaillance technique. De nombreuses entreprises se créent, de
nombreuses autres disparaissent, et méme les leaders mondiaux ne sont pas épargnés. A titre
d’exemple, la société écossaise Proven Energy, fort de son expérience dans le petit éolien depuis
1982 et de milliers de machines installées a travers le monde, n’a pas pu éviter la liquidation
en 2011 suite a la découverte d’un défaut technique sur une éolienne de sa gamme (d’apres
[41]). De méme, Pentreprise américaine Southwest Wind Power, reconnue comme un des leaders
du marché du petit éolien dans le monde avec peut-étre ’éolienne domestique la plus vendue
dans le monde (Skystream) et plus de 170000 machines déja installées dans 120 pays, a déposé
le bilan en 2013 de manicre assez inattendue (d’apres [234]).

En France, le secteur du petit éolien reste marginal, notamment car le mode¢le de
production d’électricité adopté il y a de nombreuses années est tres centralisé, a 'image de la
part importante de I’énergie nucléaire en France. L’association WINEUR (Wind Energy
Integration in the Urban Environment [4]) a procédé a un état des lieux du petit éolien et de
I’éolien urbain. Elle mentionne seulement une installation existant en France en février 2007
(1270]). Aucun recensement exhaustif n’existe en France, mais on estime a seulement 203 le
nombre d’installations de moins de 36 kW raccordées au réseau fin 2009 (pour un total de
1,8 MW) et 242 fin 2010 (2,1 MW), soit une progression de 17% tout de méme ([19]). Le
marché a un fort potentiel, mais il reste a construire, avec son cadre juridique, en introduisant
par exemple un tarif de rachat comme la préconise AFPPE (Association Francaise des
Professionnels du petit Eolien [8]). En octobre 2012 s’est d’ailleurs créé le syndicat des
entreprises du Petit Eolien (SYPEO), regroupant cinq fabricants de petites ¢oliennes (Eole
System, Eolys, Nheolis, Noveol et OK wind) avec I'idée de structurer la filiere du petit éolien.
Malheureusement, a Iimage des nombreuses faillites rencontrées a travers le monde, la
France n’a pas été pas épargnée. La plupart des entreprises de SYPEO ont connu des
difficultés financiéres et/ou techniques au courant de 'année 2013 qui a conduit a la fin de
ce syndicat.

I.2 Les différents types d’éoliennes

On appelle éolienne tout appareil capable de capter I’énergie du vent. Si les
éoliennes tripales a axe horizontal sont les plus courantes a I’heure actuelle, il existe de
nombreuses formes d’éoliennes différentes, tellement diverses que I’établissement dun
classement des technologies est complexe. Le tableau 1 présente une liste d’'une sélection
non-exhaustive des principales technologies ¢lémentaires d’appareils qui captent I'énergie



¢olienne pour la production d’électricité. Les technologies sont classées en catégories en se
basant sur un classement Martin [165] qui trie les machines selon des critéres techniques liés
au principe de fonctionnement des machines ('axe de rotation, la force aérodynamique qui
crée la puissance mécanique, etc.). Le tableau 2 illustre ces catégories. On peut choisir de trier
les machines différemment, en distinguant par exemple la manicre dont I’énergie éolienne est
collectée, concentrée ou générée. Un exemple singulier est la cheminée solaire qui consiste a
réchauffer un volume d’air grace a I’énergie solaire pour provoquer artificiellement un
écoulement convectif d’air, utilisé ensuite pour générer de I’électricité via une machine axiale.
La spécificité réside non pas dans le principe aérodynamique utilisé pour convertir I’énergie
¢olienne en énergie mécanique, mais dans la manicre de générer I’énergie éolienne, donc ce
type de machine n’a pas une catégorie a part enticre dans le tableau récapitulatif présenté ici.
Pour les mémes raisons, on ignore toutes les méthodes pour accélérer, confiner ou guider
I’écoulement d’air (avec un carénage, un convergent, un déflecteur, etc.).

Par conversion électrostatique (utilisation des vents ioniques) 1)
. Propulsée principalement A pale ou 2 helice @)
Par rotation ar la portance
axiale (axe P p A cylindre(s) rotatif(s) 3)
horizontal)
Propulsée en confinant ’écoulement 4
A écran (5)
Propulsée principalement A claper bartant ©
par la trainée A orientation ou déformation cyclique des -
aubes @)
Par rotation A trainée différentielle )
transversale
(axe vertical) A pale ou & A pales fixes )
Propulsée principalement | hélice A orientation cyclique 10
par la portance des aubes (19
A cylindre(s) rotatif(s) (11)
Propulsée par le frottement pariétal (12)
Par translation transversale (type tapis roulants) (13)
Par translation
(vibration ou Par oscillation transversale (type ailes oscillantes) (14)
oscillation,
contrdlées ou Par vibrations ordonnées ou désordonnées (15)
désordonnées)
Par oscillation circulaire (16)

Tableau 1 — Classement des principales technologies de dispositifs capable de récupérer I’énergie a partir
du vent selon des criteres techniques.

La quasi-totalité des appareils utilisés pour produire de I’électricité se sert de
I’énergie mécanique comme intermédiaire, via des capteurs dynamiques. En grande majorité,
I’énergie mécanique est convertie en énergie électrique a l'aide d’une génératrice. II est
intéressant de noter une initiative originale qui consiste a convertir directement ’énergie
¢olienne en énergie électrique par ionisation de I’écoulement d’air (catégorie notée (1) dans
le tableau 1). En pratique, cela consiste a charger des particules en suspension dans l'air (un
"brouillard" de gouttelettes d’eau) et a récupérer les particules chargées afin de générer
localement un champ électrique. Cette technologie peut étre imaginée a grande échelle en
offshore en pulvérisant 'eau de mer. Mais a ’heure actuelle, la faisabilité et le rendement d’un
tel projet restent a démontrer. Pour les détails, se référer a Djairam [67].



N°

Exemple de machine ou de

Schéma de principe

N°

Exemple de machine ou de

Schéma de principe

brevet brevet
TN . OR5
EWICON (Electrostatic Wind . . R e
Enerny CONbertar développé et commercialisé -
) R ertor) par Quiet Revolution
1) développé principalement par ) (Royaume-Uni) (
TU Delft (Pays-Bas) ’
et U
Brevet US 4206396 A - Type éolienne Darrieas -
1780 Brevet US 6320273 B1
i i o déposé par Otilio Nemec -
) développé et commercialisé (10) (Croatie) (
par Vestas Wind Systems :
(Danemark) - Type cycloturbine -
Spiral Magnus Wind Turbine
3 développé et commercialisé 1) N/A
par MECARO Co. (Japon)
LIAM
Développé et commercialisé
The Archimed /s-
P r§3a1:;16 o o Fuller Wind Turbine
Q) — (12) développé par Solar Aero
ou Nheowind 3D :
Etats-Uni
développé et commercialisé (Btats-Unis)
par Nheolis (France)
Brevet US 8109732 B2
-
Moulin persan développé a Brevet US 6081043 A -
) partir plusieurs siécles av.J.-C. (13) déposé par Miguel Angel et ‘ l
(Iran) Robles Akesolo (Espagne)
Brevet WO 2003014565 Al Pr?f.l h?'dle,lhq]“e oscillant
(6) déposé par Vladimiros (14) DRy Ceveoppe par
, 1 N Engineering Business
Manelidis (Grece) o -
(Royaume-Uni)
Windbelt
développé et commercialisé
par Humdinger Wind Energy
Toten éolien -> (Btats-Unis)
@) développé et commercialisé 15) Brevet WO 2009058759 A3
par Windisplay (France) Ou Piezo-Tree - e
Brevet US 2011/0291527 Al
déposé par Lipson et Li
(Etats-Unis)
S-0,30
développé et commercialisé -> Saphonian
® par Oy Windside Production o (16) développé et commercialisé

(Finlande)

- Type éolienne Savonius -

par Saphon Energy (Tunisie)
Brevet US 20130181458 Al

Tableau 2 — Schéma de principe des différents types de technologie classés dans le tableau 1. A chaque type
de technologie est associé un exemple arbitraire de produit commercial (ancien ou actuel) ou de brevet

déposé. Les illustrations ne correspondent pas systématiquement exactement a 'exemple mentionné.




Dans les autres types de machines, les capteurs dynamiques qui récuperent I’énergie
sous forme mécanique peuvent prendre des formes diverses selon la force aérodynamique
qui est privilégiée. Si la force motrice est principalement la portance, les capteurs seront
généralement des profils aérodynamiques. Ces profils peuvent étre remplacés par des
cylindres en rotation qui tireront profit de I'effet Magnus pour générer eux aussi de la
portance, bien qu’en contrepartie plus de trainée soit aussi générée et cela nécessite un apport
extérieur d’énergie pour mettre en rotation les cylindres. Si la trainée (ou la différence de
trainée entre deux éléments) est utilisée, les capteurs peuvent avoir des formes plus diverses :
des godets, des plaques planes, etc. Ces machines sont généralement moins efficaces pour
produire de I’électricité que les autres car la trainée s’oppose au mouvement. Avec un modéle
simpliste, on peut montrer ([112]) que le rendement aérodynamique d’une machine purement
actionnée par la trainée n’excede pas 4/27 Cp ou Cp est le coefficient de trainée de la partie
mobile, soit un rendement maximum d’environ 20%. L.’éolienne de type Savonius (dans la
catégorie (8) du tableau 1, catégorie qui inclut aussi la turbine Banki-Mitchell ou les rotors de
Bach ou de Benesh par exemple), que 'on peut décrire comme deux demi-cylindres désaxés,
est une des machines les plus simples et efficaces parmi les éoliennes fonctionnant
principalement avec la trainée.

On peut aussi distinguer les appareils selon le type de mouvement de leur partie
mobile : rotation selon la direction du vent (rotation axiale, souvent horizontale puisque le
vent est principalement horizontal), rotation selon un axe transverse au vent (par opposition,
on assimile souvent cette rotation a un axe vertical, bien qu’elle puisse étre également
horizontale) ou des mouvements combinés de translation et de rotations (par battement,
oscillation, tremblement, etc.). Les éoliennes a axe transverse présentent les plus grandes
variétés, parmi lesquelles I’éolienne Darrieus (dans la catégorie (9) du tableau 1) est
probablement la plus efficace en termes de rendement. Un type de machine insolite est
I’éolienne dite a couche limite (notée (12) dans le tableau 1). Au lieu d’utiliser 'impact d’un
écoulement sur une surface pour capter ’énergie, elle tire sa force motrice de la force de
frottement dans la couche limite qui se forme entre des disques coaxiaux qui entraine 'arbre
moteur (comparable a un écoulement de Poiseuille). Si elle a le mérite d’exister, cette machine
n’est pratiquement pas utilisée car son rendement est faible et sa fabrication nécessite
beaucoup de picces.

Une catégorie originale de machine regroupe plusieurs ¢éoliennes peu
conventionnelles, il s’agit des éoliennes sans rotor (notés (13) a (16) dans le tableau 1). On
retrouve notamment dans cette catégorie les profils oscillants. Ces machines ont en général
comme caractéristique commune de vouloir s’affranchir de l'utilisation d’une partie effective
rotative en préférant un mouvement de translation périodique. Ce mouvement peut étre
régulier et controlé, ou irrégulier et erratique. Pour la transformation d’énergie mécanique en
énergie électrique, certaines de ces machines remplacent la génératrice par des matériaux
piézoélectriques. Un autre exemple de machine peu ordinaire qui récupere de I'énergie d’'un
mouvement d’oscillation est celui de la corde vibrante développée par lentreprise
Humdinger Wind Energy [1]. Cet appareil vibre sous 'action du vent par un mécanisme de
flottement aéroélastique, et ’énergie est récupérée a I'aide de bobines électriques et d’un
aimant. [énergie récupérée par un seul module est infime (de 'ordre du milliwatt), mais on
peut imaginer associer un grand nombre de ces modules dans des endroits peu communs ou
une éolienne classique n’aurait pas sa place (le long d’autoroutes, sur des balcons, etc.) dans
le but de recharger des petits appareils peu consommateurs d’énergie. Parmi certaines
interrogations qui restent a clarifier, on peut mentionner la fragilité¢ de la corde (car le
flottement aéroélastique est plutot connu comme un phénomene destructif) ou le bruit que
ces appareils génerent (car il est vraisemblable qu'une corde oscillante puisse produire du
bruit).



Parmi la liste des types de machines cités précédemment, certaines n’ont jamais
dépassé le stade de la planche a dessin ou du premier prototype. Les contraintes sont
généralement liées au cott de I’énergie produite (selon le rendement et le cout de production
de la machine, lié a la complexité mécanique du produit) ou a la fiabilité de la machine. Les
catégories d’éoliennes les plus crédibles sur un plan industriel sont les éoliennes a axe
horizontal mues par la portance, les éoliennes de type Darrieus et les éoliennes de type
Savonius. Il est également possible d’imaginer une association de plusieurs types de machine
sur un méme arbre (co-rotatives ou contrarotatives) ou sur des arbres couplés, pour
combiner les avantages de ces machines, en particulier celles qui sont mises en mouvement
avec la trainée avec celles qui sont mises en mouvement avec la portance. Il existe par
exemple des pales d’éolienne Darrieus creuses et ouvertes pour profiter au démarrage de la
composante motrice de la trainée comme une machine Savonius (c’est le cas de la turbine
Lenz). I’¢éolienne qui servira de référence dans ce document (voir paragraphe 11.3) est la
combinaison d’éolienne Darrieus et d’éolienne Savonius montés sur le méme axe. Cette
combinaison a un réel intérét d’un point de vue aérodynamique, la partie Savonius permettant
de produire le couple de démarrage nécessaire a la mise en route de Iéolienne Darrieus.

Pour des descriptions plus complétes des différents types d’éolienne présentés, se
référer aux sites internet des entreprises et aux brevets mentionnés dans le tableau 2, ainsi
quaux tres bons travaux de classement et de référencement de South et al. [241], de
Khammas [136] et de Ragheb [209].

I.3 Des éoliennes urbaines a axe vertical plutot

qu’a axe horizontal ?

Dans lidée de décentraliser une partie de la production d’électricité, une piste
consiste a utiliser directement ’énergie naturelle et renouvelable qui se trouve a proximité
immédiate des lieux de consommation, c’est-a-dire les milieux urbains. L.’énergie éolienne est
une des sources qui peut étre exploitée, mais les interrogations qui sont soulevées par cette
option relevent de plusieurs aspects : notamment ou réunir suffisamment d’énergie et
comment la collecter. Sans répondre clairement aux interrogations, les paragraphes qui
suivent donnent des éléments de réflexion, plus précisément sur la préférence entre les
éoliennes a axe vertical et horizontal. Rappelons que ce n’est pas le but de ce document de
donner une réponse a ce débat perpétuel mais plutét d’introduire certains critéres qui
justifient I'intérét d’'une étude sur les éoliennes a axe vertical.

D’un point de vue pratique, les petits aérogénérateurs apportent des solutions la ou
I'implantation d’éoliennes de plusieurs centaines de kilowatt ne serait pas envisageable,
comme les milieux urbains. En particulier, 'intégration des éoliennes dans les milieux urbains
peut tirer profit de la déviation des vents par les batiments pour concentrer ou guider
I’écoulement de Pair vers les machines et potentiellement améliorer la production ([29]). Les
éoliennes peuvent soit s’intégrer aux constructions existantes, soit s’insérer dans des
nouveaux batiments qui sont congus et imaginés avec des géométries spécifiques pour
alimenter ’éolienne en vent et favoriser la production d’électricité. Un des avantages est de
tirer profit de la hauteur des batiments pour pouvoir atteindre facilement des hauteurs plus
importantes pour lesquels le potentiel éolien est accru, sans avoir des mats
déraisonnablement grands. Néanmoins, il faut prendre les précautions nécessaires car un des
risques de 'implantation d’éoliennes a proximité d’obstacles est de bloquer I’écoulement et
limiter la production si le placement et lorientation sont mal choisis, ce qui peut étre
rédhibitoire. La qualité de 'écoulement d’air est aussi a prendre en compte, car la vitesse du
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vent est généralement plus faible a cause de la plus grande couche limite atmosphérique et la
turbulence plus importante dans les zones urbaines. Ensuite, il faut un réseau intelligent car
une petite machine peut produire de maniere tres irréguliere par rapport aux besoins locaux.
La question du stockage de I’énergie y est donc intimement lice.

a) Eolienne a axe horizontal b) Eolienne a axe vertical

Figure 1 — Comparaison de deux exemples de petites ¢oliennes d’une puissance nominale de 6 kW.
a) Excel 6, développée par la société Bergey (photographie issue de http://www.mckeever.org/).
b) Eolienne anciennement développée par la société Ropatec (photographie issue de
http:/ /www.archiexpo.com/).

L’autre aspect des éoliennes urbaines concerne le choix de la technologie pour
capter I’énergie. Quel type de machine est préférable ? Si on tient compte des technologies
qui sont considérées comme les plus efficaces d’apres la littérature, le principal choix se fait
entre une ¢éolienne a axe horizontal classique (dans la catégorie (2) du tableau 1) et une
¢olienne Darrieus (dans la catégorie (9) du tableau 1). L’utilisation d’une éolienne a axe
vertical plutot qu’une éolienne a axe horizontal résulte d'un compromis entre les avantages
et désavantages comparés des deux technologies, dont la classification du niveau
d’importance est tout a fait subjective. L’analyse qui suit énumere une série de points de
comparaisons techniques qui ne sont pas exhaustifs. Pour davantage d’information, se référer
aux analyses comparatives de Kirke [137], Malcolm [163] et Jamieson [131]. Les points de
comparaison présentés sont principalement aérodynamiques, structurels et liés a
I'implantation et a la fiabilité des machines. Il est important de dire que les aspects de cott
ne sont pas ¢tudiés a leur juste mesure ici car les aspects techniques sont privilégiés. Ils
représentent pourtant une question primordiale. De méme, les aspects de controle, de
régulation, de freinage ou de transmission de I’énergie sont ignorés.

Un des criteres les plus importants pour la viabilité d’une implantation éolienne est
le cout de son énergie, c’est-a-dire le cout cumulé que représente une machine et son
entretien par rapport a la production d’électricité qu’elle va générer sur sa durée de vie. Ce
parametre peut étre optimisé en réduisant les couts liés a la machine ou en améliorant son
rendement pour un cout fixe. En termes de rendement, la comparaison des études passées
semble montrer que I’éolienne a axe horizontal classique a de meilleures performances qu’une
¢olienne Darrieus. Il est souvent annoncé que le rendement d’une éolienne classique se situe
autour de 45% a 50%, alors que celui d’une éolienne Darrieus est plus proche de 35% a 40%,



au mieux ([163]). Cette tendance n’est qu’indicative, Maydew et Klimas [167] ont par exemple
montré qu’une éolienne a axe vertical pouvait avoir un rendement légerement meilleur qu’une
¢éolienne a axe horizontal de taille comparable et produite a la méme époque (dans les années
1980). Ces différences de rendement sont en fait dues a la maturité de la technologie et a la
complexité aérodynamique. I.’éolienne a axe horizontal est relativement simple d’un point
de vue aérodynamique car son fonctionnement est indépendant de la position angulaire
azimutale et il n’y a que treés peu d’interaction entre les pales et leur sillage. Cette simplicité a
favorisé son développement et la technologie est aujourd’hui relativement mature et bien
optimisée avec un fort retour d’expérience qui s’est construit depuis plusieurs décennies. A
I'opposé, I’éolienne Darrieus présente de nombreuses spécificités aérodynamiques : par le
fait méme de son fonctionnement, l'incidence et la vitesse relative de I’écoulement par
rapport aux pales varient constamment en fonction de 'angle azimutal de maniére peu
conventionnelle par rapport a ce qui a pu étre étudié par le passé en aéronautique. De plus,
les pales peuvent étre amenées a fonctionner avec une couche limite décollée et il existe de
fortes interactions entre les pales et leur sillage. Ces complexités représentent un frein au
développement commercial car il est indispensable d’avoir des modeles numériques robustes
pour dimensionner et concevoir une éolienne et pour prévoir sa capacité a produire de
I’électricité. La conséquence est que bien qu’elle soit étudiée depuis les années 1970, il n’existe
pas a ’heure actuelle de géométrie optimale de I’éolienne Darrieus, que ce soit la géométrie
du rotor ou le profil de pale. Donc on peut supposer que le rendement de ces machines peut
potentiellement encore s’améliorer grace a une meilleure compréhension scientifique des
phénomeénes aérodynamiques et grace a une meilleure modélisation de son comportement.
En théorie, la limite de rendement des éoliennes classiques est donnée par la limite de Betz
(voir par exemple [112]), soit environ 59,3% de Iénergie cinétique du vent. On peut supposer
que cette limite s’applique aussi aux éoliennes Darrieus, mais il existe également d’autres
formules théoriques qui annoncent un rendement maximum de Pordre de 61,7% ([159]) voire
64% ([192]) pour une éolienne Darrieus grace au fait que ses pales croisent deux fois le flux
d’air, une fois dans la phase amont de la rotation, une fois dans la phase aval.

En pratique, les éoliennes urbaines ne peuvent pas étre optimisées avec le méme
niveau d’exigence que les éoliennes de plusieurs mégawatts. En général, les petites éoliennes
a axe horizontal ne sont pas a calage variable et les formes des pales sont plus simples (voir
figure 1.a), ce qui fait que les petites éoliennes a axe horizontal n’atteignent des rendements
que de Pordre de 25% a 40% au maximum ([94]). Pour une éolienne Darrieus, la géométrie
est souvent plus simple (puisque des pales droites avec une section de pale constante sont
préférables d’un point de vue aérodynamique, voir figure 1.b) et la mise a petite échelle est
soumise a moins de compromis du point de vue aérodynamique. Ainsi, I’écart de rendement
entre deux petites ¢oliennes a axe vertical et horizontal est en réalité moins important que
pour les grandes éoliennes.

Les rendements généralement annoncés sont souvent ceux estimés ou mesurés dans
des conditions de vent stationnaire et uniforme. Ils sont donnés pour des conditions
nominales. Or le vent urbain peut étre turbulent et de direction variable. Les changements
de direction du vent, plus fréquents que pour les grandes éoliennes, peuvent amener
I’écoulement incident a avoir un angle de lacet (fonctionnement en dérapage). Pour une
¢éolienne a axe horizontal, pendant le temps que met I'axe de I’éolienne pour s’aligner avec le
vent incident (ce temps dépend de linertie du syst¢eme d’orientation), I’éolienne ne
fonctionnera pas dans des conditions optimales. Cela engendre une baisse de production
annuelle d’électricité ([157]) et une apparition de phénomenes instationnaires (tel que le
décrochage dynamique par exemple). Le facteur de charge (qui indique le temps équivalent
de fonctionnement dans les conditions nominales) est considérablement amoindri. Les
¢oliennes Darrieus n’ont pas ce probleme de baisse de performance car leur fonctionnement
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est omnidirectionnel. De méme, si le vent incident a une composante verticale, donc un angle
d’incidence non-nul par rapport au plan horizontal (ce qui peut arriver en haut d’un batiment
par exemple), une éolienne a axe horizontal n’est pas capable de se réorienter dans cette
direction. Certaines études indiquent au contraire que I’éolienne Darrieus produit davantage
de puissance lorsque ’écoulement incident est oblique par rapport a I'axe de rotation ([79] et
[180]), ce qui la rend plus propice a une installation dans un secteur urbain.

D’un point de vue structurel, il existe des différences importantes de sollicitation
liées a P'orientation de I'axe de rotation. Lorsque I'axe de rotation est horizontal, les efforts
provoqués par le vent sont axiaux, orientés perpendiculairement aux pales, et sont trés peu
dépendants de la position azimutale. Si la vitesse infini amont est uniforme, les efforts
aé¢rodynamiques induisent une flexion constante des pales. Les efforts d’inertie sont orientés
dans ’axe des pales, sont relativement constants aussi, et agissent en traction. Les efforts dus
a la gravité sont eux fortement cycliques selon la position azimutale des pales. A I'inverse, les
¢éoliennes Darrieus ont des efforts aérodynamiques tres variables et cycliques et des efforts
d’inertie qui agissent en flexion. La gravité étant dans I'axe des pales, elle ne joue
généralement pas un role prépondérant. L’orientation et 'ordre de grandeur de ces efforts
donne lieu a des contraintes sur la géométrie des pales et des problématiques structurelles
spécifiques. En particulier, on constate souvent des phénomenes de vibration sur les
¢éoliennes Darrieus ([179]). Il existe aussi la question de la tenue en fatigue de ce genre
d’¢éolienne ([24]). Les éoliennes a axe horizontal et vertical souffrent toutes les deux de
fatigue, mais les sources de fatigue sont différentes et la bande passante des phénomenes
oscillatoires est aussi différente ([163]). Il semble au final que le probléme de fatigue soit plus
critique pour les éoliennes a axe vertical que pour les éoliennes a axe horizontal étant donné
la fluctuation incessante des efforts aérodynamiques sur les pales. En ce qui concerne les
contraintes d’inertie, elles peuvent imposer des formes de pale particulieres. C’est pour
minimiser les déformations des pales dues a 'inertie que la plupart des constructeurs ont
donné aux pales d’éolienne Darrieus une forme troposkine' par le passé ([35]), car les forces
d’inertie étaient tres importantes étant donnée la masse des pales dans les années 1980. Sur
des pales modernes en matériau composite pour des éoliennes Darrieus de petite taille, ces
contraintes ne guident plus de maniére aussi critique la géométrie du rotor. Les efforts
d’inertie encouragent par contre toujours a avoir des attaches des pales des machines
Darrieus aux deux extrémités, causant potentiellement plus de trainée parasite, 1a ou les pales
d’éoliennes a axe horizontal ne sont attachées au moyeu qu’en une seule emplanture. Ceci
est aussi guidé par le fait que les pales d’éoliennes Darrieus doivent étre plus longues pour
taille de rotor équivalente ([31]). La conséquence logique de ces longues pales attachées aux
deux extrémités est que la structure sur laquelle les pales sont attachées doit elle aussi étre
longue, ce qui fait que le support est en porte-a-faux. En contrepartie, le mat peut se
permettre d’étre plus petit, mais s’il est plus petit, le rotor sera plus pres du sol et le vent
risque d’étre moins énergétique a cause de la couche limite atmosphérique. Un mat court
peut avoir une utilité pour des installations offshore flottantes car cela facilite la maintenance
et permet de placer le centre de gravité plus bas (et assure ainsi une meilleure stabilité a la
structure flottante). Pour une éolienne urbaine, I'intérét n’est que tres limité.

Les pales longues des éoliennes Darrieus, si elles nécessitent plus de matiere
premiere, peuvent néanmoins étre plus simples dans leur forme et donc plus faciles a
fabriquer. Pour maximiser la récupération d’énergie éolienne, une pale d’éolienne a axe
horizontal se doit d’étre vrillée, avec différents profils cambrés le long de la corde et une
valeur de la corde qui diminue avec la position radiale. Elle est donc complexe a fabriquer.
Pour fonctionner a un régime optimal, la pale d’éolienne Darrieus peut quant a elle étre

! La forme troposkine est la forme que prend une corde fixée a ses deux extrémités lorsqu’elle tourne a vitesse angulaire constante.



droite, de corde constante et avec un profil symétrique identique tout au long de 'envergure.
Techniquement, elle est donc plus simple, méme si ensuite les raccords avec I'arbre de
support peuvent amener quelques complications supplémentaires. Pour une pale droite, la
production de couple moteur d’une éolienne Darrieus n’est pas tout a fait réguliére au cours
d’une rotation, car la production de couple d’une pale dépend de la position azimutale. De
nombreux constructeurs ont donc choisi de donner une forme hélicoidale a leur machine.
Cela uniformise et régularise la production de puissance au cours d’une rotation et évite ainsi
certains a-coups en faisant en sorte qu’il y ait toujours une partie de la pale qui assure une
force motrice. En contrepartie, cela rend la pale plus complexe a fabriquer.

Une dernicre série de criteres importants permettant d’évaluer I'intérét des
¢oliennes Darrieus par rapport aux éoliennes a axe horizontal classiques concerne tous les
aspects liés a I'implantation des éoliennes, tant pour leur maintenance que pour leur
interaction avec leur environnement. De par sa géométrie, I’éolienne Darrieus est en général
plus modulable, car on peut par exemple empiler plusieurs éoliennes les unes sur les autres,
sur un méme axe, sans qu’elles ne se perturbent. La question de I'intégration aux batiments
et aux projets architecturaux est aussi abordée différemment selon la forme de la machine.
Ensuite, lorsqu’une éolienne est installée en milieu urbain, elle ne doit pas présenter une
nuisance visuelle ou sonore vis-a-vis de la population alentour. La nuisance visuelle est liée a
la machine en elle-méme et 2 son ombre, mais pour une petite éolienne, 'ombre n’est pas un
parametre significatif. Pour les éoliennes urbaines, ’aspect visuel est primordial et fait partie
des criteres de sélection pour les acheteurs, mais sert aussi pour 'acceptation des personnes
vivant aux alentours. Bien que ce soit purement basé sur des considérations subjectives, il est
souvent rapporté que P’éolienne Darrieus est jugée plus esthétique que I'éolienne a axe
horizontal classique par le public.

La nuisance sonore causée par une éolienne et la perception qu’en a le public est
aussi un critere sensible (J203]). Pour comparer la nuisance sonore selon le type de machine,
il faut d’abord identifier les origines du bruit. Le bruit est a la fois mécanique (lié aux
frottements des parties mobiles) et aérodynamique (lié a la turbulence, aux décollements de
I’écoulement autour des pales, etc.) ([258]). Entre une éolienne a axe horizontal et vertical de
méme taille, il n’y a pas de raison pour que le bruit mécanique soit différent car les
composants sont sensiblement les mémes. Quant au bruit aérodynamique, il n’existe pas a la
connaissance de 'auteur d’étude comparative entre des éoliennes a axe horizontal et vertical,
qu’elles soient de tailles équivalentes ou pas. Oerlemans et al. ([194]) ont montré que pour
une grande éolienne a axe horizontal (d’un diametre de 58 m) dont le rotor est face au vent,
le bruit aérodynamique émis au sol est principalement produit par le bord de fuite de la pale
descendante, dans la région proche du bout de la pale. Pour une petite éolienne,
Vanhaeverbeke ([258]) indique que la turbulence du vent incident est aussi a 'origine d’une
part importante du bruit de la machine. Une autre source de bruit peut étre le passage de la
pale a proximité du mat, source qui est encore plus importante quand le rotor est situé en
aval du mat (éolienne dite "sous le vent"). Pour une éolienne Darrieus, aucune étude ne
définit précisément les sources de bruit. Si 'on compare le fonctionnement d’une éolienne a
axe vertical et horizontal, I’éolienne a axe vertical subit des fluctuations des efforts
aérodynamiques, avec potentiellement plus de décollement de I’écoulement autour du profil,
ce qui peut étre une source de bruit a basse fréquence ([112]) que I’éolienne a axe horizontal
n’a pas. Les interactions entre les pales et le sillage sont plus fréquentes sur une éolienne a
axe vertical que sur une éolienne a axe horizontal, ce qui peut aussi étre a 'origine d’un terme
supplémentaire de bruit. Sur une ¢olienne Darrieus, les pales interagissent aussi avec ’axe de
support situé au milieu du rotor, ainsi que son sillage, de la méme maniére que les pales d’une
éolienne a axe horizontal interagissent avec le mat. En revanche, la distance entre cet axe et
les pales est nettement plus grande, d’ou une source de nuisance sonore plus faible pour
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I’éolienne Darrieus ([187]). Mais un des criteres les plus importants pour déterminer le niveau
sonore d’une machine est sa vitesse de rotation pour une vitesse de vent donnée. Plus la
vitesse de rotation est lente et moins I’émission sonore est élevée, or de maniere générale,
Iéolienne Darrieus fonctionne a une vitesse de rotation plus lente que I’éolienne a axe
horizontal classique, et ceci rend vraisemblablement I’éolienne Darrieus tres silencieuse
d’aprés MclLaren ([178]), et plus silencieuse qu’une éolienne a axe horizontal d’apres lida et
Mizuno ([124]).

Un dernier point important est la sécurité et la fiabilité mécanique des éoliennes au
cours du temps. Il faut s’assurer que les machines vont produire tout au long de leur durée
de vie sans défaillance technique fatale. LLes éoliennes a axe horizontal ont acquis une maturité
et un retour d’expérience qui montrent qu’elles proposent en général une solution durable
de production d’électricité. Sur ce point, pour les éoliennes Darrieus, on ne peut se baser que
sur les seules machines pour lesquelles on a des données sur un nombre conséquent de
machines sur une longue durée : il s’agit des éoliennes de Flowind Corporation installées en
Californie ([95]). 1l s’agissait de plus de 500 machines de premiere génération cumulant une
puissance de 95 MW. Ce n’était pas des éoliennes urbaines, mais la question de la durée de
vie se pose de la méme fagon. Ces machines installées en 1986 et ont produit jusqu’a
105000 MWh dans leur meilleure année (1987). Mais une série de défaillances au niveau des
joints entre les éléments de pale en aluminium a submergé la société Flowind qui n’a pas pu
faire face. La seconde génération de machine (|2]) n’a jamais été¢ industrialisée et la société a
fait faillite en 1997. Cette année-la, les 511 machines ne produisaient plus que 22% de
I’énergie qu’elles ont produite en 1987. L’explication de la faillite de Flowind n’est pas
uniquement due a la fiabilité de ces machines Darrieus au cours du temps, elle est aussi due
au manque de compétitivité économique de ces machines par rapport aux autres machines
de I’époque ([131]). Depuis cette époque, a la connaissance de 'auteur, aucune autre machine
Darrieus commerciale n’a prouvé qu’elle pouvait continuer a produire de I’électricité sans
défaillance technique sur une durée d’au moins une dizaine d’année. En ce qui concerne des
petites éoliennes Darrieus urbaines, 'exemple commercial le plus significatif semble étre
I’éolienne QR5 de la société Quiet Revolution qui existe depuis le milieu des années 2000 et
qui a fait partie des entreprises productrices d’éolienne a axe vertical les plus prosperes. 11
n’existe que peu d’informations publiques sur la fiabilité de la machine sur la durée et le
retour d’expérience n’est pas suffisamment conséquent pour se forger une idée sur ce genre
de machine. De plus, il apparait que la société connait depuis avril 2014 les signes précurseurs
d’une faillite ([96]), a 'image de nombreuses autres sociétés conceptrices d’éoliennes a axe
vertical comme par exemple CleanField Energy, Noveol, Windspire Energy (d’apres [39]).
Au final, aucun fabricant d’éolienne a axe vertical n’a jusqu’ici pu s'implanter véritablement
dans la durée sur le marché et aucune machine commerciale n’a manifestement pu prouver
sa viabilité technologique, ni sa viabilité économique (en terme de cott de ’énergie).

Pour résumer, I’éolienne a axe vertical n’est pas aussi optimisée que peut I’étre
I’éolienne a axe horizontal car la technologie n’est pas aussi mature du fait de sa complexité
aérodynamique. Le fait qu’elle soit une technologie alternative crédible pour les milieux
urbains s’explique par le fait qu’elle présente des caractéristiques tres intéressantes a exploiter
dans ces environnements, parmi lesquelles son omnidirectionnalité, ses bonnes capacités de
production d’électricité malgré un vent oblique, la relative simplicité de la forme de ses pales
(non-vrillées a section constante), voire méme son esthétique. Ceci fait que la machine peut
fonctionner plus souvent que d’autres types de machines dans des conditions optimales.
Néanmoins, les besoins structurels d’une telle éolienne semblent plus contraignants que ceux
d’une éolienne a axe horizontal classique. Ceci a été a I'origine de nombreuses défaillances
techniques de machines commerciales et a limité le développement de cette technologie.
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I.4 Les objectifs de ’étude

Le paragraphe précédent a rappelé que la complexité aérodynamique a limité le
développement commercial des éoliennes Darrieus car le rendement des machines n’est pas
encore suffisamment compétitif face aux €oliennes a axe horizontal classiques. Il y a des
raisons de croire qu’une meilleure compréhension des phénomeénes aérodynamiques liés au
fonctionnement de ce type de machine peut donner acces a une amélioration des
performances.

Cette thése s’inscrit dans un cadre industtiel, en collaboration avec la société Noveol
SAS, qui concevait et commercialisait des éoliennes a axe vertical hybrides Darrieus-Savonius
au moment ou le projet de thése a débuté. La société Noveol a subit une liquidation judiciaire
avant la fin de ce travail de these. L’éolienne de cette entreprise a servi de modele de référence
pour la totalité de I’étude.

D’un point de vue industriel, les besoins en termes aérodynamiques sont
principalement orientés vers un outil numérique capable de procéder a un dimensionnement
des différents éléments du rotor, et un outil capable de prédire la production d’une machine
en connaissant sa géométrie. Cette prédiction est indispensable pour pouvoir réaliser une
conception adaptée, voire pour optimiser la géométrie et assurer une production maximale
d’électricité. Pour étre utilisable en pratique, cet outil numérique doit proposer un compromis
acceptable entre la fiabilité des prédictions (c’est-a-dire étre fidele a la réalité du terrain) et la
rapidité de calcul (car il doit pouvoir répondre a des délais de temps imposés). Dans le
commerce, il n’y a quasiment pas d’outil de conception dédié aux éoliennes Darrieus ou
Savonius qui satisfasse ces criteres. Certains logiciels scientifiques ou académiques existent
(QBlade, CARDAAYV, etc.), mais ne sont pas complétement appropriés pour une utilisation
industrielle et ils n’ont pas toujours la flexibilité suffisante pour s’adapter a éolienne étudiée
ici.

La présente ¢tude se limite a la partie Darrieus de I’éolienne hybride étudiée, laissant
la partie Savonius et les parties de transition et de liaison a des études ultérieures. L’approche
numérique retenue s’est basée sur une méthode des panneaux qui permet de simuler la
complexité des aspects instationnaires en gardant un niveau de sophistication raisonnable.
Le choix de ce modele s’est aussi basé sur la perspective plus lointaine de pouvoir procéder
a I’étude de I’éolienne dans les conditions de vent variable tel que cela peut se produire dans
un milieu urbain, avec un éventuel couplage aéro-élastique. I’objectif du travail numérique
réalisé ici est de développer ou d’améliorer un code de calcul adapté a la configuration
spécifique de Iéolienne qui sert de référence.

Au cours de ce travail de these, les objectifs industriels se sont confrontés a des
barrieres scientifiques. Certains phénomenes physiques ont nécessité une étude plus
approfondie. C’est le cas du décrochage dynamique, qui est un phénomene aérodynamique
complexe qui modifie profondément les efforts subis par les pales. Une meilleure
compréhension de ce phénomene a été jugée cruciale pour I'adaptation du modele
numérique. D’apres Carr [45], il a été montré qu’une erreur de 30% dans la prédiction des
efforts aérodynamiques sur une éolienne Darrieus résulte en une réduction d’un facteur 70
de la durée de vie estimée de la machine. Etant donné que le décrochage dynamique peut
provoquer des fluctuations de l'ordre de 100% des efforts aérodynamiques, 'amélioration
des techniques de prédiction du décrochage dynamique apparait indispensable.

Le décrochage dynamique spécifique d’une pale d’éolienne Darrieus a fait I'objet
d’une étude expérimentale approfondie. L’expérience s’est composée dune maquette
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d’¢éolienne Darrieus, représentative de I’éolienne de référence, testée dans une soufflerie. La
problématique scientifique s’est principalement axée sur la compréhension et la
quantification des effets des lachers tourbillonnaires inhérents au fonctionnement de cette
machine. Il était notamment important de vérifier si ces effets sont globalement positifs ou
négatifs pour la production d’électricité. I.’analyse a également été guidée par I'idée de trouver
un modele numérique adapté pour reproduire les effets ainsi quantifiés.

Au final, ce travail de these contribue a la compréhension du phénomene de
décrochage dynamique dans une éolienne Darrieus. Cet apport a été rendu possible par
I'utilisation de mesures instationnaires de pression a la surface des pales, ce qui est un outil
de mesure riche en information mais tres peu utilisé sur une éolienne en rotation du fait de
I'encombrement et de la complexité du montage que cela nécessite. Les résultats obtenus
garantissent aussi un enrichissement des bases de données disponibles pour une comparaison
expérimental/numérique. La contribution de cette étude trepose également sur le
développement de méthodes et sur une analyse quantitative et qualitative des résultats
numériques et expérimentaux. En particulier, les résultats numériques et expérimentaux sont
traités simultanément, en les combinant, ce qui laisse beaucoup de possibilités d’angle
d’études.

Cette these comporte six chapitres. Le premier chapitre est lintroduction du
contexte de I’étude. Le second chapitre décrit le fonctionnement et les principes de base a
savoir sur une éolienne Darrieus. Il explore et confronte aussi les informations issues de la
littérature les unes avec les autres. Certains phénomeénes aérodynamiques qui caractérisent
I’éolienne de référence sont également présentés en se basant sur 'analyse des études passées.
Le troisieme chapitre expose le modele numérique employé dans cette thése en détaillant la
construction et en montrant les limitations d’utilisation du mode¢le. Le quatrieme chapitre
décrit 'expérience réalisée ainsi que les outils de traitement mis en place. Le cinqui¢me
chapitre est congu autour de I’analyse des résultats en fonction des différentes configurations
testées. Cette analyse se concentre sur Ueffet du décrochage dynamique. Enfin, le sixiéme et
dernier chapitre s’intéresse plus particulicrement a la facon dont le décrochage dynamique
peut étre modélisé de manicre semi-empirique. Il se base sur le calage et la modification d’un
modele existant.
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I . L’EOLIENNE DARRIEUS

Résumé

Pour mettre en place une modélisation adaptée a la configuration d’éolienne qui
nous intéresse, il convient de préciser préalablement les caractéristiques générales de
I’éolienne Darrieus d’une part et les spécificités de I’éolienne que I'on souhaite étudier d’autre
part. Dans ce chapitre, on s’attache d’abord a préciser le principe de fonctionnement de
I’éolienne Darrieus et influence de plusieurs parametres sur ses performances. A la lumicre
de cet inventaire, les liens de causalité entre les particularités géométriques de ’éolienne de
référence et certains phénomenes aérodynamiques sont établis. Ces phénomenes sont
détaillés individuellement et les connaissances actuelles de leurs effets sont exposées. Enfin,
une revue des études expérimentales existantes sur ce type de machine est proposée. Elle se
concentre sur deux types de mesure : les relevés d’effort et de pression instationnaires et les
visualisations et les mesures de vélocimétrie dans le sillage proche d’un rotor Darrieus.
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II.1 Fonctionnement d’une machine Darrieus

On rappelle tout d’abord le terme de machine Darrieus, évoqué dans le paragraphe
I.2. 11 peut représenter une éolienne (fonctionnant avec laif) ou une hydrolienne
(fonctionnant avec eau) dont I'axe de rotation est transversal a I’écoulement et qui
fonctionne suivant le principe breveté par Darrieus en France en 1925 ([62]) et aux Etats-
Unis en 1931 ([63]). Le fonctionnement, commun aux éoliennes et hydroliennes Darrieus,
repose sur le principe qu’un profil en rotation dans un écoulement, tournant dans un plan
transverse a I’axe de rotation (voir figure 2), va générer une force aérodynamique dont sa
composante tangentielle au profil sera en majorité du temps motrice. On utilisera par la suite
I'appellation éolienne Darrieus pour désigner de maniere standard une machine Darrieus de
quelque nature qu’elle soit. Nous commencons d’abord par expliquer les différentes
notations et orientations qui seront utilisées dans ce document avant de présenter le principe
de fonctionnement de la machine par une analyse bidimensionnelle.

II.1.1  Parameétres caractéristiques et référentiels

I1.1.1.1 Données géométriques

On considere N pales profilées et identiques, de corde ¢ et d’envergure h, placées a
une distance R de I'axe de rotation. Le point d’attache d’une pale est défini comme le point
ou la ligne radiale partant de l'axe de rotation intercepte la corde de la pale
perpendiculairement (voir figure 2), il est repéré par la distance X,y entre le bord d’attaque
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et le point d’attache. Pour comparer les tailles des éoliennes, la notion de surface balayée,
notée S, a été introduite. II s’agit de la surface offerte au vent, projetée suivant la direction du
vent. Pour une machine Darrieus a pale droite et a rayon constant, la surface balayée vaut

S = 2Rh ou h est la hauteur du rotor (égal a 'envergure des pales).

Trajectoire du point

d’attache de la pale

d’attache

&

—)

Sens de

I’écoulement

-

Figure 2 — Données géométriques d’une machine Darrieus dans une vue en coupe transversale.

A partitr de ces données géométriques, on peut construire des nombres
adimensionnels caractérisant la géométrie du rotor. Le niveau de blocage du vent par la seule
présence de I’éolienne est symbolisé par la solidité. Il existe plusieurs définitions de la solidité.
Nous la définirons comme le rapport entre la surface totale des pales et la surface balayée,
qui pour une machine classique s’exprime par la relation (1). Une autre définition considere
par exemple le rapport entre la longueur cumulée des cordes des pales et la périphérie du
rotor. La différence entre 'une et 'autre des définitions revient a appliquer simplement un
facteur de proportionnalité constant.

_ Nch  Nc
77 TR 2
On peut aussi définir une solidité de pale 0y, égale au rapport entre la corde de la
pale et le rayon du rotor :

C
%=} ©

Bien que le fonctionnement puisse étre expliqué par une analyse bidimensionnelle
(cf. I1.1.2), le caractere tridimensionnel du rotor peut amener des modifications importantes
du comportement. On définit ici un parametre adimensionnel pour exprimer ce niveau de
tridimensionnalité : allongement, noté AR (acronyme de expression anglaise Aspect Ratio).
11 est défini comme le rapport entre le carré de l'envergure et la surface portante d’une pale,
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qui est aussi égal au rapport entre envergure et la corde sila corde est constante sur la totalité
de I'envergure :

h* h
AR= — = - 3)

ch ¢

Un aspect du caractere tridimensionnel peut aussi étre spécifié par la nature

hélicoidale de I’éolienne. On introduit A l'angle d’inclinaison des pales, généralement
constant, qui représente I’angle local formé entre I’axe de rotation et la ligne génératrice de la
pale considérée comme une extrusion (voir figure 3). La ligne génératrice est la ligne que suit
le point d’attache sur toute ’envergure de la pale. Pour une pale droite, 'angle d’inclinaison
vaut zéro. L’appellation n’est pas une appellation standard, il n’en existe vraisemblablement
pas pour les éoliennes Darrieus. On peut toutefois faire 'analogie avec I'angle de fleche pour
les ailes ou les pales trapézoidales. Amet [18] introduit plutot Pangle de couverture
circonférentielle, qui correspond a la variation d’angle azimutal entre les deux bouts de pale
(A dans la figure 3) et qui peut s’exprimer en fonction de A et AR. I’angle d’inclinaison
peut étre vu comme étant 'angle de la ligne génératrice si on déroule le cylindre sur laquelle
elle se repose (voir figure 3). On exprime par la relation suivante :

A (RAG)
= 4
atan m ©)
/} RADO
(I
{/'
&
-
O -
) g 61“91}/ h
g (S
o]
8
Q
A
NNNNNNNNNNNNNNNNNNNNNNNNNNNNNNNN =\ P
g X
<
a) b)

Figure 3 — Schéma de définition de I'angle d’inclinaison par développement de la ligne génératrice.
a) Vue simplifiée du rotor avec la ligne génératrice d’une pale en trait bleu épais.
b) Vue développée en déroulant le cylindre sur laquelle la ligne génératrice s’appuie (projection isométrique
dans le plan vertical).

I1.1.1.2 Données fonctionnelles

Les données fonctionnelles sont les parameétres liés aux conditions extérieures de
fonctionnement de la machine. De manicre générale, on peut considérer le vent incident au
rotor comme uniforme et constant sur la durée de ’étude. On le nomme vent infini amont
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et le note Uw. La vitesse angulaire de la machine est notée w. La vitesse réduite de la machine,
aussi appelée vitesse spécifique, paramétre de rapidité, rapport d’avance ou parametre
d’avancement, est le rapport entre la vitesse due a la rotation au point le plus éloigné de I'axe
de rotation (c’est-a-dire le rayon maximal) et la vitesse infini amont. La vitesse réduite, notée
A, se déduit de la relation suivante :

A= ®)

Ce nombre adimensionnel conditionne fortement le type de fonctionnement et les
phénomenes aérodynamiques que va rencontrer la machine.

Le nombre de Reynolds sert a caractériser le régime d’écoulement percu par les
pales. Il représente le rapport entre les forces inertielles et les forces visqueuses. Pour ’étude
locale d’une pale de machine Darrieus, on choisit généralement de considérer un nombre de
Reynolds caractéristique a partir de la vitesse de rotation pour qu’il n’y ait pas de dépendance
a la position des pales. Son expression est la suivante :

Rowc B AUxC

Re= —
v v

©)

Le nombre de Mach informe sur le caractére compressible ou non de ’écoulement.
Comme pour le nombre de Reynolds, on utilise une valeur caractéristique de la vitesse pour
avoir un parametre adimensionnel unique pour une condition de fonctionnement, qu’on
compare a la vitesse du son notée a. Son expression est donnée par I’équation (7). Sa valeur
est généralement trés faible dans le contexte des éoliennes de petite taille, de 'ordre de 10 2
107,

M=—=— ™

I1.1.1.3 Référentiels, orientation et adimensionnement

Puisque I’éolienne Darrieus a des pales en rotation autour d’un axe, le changement
de repere est un outil facilement maniable pour étudier les différents aspects de la machine.
La figure 4 répertorie tous les reperes utilisés. Ils sont définis en trois dimensions, mais pour
la plupart de I’étude, nous nous placerons dans un plan transversal.

Nous définissons d’abord un repere global (O 5 Gy E:)y ; é’z) pour définir les
caractéristiques globales de la machine, ses performances ou son sillage. 1l s’agit d’un repere
fixe a coordonnées cartésiennes. Le point O est fixé au pied du rotor, sur I’axe de rotation,
le vecteur directeur ¢, est orienté dans la direction de ’écoulement, €, est un vecteur aligné
avec 'axe de rotation. Le vecteur Ey pointe vers la position ou la pale est placée lorsqu’elle
est orientée face au vent infini amont.

Pour comprendre comment la force motrice est générée au niveau de la pale, nous
définissons ensuite un repere tournant (Pm 5Ch 500 EZ) lié a une pale. Le point P, est le
point d’attache de la pale, €, est le vecteur directeur normal au profil, orienté vers Pextérieur
du rotor, et €, est tangent au profil, orienté vers le bord d’attaque. Ainsi, une force sera
motrice si sa composante selon ¢, est positive. De plus, on peut définir a 'aide de cette base
une position azimutale des pales, notée 0, qui est 'angle formé entre les vecteurs é)y et é,. Ce
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choix permet de distinguer une phase amont de la rotation (0° < 6 < 180°) et une phase aval
de la rotation (180° = 0 < 360°). On peut aussi distinguer deux zones remarquables que 'on
mentionnera parfois : la zone de profil face au vent (0 = 0°) et dos au vent (0 = 180°). Par
convention, en présence de plusieurs pales, la position azimutale du rotor se limite a la
position azimutale d’une pale de référence située initialement face au vent.

Lorsqu’il faut définir des répartitions de pression ou des propriétés de la couche
limite, il est parfois plus utile de définir une base (ET 5 Gy EZ) liée a la surface du profil. Le
vecteur ¢, est tangent 2 la surface du profil, €, est normal au profil orienté vers Uextérieur du
profil. Cette base sert en particulier quand il est question de coordonnées curvilignes. Pour
mesurer 'abscisse curviligne le long de la surface du profil, le choix est fait de tourner dans
le sens horaire, de telle sorte qu’en partant du bord de fuite, la face intérieure du profil (face
a I'axe de rotation) est traversée avant la face extérieure (voir figure 4).

En suivant la base du repere global, on peut préciser que le vecteur vorticité calculé
dans le plan transversal sera aligné avec le vecteur €,. Ainsi, la vorticité sera positive si elle
symbolise une rotation de ’écoulement dans le sens antihoraire (ou sens trigonométrique) et
sera négative lorsqu’elle symbolise une rotation dans le sens horaire.

Si pour un profil en translation, les faces intrados et extrados sont bien définies :
('intrados ¢étant la face inférieure en surpression et I'extrados étant la face supérieure en
dépression, donc dirigée du coté de la portance positive), pour un profil de pale dune
Darrieus, les faces sont alternativement en surpression et en dépression. On utilisera donc
les termes de faces intérieure et extérieure, la face intérieure étant orientée vers I’axe de
rotation. De la méme maniere, 'angle d’attaque est généralement supposé positif lorsque
I’écoulement incident touche en premier la face inférieure (intrados). Pour garder une
notation similaire lorsque la pale est dans sa position azimutale initiale (6 = 0°), nous
définirons un angle d’attaque comme étant positif lorsqu’il impacte en premier la face
intérieure. De maniere générale, 'angle d’attaque est alors négatif sur la phase amont de la
rotation puis positif dans la phase aval (voir paragraphe 11.1.2). Lorsque des formules seront
tirées de la littérature, elles seront corrigées pour respecter cette régle d’orientation et les
regles précédentes concernant 'orientation des vecteurs directeurs.

Une derni¢re précision est a apporter sur l'adimensionnement des efforts
aérodynamiques. De maniere générale, une force Fsp est adimensionnée par le produit de la
pression dynamique par la surface alaire de telle sorte qu’on peut définir un coefficient Cr de
la force Fsp pour une pale rectangulaire par la formule :

F3D

CF - ﬁ
5 ochU,

®)

En pratique, la vitesse relative U, est souvent inconnue (dans le cas de mesures
expérimentales d’effort aérodynamique par exemple) et il n’est pas possible de procéder a cet
adimensionnement. On procedera aux adimensionnements en remplagant U, par AUs (ou
juste Ux) qui est une valeur connue, dans ce cas, on accolera au coefficient un astérisque :

* F3D

Cp = —2—
L och(LU.)? ©)
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Pour 'adimensionnement de la puissance générée par le rotor, ce n’est plus la vitesse
relative au profil qui est significative pour le processus de transfert d’énergie, mais la vitesse
infini amont Us.

Néanmoins, puisque le fonctionnement de Iéolienne Darrieus est par nature
bidimensionnel, 'unité d’envergure n’est pas nécessaire pour les calculs et les forces en jeu
sont souvent données par unité d’envergure. Si F est I’élément de la force Fsp par unité
d’envergure, les coefficients Cr et C¢* sont donnés par la formule :

c F c F
P T 10
2 (10)
5ecU; 5 oc(AU,,)?
Sauf mention du cas contraire, 'ensemble des forces qui seront données par la suite
seront des forces par unité d’envergure et les expressions (10) s’appliqueront pour
I'adimensionnement de tout effort aérodynamique.

® Vorticité négative

(+) Vorticité positive

N
Face extérieure ¢ €y
n

U Aval o> Oo/l\ ) !
M S e L O"Ssaﬂ
. D B - U, e Face intérieure cf
Vitesse ~ Teeed" o T o
infini amont 0 = 180° Vltc§se
relative

Figure 4 — Définition des référentiels et des bases associ¢es dans un vue en coupe transversale et rappel
des principales orientations (azimut, angle d’attaque, vorticité, abscisse curviligne).

II.1.2  Principe de fonctionnement

Pour faciliter la compréhension, nous décrivons ici un principe de fonctionnement
simplifié¢ ou le moment aérodynamique est négligeable, c’est-a-dire que le point d’attache est
le point ou s’appliquent les efforts aérodynamiques. Le rayon de la machine est supposé
constant et la vitesse de rotation ne varie pas. La pale tournant autour de I’axe de rotation est

confrontée a une vitesse relative, ou vitesse apparente notée U, ou U| . Cette derniere
p
notation fait remarquer qu’il s’agit de la vitesse dans le référentiel de la pale. Elle résulte du

changement de référentiel qui s’exprime par la combinaison vectorielle de la vitesse infini
amont et de la vitesse de rotation si 'on néglige les perturbations :

—

U’:Uw-ax(i-}_’(o):[_fw-ﬁp ou [_J)p:ESX(ﬁ—iQ) (an

T

= . o . .
U, est la vitesse induite par la seule rotation de la pale. Au point d’attache, pour
—

X =Xup on a U, = Ro ¢.. L’angle d’attaque au point d’attache peut se déduire de la

projection de la vitesse relative dans le repere bidimensionnel lié au profil (En ; Et) :
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x = atan | 5—— (12)
U, .e

En exprimant la vitesse relative en fonction des parameétres de fonctionnement
adimensionnels, la relation s’exprime :

sin(6)
= -at —_—_—
o atan "+ cos(0) (13)

L’angle d’attaque alterne un signe négatif dans la phase amont et positif dans la
phase aval. De la méme maniére la vitesse relative évolue avec I'angle azimutal en suivant la
relation :

||ﬁ|p|| =U, = Uw\/l + 21 cos(0) + 22 (14)

La présence d’une incidence non-nulle sur le profil de la pale engendre la création
d’une force F sur le profil (voir figure 5), que 'on peut décomposer en trainée D (composante
dans la direction de la vitesse relative) et en portance L. (composante perpendiculaire a la
vitesse relative). Les forces de portance et de trainée sont reliées a leurs coefficients
adimensionnels respectifs Cp et Cp par des relations du type de la formule (10), les
coefficients pouvant eux-mémes se déduire de l'incidence et de la vitesse relative. Si on
projette la force I sur le repere lié au profil, on obtient la force tangentielle Fr et la force
normale Fx. La force normale exprimée au point d’attache est systématiquement dans I’axe
d’un rayon et ne contribue pas a la rotation de la pale. La force tangentielle représente la
composante motrice (ou résistive) de la force aérodynamique. On peut écrire Fr et Fx en
fonction de la portance et de la trainée par des relations géométriques faisant intervenir
I'incidence.

Le couple instantané Mo que la force fournit au rotor s’exprime par le produit de la
force tangentielle avec le rayon du rotor. On peut déduire le couple moyen M, en faisant la
moyenne sur une rotation du couple instantané. Ensuite, son produit par la vitesse angulaire
donne la puissance moyenne P générée par les efforts aérodynamiques. Pour N pales, la
puissance moyenne s’exprime par 'expression :

N 2n 2n

_ o) NhRw

P= Z—f Mq(0)do = —f Fr(6)d6 (15)
= 27to 27 /

On définit ensuite le coefficient de puissance aérodynamique (voir relation (106))
comme étant le rapport entre la puissance moyenne et la puissance cinétique du vent qui
traverse la surface balayée par la machine. De méme, on peut déterminer un coefficient de
couple Cq, version adimensionnelle du couple donnée par la relation (17) :

P
Cp -

16
%QSUOO3 10
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C = MO _ CP
Q— 1T T 5 17

I’action motrice de la machine est globalement assurée par la portance, et la
contrepartie résistive est principalement due a la trainée. On peut exprimer la force
tangentielle a partir des coefficients de portance et de trainée :

1
Fp = 5QCUr2 [ Cusin(@) -Cpcos(a) ] )
) T

composante composante

mottice résistive

Dans la gamme d’angles d’incidence rencontrés, en général, le terme Cp sin(o)
prédomine sur le terme -Cp, cos(a), sauf pour les zones ot l'incidence est trop faible, c’est-
a-dire pour des azimuts de 6 = 0° et 6 = 180°. On définit donc deux zones motrices en amont

et en aval de la rotation, ainsi que deux zones résistives dans les zones de pale face au vent
et dos au vent (voir figure 5).

Zone résistive face au vent

\ _\
%
S
Zone \
motrice ) F
amont
_/

Zone résistive dos au vent

a) b)

Figure 5 — Décomposition simplifiée des efforts sur une machine Darrieus dans le plan transversal.
a) Apercu d’un triangle des vitesses classique et des forces de portance et de trainée qui en résultent.
b) Projection de la force totale selon les directions normale et tangentielle a la pale.
Les zones rouges symbolisent les régions qui freinent la machine, les zones vertes les régions motrices (la
zone motrice aval n’est pas représentée sur ces schémas).

En combinant les relations (15), (16) et (18) et en considérant N pales identiques,

on peut exprimer directement le coefficient de puissance en fonction des coefficients de
portance et de trainée :
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2n
A 70N
2 (U_> [CL sin(a) - Cp cos(oc)]d@ (19)

P— 5
2n
0

La formule (19) révele que pour une géométrie de rotor donnée, le coefficient de
puissance est principalement fonction de la vitesse réduite, de la vitesse relative et de
I'incidence (les coefficients aérodynamiques étant fonction de ces deux dernieres
caractéristiques). Or la vitesse relative de I’écoulement et I'incidence sont elles-mémes des
attributs qui dépendent de la vitesse réduite a travers les formules (13) et (14), faisant de la
vitesse réduite le parametre fondamental qui module le rendement de la machine.

La figure 6 indique une évolution typique du coefficient de puissance en fonction
de la vitesse réduite. On note qu’une trop faible vitesse réduite provoque des angles
d’incidence de fortes amplitudes qui peuvent mener a de forts décollements de la couche
limite, voire a du décrochage dynamique (voir paragraphe I11.2.2), ce qui se traduit
globalement par une perte de rendement. Une vitesse réduite trop importante induit des
angles d’attaque trop faibles pour que le terme C; sin(«) ne prévale sur le terme -Cp, cos(o)
dans la relation (18). Dans ces conditions, les effets secondaires parmi lesquels la viscosité, a
travers la trainée de frottement notamment, jouent alors un role influent dans la réduction
des performances. En résumé, la courbe de puissance en fonction de la vitesse réduite
présente une forme de cloche, limitée d’un coté par le décrochage, de I'autre par la viscosité.
Le rendement est optimal quand les effets s’équilibrent.
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Coefficient de puissance (Cp)
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Figure 6 — Evolution typique d’une courbe de coefficient de puissance en fonction de la vitesse réduite

(daprés [200]).

II.1.3 Les origines des lachers tourbillonnaires

Le sillage des pales contient majoritairement de la vorticité que l'on qualifie
d’émission tourbillonnaire car la nappe cisaillée du sillage tend a former des tourbillons. La
dynamique de ce lacher tourbillonnaire joue un réle primordial dans le fonctionnement d’une
machine Darrieus. Il existe ici deux familles de tourbillons : les tourbillons émis parallélement
a I'axe des pales, et les tourbillons émis aux bouts des pales, perpendiculairement aux pales
et dans le sens de écoulement, communément appelés vortex marginaux. La premicre
catégorie de vortex est liée a la variation de circulation. L’énergie extraite par le rotor étant
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basée sur cette variation de circulation, ce type de vortex est une conséquence du processus
d’échange d’énergie entre le fluide et la machine, comme le rappelle clairement Ferreira [78].
La seconde catégorie de tourbillon se manifeste a cause de la différence de pression entre les
faces intérieure et extérieure des pales et illustre le niveau de circulation autour des pales donc
donne une indication sur le niveau des efforts.

Nous présentons ici les spécificités des deux familles de tourbillons.

I1.1.3.1 Emission de vorticité par variation de circulation

La vorticité émise suite a la variation de circulation revét une importance particuliere
car elle est une manifestation du processus de récupération d’énergie par une machine
Darrieus. On peut noter que de nombreuses études se concentrent quasi-exclusivement sur
les lachers tourbillonnaires (|78]) ou tentent de trouver des moyens efficaces de les controler.
Certains cherchent a employer des profils avec un sillon pour "capturer” ces tourbillons
([274]) et retenir le décollement de la couche limite, quand certains autres cherchent plutot a
orienter les pales de maniére a n’avoir aucun tourbillon ([259]). Les tourbillons qui se forment
précocement, comme ceux liés au décollement de la couche limite, concentrent de ’énergie
que ne récupeérent pas les pales et sont généralement considérés comme un signe qu’une
partie de ’énergie éolienne n’a pas été récupérée par les pales.

L’origine de ces tourbillons peut étre expliquée par 'analyse qualitative des couches
limites. Pour une pale, comme pour tout corps dans un écoulement fluide, les effets de la
viscosité se font ressentir a la proximité de la paroi, au sein de la couche limite. Dans cette
région, le gradient normal de vitesse tangentielle au profil est important pour assurer la liaison
entre la vitesse nulle a la paroi (condition d’adhérence) et le reste de I’écoulement. Ceci se
traduit par deux couches de vorticité de signes opposés sur les deux faces du profil et qui
s’annulent en grande partie au bord de fuite pour un profil dans un écoulement stationnaire.
Pour une pale en mouvement, la variation de circulation autour du profil qui résulte du
mouvement est a 'origine d’une dissymétrie dans les couches limites qui se manifeste par un
cisaillement plus important au bord de fuite et par ’émission de vorticité dans le sillage de la
pale. Le théoreme de Kelvin-Helmholtz spécifie que dans I'environnement autour du profil,
la variation nette de circulation doit étre nulle, donc la quantité de vorticité relachée a chaque
instant dans le sillage compense la variation instantanée de circulation autour du profil. En
notant I" la circulation totale dans le milieu, I'y la circulation autour du profil et Iy la
circulation dans le sillage, on associe ’émission instantanée de vorticité dans le sillage a la
variation azimutale de circulation dans le sillage :

DI D(T,+T) 0

Dt Dt
DI Dl"p
— = _—= (20)
Dt Dt
DI Dl"p
— = _—= 21
Do D6

Pour mieux comprendre I’évolution de I’émission de vorticité, on peut chercher a
caractériser ’émission dans le sillage dans un cas simplifié. On considére une pale mince et
symétrique en écoulement potentiel (donc attaché au profil) a faible incidence. Dans ce cas,
I'approximation de variation linéaire du coefficient de portance donne une bonne indication :

C;, = 2na. Par la relation de Kutta-Joukowski, on peut également relier la circulation autour
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du profil au coefficient de portance. La variation azimutale de circulation dans le sillage est
la conséquence directe de la variation azimutale du vecteur vitesse, en particulier la variation
conjointe de vitesse relative U, et d’incidence o :

=-oUl, = I,~-nclu (22)
DI D(U, o)
= Do = mC Do (23)

On suppose ensuite un fonctionnement a grande vitesse réduite (A >> 1) d’une pale
mince et symétrique en écoulement potentiel. Dans ces conditions, 'angle d’attaque et la
vitesse définie par les relations (13) et (14) peuvent étre approximées (d’apres [64]) :

sin(6)
Y

et U, =AUy, 24

o~

Si on remplace dans les relations (22) et (23) la vitesse apparente et I'incidence par
les formules (24), on obtient :

I, = ncUy sin(0) (25)
DI, U ©
Do -mcUgy COS (20)

S

. e, L. . . . DI’
Pour des vitesses réduites élevées, I’émission de circulation dans le sillage (E)

alterne donc les phases positives et négatives. Les zones ou les valeurs absolues sont les plus
élevées se situent vers des azimuts de 0° et 180°, dans les zones latérales face au vent et dos
au vent, quand I'incidence change de signe et que la force motrice est au plus faible. Le sillage
prend la forme d’une nappe tourbillonnaire fortement cisaillée émise de maniere continue
depuis le bord de fuite du profil. A cause de leur instabilité naturelle, les nappes cisaillées
s’enroulent ensuite en tourbillons discernables du reste de ’écoulement. La formation de
tourbillons peut étre favorisée par des perturbations dans ’écoulement telles que le passage
d’une pale dans le sillage. I’occurrence des instabilités est aussi dépendante du nombre de
Reynolds car les instabilités sont sensibles au rapport entre les forces d’inerties et les forces
visqueuses. L’écoulement peut alors changer de topologie selon le nombre de Reynolds
(tourbillons plus ou moins bien structurés, formés plus ou moins rapidement, etc.).

Lorsque la vitesse réduite est basse, les hypothéses qui amenent aux formules
simplifiées (24) ne sont plus acceptables. Néanmoins, le lacher tourbillonnaire reste alterné,
avec des concentrations élevées de part et d’autre du rotor, vers 6 = 0° et 6 = 180°. Dans
I'absolu, les circulations positives et négatives se compensent toujours. La principale
différence réside dans la vitesse relative de convection des nappes tourbillonnaires. A une
position 6 = 0°, la vitesse de convection du sillage par rapport a la pale est d’environ
(X + 1)UOo (car la vitesse due a la rotation et la vitesse infini amont sont alignées et de méme
sens) donc la nappe tourbillonnaire est étirée, alors que pour 6 = 180°, la vitesse relative est
d’environ (7\ - l)Uoo, (car les vitesses due a la rotation et infini amont sont de sens opposé)
d’ou une émission tourbillonnaire plus concentrée car le sillage est moins efficacement
¢loigné de la pale. Une vitesse réduite tres faible amplifie les disparités de vitesse relative et
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cela se manifeste par une dissymétrie plus importante entre les deux lachers tourbillonnaires
latéraux : la nappe émise a 6 = 180° formera plus rapidement des tourbillons mieux formés.

Un exemple de l'allure que peut prendre le sillage est présenté sur la figure 7. Il s’agit
de Pallure simplifiée du sillage d’un rotor bipale de faible solidité a une vitesse réduite de 2
en considérant que la couche limite est continuellement attachée. On observe effectivement
Ienroulement alterné des nappes cisaillées de part et d’autre du rotor. Il arrive que
I'enroulement des nappes forme plusieurs tourbillons qui vont ensuite se réunir en un seul
tourbillon. On note aussi que apparition d’un vortex peut étre initiée par le croisement de
deux nappes tourbillonnaires, ce qui conditionne ainsi la position d’un tourbillon pour la
suite de sa convection.

Enroulements des nappes tourbillonnaires

Enroulements des nappes tourbillonnaires

Figure 7 — Représentation schématique et simplifiée du sillage d’une éolienne Darrieus bipale de solidité
0,1 fonctionnant a une vitesse réduite de 2. Ce schéma a été construit a 'aide d’une simulation numérique
bidimensionnelle utilisant le modéle numérique présenté dans I11.2 qui ne modélise pas le décrochage
dynamique. Les lignes rouges représentent les sillages de vorticité positive et les lignes bleues les sillages de
vorticité négatives. Les lignes sont discontinues ou en trait plein selon la pale qui les a émis. Les fleches
indiquent les zones de formation des tourbillons.

Néanmoins, il faut garder a 'idée que le raisonnement précédent ne prend pas en
compte un possible décollement de la couche limite, or pour les plus basses vitesses réduites,
I'angle d’incidence maximal est augmenté et peut dépasser 'angle de décrochage statique en
provoquant un phénomene de décrochage dynamique (voir paragraphe 11.2.2). Une des
conséquences est 'émission dans la phase amont de structures tourbillonnaires intenses de
bord d’attaque. Cette contribution tourbillonnaire se substitue en partie au lacher
tourbillonnaire ordinaire lié a la variation d’incidence. I’émission de bord d’attaque peut
donner naissance a d’autres tourbillons contrarotatifs au contact avec les pales. Cette
dynamique des tourbillons est décrite plus en détail dans le paragraphe 11.2.2.3.

I1.1.3.2 Les tourbillons marginaux

Bien que le fonctionnement d’un rotor Darrieus puisse se comprendre par un
raisonnement bidimensionnel, aspect fini des pales joue également un réle. Sur une pale de
longueur finie, la répartition de portance n’est pas uniforme et tend vers une valeur nulle aux
bouts de pale. La circulation étant liée a la portance en écoulement attaché, il en résulte une
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émission continue de vorticité le long de la pale dont l'intensité est proportionnelle au
gradient de portance selon envergure de la pale. Contrairement a la vorticité émise par
variation de circulation qui est paralléle a la pale, cette émission tourbillonnaire est dans la
direction de ’écoulement, donc orthogonale a la pale. La plus forte intensité de cette émission
se situe au bout de pale car le gradient de portance y est le plus fort et cela se manifeste par
I’émission d’un tourbillon de bout de pale appelé tourbillon marginal. On peut généralement
regrouper la vorticité émise le long de Penvergure en deux émissions uniques de tourbillons
marginaux, une a chaque bout de pale, d’égale intensité mais de signe opposé.

Tandis que l'intensité instantanée de la nappe tourbillonnaire émise au bord de fuite
est proportionnelle a la variation azimutale de la circulation I', autour du profil (formule (21)),
I'intensité du tourbillon marginal est quant a elle proportionnelle a I'.. Elle varie aussi avec la
position azimutale puisque la circulation autour du profil dépend de I'azimut.

En reprenant les hypothéses qui menent aux relations (24), on retrouve que
I’émission de tourbillon marginal est donnée par la formule (25), c’est-a-dire que I'intensité
de I’émission oscille entre des valeurs positives et négatives a la maniére d’un sinus.
I’émission de tourbillon marginal est donc en quadrature de phase par rapport a I'autre
émission tourbillonnaire dans le sillage. En réalité, une déviation a cette régle est constatée
dans la phase aval a cause du déficit de vitesse dans ’écoulement dans cette partie du rotor
et elle est d’autant plus marquée que la vitesse réduite est élevée.

En dehors des hypothéses précédemment utilisées, c’est-a-dire pour des vitesses
réduites faibles, évolution P'intensité du tourbillon marginal s’écarte un peu de la loi
sinusoidale dans la phase amont a la suite du phénomene de décrochage dynamique qui peut
intervenir.

Dans le cadre de cette thése, aspect tridimensionnel est laissé a un travail ultérieur
et ne sera développé plus en détail. Pour plus d’information sur la dynamique des tourbillons
marginaux et 'influence de 'aspect fini des pales, se référer au travail numérique de Dixon
[66] et aux observations expérimentales de Ferreira [78] et Hofemann et al. ([119]).

II.1.4 Influence des parametres caractéristiques

Nous avons vu que la performance d’une machine Darrieus est conditionnée par
les propriétés aérodynamiques des profils de pale et que le fonctionnement est perturbé par
une dynamique tourbillonnaire complexe qui dépend des parameétres fonctionnels et
géométriques. La variation de ces parametres peut améliorer différents aspects recherchés
pour une machine Darrieus : le rendement, 'uniformité de la puissance produite sur une
rotation, la résistance aux sollicitations de la structure, etc. Nous allons nous intéresser ici
essentiellement a Iinfluence des principales données caractéristiques de la machine d’un
point de vue aérodynamique.

11.1.4.1 Influence de la vitesse réduite

L’influence de la vitesse réduite a été en partie développée dans I1.1.2 et I1.1.3. Pour
une géométrie donnée, c’est la vitesse réduite qui agit directement sur le rendement de la
machine. Une vitesse réduite trop faible provoque une perte de rendement due au décrochage
dynamique, alors qu’une vitesse réduite trop élevée résulte aussi en une perte de rendement
a cause de la faible incidence et de I'influence de la force de trainée. Un bon équilibre des
effets permet d’obtenir un point de fonctionnement optimal.
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En influencant I'échange d’énergie et les émissions tourbillonnaires, la vitesse
réduite modifie aussi certaines caractéristiques de répartition de la puissance dans un cycle.
Les sillages sont les principaux contributeurs du déficit de vitesse dans la phase aval de la
rotation, en induisant une vitesse qui s’oppose a la vitesse infini amont. De plus, la phase
amont génere de la turbulence qui perturbe la phase aval de deux manicres : a ’échelle du
profil, elle provoque des fluctuations de vitesse incidente qui font varier les efforts sur les
pales, et a ’échelle de la couche limite des pales, elle injecte de 'énergie qui stabilise la couche
limite (d’apres [200]). La conséquence de cette derniére remarque est qu’il est moins probable
de trouver du décrochage dans la phase aval que dans la phase amont. De manicre plus
concrete, la figure 8 présente un exemple de répartition de la génération de puissance en
I'absence de décrochage dynamique. On peut voir que pour les tres faibles vitesses réduites,
les contributions des phases amont et aval sont équivalentes car les lachers tourbillonnaires
sont vite éloignés du rotor et il y a peu de déficit de vitesse en aval. Au-dela d’une vitesse
réduite de 3, la phase amont devient le principal fournisseur de la puissance car le déficit de
vitesse devient plus marqué dans la phase aval. A partir d’une vitesse réduite d’'un peu plus
de 7, 1a phase aval ne produit méme plus de puissance car le blocage de I’écoulement par le
rotor est massif et il n’y a plus assez d’énergie dans I'écoulement que les pales pourraient
récupérer.
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Figure 8 — Répartition entre 'amont et I'aval du coefficient de puissance en fonction de la vitesse réduite
d’apres la simulation numérique d’une éolienne des Laboratoires Nationaux américains Sandia d’apres
[200]. En rouge : coefficient de puissance généré dans la phase amont ; en bleu ; coefficient de puissance
généré dans la phase aval ; en noir : total des contributions des phases amont et aval.

I1.1.4.2 Influence de la vitesse (nombre de Reynolds et turbulence)

La taille caractéristique d’une machine Darrieus définit principalement la gamme de
nombre de Reynolds dans laquelle elle va fonctionner, puisqu’il dépend directement de la
corde pour une vitesse réduite donnée (voir formule (6)). En général, plus une éolienne sera
grande et plus le nombre de Reynolds caractéristique de ses pales sera grand. Pour une petite
¢olienne, la corde des pales est de D’échelle du décimetre. Le nombre de Reynolds
caractéristique se situe habituellement dans Iintervalle [10*, 10.

L’ordre de grandeur des valeurs rencontrées présente un caractere transitoire : le
comportement du fluide n’est pas pleinement laminaire, mais n’est pas pleinement turbulent
non plus, en particulier au niveau de la couche limite. Pour un nombre de Reynolds élevé,
disons supérieur a 10°, ’écoulement autour des pales est typiquement turbulent, et le fluide
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proche de la paroi est capable de capter de Iénergie par le mélange avec I’écoulement
environnant, ce qui stabilise la couche limite qui ne décolle pas avant un angle d’attaque
suffisamment élevé. Pour un nombre de Reynolds inférieur a 10° Pécoulement est
initialement laminaire et peut décoller facilement en présence d’un gradient de pression
adverse. Ceci peut donner naissance a un bulbe de décollement laminaire* qui modifie la
forme effective du profil et donc les efforts aérodynamiques. Le bulbe de décollement
laminaire peut également éclater, menant a un décrochage précoce. En conséquence, le
coefficient de portance accedera a une valeur maximale plus basse et I’atteindra pour un angle
d’attaque plus faible ([129]). Le coefficient de trainée est quant a lui augmenté par un faible
nombre de Reynolds car la composante due au frottement est accrue par les effets visqueux.

Les coefficients aérodynamiques dégradés pour les faibles nombres de Reynolds
provoquent des baisses de performance globale de la machine. Par exemple, Blackwell et al.
[36] constatent expérimentalement qu’a méme vitesse infini amont, 'augmentation par la
vitesse de rotation du nombre de Reynolds caractéristique d’environ 1.10° 2 3.10° améliore le
rendement d’une éolienne Darrieus de pres de 7 points (de 28% a 35%) pour une solidité
o = 0,3. Dans une autre expérience, Bravo et al. [40] observent quant a eux que la courbe de
rendement n’est pratiquement pas modifiée a partir de nombres de Reynolds caractéristiques
supérieurs a environ 4.10°. Cette tendance semble a peu prés confirmée par Fielder et al. [83].
I’idée a retenir est que le nombre de Reynolds caractéristique ne modifie les performances
d’une ¢éolienne Darrieus que pour les tres bas nombres de Reynolds, et généralement les
dégrade quand il diminue.

Les performances sont également liées a la dynamique tourbillonnaire. Sur une
petite plage de nombre de Reynolds (5.10° et 7.10°), Ferreira et al. [81] n’ont pas remarqué
de variation dans la circulation du lacher tourbillonnaire d’une pale d’éolienne Darrieus en
décrochage dynamique. Néanmoins, en comparant les résultats expérimentaux issus de la
littérature avec des nombres de Reynolds plus variés et notamment plus faibles (voir
paragraphe 11.4.2), le nombre de Reynolds a visiblement tendance a modifier le nombre, la
position et Porganisation générale des tourbillons liés au décrochage dynamique.

Nous avons défini un nombre de Reynolds caractéristique indépendant de la
position des pales, mais on peut aussi définir un nombre de Reynolds instantané qui est
proportionnel a la vitesse apparente pour une géométrie donnée :

_ Ui U,

Re, . = S R
eIHS v >\,UOO € (27>

La variation idéale’ de ce paramétre est illustrée par la figure 9 qui donne I’évolution
de la vitesse relative adimensionnée en fonction de la position azimutale en négligeant les
perturbations induites par le sillage. On en conclut que pour une vitesse réduite donnée, le
nombre de Reynolds instantané fluctue périodiquement d’une amplitude parfois importante.
L’amplitude est méme comparable a sa valeur moyenne pour des vitesses réduites inférieures
a trois, ce qui dénote une instationnarité importante et une complexité accrue des
phénomenes liés a la viscosité dans la couche limite des pales. On note également que pour
une vitesse réduite égale a un, la vitesse est nulle pour 6 = 180°, les pales peuvent donc
rencontrer des cas particuliers ou le nombre de Reynolds instantané est tres faible, voire nul.
St on ajoute a cela le fait que la vitesse intervient au carré dans les calculs des efforts

2 Pour certains profils et pour des nombres de Reynolds de 'ordre de 10+ 2 109, il arrive que vers le bord d’attaque, la couche limite laminaire
décolle du profil avant de se transformer en couche limite turbulente puis de recoller au profil un peu plus loin en aval. Cette couche limite
détachée délimite une région de fluide captif communément appelé bulbe de décollement laminaire.

3 Idéale dans le sens ou les vitesses induites par les sillages ne sont pas prises en compte.
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aérodynamiques, il est attendu que les fluctuations de vitesse aient un large impact dans la
nature et le niveau des efforts sur les pales, et donc sur la performance de la machine.

Si le nombre de Reynolds donne une indication de la turbulence liée a la viscosité
dans la couche limite, il faut également préciser que le niveau de turbulence dans I’écoulement
en amont a aussi un effet sur les performances. On repere le niveau de turbulence d’un
écoulement grace a I'intensité turbulente définie comme le rapport entre les fluctuations de
vitesse et la vitesse infini amont moyenne. Pour un profil en translation, la turbulente a des
effets comparables au nombre de Reynolds car elle favorise la transition de la couche limite
laminaire en couche limite turbulente. Une forte intensité turbulente engendre
principalement un retard au décrochage et une différence dans la nature méme du décrochage
(voir par exemple [238]). Pour une éolienne Darrieus, en plus d’induire des efforts
supplémentaires sur la structure qui vont occasionner de la fatigue, la turbulence modifie
légerement les performances. Homicz [123] a étudié numériquement les effets de la
turbulence en modélisant ’écoulement comme la superposition d’un écoulement stationnaire
uniforme et d’une turbulence homogene isotrope tridimensionnelle. La turbulence est
supposée gaussienne, le modele se basant sur la densité spectrale de puissance, et est
transportée avec ’écoulement. Avec le modéle aérodynamique adopté, il estime que les
performances issues de la moyenne stochastique sont différentes de celles calculées avec le
vent moyen et que ces différences dépendent de la vitesse réduite : pour des vitesses réduites
faibles, le rendement est diminué, et pour des vitesses réduites plus élevées, le rendement est
augmenté. D’un point de vue expérimental, Sheldahl [229] a comparé les rendements d’une
méme machine dans une soufflerie et en plein air ou la turbulence est plus importante. Il n’a
été constaté qu’une faible différence entre les deux résultats, sauf pour des vitesses réduites
supérieures a 5 pour lesquelles le rendement est supérieur pour expérience en plein air.
Bachant [25] a quant a lui vérifié dans un canal hydraulique qu’une turbulence de grille
(homogene isotrope) décalait le point de fonctionnement optimal vers une vitesse réduite
plus faible, probablement due au retard au décrochage lié a la forte intensité turbulente, en
ne diminuant que tres légerement le rendement. La littérature n’est donc pas unanime
concernant l'influence de la turbulence sur les performances d’une machine Darrieus, mais
globalement, 'effet de la turbulence est jugé faible comparé a d’autres parameétres.
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Figure 9 — Evolution simplifiée donnée par la formule (14) de la vitesse relative adimensionnée par AU en
fonction de la position azimutale pour différentes vitesses réduites (les vitesses induites sont négligées).
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I1.1.4.3 Influence du nombre de pales et de la solidité

La variation de la solidité influe d’abord sur le blocage de I’écoulement, c’est-a-dire
la propension du fluide a contourner le rotor. Le blocage de I’écoulement résulte a la fois du
blocage solide des pales, mais aussi du blocage du sillage. C’est-a-dire que la présence méme
des pales dévie I’écoulement, mais en plus, le fonctionnement de la machine crée un déficit
de vitesse en aval (car de ’énergie cinétique a été récupérée) qui contraint une partie du fluide
a passer de part et d’autre du rotor pour qu’il y ait conservation du débit. Une solidité élevée
se traduit par une expansion plus importante du tube de courant traversant le rotor et une
vitesse en moyenne plus faible dans la zone du rotor et dans son sillage.
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Figure 10 — Influence de la solidité (o) sur la vitesse réduite optimale (Aop) d’une machine Darrieus, issue
de la comparaison de plusieurs expériences en soufflerie, en canal hydraulique ou en tunnel

hydrodynamique avec des rotors a pales droites ou courbées ([168], [36], [2306], [211], [22], [58], [169], [61]
et [38]).

Concretement, le déficit de vitesse dans la zone du rotor amene les pales a
fonctionner a des angles d’attaque plus faibles. A basse vitesse réduite, le facteur limitant est
le décrochage. Une solidité plus élevée permet donc de prévenir le décrochage et d’améliorer
la performance ([54]). Pour des vitesses réduites plus importantes, les faibles angles d’attaque
sont la raison de la perte de rendement, une baisse supplémentaire de I’angle d’attaque a cause
de la solidité ne résulte qu’en une baisse supplémentaire de la puissance. On peut percevoir
Ieffet du blocage de ’écoulement comme un décalage du fonctionnement idéal vers des
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vitesses réduites inférieures, ceci dépendant de la solidité. La figure 10 regroupe les vitesses
, . . . e, Nc L.
réduites optimales en fonction de la solidité (o = Th> pour un ensemble d’expériences en

soufflerie ou canal hydraulique avec des machines a pales droites ou courbées. La vitesse
réduite pour laquelle le coefficient de puissance maximum est atteint diminue avec la solidité.
Si on trace I’évolution de l'inverse du carré de la vitesse réduite optimale en fonction de la
solidité, I’évolution semble linéaire, ce qui se rapproche de la théorie de Betz (avec les
hypotheses de vitesse réduite élevée, d’absence de trainée, etc.) pour une éolienne a axe
horizontal. Les différences de pente entre les différentes expériences s’expliquent par les
disparités de géométries (pales droites ou courbées) et de profils de pale. Ceci n’est pas en
accord avec le développement théorique de Loth et McCoy [159] qui estiment que le produit
Ohopt €8t censé étre constant, égal a environ 0,827, mais les effets de décrochage ne sont pas
inclus dans leur mod¢le.

L’effet de la solidité sur le rendement a été constaté en soufflerie et en canal
hydraulique, par exemple par Blackwell et al. [36] ou Shiono [236] : il existe une solidité pour
laquelle le rendement est le plus élevé (voir figure 11). Cette solidité optimale dépend de
nombreux parameétres et il n’y a pas a ’heure actuelle de conclusion définitive quant au choix
de la solidité idéale qui maximise le rendement. De plus, pour des solidités de 0,13 a2 0,3 : le
pic de rendement est généralement plus étroit si la solidité est plus grande ([30]), ce qui
indique que la machine peut s’¢loigner plus facilement de son rendement maximal si la vitesse
fluctue.
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Figure 11 — Influence de la solidité (o) sur la courbe de puissance pour des solidités d’environ 0,34 a 1,69
sur une hydrolienne Darrieus a pale droite (adapté de [230]).

Néanmoins, le nombre de pale a aussi une influence. La solidité est le demi-produit
du nombre de pale par la solidité de pale. Pour une solidité constante, on peut noter que :

e Augmenter le nombre de pale revient a augmenter le nombre de sillages et
accentue les interactions des pales avec les sillages. Néanmoins, cela a
'avantage de lisser le couple instantané produit par le rotor.

e Augmenter la solidité de pale augmente le nombre de Reynolds
caractéristique (voir paragraphe I1.1.4.1) et leffet de courbure (voir
paragraphe 11.2.1). De plus, I'allongement des pales est réduit ce qui
augmente les effets tridimensionnels induits par les tourbillons marginaux
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en bout de pale (voir paragraphe 11.1.3.2). Il faut donc noter que 'effet de
la solidité est aussi lié a I'effet de I'allongement des pales.

I1.1.4.4 Influence du caractére hélicoidal

Nous avons indiqué quaugmenter le nombre de pale avait pour effet de lisser le
couple. Cependant, ajouter indéfiniment des pales n’est pas une méthode efficace pour
réduire les fluctuations de couple. On peut alors imaginer couper une pale en deux et la
décaler d’un angle égal a la moitié de 'angle entre deux pales. En coupant de nouveau et en
décalant de manicere itérative, on finit par atteindre asymptotiquement une pale hélicoidale.
I’idée d’utiliser des pales hélicoidales est souvent attribuée a Gorlov [98] qui I'a brevetée en
1995. $’1l est assurément celui qui a démocratisé I'idée de I'inclinaison des pales, en regardant
de plus pres, il existe d’autres brevets antérieurs ou concomitants qui préconisent l'utilisation
de pales inclinées (par exemple Kelland [135] en 1984) ou hélicoidales (par exemple Goldberg
[97] en 1995).

La réduction de ces variations de couple ainsi obtenue permet de réduire les
vibrations et le bruit, et d’augmenter la durée de vie de la machine. Les études expérimentales
sur l'inclinaison des pales indiquent que la puissance peut étre améliorée avec I'inclinaison
des pales, mais qu’au-dela d’un certain angle, la puissance chute. Nishizawa et Ushiwama
([193]) ont réalisé des expériences en soufflerie sur des rotors de 2 a 4 pales avec des angles
d’inclinaison de 0°, 10° 20° et 30°. Ils obsetvent que le rendement augmente avec 'angle
d’inclinaison jusqu’a 20° qui représente un seuil maximum. Ils notent aussi que la vitesse
réduite optimale ne varie pratiquement pas avec I'inclinaison. Pour une hydrolienne de trés
forte solidité (o = 1,20) et des angles d’inclinaisons plus élevés, Shiono et al. [237] estiment
que des inclinaisons de 30° a 46,3° détériorent la performance significativement par rapport
a une hydrolienne a pale droite en réduisant de maniere visible la vitesse réduite optimale.

D’un point de vue numérique, les études confirment la tendance observée
expérimentalement avec toutefois quelques contradictions entre certains travaux. McIntosh
et al. [177] utilisent un modéle tourbillonnaire bidimensionnel auquel ils apportent une
correction pour Peffet de Iinclinaison entre 0° et 50°. Ils estiment que Iinclinaison est
clairement néfaste pout les performances a partir de 10° et que la vitesse réduite optimale est
nettement rehaussée quand I'inclinaison augmente. Castelli et Benini [49] ont examiné les
angles d’inclinaison 0°, 9,9°, 19,2°, 27,6° et 34,9° par une modélisation tridimensionnelle des
équations de Navier-Stokes moyennée (RANS). Pour eux, le rendement diminue
significativement pour une inclinaison de plus de 19,2° et la vitesse réduite optimale
augmente tres légerement. Pour Scheurich [222], la comparaison numérique d’une ¢olienne
a pale droite et a pale tres inclinée (environ 43,66°) a géométrie comparable donne un net
avantage a I’éolienne hélicoidale en ce qui concerne le maximum de rendement et méme le
maintien du rendement dans des vents instationnaires.

Au final, on peut dire que le caractere hélicoidal des pales redistribue les efforts sur
la hauteur des pales. La tendance semble indiquer qu’il y a une inclinaison optimale qui
améliore le rendement. Mais il semblerait surtout que leffet positif ou négatif sur les
performances dépend de la géométrie de I’éolienne et de son fonctionnement (en particulier
la solidité et la vitesse réduite).

Une autre divergence de comportement observé concerne les lignes de frottement
sur les pales. Numériquement, Amet [18] évalue les lighes de frottement comme étant
globalement horizontales en dehors des zones décollées, alors que pour Castelli et Benini
[49], ces lignes suivent une trajectoire perpendiculaire au bord d’attaque.
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Néanmoins, si on rapproche l'inclinaison d’une pale a la fleche d’une aile, il y a
plusieurs remarques a souligner. Il a été montré que pour objet en dérapage dans un
écoulement laminaire incompressible, seule la composante de vitesse normale au bord
d’attaque est effective. Cette théorie est nommée principe d’indépendance ([151]). En
pratique, des expériences ont indiqué que ce principe reste valide en écoulement stationnaire
pour des couches limites non-décollées pleinement turbulentes jusqu’a un angle d’inclinaison
critique ([225]). Les conséquences sont que le coefficient de portance effectif est réduit d’'un
facteur cos’(A), mais en contrepartie, 'angle de décrochage est retardé par les effets
favorables du développement de la couche limite selon 'envergure ([151]).

En écoulement instationnaire en présence de décrochage dynamique, il est montré
par St Hilaire et al. ([243]) que la fleche retarde le déclenchement du décrochage dynamique
et réduit 'amplitude des variations instationnaires de portance, de trainée et de moment.
Reporter ce résultat directement aux machines hélicoidales est incertain car il résulte
d’interactions entre les couches limites de différentes parties de la pale selon I'envergure qui
sont différentes pour une pale hélicoidale. Une pale hélicoidale est a la fois en fleche, courbée
et vrillée, ce qui fait que simultanément, certaines parties de la pale peuvent étre décollées et
d’autres non. Pourtant, le retard au décrochage dynamique semble accrédité par I’étude
numérique des lachers tourbillonnaires par Amet [18]. Il observe que le processus
d'échappement tourbillonnaire est retardé d’un azimut de 30° pour une pale hélicoidale par
rapport a une pale droite.

On peut également citer les initiatives de McAdam [169] et Armstrong [22] qui
utilisent des pales non-pas hélicoidales, mais obliques pour avoir les avantages du lissage du
couple en ayant une pale a priori plus facile et économique a fabriquer. Grace a des
visualisations par fil de laine, Armstrong note qu’il y a moins de décollement avec les pales
obliques par rapport aux pales droites pour leur vitesse réduite optimale respective. Le
changement de comportement tend a limiter le décrochage dynamique.

I1.1.4.5 Le choix du profil de pale

Historiquement, les profils utilisés pour les éoliennes Darrieus ont souvent été les
profils NACA car ils disposent d’une base de données importante et des caractéristiques
acceptables. Puisque les faces intérieure et extérieure sont successivement en dépression puis
en surpression, ce sont les profils symétriques qui ont été préférés. Mais les profils NACA
ont été pensés pour leur application a 'aéronautique, or les conditions rencontrées par une
¢olienne a axe vertical sont bien différentes : le nombre de Reynolds est beaucoup plus faible,
les angles d’attaque fluctuent rapidement a des amplitudes élevées, etc. Les caractéristiques
recherchées sont donc de bonnes performances a des nombres de Reynolds généralement
compris dans lintervalle [10*, 10°], un bon rapport entre la portance et la trainée maintenu
sur une large gamme d’incidence et une bonne résistance au décrochage dynamique ([127]).
Ces considérations ont mené les Laboratoires Nationaux Sandia a créer une nouvelle famille
de profils adaptés aux conditions rencontrés par une éolienne Darrieus : la série de profils
SNLA ([147]). Cette série se base sur des profils dits laminaires pour lesquels la couche limite
laminaire s’étend plus loin sur la corde que d’autres profils et pour lesquels efficacité
aérodynamique a été prouvée a bas nombre de Reynolds. En fonctionnement sur des
maquettes ou des éoliennes commerciales, ces profils ont mené a des résultats contrastés

([2007).

On peut aussi imaginer ajouter de la cambrure. En effet, sur un profil en translation,
la cambrure a pour effet principal de remonter la courbe de portance. L’addition de cambrure
peut se justifier pour répartir différemment le couple selon la position azimutale ([78]) et
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¢éventuellement réduire les oscillations de couple. En cambrant vers l'intérieur du rotor (dans
notre repere, il s’agit d’'une cambrure négative), on privilégie la phase amont de la rotation en
agissant favorablement sur la portance tant que I’angle est négatif, alors que la portance est
réduite en valeur absolue sur la phase aval. Ceci peut avoir un intérét car la phase aval est
significativement perturbée par le sillage émis a la phase amont. On peut reproduire un effet
comparable a la cambrure en positionnant le point d’attache vers le bord d’attaque ou en
ajoutant un angle de calage constant ([78]). La cambrure change aussi la courbure au niveau
du bord d’attaque, qui joue un role dans le décollement et le rattachement de la couche limite
en cas de décrochage dynamique ([173]).

De la méme fagon, 'épaisseur des profils est aussi impliquée dans le décollement
de la couche limite a travers la courbure du profil que Iépaisseur engendre. Il est montré que
jusqu’a une certaine limite, les profils épais résistent mieux au décrochage, mais qu’en
contrepartie, la trainée est plus importante ([129]). Angell [20] montre expérimentalement
que pour un profil en mouvement périodique de loi d’angle donnée par la formule (13), plus
I’épaisseur relative est grande, moins le décrochage dynamique est brutal et moins les charges
aérodynamiques sont élevées. L’effet de I’épaisseur maximale sur le rendement global d’une
machine Darrieus est malgré tout encore soumis a débat étant donné les résultats
contradictoires de certaines études numériques ([113] et [60] par exemple). Takamatsu et al.
[249] montrent expérimentalement que les profils épais ont un fonctionnement optimal pour
une vitesse réduite plus faible (de par leur meilleure résistance au décrochage), mais des
rendements moins élevés. Mais il faut préciser une remarque importante : d’apres Angell [20],
I’épaisseur optimale du profil dépend aussi du nombre de Reynolds rencontré par la pale,
donc de la taille et de la vitesse moyenne du vent sur un site. Et en pratique, le choix de
I’épaisseur résulte également d’'un compromis entre les performances aérodynamiques et la
tenue structurelle des pales.

I1.1.4.6 Caractére instationnaire

Nous avons vu que la vitesse et 'incidence instantanées percues par les pales varient
périodiquement. Cette nature instationnaire a des conséquences importantes sur la non-
linéarité des caractéristiques aérodynamiques. Pour définir le caractére instationnaire d’un
écoulement relatif a un profil, le parametre de fréquence réduite, noté k, a été introduit puis
largement utilis¢ dans le domaine de I'aérodynamique des pales d’hélicoptere. Il reflete
uniquement P'aspect instationnaire de l'incidence. Pour un profil en tangage sinusoidal de
type o = o + o sin(wt) avec a lincidence, w la pulsation, t le temps et o et oy des
constantes, dans un écoulement de vitesse de référence U, k est défini comme étant le
— et échelle de

rapport entre I’échelle de temps du mouvement du fluide sur une pale

ref

.o . .. 1 1 . .
temps de la variation relative de I'incidence il de la maniére suivante :
T w

wC

2U

k=

(28)

ref

Cette expression permet d’exprimer un niveau approximatif et représentatif de
I'instationnarité générale de I’écoulement relatif a la pale. 11 est couramment admis qu’il faut
des valeurs supérieures a environ 0,05 pour percevoir les premiers effets de I'instationnarité
(dépendance des coefficients aérodynamiques non-plus seulement a 'incidence mais aussi a
sa variation, d’ou une boucle d’hystérésis dans le cas d'un mouvement périodique).

On peut noter que pour une oscillation sinusoidale d’incidence moyenne o et

- , . .y 1 1 .
d’amplitude oy, I’échelle de temps pour la fluctuation d’incidence (2_f = —) peut étre
T W
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identifiée comme étant le rapport entre 'amplitude d’incidence maximum o et la variation
temporelle maximum d’incidence way, soit —. En faisant ce constat, Laneville et Vittecoq
w

[143] ont proposé une formulation de la fréquence réduite adaptée pour le type de variation

d’angle d’incidence des éoliennes Darrieus. En considérant une échelle de temps de
C

. . c , ..
convection du fluide de l'ordre de = — et une échelle de temps de variation de

2,  2Rw
.. 1 Aotax .
lincidence de - = —=, on peut remplacer expression (28) par :
w %max
k = Clmax
~ 2RwAx @)

max

Cette formulation se veut plus représentative de la nature instationnaire que les
expressions qui remplacent simplement dans 'expression (28) Uy par Us (comme [66]) ou
par Rw (comme [178]) et qui peuvent mener a des analyses ou a des hypotheses erronées.
Worasinchai [271] remplace quant a lui la vitesse de référence Uk par la vitesse relative U,
dans lexpression (28). Cette formulation donne une définition qui dépend de I'azimut, or ce
n’est pas exactement ce que 'on attend du terme de fréquence réduite, car on souhaite savoir
a travers un terme global si 2 un moment dans le fonctionnement il y a un risque de non-
linéarité. Comme le précise Leishman [151], pour des configurations en régime transitoire ou
irrégulier, le concept d’une fréquence réduite unique pour quantifier le degré d’instationnarité
du probléme peut perdre son sens et n’a plus nécessairement la signification qu’on voudrait
lui attribuer. La définition de Laneville et Vittecoq semble toutefois donner une information
pertinente et caractériser une limite haute du niveau d’instationnarité qui risque d’étre
rencontré. Elle sera donc adoptée par la suite.

Si on suppose qu’il n’y a pas de perturbation induite par le sillage (vitesse induite)
et que la vitesse absolue que rencontre le profil est donc bien Ux, on peut déduire a partir de
la formule (13) les expressions analytiques de I'incidence maximale du profil et de la variation
maximale d’incidence :

A

max — atan| ———— (30)

Amax — m (31)

En combinant les équations (30) et (31), on exprime la fréquence réduite par la
relation :

(X - l) atan ; (32)
2 -1

On comprend alors que les parametres qui ont une influence sur le caractere
instationnaire de ’écoulement percu par la pale sont la solidité de pale et la vitesse réduite. Si
on calcule les valeurs de fréquence réduite pour différentes valeurs de o, et de A (voir
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tableau 3), on constate que les fréquences réduites sont systématiquement supérieures a 0,05
pour une solidité de pale supérieure a 0,1. De manicre générale, on peut donc conclure que
I’écoulement autour des pales d’'une machine Darrieus a un fort caractére instationnaire. 1l
est d’autant plus grand que la solidité de pale est grande ou que la vitesse réduite est petite.

Fréquence réduite Solidité de pale

0,05 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5

1 — 00 — ®© — ®© — 0 — ®© — 00

1,5 0,07 0,14 0,27 0,41 0,55 0,69

2 0,05 0,10 0,19 0,29 0,38 0,48

Vitesse 2,5 0,04 0,08 0,16 0,24 0,32 0,41
réduite 3 0,04 0,07 0,15 0,22 0,29 0,37
3,5 0,03 0,07 0,14 0,21 0,28 0,35

4 0,03 0,07 0,13 0,20 0,26 0,33

4,5 0,03 0,06 0,13 0,19 0,25 0,32

5 0,03 0,06 0,12 0,19 0,25 0,31

Tableau 3 — Evolution de la fréquence réduite en fonction de la vitesse réduite et de la solidité de pale,
d’apres la définition de Laneville et Vittecoq ([143])

La conséquence de cette instationnarité est une forte non-linéarité des coefficients
aérodynamiques car cela induit un comportement retardé de la couche limite et des émissions
tourbillonnaires différentes. Les courbes de portance, de trainée et de moment forment alors
des boucles d’hystérésis. Par analogie avec un profil en tangage sinusoidal aux alentours de
I'angle de décrochage statique, 'augmentation de la fréquence réduite peut rétrécir ou élargir
tres significativement les cycles d’hystérésis du coefficient de portance selon les profils (voir
[173] et paragraphe 11.2.2.2.2). 1l faut cependant rappeler que ce critere de fréquence réduite
est idéalisé dans le sens ou l'angle d’incidence ne dépend pas de la solidité parce que les
vitesses induites par les sillages ne sont pas prises en compte. En réalité, une solidité de pale
plus importante mene a un ralentissement de I’écoulement dans la zone du rotor qui diminue
les incidences pergues par les pales et donc les fluctuations d’incidence.

En plus de cette instationnarité naturelle, il se peut que I’écoulement amont soit lui-
méme instationnaire. LLe comportement instationnaire peut étre percu par les pales comme
de la turbulence si les fluctuations de vitesse ont des échelles plus petites que la corde du
profil (voir paragraphe I1.1.4.2). Dans les autres cas, les fluctuations de vitesse vont
provoquer des oscillations de puissance produite. La plupart des études sur Peffet des
variations de vitesse du vent se place dans le cadre de variations sinusoidales du vent a une
vitesse de rotation constante du rotor, donc une vitesse réduite qui oscille autour de son
point de fonctionnement optimal. Numériquement, McIntosh et al. ([175] et [176]) indiquent
globalement une baisse de rendement, mais précisent que la performance moyenne peut étre
améliorée en faisant fonctionner I'éolienne a une vitesse de rotation légerement supérieure a
sa vitesse de référence. Les baisses de rendement sont confirmées numériquement et
expérimentalement par Danao [59], dans une certaine mesure par Scheurich et Brown [223]
pour qui la réduction de rendement est significative seulement pour des amplitudes de
variation importantes. La diminution du rendement est méme considérée comme minime
par Kooiman [140] qui a placé une éolienne dans un véritable environnement urbain sur le
toit d’un batiment.
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II.2 Les phénomeénes aérodynamiques

caractéristiques d’une forte solidité

Dans ces paragraphes qui suivent, une description de deux phénomenes
aérodynamiques particuliers est présentée. Il s’agit de I'effet de courbure et du décrochage
dynamique. L’effet de courbure est toujours présent sur les machines Darrieus, mais
Iampleur de son effet dépend de la géométrie de la machine. La présence du décrochage
dynamique dans le fonctionnement d’une machine Darrieus est conditionnée par la vitesse
réduite, qui est elle aussi dépendante de la géométrie de la machine. La lumicre est mise sur
ces phénomenes car la géométrie qui sera principalement étudiée ici présente une forte
solidité qui est une condition favorisant I'apparition de ces phénomenes.

I1.2.1 Effet de courbure

L’effet de courbure est une des conséquences d’une solidité de pale importante. On
appelle effet de courbure 'ensemble des conséquences du phénomene de lignes de courant
incurvées pergues par un objet généralement dd a son propre mouvement.

Le principe d’une éolienne Darrieus repose sur la rotation de ses pales autour d’un
axe. La trajectoire circulaire des pales crée une dissymétrie de écoulement entre les faces
intérieure et extérieure, mais également entre I'avant et larriere du profil. I’écoulement
résultant de la combinaison de la rotation et du vent amont est courbé relativement au profil
car la composante de vitesse issue de la rotation du profil est différente en chaque point du
domaine. Cet écoulement non-uniforme présente certaines spécificités.

En particulier, I'angle d’incidence local que forme la vitesse apparente avec la corde
varie en fonction de la position sur le profil (voir figure 12). La notion méme d’angle
d’attaque global en devient compliquée. De la méme manicre, la norme de la vitesse
apparente dépend du point considéré.

Figure 12 — Illustration d’un des signes de I'effet de courbure pour un profil tournant autour d’un axe dans
un champ de vitesse Us : schéma de principe du calcul d’angle d’attaque local «y en fonction de la position
x sur la corde. Les proportions sont exagérées.

Puisque I'incidence et la vitesse sont perturbées par I'effet de courbure, les efforts
aérodynamiques le sont aussi. Migliore et Wolfe [182] 'ont mis en évidence en 1979 pour
une éolienne Darrieus. Ils ont fait tourner un profil symétrique autour d’un axe transverse
avec différents angles de calage et ont estimé le coefficient de trainée. Ils ont constaté que
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I'angle pour lequel le coefficient de trainée est minimum était négatif, alors que pour le profil
en translation, le comportement du coefficient de trainée est symétrique pour des angles
d’attaque positifs et négatifs. Ils ont aussi remarqué que ce phénomene était amplifié pour
une solidité de pale plus importante. Cette étude a dévoilé I'importance de considérer les
modifications de comportement aérodynamiques liées a I'effet de courbure.

La courbure de I'écoulement est en fait le produit de tout mouvement de tangage
et se retrouve dans différentes applications ou un objet profilé est en mouvement d’amplitude
importante par rapport a sa taille caractéristique, c’est-a-dire en aéronautique au sens large
(avions, missiles, etc.), en étude maritime (navires, sous-marins, etc.) et pour les
turbomachines. Historiquement, des premieres réflexions autour de cet effet ont été menées
pour I'analyse de la stabilité dynamique de dirigeables dans les années 1930. On retrouve par
exemple une inspection des effets de la courbure pour des navires en manceuvre de virage
par Gregory et al. [106] qui utilise un développement analytique pour construire son mode¢le.
Plus récemment, quelques études de micro-drones en vol battu ou de type cyclocoptéres®
(¢eyclogyro en anglais) se sont intéressés a cet effet de courbure ([30] et [273]).

I1.2.1.1 Effet de courbure pour une éolienne Darrieus

Il semble que la premiere mention des effets du phénomene de courbure des lignes
de courant dans le contexte de la modélisation d’une éolienne a axe vertical est celle de
Muraca et al. [191] en 1975. Sans appui expérimental, Muraca et al. sont partis de la
constatation que I’écoulement est courbé pour développer une méthode de correction de la
portance basée uniquement sur 'effet de I'angle d’attaque. Ils ont estimé que pour les
géométries usuelles, P'effet de courbure peut étre négligé. Par la suite, Migliore et al.
(notamment [182] et [183]) précisent 'influence du phénomene et arguent, contrairement a
Muraca et al., que négliger le phénomene mene a des simulations incorrectes. Ils apportent
une preuve expérimentale des différences de comportement aérodynamique d’un profil dans
un écoulement rectiligne et dans un écoulement curviligne. Ils jugent que la rotation de la
pale a aussi un effet sur la couche limite et développent les équations de la couche limite
soumise a l'effet de courbure. Enfin, en s’appuyant sur une technique de transformation
conforme, ils proposent une méthode d’évaluation des effets de courbure.

Cette connaissance du phénomene peut étre mise a profit pour adapter les profils
utilisés dans la conception d’éolienne. Par exemple, Klimas [138] précise que les Laboratoires
Nationaux Sandia ont testés des profils NACA1515 cambrés vers Pextérieur du rotor (dont
la ligne de cambrure correspond a un arc du cercle formé par le rotor) pour éliminer Ueffet
moyen de la courbure de écoulement. Il dénote ainsi une hausse du rendement, qu’il attribue
a la trainée plus faible du profil qui suit la courbure de ’écoulement. Il a aussi remarqué une
hausse de la vitesse réduite optimale qu’il attribue au changement d’angle pour lequel le

C . . .
rapport c_l est maximal. Cette stratégie de profil cambré selon la courbure moyenne de
d

I’écoulement a aussi été adoptée par [18] et [38] qui utilisent un profil NACA0018 projeté
sur la trajectoire circulaire.

D’autres groupes de recherche sont arrivés a une conclusion inverse sur I'effet de
courbure, comme Takamatsu et al. [249] qui ont étudié une hydrolienne dans un tunnel
hydrodynamique. IIs estiment que 'on peut obtenir des performances supérieures avec une
pale droite et a une vitesse réduite optimale plus faible. Néanmoins, ils sont parvenus a cette

411 s’agit d’une traduction littérale de I'autre formulation anglaise du ¢yelogyro = cyclocopter. 11 n’y a pas d’appellation officielle de ce gente de
machine dans la langue francaise a la connaissance de 'auteur. Il s’agit en fait d’un aérodyne a voilure tournante paralléle a son axe de
rotation et qui utilise un calage variable des pales pour otienter la poussée, selon le fonctionnement inverse de celui d’une éolienne a axe
transverse (i.e. a axe vertical) avec un calage controlé des pales.
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conclusion en faisant varier simultanément ’angle de calage des pales, d’un ordre de grandeur
comparable aux modifications induites par 'effet de courbure. On ne peut donc pas dissocier
Ieffet de courbure de l'effet du calage sur les résultats présentés dans cet article.

Un autre probléme est qu’il est également difficile de dissocier I'effet de courbure
des effets instationnaires induits par le sillage et du décrochage dynamique (voir paragraphe
I1.2.2). Pour un profil en rotation constante autour d’un axe parall¢le a 'axe du profil, seul
I'effet de courbure s’ajoute aux efforts aérodynamiques habituellement rencontrés par un
profil en translation. Cet effet prend une valeur constante quelle que soit la position angulaire
et peut étre mesuré expérimentalement ([182]). Si I'on ajoute un écoulement amont,
Iincidence et la vitesse relative vont fluctuer, leffet de courbure va alors devenir
instationnaire et se méler aux effets induits par le sillage qui va étre généré (éventuellement
da au décrochage dynamique). Il devient alors difficile de distinguer la contribution de
chaque effet. Des études (par exemple [44], [164] et [250]) ont essayé de mettre en place des
mode¢les numériques en focalisant leur attention conjointement sur les effets de courbure et
de décrochage dynamique, mais les résultats sont soit dépendants de nombreux parametres
empiriques, soit peu fideles aux résultats expérimentaux et il est compliqué d’attribuer les
torts a I'un ou l'autre des phénomenes (soit de courbure de ’écoulement soit de décrochage
dynamique).

Une autre illustration de I'influence mutuelle de effet de courbure et du décrochage
dynamique peut étre remarquée dans le travail de Bianchini et al. [34]. Ils ont effectué des
mesures de puissance en soufflerie qu’ils ont comparées aux résultats d’un modele numérique
avec et sans correction de leffet de courbure. Ils jugent que pour les plus faibles vitesses
réduites, ajouter I'influence de l'effet de courbure devient défavorable a la précision du calcul.
Compte tenu du role prépondérant du décrochage dynamique pour ces vitesses réduites
(A < 1,5), ceci mene a penser que le décrochage dynamique pourrait estomper leffet de
courbure. Néanmoins, ce résultat est a prendre avec précaution compte tenu de la simplicité
du modéle numérique (mode¢le a double-multiple tubes de courant, voir paragraphe 111.1.1,
avec le décrochage dynamique modélisé par le modele de Gormont, voir paragraphe
I1.2.2.4.1) et des possibles incertitudes expérimentales.

En 1988, Zervos et Roucous [277] présentent leur analyse de I'effet de courbure.
N’ayant visiblement pas connaissance des travaux antérieurs, ils élaborent une étude de
I'influence de la rotation d’une pale sur ses caractéristiques aérodynamiques a 'aide de la
théorie de Couchet. Il s’agit dune formulation analytique du champ de vitesse
bidimensionnel dans ’hypothése d’un fluide parfait incompressible en I’absence de lachers
tourbillonnaires. Pour satisfaire cette derniere condition, Zervos et Roucous se placent dans
le cadre d’une rotation uniforme d’une pale autour d’'un axe de rotation. Cette méthode
d’analyse permet d’obtenir les forces normales et tangentielles dans un écoulement courbé,
mais également la répartition des pressions sur la pale qui sont assez différentes des
distributions de pression d’une pale en translation. On remarque qu’a une incidence nulle, la
distribution de pression d’un profil symétrique n’est pas identique sur les deux faces. La
courbure de ’écoulement créerait une surpression supplémentaire vers le bord d’attaque de
I'extrados et une dépression vers le bord d’attaque de I'intrados.

Au final, pour la modélisation numérique des effets de la courbure de I’écoulement
pour une éolienne Darrieus, on peut dire qu’il existe globalement deux types de méthodes
qui peuvent ¢tre mises en pratique facilement :

e Soit 'angle d’attaque est déterminé a une position pertinente qui permet de
simuler le comportement aérodynamique de maniére la plus représentative
de Pensemble du profil
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e Soit des termes correctifs sont appliqués aux efforts aérodynamiques du
profil en écoulement rectiligne pour simuler les conséquences de la
courbure de I’écoulement

Cp Cp
1 1
0 0,5 ,Ml x/c 0 \\
1 -1
2) o= 0° b) o = 4°

Figure 13 — Apercu des distributions des coefficients de pression issus de I’étude analytique de [277] pour
un profil NACA0012 en mouvement de translation et en mouvement de rotation a 0° d’incidence (a
gauche) et a 4° d’incidence (a droite). En traits discontinus rouge et bleu (ils sont superposés pour la

figure a) : distributions des coefficients de pression sur I'extrados et I'intrados d’un profil en translation.

En traits continus rouges : distribution des coefficients de pression sur I'extrados d’un profil en rotation.

En traits continus bleus : distribution des coefficients de pression sur I'intrados d’un profil en rotation.

I1.2.1.2 Choix du point de calcul de I’incidence

Puisqu’une des méthodes de correction préconise de déterminer I'incidence a une
position particulicre, il est pertinent de s’intéresser d’abord a I'influence du choix du point de
calcul de I'incidence.

I1.2.1.2.1 Mise en évidence de P’influence du point de calcul de ’incidence

Prenons en considération un rotor de rayon R avec une pale de corde c et de point
d’attache x,. positionnée a un angle azimutal 6. En un point sur la corde a une distance x du
bord d’attaque, la position azimutale locale est décalée d’un angle A, qui s’ajoute a 0 (voir
figure 12). On trouve la valeur de A, par la relation :

Kate ~ X

A0, = atan (33)

La distance entre le point considéré et I'axe de rotation est également plus grande
que le rayon. On note R, cette distance. Elle vaut :

B R

"~ cos (A6,) S

Deés lors, en suivant le raisonnement du paragraphe 11.1.2, 'angle d’attaque local o
au point x sur la corde se détermine avec la formule suivante :
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Figure 14 — Influence du point de calcul de I'angle d’attaque sur I’évolution de I'incidence locale o
(calculée au point x) d’apres la formule (35), sur un rotor test de solidité de pale o, = 0,4 et de point
d’attache a mi-corde, pour une vitesse réduite A = 2.

On constate que le choix de la position du point de calcul de 'angle d’attaque
provoque un déphasage et un décalage de I'incidence, comme le montre la figure 14 sur un
rotor test. On remarque une dissymétrie entre la phase amont et la phase aval de la rotation
pour des points différents du point d’attache. Le cumul des effets peut mener a une variation
de l'angle d’incidence de 'ordre de 40° entre le bord d’attaque et le bord de fuite a2 6 = 180°
pouroc, =04ak=2.

De méme, on montre que la vitesse relative locale U, subit le méme type de
modification :

Rw Riw
U,y = Uy |1 +2——cos(0+ AO,) + < ) (36)
> Uoo Uoo
11.2.1.2.2 Choix pertinent du point de calcul de P’incidence

Pour un profil placé dans une soufflerie, la définition de I'angle d’attaque est simple,
il s’agit de I'angle formé entre la corde et le vecteur vitesse amont, qui est aligné avec les
parois de la soufflerie. Pour un profil en mouvement, la notion méme de vecteur vitesse
amont au profil est beaucoup plus floue, car ’écoulement amont n’est pas rectiligne et la
vitesse relative dépend du point de calcul et de l'instant. Du choix de Iincidence peut
dépendre la valeur des efforts aérodynamiques, le choix est fait dans certain modeles
numériques d’un point de calcul spécifique de I'incidence qui permet de prendre en compte
les effets de courbure de I’écoulement.

De nombreuses études utilisent 'angle formé entre la corde et '’écoulement incident
aux trois-quarts de corde. Ce choix résulte d’une étude analytique : si on considere un
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¢écoulement uniforme et quasi-stationnaire, on peut démontrer que la portance est liée a
I'angle d’attaque calculé au point situé aux trois-quarts de corde. Prenons un profil en
mouvement combiné de pilonnement (aussi appelé pompage, c’est-a-dire une translation
verticale) 4 la vitesse h constante et de tangage a une vitesse angulaire & constante autour
d’un point de la corde situé a une distance xo du bord d’attaque dans un écoulement uniforme
de vitesse U (voir figure 15). Les mouvements sont de petites amplitudes. La vitesse
tangentielle engendrée par le mouvement en un point situé sur la corde a une distance x du
bord d’attaque est :

V(x) = -h + &(x - x) 37)
h V(x) =-h Xeq = il
. _ L -
> —
"C] = 2mogg
b) R
V) = alx-x) Cy, = 2notg,

Figure 15 — Perturbation de vitesse normale au profil et cambrure effective pour un profil d’incidence nulle
en mouvement de pompage (a) et en mouvement de tangage autour d’un axe placé a une distance xo du
bord d’attaque (b) (adapté de [151]).

L’angle d’attaque local ay percu par le profil, défini comme I'angle formé entre la
corde du profil et la vitesse relative locale au point x, est ainsi :

\Y h '
Uy = atan< U(z)> = atan _U_oo + in(x - Xo) (38)

Pour des petits angles d’attaque, on peut faire 'approximation :
h &
=gt U—w(xxo) (39)

Par 'application de la théorie des profils minces, on peut montrer (voir [91]) que la
contribution quasi-statique du mouvement sur le coefficient de portance est équivalente a

I'usage d’un terme d’incidence o, :

CL — ZT[O(éq <40>
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. _ h & (3 , , .
Ou agy = o + o (ZC - XO). On peut noter que 'angle d’attaque équivalent est

égal a 'angle d’incidence local calculé au point situé aux trois-quarts de corde :
éq x=5c (1)

Fung [91] montre que cette conclusion reste valable méme quand I’hypothese quasi-
statique est enlevée et qu'une analyse similaire peut étre menée sur le calcul du coefficient de
moment au quart de corde.

L’¢éolienne Darrieus a un mouvement complexe que 'on peut voir globalement
comme une combinaison de mouvements de grandes amplitudes. En toute logique, on peut
décomposer le mouvement d’une éolienne Darrieus comme une translation circulaire ajoutée
a un tangage a variation constante d’incidence (voir figure 16). Les principales différences
avec le raisonnement précédent sont les amplitudes importantes des mouvements (qui
peuvent également mener a du décollement), la variation de vitesse dans I'axe du profil
(variation horizontale de vitesse dans la figure 15) et la non-uniformité de I’écoulement.
Malgré cela, 'angle d’incidence aux trois-quarts de corde a souvent été employé comme
approximation, ceci afin de prendre en considération I'effet de courbure.

Par exemple, De Vries [64] émet ’hypothese que pour une éolienne Darrieus a
vitesse réduite élevée, I'angle d’incidence résulte de la superposition de I'angle d’attaque
calculé au point d’attache (angle instationnaire qui varie durant la rotation) et I'angle d’attaque
aux trois-quarts de corde qui résulte uniquement de la rotation du profil autour de I’axe (angle
constant sur toute la rotation). Ce raisonnement revient a choisir approximativement I’angle
d’attaque instationnaire aux trois-quarts de corde mais en décorrélant I'effet de courbure de
'effet de variation d’incidence dd au fonctionnement habituel.

Strickland [246] s’est aussi basé sur une étude analytique basée sur un cylindre pour
établir un autre mode¢le. Il estime qu’il faut utiliser deux angles d’attaques différents pour
calculer les efforts sur une pale : Peffort tangentiel est déterminé a partir de 'angle a mi-corde
et leffort normal a partir de angle aux trois-quarts de corde. Le type d’analyse qui est
développée pour arriver a ce type de résultat peut étre trouvé dans [269] et [13].

( | _I_

D

Translation Rotation
x = -Rsin (6) L= -
y = -Rcos (6)

Figure 16 — Décomposition du mouvement d’une pale d’éolienne Darrieus en un mouvement de
translation circulaire et de tangage a variation constante d’incidence.
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I1.2.1.3 Ajout d’un facteur correctif

Outre le choix du point de calcul de I'incidence, une maniére alternative de traiter
effet de la courbure de ’écoulement fait appel a la notion de "profil virtuel". L’idée est née
du travail de Migliore et Wolfe [182] en 1979. Ils sont partis du constat qu’un profil
symétrique dans un écoulement courbé avait un coefficient de trainée minimum pour un
angle d’attaque négatif, ce qui correspond au comportement habituel d’un profil cambré dans
un écoulement rectiligne. A partir de cette analyse, il est possible de trouver un profil
équivalent, ou "virtuel", ayant les mémes propriétés aérodynamiques dans un écoulement
rectiligne que le profil d’étude dans I’écoulement courbé. Le profil "virtuel" se déduit d’une
transformation conforme qui permet de déformer le profil initial et son environnement (voir
figure 17) en supposant que le profil entier pergoit la méme vitesse incidente : la vitesse au
point d’attache.

Lappellation virtuelle qualifie également les caractéres qui ne sont pas réellement
présents dont les effets sont équivalents, comme la cambrure par exemple.

Dans un écoulement rectiligne uniforme, on se retrouve dans une configuration
plus habituelle pour laquelle il est plus simple de déterminer des efforts aérodynamiques.
Dans la pratique, on peut distinguer généralement 4 impacts principaux de I'effet de courbure

([1206]) :

e La cambrure virtuelle (voir figure 18) : La transformation altére la
cambrure du profil. Si on considére un profil initialement symétrique, il
deviendra cambré (de cambrure & négative si on considere le cas de la
figure 18.b). Deés lors, sa portance verra sa valeur translatée (décalage
négatif) et 'angle de portance nulle sera différent de zéro ('angle sera positif
dans notre cas). I’écart de portance dépend principalement de la solidité de
pale. La cambrure modifie normalement aussi les caractéristiques du
décrochage.

¢ DL’incidence virtuelle (voir figure 18) : Selon la position du point
d’attache, la transformation peut induire une incidence supplémentaire otyir.
La variation d’incidence a pour effet de faire percevoir au profil une valeur
de portance différente.

e Le coefficient de trainée a portance nulle : La cambrure du profil virtuel
induit aussi un comportement différent de la trainée. La principale
caractéristique est le coefficient de trainée pour lequel la portance est nulle.
Sa valeur est augmentée par I'ajout de cambrure. Hirsch et Mandal [117]
introduisent une méthode empirique d’estimation de cette correction du
coefficient de trainée a portance nulle. IIs supposent que ce parametre
dépend principalement de la solidité de pale et du nombre de Reynolds.

e La dissymétrie des efforts : Les propriétés aérodynamiques modifiées du
profil virtuel induisent une répartition différente des efforts au cours d’une
rotation. L’effort normal supplémentaire qui s’applique sur la pale est
toujours orienté vers lintérieur du rotor (car la cambrure virtuelle est
orientée vers l'intérieur). Ainsi, la phase amont produit des efforts plus
importants (portance plus grande en valeur absolue) et la phase aval des
efforts moins importants, ce qui amplifie ’hétérogénéité de la répartition
des efforts dans un cycle.
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a) Plan physique b) Plan virtuel

Figure 17 — Exemple de transformation conforme d’un profil symétrique dans un écoulement curviligne
en profil virtuellement cambré dans un écoulement rectiligne uniforme. La solidité de pale est o, = 0,5, le
point d’attache est au quart de corde et la vitesse réduite est supposée infiniment grande.

a) Lignes de courant (traits bleus) autour du profil (trait noir) dans le plan réel.

b) Lignes de courant (traits bleus) autour du profil (trait noir) dans le plan virtuel.
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a) Plan physique b) Plan virtuel

Figure 18 — Estimation de I’angle d’attaque virtuel et de la cambrure virtuel pour une pale dans ’hypothese
d’un profil mince attaché au quart de corde pour une solidité de pale o, = 0,5 et une vitesse réduite infinie.
a) Profil réel (trait noir) dans un champ de vitesse curviligne (fleches bleues).

b) Profil virtuel (trait noir) dans un champ de vitesse rectiligne équivalent (fleches bleues). Le profil forme
un angle virtuel ayir avec 'écoulement infini amont (traits rouges) et présente une cambrure virtuelle
maximum & (trait rouge).

Les deux premiers impacts sont des effets directs qui ont des répercussions
marquées sur les efforts, les deux suivants sont des effets indirects qui sont la conséquence
des deux premiers. Le dernier effet ne nécessite pas de correction. Ce sont les deux premiers
effets qui ont donné lieu aux principales corrections que 'on peut trouver dans la littérature.

Une méthode de correction a par exemple été suggérée par Sharpe [228] en 1984.
En prenant pour hypothese de départ un point d’attache a mi-corde et en se basant sur la
théorie de Theodorsen, il propose de modéliser 'effet de cambrure virtuelle et d’incidence
virtuelle par I'ajout d’'une contribution quasi-statique supplémentaire sur le coefficient de
force normale :

dC;, © _ mopAUs

CN = CN,O + ACN ou ACN =~ - (_) <— C—Xatt)_ ~

dot U, 20, (42
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Avec Cyyp le coefficient de force normale calculé par la méthode habituelle et qui
agit au quart de corde. Il faut donc noter que l'effort normal supplémentaire ACx di a effet
de courbure agit également sur le moment au quart de corde.

Hirsch et Mandal [117] et Mandal et Burton [164] proposent eux d’estimer une
correction a partir d’'une théorie des profils minces. Plutot que d’ajouter directement une
contribution sur un coefficient aérodynamique comme Sharpe [228], ils préferent introduire
un correctif d’angle Aw. a partir duquel les coefficients aérodynamiques peuvent étre corrigés,
en particulier :

{CL = f(« + Ao, Re)
(43)

Cp = g(oc + Ao, Re)

Ou f et g sont les fonctions qui marquent la dépendance des coefficients de
portance et de trainée a I'incidence et au nombre de Reynolds. Ce peut étre les polaires
statiques expérimentales ([117]) ou les coefficients aérodynamiques corrigés pour prendre en
compte le décrochage dynamique ([164]). L’angle correctif est estimé a partir du parametre 3
qui est la différence d’angle d’incidence entre le bord d’attaque et le bord de fuite :

- cos (&
Ao, = atan ﬂ ot B =a(0)-alc) (44)

sin (g)

11.2.1.4 Conclusion sur ’effet de courbure

Les études passées ont mis en lumicre I'importance de I'effet de courbure sur les
¢oliennes Darrieus. L’effet est d’autant plus marqué que la solidité de pale est élevée. 1
semble donc nécessaire de considérer cet aspect pour I’éolienne de solidité élevée qui fait
I'objet de la présente étude.

Les conséquences sont de plusieurs types. D’un point de vue pratique, il est difficile
de définir un angle d’incidence car il dépend de ’emplacement ou il est évalué. D’autre part,
Ieffet de courbure provoque une répartition de pression différente par rapport au cas d’un
écoulement rectiligne. Cette distribution modifie les caractéristiques des efforts
aérodynamiques en provoquant en particulier un décalage de la portance et une augmentation
de la trainée. Ces effets peuvent étre compris comme le résultat d'une cambrure et d’une
incidence virtuelles qui sont ajoutées au profil. L’effet conjoint de ces changements de
propriété peut amener a des corrections du méme ordre de grandeur que les coefficients
aérodynamiques statiques eux-mémes.

11 existe globalement deux types de méthodes de correction pour inclure leffet de
courbure dans des modeéles numériques. Une possibilité est de choisir I'angle d’attaque
comme ¢étant celui que percoit la pale aux trois-quarts de corde. Une autre possibilité est de
conserver la notion d’angle d’incidence comme celle qui est habituellement choisie, mais de
procéder a des rectifications sur les coefficients aérodynamiques.

Le résultat de ces modifications d’effort est une répartition différente de la
génération du couple dans un tour, car la portance est plus favorable dans la phase amont et
plus défavorable dans la phase aval. De plus, l'effet de courbure peut modifier les propriétés
de décollement la couche limite a travers I'incidence virtuelle qui augmente le risque de
décrochage dans la phase amont et la cambrure virtuelle qui modifie la courbure effective du
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profil. Le paragraphe suivant développe justement les caractéristiques des effets
instationnaires et du décollement de la couche limite qui peut donner naissance au
décrochage dynamique.

I1.2.2 Décrochage dynamique et effets instationnaires

Nous avons noté que le fonctionnement de ’éolienne Darrieus est en rapport direct
avec la variation cyclique d’incidence que pergoit la pale. Un aspect majeur de cette variation
d’incidence est la fluctuation de l'intensité du sillage. La conséquence est une évolution non-
linéaire des efforts sur la pale induite par effet du sillage lorsque la fréquence réduite est
trop élevée (voir paragraphe 11.1.4.6).

Pour les cas classiques de profil étudié en soufflerie, le sillage est transporté a la
vitesse de I’écoulement soit de manicre constante et rectiligne, et pour une variation
sinusoidale de I'incidence, ’évolution de portance en fonction de I'incidence, au lieu d’étre
linéaire, forme une boucle. Pour une éolienne Darrieus, le mouvement du sillage par rapport
aI’écoulement est beaucoup plus complexe. Pour se rapporter a des notions connues, Ashley
(|23]) considere toutefois un éloignement linéaire du sillage par rapport au profil comme une
approche simplifiée suffisante pour analyser les effets instationnaires d’une éoliennes
Darrieus de faible solidité. 1l rapproche le probleme de celui d’une pale dans une rafale de
vent sinusoidale pour mettre en lumiére les caractéristiques essentielles de l'instationnarité
sans procéder a des simulations numériques lourdes et cotteuses et en s’abstenant d’utiliser
les corrections empiriques généralement employées a I'époque. Il juge que leffet
d’instationnarité induit par le sillage par rapport a un cas quasi-statique est tres influent sur
le coefficient de puissance. Par rapport au modéle quasi-stationnaire, le coefficient de
puissance est inférieur de I'ordre de 15% pour une solidité de pale de 0,08, et la différence
s’accroit quand la solidité de pale augmente. Cette tendance est en accord avec d’autres études
basées sur des méthodes analytiques ([130] et [69]) et souligne 'importance des effets
instationnaires pour une ¢olienne de solidité élevée malgré 'aspect élémentaire du modele.

Une autre difficulté émerge pour un fonctionnement a faible vitesse réduite. Avec
un raisonnement géométrique, on montre grace a la formule (30) que plus la vitesse réduite
est basse, et plus I'incidence maximale atteinte est élevée. Or en général, les profils décrochent
a partir de 10° a 20° d’incidence, il y a donc un risque qu’un phénomene de décrochage
apparaisse sur une éolienne Darrieus en dessous d’un certain seuil de vitesse réduite. Les
effets non-linéaires liés au décrochage se conjuguent aux effets instationnaires. Pour une
éolienne Darrieus, il n’est pas évident de mettre en place un banc d’essai et des le début de
Iétude du phénomene, I'analogie a été faite avec des configurations aux conditions
expérimentales plus simples, comme un profil oscillant. Ces configurations ont en général
été développées pour le domaine aéronautique, en particulier pour les hélicopteres, pour
lequel 'approximation d’un tangage sinusoidal de grande amplitude, d’incidence moyenne
élevée et de faible fréquence est justifiée. Depuis, d’autres domaines d’application sont
apparus en plus des hélicopteres et des éoliennes Darrieus, comme les avions en manceuvres
rapides, les micro-drones ou les éoliennes a axe horizontal avec un angle de lacet non-nul.

Dans les paragraphes qui suivent, les principales étapes du processus de décrochage
dynamique vont étre décrites pour les configurations habituelles de tangage, puis la spécificité
du phénomene dans une éolienne Darrieus va étre précisée. Enfin, les principales méthodes
de modélisation du décrochage dynamique vont étre développées.
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I1.2.2.1 Description du phénomeéne

Avant d’analyser le décrochage dynamique, il est intéressant de rappeler les
caractéristiques physiques qui menent au décrochage dans un cas statique, bien qu’il en existe
de plusieurs types ([92]). Le décrochage résulte du décollement de la couche limite sur
I'extrados. Plus I'angle d’attaque est important, et plus 'écoulement s’accélere sur I'extrados.
La vitesse élevée de ’écoulement est liée a une dépression importante qui gagne en amplitude
et s’approche du bord d’attaque au fur et a mesure que l'incidence augmente. 11 existe alors
un fort gradient de pression adverse en aval du pic de dépression qui engendre un
décollement de la couche limite ([151]). Au-dela d’un angle critique ('angle de décrochage
statique) le décollement de la couche limite est si massif qu’il y a une chute de la portance et
du moment au quart de corde ainsi qu'une augmentation rapide de la trainée.

Lorsque le profil dépasse rapidement I'angle de décrochage statique, il arrive
généralement que le décrochage soit retardé jusqu’a des incidences significativement plus
importantes ([173]). On passe alors dans un régime de décrochage dynamique. Comme le
précise Carr [45], le décrochage dynamique est le terme utilisé pour décrire la série complexe
d’évenements qui résultent en un retard du décrochage suite a un mouvement instationnaire.
Bien que le profil décroche plus tardivement, une fois qu’il décroche effectivement, les
conséquences sont habituellement plus sévéres, c’est-a-dire que la chute de portance et
I'augmentation de trainée sont plus brutales et de plus grandes amplitudes. Le comportement
des efforts aérodynamiques est donc fortement non-linéaire, et se caractérise par une boucle
d’hystérésis (voir figure 19).

Pour un profil oscillant, on peut distinguer plusieurs étapes caractéristiques du
décrochage dynamique. Bien que tout ne soit pas encore compris avec exactitude, la
phénoménologie la plus acceptée est celle présentée par exemple par McCroskey et son
équipe [173] qui ont effectué de nombreux travaux expérimentaux avec différents profils
dans diverses conditions. Le cas présenté dans la figure 19 est assez représentatif du point de
vue de la succession des évenements physiques constitutifs du phénomeéne. La description
qui suit et qui correspond a cette figure commence par I’état du profil en mouvement
ascendant en dec¢a de 'angle de décrochage :

@ Avant que l'angle de décrochage statique ne soit atteint, le comportement des
efforts aérodynamiques est comparable a celui du cas statique. En particulier, la
couche limite est attachée au profil et le coefficient de portance évolue quasi
linéairement.

@ C’est seulement au-dela de ’angle de décrochage statique qu’une vitesse de retour
(vitesse adverse) commence a apparaitre dans la couche limite. A partir du bord de
fuite, un revirement de vitesse émerge sur I’extrados et avance vers le bord d’attaque,
mais il y a peu d’effet sur les efforts aérodynamiques qui continuent d’évoluer presque
linéairement. Cette absence de modification du comportement aérodynamique
malgré le revirement de vitesse s’explique par la dissociation entre le point de
décollement et le point de revirement de la vitesse dans la couche limite, c’est-a-dire
le premier point le long du profil pour lequel il existe une vitesse de retour ([46], voir
figure 20). Ceci se démarque du décrochage statique ou les deux points sont
confondus. Malgré la vitesse de retour, I’écoulement autour du profil n’est que peu
dévié, il n’est vraiment perturbé que plus en aval sur le profil.

® Pour des incidences bien supérieures a I'angle de décrochage statique (pour
Iexemple considéré ici, a une incidence d’environ 20° alors que le décrochage
statique est aux alentours de 11°), un tourbillon de bord d’attaque se forme sur
Iextrados a environ 20%-25% de la corde ([170]). Sa naissance est associée au
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décollement de la couche limite qui s’enroule et qui est constamment alimentée, mais
les causes de sa naissance sont encore incertaines. LLa génération continue de vorticité
dans la couche limite cisaillée fait grossir le tourbillon qui reste a proximité de la
surface du profil. D’apres McAlister et al. ([171]), 'intensité du tourbillon semble étre
reliée a la circulation autour du profil au moment ou le vortex est formé. Au centre
du tourbillon régne une forte dépression qui crée un effet de succion perceptible sur
la surface du profil par un pic de dépression localisé. En grossissant, le pic de
dépression se déplace vers I'aval du profil a une vitesse de 'ordre de 25% a 45% de
la vitesse de Pécoulement amont (différentes valeurs selon les études). La
modification de la répartition de pression provoquée par le tourbillon génére un léger
regain de portance par rapport a son comportement linéaire précédent, alors qu’il y
a une chute brutale du coefficient de moment et une hausse considérable de la trainée.
@ Lorsque le cceur du tourbillon parvient approximativement a la moitié de la corde
(d’apres [174]), le coefficient de portance atteint sa valeur maximale, bien supérieure
a la valeur du cas statique. La portance chute ensuite rapidement, tandis que les
coefficients de moment et de trainée continuent leurs évolutions. Ce n’est que pour
des angles encore supérieurs que les coefficients de moment et de trainée connaissent
leurs valeurs extrémes (minimum pour Cy et maximum pour Cp), quand le tourbillon
passe au-dessus du bord de fuite, suite a quoi ils retrouvent des amplitudes plus
faibles quand le tourbillon est laché dans le sillage.

® Si Iincidence continue d’augmenter aprés ce licher tourbillonnaire, il peut y avoir
I’émission de structures tourbillonnaires supplémentaires. Tout d’abord, il y a un
tourbillon contrarotatif au bord de fuite en réaction au vortex qui vient d’étre laché,
et qui peut étre plus ou moins bien distingué dans le sillage. Puis éventuellement un
ou plusieurs autres tourbillons de bord d’attaque se manifestent, entralnant de
nouveau des hausses de portance et de trainée associées a une chute de moment au
quart de corde. Une fois I'angle d’incidence maximal atteint, le développement des
tourbillons cesse, les tourbillons antérieurement en train de se former sont lachés.
® Ia couche limite est alors complétement décollée. Elle se recolle progressivement
du bord d’attaque au bord de fuite a un rythme plus lent et de maniére retardée par
rapport au cas statique. Il faut généralement attendre que les tourbillons soient
transportés au-dela de plusieurs cordes en aval avant que les coefficients
aérodynamiques retrouvent des valeurs comparables au cas statique. Pour I'exemple
de la figure 19, il faut attendre le début du cycle suivant (phase de nouveau
ascendante).
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Figure 19 — Caractéristiques du décrochage dynamique sur un profil Vertol VR-7 en oscillation de tangage

de loi d’angle o = 15° + 10° cos(wt) pour un nombre de Mach de 0,25 et une fréquence réduite de 0,10
(adapté de [173]).

a) Evolution des coefficients de portance (Cr), de moment (Cy) et de trainée (Cp) en fonction de I'angle
d’incidence géométrique. En trait pointillé : courbe statique ; en trait plein : courbe dynamique en phase
ascendante d’incidence ; en trait discontinu : courbe dynamique en phase descendante d’incidence.

b) Chronologie simplifiée de I’état de la couche limite de extrados en fonction de la position sur le profil
(0% étant le bord d’attaque et 100% le bord de fuite) et de la phase wt. En vert, la couche limite est
attachée, en orange, il y a un revirement de vitesse, en rouge, la couche limite est décollée. Les traits
pointillés rouges indiquent le passage des tourbillons de bord d’attaque au-dessus de la pale.
¢) Représentation schématique de la couche limite et du sillage (en bleu) pour les différentes étapes du
décrochage dynamiques numérotées de @ a ®. Les lignes épaisses bleues en spirale représentent les
principales structures tourbillonnaires.

Si on résume effet sur la portance, le décrochage dynamique meéne a I'alternance
d’effets bénéfiques (gain de portance par rapport au cas statique) et d’effets néfastes (chute
rapide de portance et valeurs inférieures au cas statique). Dans la plupart des domaines
(principalement aéronautique), la balance des effets positifs et négatifs est généralement
considérée comme défavorable, en particulier en ce qui concerne le fort moment piqueur
consécutif au lacher tourbillonnaire de bord d’attaque. A linverse, selon Rival [215], le
nombre de Reynolds est tellement bas pour les insectes et certains micro-drones en vol battu
que les performances des profils d’aile en régime stationnaire sont dégradées par le bulbe de
décollement laminaire et le décrochage précoce. La portance doit alors étre générée par les
mécanismes aérodynamiques instationnaires associés au décrochage dynamique, comme
Ieffet de succion du tourbillon de bord d’attaque. C’est donc le tourbillon de bord d’attaque
da au décrochage dynamique qui permet aux insectes de voler a bas nombre de Reynolds.
Au final, l'interaction pale-tourbillon peut selon les cas fournir ou prendre de I’énergie a la
structure qui peut en tirer un avantage ou en subir les effets.
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Figure 20 — Allure schématique de ’écoulement autour d’un profil lors d’un décollement stationnaire et
instationnaire de la couche limite (adapté de [40] et de [224]) et représentation de certains profils de vitesse
moyenne dans la couche limite.

a) Décollement de la couche limite dans un cas stationnaire.

b) Décollement de la couche limite dans un cas instationnaire (tangage a incidence croissante).

I1.2.2.2Influence des principaux parameétres

L’enchainement des évenements décrit précédemment est une succession typique,
mais le poids voire la présence de certaines étapes peut varier selon les conditions
expérimentales. Puisque le phénomene résulte de la combinaison de linstationnarité du
mouvement et du décollement de la couche limite, le décrochage dynamique est affecté par
des parametres liés a la fois au mouvement du profil (type de mouvement, fréquence réduite,
incidence maximale, etc.) et a la séparation de la couche limite (forme du profil, nombre de
Reynolds, effets tridimensionnels, etc.).

La plupart des études sur le décrochage dynamique concernent des mouvements de
tangage sinusoidal, 2 des nombres de Reynolds de 'ordre de 10°, avec des profils utilisés dans
le domaine des hélicopteres, parfois avec un écoulement a nombre de Mach élevé. Pour une
éolienne Darrieus, la loi de mouvement est éloignée d’une loi sinusoidale, le nombre de
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Reynolds est plus faible (de 'ordre de 10°) et le nombre de Mach est trés faible. De plus,
pour une éolienne hélicoidale, I'angle d’inclinaison de la pale peut jouer un role tres
particulier, que 'on peut éventuellement rapprocher d’un profil oscillant en fleche. Nous
nous intéresserons donc a linfluence d’une sélection de parameétres géométriques ou
physiques qui marquent la différence entre la configuration classique présentée au paragraphe

précédent et les conditions rencontrées par I’éolienne Darrieus de référence (voir paragraphe
IL.3).

L’¢étude de leffet d’'un parameétre est en général réalisée en faisant varier ledit
parametre en gardant les autres constants. Néanmoins, les influences des parameétres sont
parfois combinées et il est complexe d’en tirer une conclusion définitive, d’autant plus que
les variations de conditions expérimentales d’une étude a 'autre ne sont pas négligeables. Les
analyses présentées par la suite ne sont que des tendances généralement observées. 1l faut
garder a I'idée que la compréhension du phénomene n’est encore aujourd’hui que partielle.

I1.2.2.2.1 Influence du type de mouvement

Une incidence variable peut étre le résultat de divers types de mouvements du profil
ou de changements dans les caractéristiques de I’écoulement. Dans la littérature, les
principales études ont concerné les mouvements de tangage, de pilonnement (aussi appelé
pompage, c’est-a-dire de translation transversale a ’écoulement amont), et les combinaisons
de certains de ces mouvements. On peut également trouver certaines études sur mouvements
de tamis (c’est-a-dire de translation longitudinale par rapport a ’écoulement amont).

Dans Pexemple de référence présenté dans le paragraphe 11.2.2.1, il s’agit d’un
mouvement de tangage. Si 'on procede a un mouvement de pilonnement dont I'incidence
équivalente suit la méme loi sinusoidale, Fukushima et Dadone [90] ont montré que dans le
cadre de leur étude, il n’y a pas différence significative dans le mécanisme de décrochage
dynamique et que les influences de plusieurs parametres du mouvement (fréquence réduite,
incidence moyenne, etc.) restent globalement les mémes. Néanmoins, I’évolution des efforts
reste dépendante du type de mouvement car 'enchainement des phases du processus arrive
a des instants différents et certaines propriétés sont différentes. Par exemple, la progression
du décollement est plus rapide pour une translation verticale, ce qui modifie la distribution
de pression et les efforts aérodynamiques. Carta [48] effectue une comparaison du méme
type et complete 'analyse en montrant que les pentes des coefficients de force normale sont
généralement plus grandes dans les phases attachées pour un pilonnement et que les boucles
d’hystérésis sont notablement dissemblables, dans leurs formes et dans leurs amplitudes. Ceci
peut étre en partie expliqué par la modification de la distribution de pression qui résulte du
type de mouvement et a la cambrure virtuelle ([254], la figure 15 donne aussi quelques outils
de compréhension) et par la différence de positionnement des tourbillons relativement aux
pales ([215] et [190]).

Le mouvement d’une pale d’éolienne Darrieus est plus complexe. Il peut étre
compris comme un mouvement combiné de pilonnement, de tamis et de tangage (voir
figure 16). Worasinchai [271] fait d’ailleurs I'analogie avec le vol battu et propose une autre
décomposition de I’écoulement relatif d’une pale d’éolienne Darrieus en écoulement induit
par une translation et un tangage. Mais a ce jour, il y a un manque de résultats publiés qui
reproduisent expérimentalement le mouvement synchronisé de pilonnement, de tamis et/ou
de tangage d’une pale d’¢olienne Darrieus’, a I'image de expérience de Laneville et al. [144].

5> Autrement qu’en testant une pale en rotation. Ce type d’étude différe d’une pale en rotation dans le sens ou le transport du sillage et
Iinteraction pale/tourbillon n’est pas identique et la courbure de I'écoulement est différente. Ceci permet de décomposer I'influence des
phénomenes élémentaires et de faciliter la métrologie.
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11 existe cependant quelques études de mouvement combiné de pilonnement et de tangage,
comme celle de Rival [215], ou de mouvement combiné de tamis et de tangage, comme celle
de Pascazio et al. [202]. Cette derni¢re configuration met en évidence le réle de
I'instationnarité de la vitesse relative et des effets du sillage transporté a une vitesse variable
dans le repére du profil. Favier et al. [75] ont mis en évidence le role de la phase entre les
deux mouvements : lorsque les mouvements sont en phase, 'effet de la fluctuation de vitesse
prédomine, et en opposition de phase, I'effet de la fluctuation d’incidence prédomine, d’ou
des déclenchements différents des étapes du processus de décrochage dynamique et une
dynamique tourbillonnaire distincte. Pour une éolienne Darrieus, la combinaison des
mouvements se rapproche plus d’un systéme en quadrature de phase.

11.2.2.2.2 Influence de la loi de mouvement

SiT'on ne s’intéresse qu'au mouvement de tangage, qui est le plus développé dans
la littérature, la loi de variation d’incidence la plus courante est la loi sinusoidale définie par
la relation (45) qui introduit trois parametres : I'incidence moyenne oo, 'amplitude oy et la
fréquence réduite k définie par la relation (28) :

2kU,
t> 45)

alt) = oy + oy sin( .

D’apres McCroskey [173], plus que la moyenne et 'amplitude de I'incidence, c’est
I'angle maximal atteint qui est le parametre le plus influent, car il détermine le degré de
décollement de la couche limite. Comme le rapporte McCroskey avec un profil NACA0012,
si 'angle d’incidence maximal est égal a 'angle de décrochage statique, il n’y a que peu de
décollement de la couche limite et pratiquement seul I'effet instationnaire induit par le sillage
se fait ressentir sur les courbes d’efforts aérodynamiques a travers un léger retard par rapport
aux courbes statiques (voir figure 21.a). Si angle d’incidence maximal est supérieur a 'angle
de décrochage statique, le décollement de la couche limite intervient partiellement sur la pale
et déforme les courbes de puissance (voir figure 21.b) en provoquant un retard au décrochage
suivi d’'une perte de portance et d’un recollement tardif de la couche limite. Si I'angle
d’incidence maximal augmente encore, le vortex de bord d’attaque a davantage de temps
pour grossir et son effet est amplifié, ce qui se manifeste principalement par un décrochage
de la portance plus brutal accompagné d’une amplitude plus importante des déviations de
moment et de trainée, et d’un retard plus marqué du recollement de la couche limite, ce qui
indique une échelle de temps plus longue avant que I’écoulement se réorganise. La boucle
d’hystérésis est ainsi plus ample quand I'incidence maximale est plus élevée (voir figure 21.c).

Si on se réfere au fonctionnement d’une éolienne Darrieus, on peut noter que les
angles d’attaque que les pales peuvent rencontrer sont centrés autour de zéro et ont des
amplitudes généralement tres élevées qui dépassent 'angle de décrochage statique. Un
exemple de tangage sinusoidal autour de zéro degré d’incidence est donné par Gerontakos
[93] avec une oscillation d’un profil NACA 0012 de 15° d’amplitude et une fréquence réduite
de 0,05. Malgré un profil symétrique et un mouvement d’incidence identique au-dessus et
en-dessous de 0°, on peut constater une dissymétrie des efforts entre les angles positifs et
négatifs. Bien que ce ne soit pas relevé ni analysé par 'auteur, et si cela ne correspond pas a
une imperfection de 'expérience, on peut estimer que ce résultat renforce I'idée qu’en plus
de l'incidence, la condition initiale et I’historique de ’écoulement (état de la couche limite,
positionnement des structures tourbillonnaires, etc.) jouent un réle primordial dans
I’établissement de ’écoulement instationnaire autour d’un profil.
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Figure 21 — Effet de 'angle d’incidence maximal sur le décrochage dynamique pour un profil NACA0012
en oscillation sinusoidale d’amplitude 10° avec une fréquence réduite de 0,1 et un nombre de Mach de 0,3.
Evolutions des coefficients de portance (Cr), de moment (Cy) et de trainée (Cp) en fonction de 'angle
d’incidence géométrique. En trait pointillé : courbe statique ; en trait plein : courbe dynamique en phase
ascendante d’incidence ; en trait discontinu : courbe dynamique en phase descendante d’incidence.

En ce qui concerne la fréquence réduite, elle n’a pas un effet unique car son
influence dépend d’autres parametres. McCroskey [173] met en évidence le fait que selon le
régime de décrochage et les caractéristiques du décollement de la couche limite (par le bord
d’attaque ou par le bord de fuite), les conclusions peuvent étre opposées. Par exemple, pour
un profil NACAQ0012 oscillant avec une méme loi d’incidence de moyenne 10° et de
maximum 15°, augmentation de la fréquence réduite élargit les boucles d’hystérésis, alors
que pour un profil Vertol VR-7, Paugmentation de la fréquence réduite rétrécit les boucles
d’hystérésis. Egalement avec un profil NACA 0012, mais avec une amplitude d’angle
d’attaque de £15° et un nombre de Reynolds plus faible, Gerontakos [93] indique un
resserrement des boucles d’hystérésis. L’effet de la vitesse réduite est donc modulé par la
combinaison d’autres parametres.

Gerontakos note également que pour des fréquences réduites entre 0,025 et 0,2, les
vitesses de déplacement des vortex de bord d’attaque ne varient pas significativement (ceci
est en partie vérifié par [77] par exemple). Les différences sur I’évolution des coefficients
aérodynamiques résultent principalement d’un retard dans Papparition des évenements et
d’un gain en intensité du tourbillon d’autant plus importants que la fréquence réduite est
élevée.

Dans tous les cas en revanche, une fréquence réduite trés faible génére un
comportement semblable au cas statique, et une fréquence réduite élevée accentue le retard
au décrochage (qui se produit a des angles d’incidence plus élevés) et génere des valeurs
maximales des coefficients aérodynamiques plus importantes. Il est souvent estimé que le
retard de I'angle de décrochage dynamique par rapport a 'angle d’attaque statique est
proportionnel a la racine carrée de la fréquence réduite ([99]). Dans certains cas, le
décollement par le bord de fuite peut méme étre supprimé ([148]). Si la vitesse réduite est
suffisamment élevée, il arrive que le vortex de bord d’attaque ne soit détaché que lorsque
I'angle d’incidence maximal est atteint. Si elle retarde le décollement de la couche limite,
l'augmentation de la fréquence réduite ralentit et retarde aussi le recollement de la couche
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limite dans la phase d’incidence descendante. Une des raisons de ces retards a forte fréquence
réduite est liée au comportement différent de la couche limite a cause de l'effet de courbure
de I’écoulement (voir figure 15).

Une description plus complete des effets les plus notables de fréquences réduites
comprises entre 0,01 a 0,4 sur la distribution de pression et sur les efforts aérodynamique
peut étre retrouvée par exemple dans [227].

Une autre loi de mouvement a également souvent été expérimentée, il s’agit d’une
loi en rampe qui trouve son intérét par exemple dans I'aviation militaire lors de manceuvres
rapides. Cette loi est aussi intéressante d’un point de vue phénoménologique car elle permet :

e De commencer d’un état initial stationnaire

e D’isoler la phase ascendante (en 6tant I'influence de I'incidence descendante
sur le vortex de bord d’attaque)

e D’éliminer les effets de 'accélération angulaire.

Les parametres qui modulent le phénomene de décrochage dynamique pour un
profil oscillant, c’est-a-dire la fréquence réduite k, 'incidence moyenne oo et Pamplitude o
sont remplacés respectivement par le taux de tangage’, 'angle de départ et 'angle d’arrivée.
I1 a été montré que I'on retrouve les mémes étapes du processus de décrochage dynamique
avec un mouvement en rampe qu’avec un mouvement sinusoidal et que le taux de tangage
joue le méme role que la fréquence réduite, c’est-a-dire que son augmentation retarde le
lacher du tourbillon de bord d’attaque, augmente la force du tourbillon et permet d’atteindre
des coefficients de portance plus élevés ([85] et [160]). Les principales différences par rapport
a une oscillation sinusoidale se font ressentir dans l'intensité du tourbillon de bord d’attaque
et dans sa vitesse de convection (puisqu’il n’est pas perturbé par la phase descendante

d’incidence) ([9]).

Le mouvement relatif d’incidence rencontré par une pale d’éolienne Darrieus n’est
ni une oscillation sinusoidale, ni une rampe, mais un mouvement intermédiaire pour lequel
les phases ascendante et descendante d’incidence sont dissymétriques. Pour une vitesse
réduite élevée, la formule (13) d’incidence géométrique se rapproche asymptotiquement
d’une sinusoide de faible amplitude, tandis que plus la vitesse réduite se rapproche de un,
plus l'incidence géométrique coincide avec une rampe descendante de forte incidence
maximale, avec une dissymétrie entre les phases ascendante et descendante et dans le cas
critique d’une vitesse réduite de un, la phase de remontée de I'incidence est instantanée (voir
figure 22). Dans quelques études, les montages expérimentaux ont permis d’avoir une loi de
mouvement dissymétrique proche de celle d’une éolienne Darrieus, a partir d’une translation
circulaire d’un profil comme celle de Laneville et al. [144], ou a partir d’'un tangage controlé
comme celles des références [20], [155] et [260].

¢ Le taux de tangage représente de maniére adimensionnée la vitesse de variation d’angle d’attaque. Il est défini par le rapport entre I’échelle

. . >s .. P L . ac
de temps de convection du fluide et I'échelle de temps de variation d’incidence. Il donné par la relation o
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Figure 22 — Exemples d’évolutions adimensionnées des angles d’incidence percus par les pales d’éoliennes
Darrieus pour des fréquences réduites de 1 (en bleu), 1,5 (en vert) et d’une valeur infinie (rouge). Les
angles sont adimensionnés par leur valeur maximale respective.

Une analyse intéressante d’une loi de mouvement dissymétrique est celle de Rival
[215] qui conjugue tangage et pilonnement. Il n’essaye pas de reproduire la loi d’incidence
d’une éolienne Darrieus, mais cherche a controler le lacher tourbillonnaire en adaptant la loi
e mouvement, a 'image d’un insecte. Il montre I'influence de la loi de mouvement, en
d t, a 'image d’ te. 11 tre Iinfl de la loi d t,
particulier le role du taux de variation d’incidence, dans le processus de création du vortex
de bord d’attaque. Il suggere ainsi qu’en ajustant avec précaution la cinématique du profil, on
peut controler certains aspects du décrochage dynamique. Par exemple, en réalisant un
tangage périodique avec une baisse rapide et précoce de I'incidence, Rival arrive a éliminer le
vortex contrarotatif de bord de fuite et faciliter le recollement de la couche limite apres
écrochage de maniére a réduire les aspects négatifs associés avec le processus de décrochage
d hage d duire les aspects négatif: lep ded hag
namique sans altérer les aspects positifs liés au tourbillon de bord d’attaque.
dy q Itérer les aspects positifs li tourbillon de bord d’attaq

Au final, si on cherche a comparer un profil en tangage ou en rampe a une pale
d’éolienne Darrieus, on peut s’attendre a ce que le processus de décrochage dynamique passe
par les mémes étapes, mais que la variation de la loi de mouvement modifie profondément
la cadence et les effets des phénomenes aérodynamiques élémentaires qui constituent le
décrochage dynamique. De plus, lhistorique de la variation d’incidence va jouer un réle
majeur.

I1.2.2.2.3 Influence du nombre de Reynolds et de la turbulence

Pour la plupart des études sur le décrochage dynamique des pales d’hélicopteres, le
nombre de Reynolds est supérieur 2 10°, alors que pour le type d’éolienne que 'on étudie, il
peut fluctuer a des valeurs significativement plus faibles. L’influence de ce parameétre sur le
processus de décrochage dynamique n’est pas clairement établie. Cela est lié en particulier au
manque de connaissance des causes précises de la naissance du tourbillon de bord d’attaque.

Il a été un temps imaginé que le mécanisme de décrochage dynamique était causé
principalement par éclatement du bulbe de décollement laminaire au bord d’attaque ([132]).
Cette theése ne correspond pas aux analyses faites un peu plus tard, par exemple par
McCroskey et al. [174] ou Leishman [148] par exemple. Ce dernier a par exemple conduit
des essais de décrochage dynamique 2 des nombres de Reynolds de 10° et 1,5.10° pour
lesquels malgré des signes indiquant la présence d’un bulbe de décollement laminaire, il n’y a
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pas eu d’éclatement mais seulement une remontée rapide du point de revirement le long du
profil. Avec un nombre de Reynolds plus faible, de ordre de 1,35.10°, Gerontakos [93]
remarque également que le bulbe de décollement laminaire ne joue pas de role direct dans le
processus de décrochage.

A des nombres de Reynolds encore inférieurs, de 'ordre de 10° ou 10* ([160], [170],
[195], [198], etc.), la couche limite reste laminaire sur la totalité du profil jusqu’au décrochage
et il n’y a pas d’indication d’un bulbe de décollement laminaire. A un nombre de Reynolds
de 2,1.10*, McAlister [170] propose une description du processus d’initiation du vortex de
bord d’attaque : passé I'angle de décrochage statique, un revirement de vitesse commence a
apparaitre dans la couche limite proche du bord de fuite. Des instabilités s’amorcent dans la
couche limite vers le bord d’attaque et laissent émerger des tourbillons mineurs au-dessus de
la surface du profil (comparables a l'instabilité de Kelvin-Helmholtz). De cette instabilité
d’onde nait d’abord a 25% de la corde un premier vortex significatif qui devient
reconnaissable a mi-corde. Puis un second vortex plus conséquent se manifeste proche du
bord d’attaque et devient perceptible vers 25% de corde. 11 semble découler de l'unification
des nombreux mouvements tourbillonnaires se développant vers le bord d’attaque. Lourenco
[160] décrit cette production de vorticité qu’il dit renforcée par le gradient de pression
favorable. La vorticité s’accumule a cause du ralentissement de I’écoulement di au revirement
local de vitesse, jusqu’au moment ou cela provoque le décollement au bord d’attaque. Dans
le document [195], on remarque nettement que les vortex issus des instabilités sont plus
nombreux et plus cohérents pour Re = 2,10* que pour 6,10% et la séparation est plus large
pour le bas nombre de Reynolds, mais il n’y a au final pas de différence fondamentale entre
la formation ou la convection du tourbillon de bord d’attaque des deux nombres de
Reynolds.

C’est uniquement le second vortex décrit précédemment par McAlister qui est en
général observé a des nombres de Reynolds plus importants, car la turbulence rend les vortex
dus aux instabilités moins cohérents, organisés et repérables dans le désordre ambiant de
Iécoulement. Mulleners et Raffel [190] ont néanmoins également observé un vortex
préliminaire a un nombre de Reynolds de 9,2.10°. Selon cette étude, c’est également le vortex
primaire qui repousse les structures tourbillonnaires contrarotatives vers le bord d’attaque et
qui induit le décollement de la couche limite a l'origine du tourbillon de décrochage
dynamique. D’autres études confirment le role de I'instabilité de la couche limite dans le
déclenchement du tourbillon de bord d’attaque (par exemple [77] et [198]).

Le nombre de Reynolds joue un role dans I'instabilité de la couche limite, mais il ne
semble donc pas modifier le mécanisme de décrochage dynamique et les raisons de la
formation du tourbillon de bord d’attaque. D’apres [195], le profil reste sensible a la transition
laminaire-turbulent de la couche limite en-dega du décrochage statique, puis au-dela, les effets
de transition sont secondaires en ce qui concerne la portance. D’autre part, il faut aussi
modérer I'analyse de I'influence supposée faible du bulbe de décollement laminaire par les
difficultés intrinseques que représente I'observation ou la mesure du bulbe, compte tenu de
sa largeur et de son épaisseur faibles par rapport a la corde des profils et de sa proximité avec
la paroi qui est souvent sujette a des réflexions de lumicre lors de mesures optiques.

En revanche, si le nombre de Reynolds ne modifie pas significativement les étapes
du décrochage dynamique, il change le rythme des étapes. Un nombre de Reynolds élevé a
tendance a favoriser la transition de la couche limite vers un écoulement turbulent qui se
décolle plus difficilement du profil, comme ce qui est constaté en régime stationnaire. Le
changement de nature de la couche limite (laminaire en turbulent) a donc pour effet de
retarder le revirement de vitesse, changer la vitesse de remontée du point de revirement et
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par conséquent, retarder aussi la formation du tourbillon de bord d’attaque et toutes les
étapes suivantes ([148] et [17]). Ce délai permet d’atteindre des amplitudes légerement
supérieures des coefficients aérodynamiques. Le tourbillon de bord d’attaque étant formé a
des incidences plus élevées, il est parfois plus compact provoquant des variations de portance
ou de moment plus abruptes.

Dans certains cas, le retard induit par un nombre de Reynolds important peut
engendrer I'absence du tourbillon de bord d’attaque si I'incidence recommence a diminuer
suffisamment tot.

I’ajout de turbulence dans I’écoulement amont a le méme effet que 'augmentation
du nombre de Reynolds, comme le suppose [198] et comme le vérifient expérimentalement
[144] et [155], certainement en injectant de I’énergie dans la couche limite comme on peut le
constater en régime statique.

Au final, Paugmentation du nombre de Reynolds et de l'intensité turbulente ont
pour principal effet de retarder les étapes du décrochage dynamique. Malgré cela, leur impact
est quand méme d’une importance secondaire par rapport a la fréquence réduite (ou le taux
de tangage) et a l'incidence maximum qui changent plus profondément le processus du
décrochage dynamique.

11.2.2.2.4 Influence de la forme du profil

Il est connu que la géométrie des profils d’aile engendre différents comportements
vis-a-vis du décrochage statique. On distingue plusieurs types de décrochage statique selon
le type de profil et les conditions d’écoulement. Pour un écoulement incompressible, les trois
grandes familles généralement distinguées sont : le décrochage par bord de fuite’, le
décrochage par bord d’attaque® et le décrochage des profils minces’. Le type de décrochage
dépend en général de I’épaisseur du profil. Certaines études ont identifié plus précisément le
rayon du bord d’attaque (ou plus généralement la courbure et la géométrie du bord d’attaque)
comme étant le critere déterminant pour le type de décrochage ([92]). Pour le décrochage
dynamique, on peut s’attendre au méme type d’influences. Carr et al. [46] montrent par
exemple qu’en ajoutant une extension pointue a un profil NACA 0012, le processus de
décrochage dynamique change de nature, car le décrochage résulte alors dans ce cas précis
de I’éclatement du bulbe de décollement laminaire et non plus de l'influence de la remontée
du point de revirement de vitesse dans la couche limite par le bord de fuite comme dans tous
les autres cas. Ceci met en lumiere I'influence du rayon de bord d’attaque sur la nature méme
du décrochage dynamique, car la géométrie du bord d’attaque modifie la distribution de
pression vers le pic de de succion qui induit le gradient de pression adverse responsable du
décollement de la couche limite. L’initiation du vortex de bord d’attaque peut éventuellement
étre retardée par une épaisseur relative importante, comme le montre Angell [20] dans ses
expériences de décrochage dynamique pour des profils NACA symétriques de différentes
épaisseurs.

Mis a part le cas d’un rayon de bord d’attaque tres petit ou d’une géométrie tres
inhabituelle, I'influence de la géométrie du profil n’est généralement pas aussi critique. En
comparant divers cas de décrochage dynamique sur plusieurs profils, Leishman [148] estime
que la géométrie du profil modifie surtout les cas ou 'angle de décrochage statique est
dépassé d’une faible amplitude. Si pour certains profils, le dépassement de I'angle de

7 Caractérisé par une remontée relativement graduelle du point de séparation de la couche limite du bord de fuite au bord d’attaque quand
Pincidence augmente.

8 Caractérisé par un décollement soudain de I’écoulement prés du bord d’attaque au-dela d’un angle critique.

9 Caractérisé par une séparation au bord d’attaque suivi d’un recollement de plus en plus en arriére du profil quand Iincidence augmente.
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décrochage statique suffit pour décoller massivement la couche limite, pour d’autres profils
en revanche, leur forme leur permet de mieux résister au décrochage, et I'effet sur les courbes
d’efforts aérodynamiques est notable. Pour des configurations de grand dépassement de
I'angle de décrochage statique, les différences s’estompent. Le processus de décrochage
dynamique s’uniformise avec la présence systématique d’un tourbillon de bord d’attaque.
Certaines caractéristiques du décrochage statique dépendant du profil peuvent se retrouver
dans le décrochage dynamique. Par exemple, les profils qui présentent des caractéristiques
de décrochage statiques tardives ont également tendance a présenter des caractéristiques de
décrochage dynamiques tardives. Mais cette tendance n’est pas systématique ([151]).

Cependant, comme pour le nombre de Reynolds, I'influence du profil (pour des
géométries conventionnelles) sur le processus de décrochage dynamique est d’un ordre
inférieur a celui de la loi de mouvement. Bien que les parametres de 'écoulement aient un
role dominant sur le comportement par rapport a la géométrie du profil, le niveau des
coefficients aérodynamiques en instationnaire reste légerement dépendant du profil, mais
moins qu’en stationnaire.

I1.2.2.2.5 Influence de ’angle de fleche

Dans le paragraphe 11.1.4.4, il est mentionné que 'on peut rapprocher la pale
hélicoidale d’une éolienne Darrieus a une aile en fléche. I’influence de la fleche sur le
décrochage dynamique a été étudiée expérimentalement notamment par St Hilaire et al. [243].
Avec un profil NACA 0012 en tangage sinusoidal pour des nombres de Mach de l'ordre de
0,3 a 0,4, il est déduit que la fleche retarde le déclenchement du décrochage dynamique et
réduit la vitesse de variation des coefficients de portance, de trainée et de moment. Etant
donné I'influence du nombre de Mach (qui n’est pas présenté ici) et de la forme du profil sur
les boucles d’hystérésis (voir paragraphe 11.2.2.2.4), il n’est pas certain que cet effet soit
forcément généralisable quel que soit le profil et les conditions expérimentales. De plus, le
décrochage dynamique a de nombreuses caractéristiques tridimensionnelles car le tourbillon
de bord d’attaque peut se déstabiliser et former des motifs particuliers (en fer a cheval, etc.),
en particulier lorsqu’il interfere avec le tourbillon marginal. La fleche modifie probablement
le développement du tourbillon et l'interaction avec les bouts de pale, changeant peut-étre
certaines caractéristiques du phénomene.

I1.2.2.3Décrochage dynamique pour une éolienne Darrieus

Lors du fonctionnement d’une éolienne Darrieus, les pales s’exposent a une
variation d’incidence. Pour des vitesses réduites suffisamment faibles, Iincidence peut
dépasser T'angle de décrochage statique sur certaines portions de leur trajectoire
circonférentielle. De plus, le taux de variation de 'incidence est généralement élevé, ce qui
réunit les conditions nécessaires a apparition du décrochage dynamique. Takamatsu et al.
[250] montrent qu’en fonction de la fréquence réduite et de I’angle de calage des pales, il peut
y avoir différentes configurations : soit aucun signe de décrochage dynamique, soit du
décrochage dynamique dans la phase amont, soit dans la phase aval, soit dans les deux phases
de la rotation.

Parmi les premiers a faire mention du phénomene dans le cadre d’'une éolienne
Darrieus, on peut citer Blackwell et al. [37] qui en 1977 dressent une liste de questions en
suspens parmi lesquelles ils s’interrogent sur I'influence du décrochage dynamique. D’apres
Klimas [139], le décrochage dynamique semble résulter en une augmentation de la puissance
générée par le rotor et du pic de couple aérodynamique pour une vitesse de vent donnée.
Pour Takamatsu et al. [249] a I'inverse, les conditions optimales d’opération sont celles ou il
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n’y a pas de décrochage et ou la boucle d’hystérésis des efforts est réduite. L’effet positif ou
négatif n’est en réalité pas clairement établi, et le choix a été fait par beaucoup d’entreprises
et de laboratoires dans les années 1980-1990 de concevoir des éoliennes avec un point de
fonctionnement optimal a des vitesses réduites suffisamment élevées pour que le décrochage
dynamique ne s’y produise pas. En revanche, l'effet dommageable pour la structure fait
I'unanimité et a guidé plusieurs designs de rotor. Le probleme est la tenue en fatigue, comme
pour les hélicopteres, compte tenu des sollicitations mécaniques des pales qui sont amplifiées
et des effets qui en découlent sur les roulements. La comparaison avec les hélicopteres a
toutefois ses limites, car ’éolienne Darrieus a des spécificités qui modifient le processus de
décrochage dynamique.

Tout d’abord, il faut se rappeler que le décrochage dynamique se conjugue aux effets
instationnaires. Ces effets sont associés a la vorticité dans le sillage due a la variation de
circulation autour du profil. Dans le cas d’un profil en tangage oscillant comme cela est
souvent étudié en soufflerie, le sillage s’éloigne globalement linéairement, dans la direction
de I’écoulement infini amont. Dans le cas d’une éolienne Darrieus en se plagant dans le repere
relatif a la pale, le champ de vitesse alentour est difficile a appréhender. D’une part, il est
complexe de définir un "écoulement infini amont" car I’écoulement présente globalement
une courbure. D’autre part, un sillage s’éloigne de chaque pale en suivant globalement une
branche de trochoide'’. La particularité de cette trajectoire est que le sillage reste plus proche
de la pale que dans le cas d’un éloignement rectiligne, et ceci rend I'influence du sillage sur la
pale plus prononcée. Les modeéles analytiques ou empiriques qui permettent de simuler les
effets instationnaires dans le cas d’un tangage en écoulement uniforme sont donc a priori
inadaptés si on s’en tient aux hypothéses de base. De plus, les pales peuvent étre amenées a
croiser leur propre sillage, en particulier le sillage de la phase amont qui a été transporté vers
la phase aval.

Ensuite, un autre effet qui se conjugue au décrochage dynamique est celui de Peffet
de courbure de I’écoulement (voir paragraphe 11.2.1). S’il était fixe, on pourrait envisager de
considérer un profil cambré équivalent de méme cambrure virtuelle et analyser le
comportement du décrochage dynamique de ce profil. Or la courbure de I’écoulement varie
selon la position azimutale. On est donc confronté a un profil dont la géométrie varie
pendant le décrochage dynamique. Les conséquences dun tel fait sont completement
inconnues. Au mieux, certaines études considérent un volet mobile au bord de fuite mais
jamais une modification compléte de la cambrure pendant le mouvement.

L’approximation d’oscillation sinusoidale de I'incidence, si elle est justifiée pour une
pale d’hélicoptere, est relativement inappropri¢e pour une éolienne Darrieus de faible vitesse
réduite. L’incidence que percoit une pale fluctue globalement autour de zéro degré avec une
loi dissymétrique, c’est-a-dire que le taux de tangage est différent dans la phase d’incidence
ascendante par rapport a la phase descendante (voir figure 22). Pour de faibles vitesses
réduites, la phase de montée de 'incidence s’effectue dans un laps de temps plus court que
la phase de descente de I'incidence, donc en particulier, une fois que le profil a décroché, son
incidence va vite changer de signe. Pour le cas d’une vitesse réduite de un, l'incidence
géométrique peut passer instantanément d’une incidence de -90° a +90°. Ceci doit
certainement avoir des conséquences sur le processus de recollement de la couche limite. 11
faut aussi noter les treés fortes variations et amplitudes d’incidence que les pales peuvent
rencontrer, qui sont théoriquement de -30° 2 +30° pour une vitesse réduite de 2 et de plus
en plus importantes au fur et a mesure de la vitesse réduite diminue.

10 Une trochoide est une courbe obtenue en tracant le mouvement décrit par un point d'un cercle roulant sur une droite. La cycloide est
une trochoide particuliere.
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Une autre caractéristique a prendre en compte est la forte fluctuation des vitesses
au cours d’un cycle (voir figure 9). C’est un aspect qui est aussi présent pour les rotors
d’hélicoptere, mais qui reste difficile a reproduire expérimentalement dans une soufflerie.
Peut-étre les deux principales conséquences sont la fluctuation du nombre de Reynolds, qui
peut perturber le déroulement du processus de décrochage dynamique, et le transport des
tourbillons détachés du profil qui n’est pas régulier. Le cas d’une vitesse réduite égale a 1 est
un cas critique puisque si on se fie au comportement simplifié décrit par la formule (14), il
existe un instant ou la vitesse relative est nulle.

Une des principales manifestations du décrochage dynamique est le lacher
tourbillonnaire de bord d’attaque. Le processus dépend de la vitesse réduite et il n’existe pas
de description générique du phénomene, mais on peut globalement résumer enchainement
des évenements qui suivent la création du lacher tourbillonnaire de bord d’attaque de la
manicre suivante (voir paragraphe 11.4.2) :

® Dans la plupart des études qui se sont intéressées aux lachers tourbillonnaires
d’une éolienne Darrieus, 'apparition des premiers signes de vortex de bord d’attaque
se manifeste 2 une position azimutale inférieure a 90°. L’instant ou le tourbillon
apparait dépend des conditions (nombre de Reynolds, vitesse réduite, solidité, etc.).
@ Etant données les trés fortes incidences que peuvent rencontrer les pales a des
vitesses réduites basses, le vortex de bord d’attaque s’accompagne généralement
rapidement d’un vortex de bord de fuite qui nait peut-étre en réaction vortex de bord
d’attaque. Peu de temps apres Papparition du premier tourbillon, c’est donc souvent
un doublet de tourbillons contrarotatifs qui est perceptible (par exemple [42] ou [88]).
® Comme dans le cas d’un décrochage dynamique classique, les tourbillons sont
alimentés et grossissent tant qu’ils sont en contact direct avec le profil. D’apres
Ferreira [81], méme une fois que le tourbillon de bord d’attaque est séparé du profil,
il continue a étre alimenté, mais son intensité augmente avec un rythme moins
soutenu (voir figure 30.b). Une explication réside dans le fait que la vitesse réduite
étant faible, la vitesse de I’écoulement n’est pas suffisante pour détacher et évacuer
efficacement les structures tourbillonnaires créées.

@ Les tourbillons sont ensuite éjectés dans écoulement, a lintérieur du rotor. Ils
sont transportés a la vitesse locale de 'écoulement et se diffusent (voir figure 30.a).
® Si les conditions sont réunies (principalement pour un nombre de Reynolds, une
vitesse réduite et une solidité adaptés), les tourbillons peuvent entrer en contact avec
la propre pale qui les a générés, et éventuellement engendrer un nouveau systéme de
tourbillons. Sur les visualisations de Bossard [38], on peut remarquer que pour une
vitesse réduite unitaire, le tourbillon de bord d’attaque interagit avec 'avant du profil
et est a Porigine du lacher d’un tourbillon contrarotatif supplémentaire. Dans le cas
d’une vitesse réduite de 1,5, le tourbillon de bord d’attaque semble perdre une grande
partie de son intensité suite au choc avec la pale (voir figure 31).

® Toutes les structures tourbillonnaires sont ensuite convectées par ’écoulement et
s’éloignent du rotor.

Si la vitesse réduite est suffisamment élevée, il se peut qu’il n’y ait pas de tourbillon
de bord d’attaque, mais simplement un décollement partiel de la couche limite par le bord de
fuite. La vorticité contenue dans cette couche limite est lachée dans le sillage et forme en
général un tourbillon qui se confond avec le tourbillon de bord de fuite issu de la variation
de circulation autour du profil (voir paragraphe 11.1.3.1 pour rappel, et la figure 31 pour une
visualisation de cet effet). Puisque la vitesse réduite est assez élevée, les tourbillons ne sont
pas évacués rapidement loin du rotor et les pales suivantes peuvent passer a proximité ([38]).
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Cette mécanique du décrochage dynamique peut toutefois prendre des formes assez
variées selon les études et les conditions expérimentales. On peut s’en convaincre en
comparant la figure 29 ([87]) a la figure 31 ([38]). Il arrive que dans certaines conditions
(nombre de Reynolds faible et vitesse réduite faible), plusieurs doublets soient lachés au cours
d’une méme rotation.

La conséquence de cette dynamique tourbillonnaire complexe sur les efforts est
difficile a mesurer, d’autant plus que tres peu d’expériences réalisent des mesures couplées
d’effort et de vitesse. Globalement, la conséquence sur les efforts est du méme type que pour
les cas classiques de décrochage dynamique, c’est-a-dire un pic de succion qui provoque un
sursaut de portance et de trainée, et des larges boucles d’hystérésis.

La modélisation numérique de ce décrochage dynamique particulier aux éoliennes
Darrieus s’est souvent limitée a l'utilisation de modeles empiriques ou semi-empiriques
existants pour les hélicopteres, incluant quelques adaptations spécifiques. On peut citer
également Takamatsu et al. [250] qui prolongent les efforts entrepris au Japon d’une
modélisation spéciale pour les éoliennes Darrieus, basée en grande partie sur des données
empiriques, qui inclue les effets instationnaires et les effets de courbure de I’écoulement.

Dans le paragraphe suivant, nous nous intéresserons a la modélisation numérique
du décrochage dynamique en général, en précisant certaines adaptations propres aux
éoliennes, voire aux éoliennes Darrieus.

I1.2.2.4Modélisation du décrochage dynamique

La simulation des effets du décrochage dynamique sur un profil d’aile est une tache
particulierement difficile. Les méthodes de calcul par résolution numérique d’une version des
équations de Navier-Stokes dans un domaine maillé" donnent encore a I’heure actuelle des
résultats trop incertains. Si les étapes constitutives du décrochage dynamique sont en général
bien présentes et si la topologie de I’écoulement est parfois comparable aux résultats
expérimentaux, les cycles d’hystérésis sont en revanche incorrectement prédits dans la
plupart des configurations. Les difficultés de ces méthodes numériques sont a la fois d’ordre
physique (modélisation de la transition laminaire-turbulent, de la turbulence, etc.) et d’ordre
numérique (influence du maillage, etc.). De plus, ces méthodes requi¢rent des moyens
informatiques conséquents qui les rendent inadaptées a une mise en pratique systématique.
Ainsi, les premieres approches numériques se sont plutot basées sur les propriétés du
décrochage dynamique observées expérimentalement (dont une partie est rappelée dans les
paragraphes précédents). Sous conditions d’hypothéses restrictives, des modecles
bidimensionnels empiriques ou semi-empiriques ont été¢ développés pour reproduire
I’évolution non-linéaire des coefficients de portance, de trainée et de moment du point de
vue temporel a partir des polaires statiques bidimensionnelles. Ils ont 'inconvénient de ne
fonctionner que pour les conditions pour lesquels ils ont été paramétrés, mais en pratique,
plusieurs d’entre eux s’averent efficients aussi en dehors de leurs limites théoriques.

Des listes de méthodes semi-empiriques peuvent étre trouvées par exemple dans
[151], [173] et [140]. Les méthodes se distinguent dans leur approche du probleme, dans le
degré d’approximation et de modélisation des phénomeénes élémentaires et par conséquent,
dans le niveau de complexité du mode¢le. La classification des modéles n’est pas figée, mais
on peut néanmoins distinguer trois catégories principales de modeles (voir [1406]) :

11 Par résolution directe des équations tels que les approches par DNS (Direct Numerical Simulation), ou par modélisation de certains aspects
ou certaines échelles de turbulence comme les modéles RANS (Reynolds-Averaged Navier-Stokes equations) ou LES (Large Eddy Simulation) par
exemple.
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e DModeles a angles d’attaques corrigés ou a retards (tels que les modeles de
Gormont, de Gangwani, etc.)

e Modecles qui font abstraction des mécanismes physiques (c’est-a-dire qui
évaluent les coefficients aérodynamiques comme des réponses d’un systeéme
non-linéaire a ’évolution de I'incidence, tels que les modéles de TONERA,
de Mahajan, de Snel, etc.)

e Modeles qui décomposent le décrochage dynamique en évenements
élémentaires (c’est-a-dire qui modélisent les effets du décrochage
dynamique comme la succession d’effets de mécanismes élémentaires, tels
que les mode¢les de Leishman-Beddoes, de RISO, de Larsen-Nielsen-Krenk,
etc.)

Dans le cadre de cette étude, un exemple de chacune des trois familles de modele
sera présenté : le modele de Gormont (autrement appelé modéele de Boeing-Vertol), le
modele de FONERA et le modéle de Leishman-Beddoes. Ces modéles de décrochage
dynamique créés pour le secteur aéronautique ont été tres souvent employés pour I'étude des
¢éoliennes Darrieus en y incorporant quelques modifications, certaines seront présentées ici.

11.2.2.4.1 Modéle de Gormont

Le modcle de Gormont [99] est le fruit du travail réalisé a Boeing-Vertol Company
pour les rotors d’hélicoptere et dont Gormont est 'ultime contributeur. Il s’agit du modele
le plus ancien et le plus souvent utilisé pour les éoliennes Darrieus. De nombreuses
hypotheses propres a ’éolienne Darrieus ont permis de I’adapter et le simplifier par rapport
au modéle initial.

Le point de départ est la constatation que 'angle de décrochage dynamique (qui
correspond a I'angle ou la couche limite décolle massivement) atteint pour différentes
configurations est proportionnel a un parameétre adimensionnel fonction notamment de la
racine carrée du taux de tangage. En estimant expérimentalement le taux de proportionnalité
pour différents profils, il est proposé de définir un angle d’incidence de référence pour lequel
les polaires statiques peuvent étre utilisées avec un facteur d’échelle.

Le modc¢le de Gormont a été développé pour des conditions rencontrées par les
rotors d’hélicopteres. I a été adapté par Strickland [247] pour son usage spécifique aux
¢oliennes Darrieus. Les simplifications adoptées par Strickland sont basées sur les hypotheses
suivantes : les profils sont généralement épais et ’écoulement est incompressible, il n’y a
donc pas de dépendance au nombre de Mach.

La formule de I'angle d’attaque modifié (ou angle de référence) noté o est :

rer = o - YEG Sy (46)

® o est Pangle d’attaque utilisé pour le calcul du coefficient aérodynamique,
il prend une valeur différente selon si 'on calcule le coefficient de portance,
de trainée ou de moment (0N NOtEra tier) €t Kretd €t Aretm)

e o est la variation temporelle d’angle d’attaque
e S, estle signe de
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e K, estun parametre tel que K; = 0,75 + 0,25 S, donc égal 2 0,5 ou 1 selon
la variation d’angle d’attaque, pour donner une amplitude plus importante
a la phase ascendante d’incidence

e yestun coefficient qui dépend linéairement de ’épaisseur relative du profil
et qui prend une valeur différente selon si 'on calcule le coefficient de
portance, de trainée ou de moment

Les valeurs finales des coefficients aérodynamiques sont données par les relations :

C L (oer)
L,dyn = Lo Cref]LL 47
Aref] ~ &L=0 (“7)
CD,dyn =Cp (Oﬁref,D) (48)
CM,dyn = CM(aref,M) (49)

Ce modele a ensuite subi plusieurs autres adaptations. Paraschivoiu [200] estime
que puisque la turbulence stabilise la couche limite, il ne faut pas utiliser le modele de
décrochage dynamique dans certaines plages d’angle azimutal pour lesquelles I'interaction
des pales avec la turbulence de grande échelle qu’elles générent sont a méme de modifier le
phénomene d’hystérésis. La modification peut aller jusqu’a DIélimination du lacher
tourbillonnaire. Il préconise donc de n’utiliser le modele que pour des angles azimutaux
compris entre 105° et 225°, et de négliger les effets instationnaires en dehors car I'ajout d’un
modele de décrochage dynamique pourrait détériorer les résultats. Cette correction ne semble
cependant pas étre fondée sur des criteres trés objectifs et incontestables et ne considére pas
que les azimuts de la zone d’influence du décrochage dynamique puissent dépendre de la
géométrie du rotor.

Une autre modification a été proposée par Massé puis Berg (d’apres [200]). Le
modele de Gormont a initialement été fabriqué pour les hélicopteres, or les incidences sont
bien moindres que celles d’éoliennes Darrieus, notamment a faible vitesse réduite. Massé a
fait la supposition que le modele de Gormont surestime la portance générée aux forts angles
d’attaque. Il a donc suggéré d’utiliser une interpolation linéaire entre les coefficients
dynamiques issus du modele de Gormont et les coefficients statiques en deca d’une certaine
incidence. Empiriquement, Massé a estimé que I'interpolation doit s’effectuer jusqu’a une
incidence 1,8 fois plus grande que 'angle de décrochage statique. Berg a quant a lui proposé
une interpolation jusqu’a 6 fois 'angle de décrochage statique, ce dernier étant défini comme
I'angle a partir duquel la portance n’évolue plus linéairement en fonction de I'incidence.

Ces corrections semblent améliorer légerement la précision dans quelques
configurations, mais apparaissent malgré tout comme des réparations rudimentaires pour
essayer de pallier les limitations d’'un modele numérique somme toute assez simpliste.
Cependant, sa simplicité reste son principal atout, et le modele de Gormont produit une
amélioration des modeles numériques par rapport au cas quasi-stationnaire.

11.2.2.4.2 Mode¢le de PONERA

Le mod¢le de TONERA a été développé par le laboratoire du méme nom a partir
des années 1980. Une description compléte de son fonctionnement peut étre trouvée dans
[205] et [43]. Comme le modéle de Gormont, il a été congu pour les hélicopteres, mais il a
été introduit avec succes dans d’autres domaines sans modifications treés conséquentes
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comme pour les éoliennes a axe horizontal pour des calculs d’aéroélasticité principalement
(J262] par exemple).

Le mode¢le repose sur I'idée que les coefficients aérodynamiques se comportent
comme les réponses a un systeme non-linéaire par rapport a 'incidence. Comme le précise
Petot [205], « le principe de la modélisation consiste a chercher une équation différentielle
reliant [les coefficients a 'incidence] telle qu’elle traduise bien la fonction de transfert ». Il est
montré quun systeme du second ordre est nécessaire et suffisant. Pour concilier le
comportement linéaire avec le comportement non-linéaire, le choix a été fait de décomposer
les coefficients aérodynamiques en deux contributions, 'une qui représente leffort en
I'absence de décrochage, I'autre en présence de décrochage.

En notant C, les coefficients aérodynamiques (qui peuvent étre les coefficients de
portance, de trainée ou de moment), un méme type de systeme d’équations permet de simuler
tous les types de réponses aux oscillations d’incidence :

Cy=Cyqi + Cop

faiCqr b1Cq1 = fi(x)

u A .. _ 50
3Cp T bCp + Cyp = f(,8) o0

Avec a;, b;, ¢i des parameétres qui dépendent de I'incidence et f; des fonctions de
I'incidence et de la variation d’incidence. Cq est la contribution instationnaire du sillage en
écoulement attaché et Cq; la contribution liée au décollement de la couche limite et aux effets
visqueux. Une comparaison a des données expérimentales a permis de déterminer les
dépendances des parameétres dans les équations (50), qui sont différentes selon le type de
coefficient aérodynamique considéré (portance, trainée ou moment). Il en résulte, d’apres
[151], I'utilisation de 22 coefficients empiriques pour chaque profil et nombre de Mach.

I y a eu deux versions, I'une classique notée EDLIN (pour Equations
Différentielles LINéaires), 'autre BH (pour Bifurcation de Hopf) qui se veut étre une
évolution de la version précédente ([43]). La méthode EDLIN a également connu une
version "étendue" ([205]) qui a permis de corriger certains défauts du modele initial :
I'introduction dun retard au décrochage pour les fortes incidences et la réécriture des
équations en termes de circulation au lieu de la portance pour gérer, en plus du tangage, les
mouvements de pompage et les variations de vitesse de vent.

Petot [205] nuance toutefois 'applicabilité du mode¢le en rappelant que le modele
repose sur une hypothese de faible variation des fonctions de transfert et possede en théorie
une limitation en variation d’incidence (&) sans que celle-ci ne soit clairement définie en valeur
numérique. De plus, le calage des trées nombreux parametres nécessite une base de données
expérimentale importante, et parfois difficile a obtenir. Un des avantages de ce type de
modele est surtout 'expression sous forme d’équations différentielles du systéeme qui est bien
adaptée a une étude aéroélastique ([151]).

11.2.2.4.3 Mode¢le de Leishman-Beddoes

Le modecle de Leishman-Beddoes résulte du travail individuel et conjoint de
Beddoes et Leishman au cours des années 1970 a 1990 sur P'aspect instationnaire et sur le
décrochage dynamique des pales de rotor d’hélicopteres. Les principales formulations du
modele sont énoncées dans [152] et [153]. 1l est a 'heure actuelle un des modeles les plus
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utilisés dans la littérature aéronautique et a connu de nombreuses adaptations et a donné
naissance a de nombreux modeles dérivés.

Le but de ce mode¢le est d’avoir une représentation plus compléete de la physique
des mécanismes qui constituent le décrochage dynamique, tout en maintenant une
complexité minimale. Comme pour le modele de FONERA et d’autres modéles encore, le
fondement du modele repose sur une distinction des écoulements attachés et décollés qui
sont modélisés par deux systémes distincts, auxquels s’ajoute un troisi¢me module pour les
efforts induits par le tourbillon de bord d’attaque. A la différence du modéle de décrochage
de FONERA qui traite en paralléle les contributions des écoulements attachés et décollés, la
fonction de transfert du module d’écoulement décollé s’applique a la sortie du module
d’écoulement attaché. Une autre caractéristique importante par rapport aux autres modeles
est la modélisation systématique des effets de compressibilité.

LLa mise en place du modcle original peut étre retrouvée dans diverses références
(|152] et [153]). Dans ce paragraphe, seules les idées clés sur la formulation du coefficient de
force normale sont rappelées pour montrer ensuite pourquoi certaines hypothéses ne sont
pas adaptées aux éoliennes et pour présenter les évolutions qui ont été initiées.

Le probléme de Iécoulement attaché est traité par l'utilisation d’un écoulement
potentiel instationnaire et en appliquant le principe de superposition de différentes réponses

indicielles, ’'une circulatoire notée CI%, I'autre impulsive notée C&, dont les formulations sont

principalement issues d’analyses théoriques. La partie circulatoire CY est liée au changement
d’incidence qui produit une variation de la circulation et est modélisée en utilisant une
réponse indicielle qui fait intervenir quatre coefficients basés sur la théorie de Theodorsen.
II s’agit de leffet de la vitesse induite par le sillage. La partie impulsive Cx prend en
considération les forces de pression qui sont liées a I'accélération de I’écoulement au
voisinage du profil. Cette composante est modélisée via une réponse impulsionnelle qui
inclut leffet de la compressibilité et nécessite une constante de temps T, qui regle la vitesse
de propagation des perturbations de pression. A I'issue de cette phase, on a le coefficient de

force normale en écoulement instationnaire attaché que I'on notera Ch = C\ + Ck

La séparation de Pécoulement par le bord de fuite est traitée complétement
différemment de la partie attachée et se base davantage sur des observations empiriques.
Dans la modélisation choisie, il n’y a pas la distinction entre écoulement de retour et
décollement comme cela a pu étre fait dans le paragraphe I1.2.2.1. La réponse en écoulement
décollé est calculée en modifiant la réponse circulatoire en écoulement attaché Cg a I’aide
d’une position effective du point de décollement sur I'extrados notée f. La théorie de
Kirchhoff permet de relier le coefficient de force normale au point de décollement.
L’évolution de f en fonction de I'incidence est déterminée a ’aide d’une approximation issue
des polaires statiques et de correction pour la compressibilité.

La connaissance de f permet de reconstruire approximativement les polaires
statiques. En conditions instationnaires, la réponse en pression au bord d’attaque s’établit
avec un retard modélisé par une réponse du premier ordre sur le coefficient de force normale,
réglée par une constante de temps T} globalement dépendante du nombre de Mach. On
obtient donc un coefficient de force normale retardé noté Cy 4 partir duquel il est possible
d’estimer un point de décollement équivalent noté £, 1l est estimé que les conditions
instationnaires imposent également un délai supplémentaire a cause de la réponse
instationnaire de la couche limite. Une réponse du premier ordre (de constante de temps T+

elle aussi dépendante du nombre de Mach) par rapport a f permet de prendre en
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“ 1, . " . , . . . .
considération cet effet, on note alors f le point de décollement instationnaire. Finalement,
le coefficient de force normale en écoulement instationnaire séparé est recalculé par la loi de

Kirchhoff a partir du point de séparation £, on le note CY.

Pour finir de modéliser le décrochage dynamique, une derniere composante est
ajoutée pour modéliser I'effet de succion du tourbillon de bord d’attaque. I’aspect délicat est
de savoir a quel moment Peffet doit se déclencher. A partir de résultats expérimentaux, il a
été estimé qu’il est possible de définir I'instant ou le décollement au bord d’attaque intervient
par un critere de pression critique au bord d’attaque car on peut y associer un gradient de
pression critique. Le coefficient de force normale étant lié a la pression, en pratique, le
déclenchement du lacher tourbillonnaire s’effectue lorsque le coefficient de force normale
Cx (qui inclut le retard de la réponse en pression) dépasse un coefficient critique Cxi. Le gain
de force normale, noté CY, causé par 'effet de succion du tourbillon est modélisé comme
un exces de circulation a proximité du profil. Il est donc calculé a partir de la différence entre
les coefficients CY et CY. Le déplacement du tourbillon est suivi par une variable de temps
adimensionnée et le gain de force normale est supposé décroitre exponentiellement avec ce
temps, introduisant ainsi deux dernieres constantes de temps T, pour la décroissance de
'effet du tourbillon et Tvi. pour le temps de convection du tourbillon au-dessus du profil.

Le coefficient de force normale final est donné par la somme Cy = Ch + CX + CX.
Pour le coefficient de force normale, il faut donc ajouter a la connaissance des polaires
statiques 4 constantes de temps (T}, T, Ty et Tvi) et un coefficient de force critique (Cxi) a
régler en fonction du nombre de Mach et parfois en fonction du profil. En pratique, le
coefficient Cn; est souvent choisi comme étant le coefficient de force normale statique au
moment ou il y a le décrochage du coefficient de moment. Il faut également ajouter au
compte des parametres ceux supplémentaires nécessaires pour les autres coefficients
aérodynamiques (de force tangentielle et de moment).

Ce modele a donné naissance a plusieurs variantes et adaptations ([55], [111] et [233]
par exemple). Une des caractéristiques de ce modele est l'introduction de leffet de la
compressibilité de ’écoulement a travers le nombre de Mach, or dans le cadre d’une éolienne,
ces dépendances sont inutiles. Une des conséquences est que les perturbations de pression
peuvent étre considérées comme se propageant a une vitesse infinie. Dans [111] qui cherche
a définir un modele de décrochage dynamique pour les éoliennes a axe horizontal, effet de
la partie impulsionnelle de 'effort n’est plus traité par une réponse impulsionnelle, mais juste
par Peffet d’'une masse apparente.

Le probléme avec la partie circulatoire est que dans la théorie de Theodorsen, le
sillage est supposé étre plan et se propager linéairement. Dans une éolienne Darrieus, cette
approximation est uniquement acceptable pour des fréquences réduites élevées et de faibles
solidités. En réalité, le sillage est une branche de trochoide et peut interagir avec la pale.
Coton et al. [55] proposent de modifier en conséquence le paramétrage des effets
circulatoires. Dans [70] et [222] qui utilisent le modele de Leishman-Beddoes pour une
¢olienne Darrieus, effet de la partie circulatoire est calculé par un autre moyen : il est issu
du résultat d’'un modele numérique tourbillonnaire pour estimer un angle équivalent.

Pour la position du point effectif de décollement, la théorie de Kirchhoff suppose
une évolution linéaire du coefficient de force normale en écoulement attaché en fonction de
I'incidence. Cette approximation est justifiée pour les incidences rencontrées par les pales
d’hélicopteres (-10° a 30°), or pour une éolienne, les incidences maximales peuvent étre bien
plus élevées. Pierce [206] propose d’utiliser plutét une combinaison d’évolutions linéaires
décroissante entre -180° et 90°, croissante entre -90° et 90° et décroissante entre 90° et 180°.
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Gupta et Leishman [109] proposent simplement de remplacer I'incidence par le sinus de
I'incidence, en d’autres termes, ’hypothese de faible incidence utilisée dans le modele est ici
transgressée dans cette équation pour adapter artificiellement le modéle aux fortes
incidences. De manicre générale, Pierce [206] utilise plusieurs corrections au modele original
pour I'adapter aux fortes incidences, mais en I'absence de données de comparaison, on ne
connait pas la validité de ce mod¢le modifié.

Ensuite, ’évolution de f dans le modéle original est approximée a partir d’un modele
constitué de deux fonctions exponentielles ajustées aux polaires expérimentales. Pierce [200]
constate que cette formule approximative ne convient pas pour le profil qu’il étudie et préfere
plutot inverser la relation donnée par la théorie de Kirchhoff. Il inverse également la formule
utilisée pour le coefficient de force tangentiel pour avoir un parametre f différent selon le
type de force calculée et pouvoir reconstruire a Iidentique les courbes des coefficients
aérodynamiques statiques (voir figure 47 et 'explication qui y est associée, au paragraphe
111.2.4.1).

Plusieurs variantes existent quant au choix du coefficient critique Cxi. Si en
pratique, c’est souvent soit une valeur fixe, soit la valeur du coefficient de force normale au
décrochage statique qui est choisie, il existe plusieurs critéres (par exemple dans [206]). Cette
problématique de déclenchement du tourbillon de bord d’attaque n’est d’ailleurs pas réservée
au modele de Leishman-Beddoes ([77]).

Une série importante de modifications a également été apportée pour ajuster la
modélisation a des faibles nombres de Mach. Sheng et al. [233] ont proposé en 2008 a I'issue
d’un travail débuté dans les années 1990 un réarrangement complet du modele de Leishman-
Beddoes en essayant de garder la méme philosophie. Ils ont jugé que le mode¢le initial avait
notamment deux défauts principaux pour les bas nombres de Mach : le déclenchement du
lacher de bord d’attaque s’effectue trop tot et la fagcon dont le recollement de la couche limite
estaccompli n’inclut pas le processus de convection de la zone décollée. Parmi les corrections
ajoutées, on peut noter que le lacher du tourbillon de bord d’attaque est ainsi exécuté en
supposant des relations linéaires entre I'angle de déclenchement du décrochage dynamique
et le taux de tangage, I'effet du tourbillon de bord d’attaque est également changé et le
recollement de la couche limite dans la phase descendante est profondément transformé. Ce
modele nécessite toutefois des parametres supplémentaires a caler et les données qui ont
servi de base pour les corrections sont assez restreintes (les taux de tangage présentés sont
généralement inférieurs a 0,05, alors que le taux de tangage instantané d’une éolienne a axe
vertical peut étre plusieurs ordres de grandeur au-dela). D’ailleurs, les hypothéses de base des
corrections sont parfois remises en cause par d’autres études ([190]). Il est probable qu’au
final, pour des lois de mouvements pour lequel le mode¢le de Leishman-Beddoes n’a pas été
défini telles que celles d’une pale d’éolienne Darrieus, une partie des corrections empiriques
proposées ne fonctionnent pas correctement.

De plus, pour prendre en compte certains effets tridimensionnels, il est intéressant
de préciser que Leishman [149] introduit également une modification du modele de
Leishman-Beddoes pour prendre en compte linclinaison de Pécoulement incident par
rapport a une pale (type angle de fleche). Bien que cela n’ait pas été appliqué auparavant aux
¢éoliennes Darrieus, on peut imaginer appliquer ce type de correction pour modéliser I'effet
du caractere hélicoidal d’une telle éolienne.

Enfin, une derniére remarque est a apporter en ce qui concerne le niveau de
précision du modele de Leishman-Beddoes par rapport au modele de TONERA. Plusieurs
études ont mis en place une modélisation du décrochage dynamique par 'une et/ou l'autre
méthode, et il n’en ressort finalement pas de modele inconditionnellement meilleur que

70



l'autre. A titre d’exemple, la conclusion du travail de Holierhoek et al. [121] est que la
précision de tous les modeles est limitée, en particulier en régime post-décrochage, et que
selon les cas, 'un ou l'autre peut présenter une erreur plus faible.

11.2.2.4.4 Modélisation du décrochage dynamique par double émission de
sillage

Outre les méthodes semi-empiriques ou empiriques qui corrigent les efforts
globaux sur les pales, il existe d’autres solutions envisageables pour intégrer directement le
décrochage dynamique dans des modeles numériques tels que les surfaces portantes (voir
paragraphe II1.1.2). I.’étude de Strickland et al. [245] en 1981 et d’Oler et al. [197] en 1983
attire notre attention compte tenu du niveau de modélisation comparable a celui de la
présente étude (voir paragraphe IIL.2 pour une description plus compléte de ce genre de
modélisation). Le modeéle présenté est bidimensionnel et a pour objectif de simuler
directement le décrochage dynamique dans une éolienne Darrieus par un lacher de particules
tourbillonnaires. LLa modélisation aérodynamique des pales est basée sur une méthode des
panneaux, c’est-a-dire que les pales sont représentées par des segments porteurs de
singularités (en 'occurrence, des distributions de doublets). Les propriétés de la couche limite
cisaillée attachée au profil sont déduites de modéles de couche limite. Dans les méthodes de
panneaux habituelles, le sillage se réduit a une émission de vorticité a partir du bord de fuite
a 'aide de particules porteuses de vorticité, or le décrochage dynamique étant caractérisé par
une importante génération de vorticité dans la couche limite et des structures tourbillonnaires
nettes, I’ajout supplémentaire de particules pour représenter le phénomene semble une
extension naturelle. Oler et al. [197] proposent d’intégrer deux sillages : un au bord de fuite
comme cela se fait habituellement, et un a un point de séparation de la couche limite.

L’utilisation d’une méthode des panneaux avec deux points d’émission du sillage
avait été utilisée auparavant pour des profils statiques, mais son évolution pour un
écoulement instationnaire pose des difficultés. Cela nécessite d’intégrer les termes
instationnaires aux mode¢les utilisés pour représenter les pales, les sillages et la couche limite
et de déterminer le point de séparation instationnaire de la couche limite. C’est le couplage
du modele de couche limite avec ’écoulement potentiel qui présente le principal obstacle. A
I’état d’avancement du travail présenté par Oler et al. [197] en 1983, le modele fonctionnait
pour des écoulements attachés instationnaires et pour des écoulements décollés quasi-
stationnaires, mais n’avait pas encore pu étre étendu aux cas d’écoulements décollés
instationnaires qui restait un « objectif a long terme ». Plus récemment Zanon et al. [275] ont
réussi a appliquer pour une éolienne Darrieus ce type de modele a double sillage grace a un
couplage fort entre la partie visqueuse et non-visqueuse de I’écoulement. Les simulations
sont tres encourageantes et laissent entrevoir la possibilité d’avoir une modélisation adaptée
de leffet du décrochage dynamique non-pas seulement sur les efforts globaux, mais
également sur la distribution de pression sur les pales.

I1.2.2.4.5 Conclusion sur le décrochage dynamique

Le décrochage dynamique est un phénomene complexe qui focalise de nombreux
phénomenes de la dynamique des fluides qui sont chacun des thémes de recherche a part
entiere, comme la transition laminaire-turbulent de la couche limite, le décollement et
recollement instationnaire de la couche limite, la modélisation de la turbulence, etc.
Drailleurs, la sensibilité du décrochage dynamique aux conditions initiales et a une multiplicité
de parametres physiques, de méme que la nature instable et chaotique du phénomeéne ont été
mises en évidence expérimentalement et soulignent I'absence intrinseque de reproductibilité
stricte d’une expérience a 'autre et méme d’un cycle a 'autre ([265]). Cecti fait de ce probleme

71



un sujet de nombreuses recherches expérimentales et numériques encore aujourd’hui et il est
généralement admis qu’il n’existe pour linstant aucun modele universel de décrochage
dynamique. Cette complexité rend méme le phénomene difficilement accessible aux
simulations numériques avec les moyens les plus avancés en mati¢re de mécanique des fluides
numériques. Les outils les plus pratiques restent des modeles empiriques et semi-empiriques
développés initialement pour des conditions rencontrées dans le milieu aéronautique.

Le décrochage dynamique qui intervient dans une éolienne Darrieus ajoute de la
complexité la ou il y en avait déja, car par rapport a la configuration de tangage sinusoidale
généralement prise pour référence, il existe des problématiques supplémentaires spécifiques
aux ¢oliennes Darrieus : courbure prononcée de ’écoulement, fortes fluctuations de vitesses
(et de nombre de Reynolds) qui peuvent atteindre des valeurs trés faibles, fortes variations et
fortes amplitudes d’incidences, lois de mouvement dissymétriques, interactions et collisions
entre les lachers tourbillonnaires et la pale, etc. Les modeles empiriques ou semi-empiriques
existant ont parfois été implémentés en considérant certaines adaptations pour les conditions
rencontrées dans DPéolien. Mais la difficulté que représente la mesure de données
expérimentales fiables sur une éolienne Darrieus rend la calibration des modéles ardue et
indécise. Or la caractérisation précise des étapes du décrochage dynamique est fortement
souhaitable pour 'amélioration des modeles semi-empiriques qui approximent chaque aspect
d’une manicre représentative de la physique comme le modele de Leishman-Beddoes.

Avant de s’attacher a passer en revue les expériences qui pourraient aider a mieux
comprendre le décrochage dynamique dans une éolienne Darrieus, il convient de préciser les
spécificités de I’éolienne étudiée pour comprendre les raisons pour lesquelles le décrochage
dynamique est si important.

I1.3 L’éolienne étudiée

I1.3.1 Description de I’éolienne étudiée

L’éolienne qui fait Pobjet de la présente étude est une éolienne commerciale

nommée Nov éolienne Family développée par Noveol SAS et brevetée en 2010 ([204]).

11 s’agit une éolienne tripale a axe vertical dont le rotor combine deux technologies :
Darrieus et Savonius (voir figure 23). La partie Darrieus représente la plus grande portion du
rotor. Ses pales sont hélicoidales. Chaque bout de pale se termine par une courbure, un
coude, qui permet de relier la pale a un des godets des parties Savonius. Dans cette zone de
transition, la section du profil évolue progressivement pour assurer une jonction continue
avec les parties Savonius. Les godets des parties Savonius ont une forme complexe,
globalement triangulaire avec un sommet dans le prolongement du coude. Il y a donc deux
parties Savonius distinctes en haut et en bas du rotor. L’arrangement des différentes portions
implique qu’un fragment du rotor Savonius est a I'intérieur du rotor Darrieus, méme si la
majorité des parties Savonius sont de part et d’autre du rotor Darrieus.
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Partie Savonius supérieure

> Partie Darrieus

Partie Savonius inférieure

Partie technique

Mat

Figure 23 — Apercu du rotor de la Novéolienne Family qui sert de modele de référence pour I’étude.

La tenue des pales est confortée par des renforts profilés, qui lient le milieu des
pales a un axe central. Le rotor dans sa totalité mesure environ 3,3 m de hauteur pour un
diametre de 1,7 m ([6]).

La tranche de rotor Darrieus est la partie effective du rotor, c’est elle qui fournit la
majorité de la puissance captée par ’éolienne. Le role des parties Savonius est de permettre
le démarrage de la machine en perturbant le moins possible la partie effective du rotor ([128]).
Le dimensionnement de ’éolienne a été établi pour récupérer une puissance nominale de
2 kW a une vitesse de 15 m/s ([6]).

De maniere générale, le rotor se place au sommet d’'un mat d’environ 12 m de
hauteur. La partie technique, qui comprend les roulements ainsi que 'alternateur (autrement
nommée génératrice), est située sous le rotor et assure la correspondance avec le mat.

I1.3.2 Caractéristiques détaillées de la partie Darrieus

La complexité de la forme du rotor rend son étude aérodynamique globale
particulierement difficile. Puisque la partie la plus significative du rotor est la partie Darrieus,
I’étude va se concentrer sur cet élément. La partie Savonius et les interactions entre les parties
sont laissées a une étude ultérieure.

La partie Darrieus se compose de trois pales hélicoidales a un rayon constant
R = 0,85 m. La partie Darrieus seule (en excluant les coudes) mesure 2,60 m de hauteur soit
approximativement trois rayons. La surface balayée par la partie Darrieus est d’environ
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4,4 m* Les pales sont de section constante sur toute envergure, de corde ¢ = 0,36 m et le
profil est un profil symétrique NACA0015.

Dans la suite, nous détaillons quelques spécificités liées aux données géométriques
et fonctionnelles de la machine.

I1.3.2.1 Solidité et allongement

Initialement, au début du travail de thése, le rapport entre la corde et le rayon ainsi
que la solidité avaient des valeurs relativement faibles :

o, 0,14 et 0=0,21 (51)

Suite a une évolution du produit indépendante du travail de these, ce rapport a été
augmenté dun facteur 3 un an apres le début de I'étude pour amener les parameétres
géométriques adimensionnels a des valeurs élevées :

o, =042 et o0=0,64 (52)

L’apercu de la modification de géométrie est visible sur la figure 24. Les
changements sont significatifs, y compris sur les parties Savonius qui ne seront pas détaillées
ici.

Figure 24 — Evolution de la géométrie de la Novéolienne Family entre le début et la fin de I’étude.
a) Géomcétrie initiale — b) Géométrie un an apres le début de I’étude.

Les éoliennes du commerce n’indiquent en général pas la valeur de la corde des
pales, mais une simple comparaison visuelle permet de situer la nouvelle géométrie de
I’éolienne dans la moyenne haute des éoliennes Darrieus commercialisées en termes de
solidité et méme de solidité de pale. A titre de comparaison chiffrée, on peut citer des
éoliennes étudiées expérimentalement et numériquement par les laboratoires de recherche.
Une sélection d’expériences est par exemple présentée au tableau 10 ou au tableau 11. De
maniere générale, les éoliennes Darrieus sont dans une gamme de solidité assez largement
comprises dans des valeurs : 0,05 = 6 < 0,5. ’éolienne considérée a I'origine avait une valeur
médiane de solidité comparée aux solidités généralement utilisées par les laboratoires de
recherche, mais I’évolution de produit 'a menée a une valeur plus importante que dans la
majorité des investigations scientifiques.
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Une des premicres conséquences attendues dun tel choix est que le
fonctionnement de la machine va provoquer un blocage globalement important de
I’écoulement qui va déplacer le point de fonctionnement optimal vers des vitesses réduites
faibles (voir paragraphe 11.1.4.3). Une solidité aussi élevée est plus souvent employée pour
les hydroliennes car le fonctionnement optimal a de faibles vitesses réduites est nécessaire
pour la compatibilité avec la faune marine ou fluviale. Du fait des faibles vitesses réduites,
les angles d’attaque et les variations d’angle d’attaque seront plus importants, menant a une
dynamique instationnaire et tourbillonnaire plus compliquées. De plus, le phénomene de
courbure de ’écoulement sera plus marqué (voir paragraphe 11.2.1.1).

Une autre répercussion de I’évolution de produit est le fait que I'allongement des
pales est devenu moins élevé, passant d’une valeur de 21,7 a 7,2. Les modélisations qui
supposent un grand allongement des pales, qui pouvaient étre justifiées pour la premiere
géométrie ne le sont plus avec la nouvelle (mode¢les a tube de courant, lignes portantes, etc.).
De plus, on peut supposer que les effets de bout de pale, bien que complexes avec la présence
des coudes, ont un effet plus prononcé.

Enfin, une derni¢re remarque sur la corde élevée est le nombre de Reynolds
caractéristique basé sur la pale. Il est proportionnel a la corde, mais aussi proportionnel a la
vitesse réduite (voir définition (6)). A méme vitesse réduite, la corde augmente le nombre de
Reynolds, mais généralement, les éoliennes a solidité plus élevée fonctionnent a des vitesses
réduites plus faibles. Le changement du nombre de Reynolds caractéristique résulte donc
d’un arrangement complexe, mais globalement, la modification I’a fait augmenter.

I1.3.2.2 Caracteére hélicoidal

Chaque pale de Iéolienne couvre un angle de 120° entre ses deux extrémités.
L’angle d’inclinaison des pales vaut A = 34,4°, qui est une valeur relativement importante.
Les autres éoliennes du commerce ont des angles d’inclinaison du méme ordre de grandeur.
Prenons a titre de comparaison quatre exemples de petites éoliennes hélicoidales (puissances
inférieures a 6 kW) qui ont déja été proposées a la vente par des entreprises commerciales :
la CVT V50 développée par CleanVerTec, la Turby développée par I'entreprise du méme
nom, la QR5 de Quiet Revolution et la EddyGT d’Urban Green Energy (UGE). Les données
récupérées dans le tableau 4 sont issues des caractéristiques techniques disponibles sur
internet et des schémas techniques mis a disposition du public. On remarque que I’éolienne
étudiée se place dans la moyenne haute des inclinaisons.

Angle de
. Hauteur du rotor .
Puissance . Rayon maximal couverture Angle
Nom . (i.e. 'envergure . L 1o o
nominale kW] du rotor [m] circonférentielle d’inclinaison [°]
des pales) [m)] June pale [°
pale [7]
CVT V50 5kWall5m/s 4 2,263 36° 19,6
Turby 25kWal4m/s 2,65 1 60° 21,6
QR5 6kWa155m/s 5,1 1,565 m 120° 32,7
EddyGT 1kWal2m/s 2,7 0,9 120° 34,9

Tableau 4 — Comparaison des proprié¢tés d’une sélection de quatre éoliennes hélicoidales du commerce
(basée sur les informations des sites internet des constructeurs ou des revendeurs et d’images disponibles
pour le grand public).

L’angle considéré est aussi dans la limite haute des angles généralement pris en
compte dans les études sur l'influence de l'angle d’inclinaison ([193], [177] et [49] par
exemple). On peut s’attendre a ce que les effets tridimensionnels soient tres prononcés, avec
notamment une déviation de ’écoulement et une répartition non-uniforme des efforts selon
I'envergure des pales. L’inclinaison doit aussi agir sur la couche limite, en particulier lorsque
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les couches limites attachées et décollées coexistent et interagissent sur une méme pale. Le
phénomene tres spécifique est encore mal connu et peu étudié dans la littérature. Des
recherches existent pour des décollements sur des pales droites d’éoliennes a axe horizontal,
mais les effets mesurés sont propres aux machines a axe horizontal (introduit par le gradient
radial de pression par exemple).

I1.3.2.3 Conditions de fonctionnement

Comme cela I'a été précisé précédemment, la solidité élevée de la partie Darrieus de
I’éolienne 'amene a fonctionner dans des gammes de vitesse réduite faible. Il a été estimé par
des simulations numériques et par des essais en soufflerie que la vitesse réduite optimale est
aux alentours de 1,9 pour cette éolienne. Dans cette partie, on s’intéressera donc aux
fonctionnements a des vitesses réduites allant de 1,0 a2 2,5.

Le nombre de Mach varie au cours de la rotation car la vitesse relative percue par
le profil varie. Si on se base sur la vitesse moyenne ressentie par la pale, qui se résume a la
vitesse due a la rotation, les nombres de Mach estimés dans des conditions de
fonctionnement normales sont systématiquement inférieurs a 0,15. Ils sont répertoriés dans
le tableau ci-dessous :

Vitesse du vent [m/s]
Nombre de Mach 5 10 5 20
1 1,45.102 2.91.10-2 4.36.10-2 5,82.102
Vitesse réduite 1,5 2,18.102 4,36.102 6,54.10-2 8,72.102
2 291.102 5,82.10-2 8,72.102 1,16.10!
2,5 3,64.10-2 7,27.10-2 1,09.10-! 1,45.10-!

Tableau 5 — Gamme des nombres de Mach rencontrés par I’éolienne étudiée en fonction des conditions de
fonctionnement de vitesse infini amont et de vitesse réduite.

L’hypothese  d’écoulement incompressible est donc justifiée puisqu’il est
généralement admis que les premiers effets de la compressibilité d’un fluide apparaissent aux
alentours d’un nombre de Mach de 0,3. Leishman [151] précise aussi que I’hypothese
d’incompressibilité nécessite également que la fréquence de la source des effets
instationnaires doit ¢tre faible par rapport a la vitesse du son, on peut montrer que cette
condition est vérifice.

L. . Roc , . .
Les nombres de Reynolds caractéristiques Re = — basés sur la vitesse de rotation
v

peuvent étre résumés par le tableau ci-dessous :

Nombre de Reynolds Vitesse du vent [m/s]
caractéristique 5 10 15 20
1 1,15.105 2,31.105 3,46.10° 4,62.105
Vitesse réduite 1,5 1,7340? 3,46.10° 5,19.10° 6,92.10°
2 2,31.10° 4,62.105 6,92.10° 9,23.10°
2,5 2,88.10° 5,77.105 8,65.105 1,15.10¢

Tableau 6 — Gamme des nombres de Reynolds rencontrés par I’éolienne étudiée en fonction des
conditions de fonctionnement de vitesse infini amont et de vitesse réduite.

Les nombres de Reynolds caractéristiques s’étendent globalement de 10° a 10°.
Comme précisé dans le paragraphe I1.1.4.2, on peut sattendre a ce que selon les
configurations, le nombre de Reynolds affectera les caractéristiques du décrochage des pales,
y comptis le décrochage dynamique.
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I1.3.2.4 Caractére instationnaire

Le caractere instationnaire moyen lors du fonctionnement d’une éolienne Darrieus
a été précisé dans le paragraphe I1.1.4.5. Le caractere instationnaire est complexe a définir, et
une pale a différentes positions azimutales n’a pas nécessairement le méme caractere
instationnaire. On choisit toutefois de repérer le caractére instationnaire par un seul
parametre invariant a vitesse de rotation et a vitesse infini amont constantes : la fréquence
réduite comme l'ont déterminé Laneville et Vittecoq [143] pour une machine Darrieus. Le
tableau ci-dessous récapitule les quelques ordres de grandeur des fréquences réduites
rencontrées par ’éolienne :

. 1o Vitesse du vent [m/s]
Fréquence réduite 5 10 15 20
1 — 0 — © —» NS
Vitesse réduite 1,5 5,80.10°1 5,80.10-1 5,80.10! 5,80.10!
2 4,04.10! 4,04.10! 4,04.10! 4,04.10-!
2,5 3,43.10'! 3,43.10! 3,43.10! 3,43.101

Tableau 7 — Gamme des fréquences réduites rencontrées par I’éolienne étudiée en fonction des conditions
de fonctionnement de vitesse infini amont et de vitesse réduite, d’apres la définition de Laneville et
Vittecoq [143].

La fréquence réduite ainsi définie (voir formule (32)) ne dépend que de la vitesse
réduite pour une géométrie donnée. On voit que pour des vitesses réduites habituelles, la
fréquence réduite caractéristique est de 'ordre de 0,5. Pour des profils en tangage, il est
généralement admis que ’écoulement peut étre considéré comme instationnaire si k = 0,05.
Leishman [151] précise méme que pour k = 0,2, ’écoulement est fortement instationnaire,
les termes instationnaires tels que les effets d’accélération deviennent les principaux termes
qui conditionnent le comportement des efforts aérodynamiques. On peut arriver a la méme
conclusion avec ’éolienne 2 axe vertical étudiée.

11 faut aussi rappeler qu’en plus d’une instationnarité héritée de la variation de 'angle
d’incidence, il y a aussi une variation de la vitesse apparente, liée aussi a la vitesse réduite.

Ensuite, en plus d’¢tre variable, 'angle d’attaque peut aussi dépasser l'angle
d’attaque statique. Si on procede a un modéle simple en négligeant les vitesses induites par
le sillage, on obtient une estimation de I'angle d’attaque maximum par la formule (30). Pour
les vitesses réduites considérées ici, les angles maximum atteints sont regroupés dans le
tableau ci-dessous :

, . o Vitesse du vent [m/s]
Angle d’attaque maximum [°] 3 10 1 20
1 90 90 90 90
Vitesse réduite 1,5 41,81 41,81 41,81 41,81
2 30,00 30,00 30,00 30,00
2,5 23,58 23,58 23,58 2358

Tableau 8 — Gamme des angles d’attaque maximum pour I’éolienne étudié¢e en fonction des conditions de
fonctionnement de vitesse infini amont et de vitesse réduite.

Dans ces conditions, 'angle d’attaque maximal que peut rencontrer ’éolienne
dépasse considérablement I'angle d’attaque statique qui se situe généralement entre 10° et
17° selon le nombre de Reynolds pour ce profil. En introduisant les vitesses induites par le
sillage, il est attendu que les angles d’attaque rencontrés soient plus faibles, mais il est
indéniable que pour des vitesses réduites inférieures a 2, la combinaison de l'instationnarité
et du dépassement de 'angle d’attaque statique mene au décrochage dynamique.
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I1.3.2.5 Récapitulatif

Voici le tableau récapitulatif des principales caractéristiques aérodynamiques de
I’éolienne de référence :

Profil NACA0015
Solidité de pale 0,42
Nombre de pales 3
Solidité du rotor 0,64
Allongement des pales 72
Position du point d’attache (en % de corde) 50%
Angle d’inclinaison des pales 34,4°

Tableau 9 — Tableau récapitulatif des principales caractéristiques adimensionnelles de ’éolienne de
référence de Noveol.

II.4 Etudes expérimentales du décrochage
dynamique dans une éolienne Darrieus

Bien que brevetée dans les années 1930, les études expérimentales de I’éolienne
Darrieus n’ont commencé que lorsque les laboratoires nord-américains ont redécouvert
Iéolien a axe vertical dans les années 1970. Les essais ont eu deux intéréts principaux :
I'estimation réelle des performances des machines et la création de bases de données pour
des comparaisons avec des simulations numériques.

Les prototypes expérimentaux ont pris plusieurs formes. Dans un premier temps,
de nombreuses études se sont portées sur les éoliennes a pale courbées. La courbure de ces
pales a pris des formes de troposkine, c’est-a-dire la forme que prend un fil attaché a ses
extrémités et qui tourne autour d’un axe qui passe par ces extrémités, ou d’autres formes qui
s’en rapprochaient (paraboliques, etc.) comme par exemple [36] ou [191]. Ces types de
géométries, que l'on notera rotors @, conduisent a une minimisation des efforts de
cisaillement induits par la force centrifuge, et paraissaient indispensables pour résister a la
rupture des pales étant donnés les matériaux utilisés a ’époque (souvent 'aluminium). Mais
d’un point de vue du comportement aérodynamique, les pales droites sont plus efficaces et
plus "académiques" pour la compréhension des phénomenes, en limitant notamment les
effets tridimensionnels, facilitant ainsi les comparaisons avec des simulations numériques.
Plusieurs études qui s’attachaient a mieux comprendre le comportement aérodynamique ont
alors utilisé des pales droites (parfois notés rotors H) (par exemple [42] ou [143]). La présente
revue des études existantes mélange les études d’éoliennes et d’hydroliennes a axe vertical,
parce que lidée est d’analyser des phénomenes plus que des types de machine ou que
I'influence du type de fluide. Pour certaines études ([248] par exemple), l'utilisation d’une
hydrolienne s’est imposée pour des raisons de faisabilité, et la transposition du
fonctionnement dans I'eau a celui dans I'air peut s’effectuer par similitude sur le nombre de
Reynolds.
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I1.4.1 Etudes des efforts, des pressions et de la
couche limite sur les pales

Les premiers types de mesures faites sur les éoliennes étaient initialement tres
pragmatiques du point de vue de I'utilité finale de la machine. Au début des années 1970, les
principaux relevés étaient ceux de la puissance et du couple générés par la machine pour
différentes géométries et parametres opérationnels. Grace a des essais en soufflerie,
Blackwell [36] a notamment rapporté I'effet bénéfique de 'augmentation du nombre de
Reynolds ou de la variation de certains parameétres géométriques sur les résultats de
performance moyenne d’un rotor @. Les modeéles numériques disponibles a cette époque ne
donnaient justement acces qu’a une estimation du couple ou de la puissance moyenne au
cours d’une rotation, ces études expérimentales convenaient donc précisément a ce type de
comparaison. [230] et [272] ont ensuite réalisé des mesures de puissance en plein air, ont
constaté les mémes tendances qu’en soufflerie et ont pu déduire que, malgré des baisses de
rendement significatives attribuées en partie a la géométrie des pales et aux conditions
expérimentales, le concept d’éolienne Darrieus fonctionnait sur le terrain. Depuis
d’innombrables études d’éoliennes et d’hydroliennes ont complété l'examen de la
performance de ces types de machine et ne sont pas mentionnées dans le présent
recensement.

L’étape suivante a consisté a étudier non-plus le couple moyen, mais le couple
instantané pour comprendre comment se répartit la production d’effort moteur au cours
d’un cycle. Assez rapidement, des 1978, Webster [264] a réalisé des mesures dans un canal
hydraulique des efforts normaux et tangentiels qui s’appliquent sur des pales droites en
fonction du temps et de la position des pales. Les essais couvrent des vitesses réduites de 2,5,
5 et 7,5 et différentes solidités en utilisant une ou plusieurs pales. Ces mesures ont fait
ressortir la dissymétrie importante des efforts dans la phase amont de la rotation rapport a la
phase aval. Mais surtout, 'utilisation d’'un modele numérique incluant le décrochage statique
montre que 'effet du décrochage statique seul est insuffisant pour reproduire les résultats de
Iexpérience. Ceci s’explique par le retard au décrochage introduit par le phénomeéne de
décrochage dynamique, et cette expérience est une des premicres a mettre en évidence

expérimentalement ce retard au décrochage présent sur une machine Darrieus a faible vitesse
réduite (A = 2,5).

D’autres mesures des efforts sur une machine Darrieus ont été réalisées par
Laneville et Vittecoq entre 1981 et 1986 (nous ne citerons que [260] et [143]), cette fois dans
une soufflerie, mais toujours sur un rotor a pales droites. Ce qu’ont permis de voir ces
mesures ([260]), c’est en particulier le changement rapide et ample des coefficients de forces
normale et tangentielle qui apparait pour un certain azimut (hausse rapide puis baisse de
Ieffort tangentiel suivie d’une hausse de leffort normal), suggérant un phénomene de
décrochage dynamique qui est d’autant plus précoce et intense que la vitesse réduite est faible.
Les signes persistent méme jusqu’a une vitesse réduite de 4. Les mesures de portance et de
trainée en fonction de I'angle d’incidence ([143], voir figure 25.b) soulignent aussi la forte
non-linéarité des efforts, avec des boucles d’hystérésis plus grosses quand la vitesse réduite
diminue, avec des boucles a priori plus larges que celles généralement rencontrées dans des
cas de tangage classique .

12 La comparaison n’est pas évidente car Laneville et Vittecoq présentent des évolutions en considérant 'angle d’attaque géométrique, et
en calculant les coefficients de portance et de trainée avec cet angle qui peut avoir des caractéristiques différentes de I'angle d’attaque
effectif. De plus, il n’est pas précisé par quelle vitesse sont adimensionnés les coefficients aérodynamiques, mais ce ne doit pas étre la vitesse
réellement pergue par les pales car elle n’a pas été mesurée, donc les coefficients aérodynamiques n’ont pas un adimensionnement habituel.
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Figure 25 — Apercu du montage et d’un résultat typique de Laneville et Vittecoq (adapté de [143]).
a) Schéma du rotor.
b) Exemples d’évolution des coefficients de portance et de trainée (adimensionnés par %thUgmm2 ou
Usgeom €st la vitesse géométrique issue de la formule (14)) pour une €olienne a 2 pales NACA0018 de

solidité de pale o, = 0,133 a des vitesses réduites L = 2 et 4.

Pour augmenter encore davantage le niveau de détail des mesures et comprendre
comment se répartissent les efforts le long de la corde, des mesures de pression pariétales
ont été accomplies par différents laboratoires ([11], [103] et [276] notamment). Graham [103]
en 1982 réalise ce type de mesures en plus de mesures d’effort par jauge de contrainte. Il a
adapté le montage de Webster [264] en changeant les pales par une nouvelle pale équipée de
5 prises de pression, positionnées alternativement en deux expériences distinctes sur la face
intérieure et extérieure. La répartition des coefficients de pression pour une vitesse réduite
de 2,5 montre qu’un pic de succion semble se déplacer du bord d’attaque au bord de fuite de
la face intérieure entre les azimuts 110° et 153° alors que le reste de la face intérieure parait
décollée (voir figure 26). Ce méme phénomeéne apparait aussi dans la phase aval de la rotation,
entre les azimuts 265° et 307° et est attribué au passage d’un vortex de bord d’attaque en
proximité immédiate de la pale lorsquil y a du décrochage dynamique. La vitesse de
déplacement du tourbillon est évaluée a environ la moitié de la vitesse locale tangentielle, ce
qui est en adéquation avec la littérature sur le décrochage pour un profil en tangage. Graham
propose aussi dans son étude d’estimer les coefficients de force tangentielle en intégrant la
pression mesurée, mais vu le faible nombre de prises de pression, cette détermination est
erronée et d’ailleurs trés différente des mesures directes d’effort.

Il existe également un autre type de mesure plus difficile a classer au milieu des
autres études. Fiedler [82] en 2009 puis Armstrong [22] en 2012 se sont attachés a analyser
de maniere qualitative le comportement de la couche limite d’une éolienne Darrieus de
solidité élevée a pleine échelle fonctionnant en décrochage dynamique. Le procédé pour
repérer I’état de la couche limite a consisté en une visualisation de brins de laines bicolores
installés sur la face intérieure d’une pale (voir figure 27.a) a 'aide d’'une caméra embarquée.
La sévérité du décrochage dynamique est estimée grace a une étude statistique du nombre de
brins de laine qui oscillent, indiquant un décollement de la couche limite. On peut observer
(voir figure 27.b) que pour une vitesse réduite de 1,1, les premiers signes de revirement de
vitesse arrivent tot, vers un azimut 0 = 55°) puis le décollement grandit et il y a un
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décollement massif sur tout le profil vers 6 = 100°. Les signes de revirement de vitesse
persistent jusqu’a 0 = 235°. Pour une vitesse réduite de 1,6, qui se trouve étre le point de
fonctionnement optimal, le revirement apparait a 0 = 85° le décollement massif vers
0 = 150° et le revirement se maintient jusqu’a environ 0 = 255°. Cela signifie plusicurs
choses : méme a son point de fonctionnement optimal, une éolienne de solidité élevée peut
étre totalement décollée sur sa face intérieure sur certaines portions du cycle de rotation.
Ensuite, quand la vitesse réduite diminue, le décollement et le recollement de la couche limite
arrivent plus tot et se propagent plus rapidement. Enfin, des vitesses adverses persistent
jusqu’a des positions azimutales tres lointaines, méme bien aprés que lincidence ait
théoriquement changé de signe (6 > 180°).

4 _ _ _
L 6 = 96,2° L 6 =110,1° L 6 =1238° L 6 =138,7°
2 1 *
_ _P I *-.. L
¢ 0 o .
2 | L L L
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Figure 26 — Exemples de relevés de coefficients de pression instantanés (a prioti adimensionnés par
éQUgmm2 oU Ugeom est la vitesse géométrique issue de la formule (14)) pour différentes positions
azimutales (d’apres [103]) pour une hydrolienne a une pale NACA0015 de solidité de pale o, = 0,246 a une
vitesse réduite A = 2,5. Les croix sont les mesures de pression sur la face intérieure et les cercles sont les
relevés sur la face extérieure. Graham n’explique pas comment il déduit les distributions de pression sur la
pale enticre (traits pointillés) a partir de ses 5 mesures de pression par face.

En résumé, on peut constater qu’il existe déja divers travaux scientifiques qui ont
entrepris les mesures de la répartition des efforts sur un cycle de rotation d’¢oliennes
Darrieus, de la distribution des pressions suivant la corde des pales et de I’état de la couche
limite sur des éoliennes en décrochage dynamique. Malgré les spécificités présentées dans le
paragraphe I11.2.2.3, les études existantes montrent que le décrochage dynamique présente de
nombreuses similitudes avec le cas classique de tangage sinusoidal : notamment le retard au
décrochage et le pic de succion sur la face en dépression attribué a la présence d’un tourbillon
de bord d’attaque. L’effet de la vitesse réduite est confirmé : si elle diminue, elle favorise
Iapparition et la sévérité du décrochage dynamique. Les études présentées permettent
également d’identifier 2 quel moment dans le cycle le décrochage dynamique apparait et
jusqu’a quand il reste influent.

Sil’on a appris a mieux comprendre certaines propriétés du décrochage dynamique,
de nombreuses caractéristiques restent malgré tout a expliquer. Chaque étude a sa géométrie
et ses conditions de fonctionnement qui lui sont propres, et les conclusions d’une étude ne
sont pas nécessairement transposables a d’autres conditions expérimentales. On notera par
exemple que les nombres de Reynolds sont parfois de I'ordre de 10% 1a ou I’éolienne de
référence pour la présente étude est de 'ordre de 10°. De plus les solidités sont souvent
beaucoup plus basses que I’éolienne qui nous intéresse, et pour de telles solidités, le
décrochage dynamique n’a pas nécessairement une contribution majeure dans la charge
aérodynamique dans son régime de fonctionnement optimal.

De plus, les premieres études historiques sont potentiellement sources
d’incertitudes liées au matériel, au protocole expérimental ou au traitement des résultats. En

81



particulier, la force tangentielle, qui représente la force motrice, est d’'un ordre de grandeur
inférieur a la force normale et est par conséquent plus sensible aux erreurs de mesure.

1,1 1,3 1,6
N

b)

Figure 27 — Apercu d’une image brute et d’un résultat typique de Fiedler (d’apres [82]).
a) Exemple d’image acquise pendant la rotation des pales. Sur 'image présentée, ’écoulement a la surface
de la pale est totalement décollé comme Pattestent les fils de laine.

b) Evolution du comportement de la couche limite en fonction de "azimut et de la vitesse réduite, pour
une ¢olienne a 3 pales NACA0021 de solidité de pale o, = 0,27. En bleu : écoulement attaché ; en jaune :
présence de vitesse de retour au bord d’attaque ou au bord de fuite ; en orange ; revirement de vitesse sur

la moiti¢ de la face intérieure ; en rouge : écoulement totalement décollé.

I1.4.2 Etude du sillage lointain ou proche et du licher
tourbillonnaire

La mesure de la vitesse dans le sillage est un autre outil important, a la fois pour la
compréhension du décrochage dynamique dans une éolienne Darrieus (car le lacher
tourbillonnaire est la principale manifestation du décrochage dynamique dans I’écoulement)
et parce que cela donne une indication sur la performance de la machine. En effet, la variation
de quantit¢ de mouvement moyenne est en rapport avec la quantité d’énergie moyenne
récupérée par la machine. C’est sur ce postulat que se sont basés les premiers modeles
aérodynamiques (voir paragraphe II1.1.1), et il a fallu dés le début des mesures de vitesses
adaptées pour vérifier les hypotheses et le domaine de validité de ces mode¢les.

Dans les premieres études (parmi lesquelles [248], [26], [10] ou [32]), ]a majorité des
informations récupérées ont consisté en des relevés des profils de vitesse longitudinale
moyenne pour différentes distances en aval du rotor et les niveaux de turbulence a I'aide de
fils chauds ou de films chauds. Toutes les études ont été menées dans des souffleries ou des
canaux hydrauliques a quelques exceptions pres, comme Akins [10] qui a relevé les vitesses
moyennes pour le prototype de Darrieus de 17 m de diameétre des Laboratoires Nationaux
Sandia installé sur un terrain d’essai a Iair libre. Ces différents essais ont permis de constater
la dissymétrie latérale du sillage ainsi que 'expansion et le niveau de déficit de vitesse en aval
d’une éolienne. Webster [264] a étendu la  possibilit¢ de comparaison
expérimentale/numérique en proposant des visualisations des sillages individuels des pales
dans un canal hydraulique en émettant du colorant depuis le bord de fuite des profils. Depuis,
les études du sillage des éoliennes Darrieus ont continué avec d’autres objectifs, comme
Ferreira et al. [80] qui ont procédé a des visualisations par émission de fumée et des mesures
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instantanées de vitesse a I’'aide d’un fil chaud synchronisées avec la position des pales pour
étudier leffet de I'angle d’inclinaison de I’écoulement sur le développement du sillage,
notamment en bout de pale.

Le probléme des mesures a fil ou film chaud, c’est 'impossibilité d’effectuer des
relevés de vitesse a lintérieur du rotor. D’un point de vue qualitatif, on peut noter
I'expérience de Comolet [53] qui a visualisé les lignes de courant moyennes dans un rotor en
soufflerie a l'aide de bulles de savon gonflées a I'hélium. I’objectif de son étude était
Pestimation de I’épanouissement ou 'évasement des lignes de courant dans le rotor. Il a pu
confirmer que plus I’énergie récupérée est importante, plus les lignes de courant s’éloignent
de part et d’autre de 'axe de ’écoulement amont.

D’un point de vue plus quantitatif, Brochier et al. [42] ont procédé a des relevés de
vitesse par vélocimétrie par laser Doppler (LDV) dans une veine hydraulique verticale avec
un rotor constitué de deux pales droites. Ils ont ainsi pu récupérer des informations a
I'intérieur du rotor et noter la présence de tourbillons dus au phénomeéne de décrochage
dynamique. A une vitesse réduite de 3,85, les fluctuations de vitesse les plus importantes dans
le rotor se situent de part et d’autre du rotor, a des positions latérales de 'ordre d’un rayon
par rapport a I’axe de rotation, car les lachers tourbillonnaires s’effectuent principalement
dans ces zones ou 'angle d’attaque change de signe vers 0 = 0° et 0 = 180° (voir paragraphe
I1.1.3.1). A'A = 2,14, la fluctuation de vitesse la plus importance apparait au milieu du rotor,
indiquant du décrochage dynamique. Le phénomene donne naissance a deux tourbillons
contrarotatifs, 'un issu du bord d’attaque, I'autre du bord de fuite, et dont la présence a été
vérifiée par visualisation de I’écoulement. Une analyse de la trajectoire des vortex a été
proposée (voir figure 28). Les deux tourbillons se déplacent ensemble et interagissent avec
la pale, donnant naissance a plusieurs autres vortex de plus faible intensité.

Bien que tres informatif pour la compréhension du phénomene, les conditions de
I'expérience sont toutefois trés différentes de celles potentiellement rencontrées par une
¢olienne a l'air libre. D’une part, la maquette est extrémement petite : la corde fait 2 cm et le
diametre du rotor est de 12 cm. Avec ces dimensions, les possibles défauts de fabrication et
la rugosité ont des conséquences importantes, et le nombre de Reynolds de la machine est
relativement faible, de I'ordre de 10* contre 10° a2 10° pour ’éolienne qui nous intéresse ici.
D’autre part, ’hydrolienne est placée dans un canal tres étroit qui confine I’écoulement autour
du rotor. La dimension du canal est de 20 cm X 20 cm, alors que le rotor mesure 12 cm de
diametre pour 20 cm d’envergure. Les effets de blocage et les effets de bord sont
probablement treés influents, on peut s’attendre en particulier a ce que les tourbillons soient
contraints a se déplacer dans la direction de 'écoulement au lieu de s’écarter.

Dans le prolongement des travaux de Brochier et al. [42], Fujisawa et al. [86], [87],
[88] et [89] et Shibuya et al. [235] ont produit plusieurs études entre 1995 et 2001 incluant
des visualisations de DI’écoulement proche pale et des tentatives de quantification de
propriétés de I’écoulement tels que la vorticité. Au fur et a mesure de leurs publications, les
procédés et les résolutions spatiales se sont améliorés. Le montage consiste a placer dans une
veine hydraulique un rotor constitué d’une pale droite entrainée par un moteur. Les vitesses
réduites sont 1, 2 et 3 et le décrochage dynamique est constaté pour chacune des vitesses
réduites. Des techniques de visualisations se basant sur des émissions de colorant ont d’abord
été utilisées pour mettre en évidence les tourbillons (voir figure 29). Une évaluation de la
trajectoire des vortex dans ces conditions expérimentales a également été proposée. Elle
montre la présence de plusieurs couples de tourbillons contrarotatifs successifs générés suite
au décollement instationnaire de la couche limite sur la face intérieure de la pale et émanant
du bord d’attaque et du bord de fuite. Contrairement a I’étude antérieure [87], les résultats de
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[88] résument la dynamique tourbillonnaire a seulement deux paires de vortex. La premicre
est rapidement transférée dans le sillage alors que la seconde se développe plus au contact du
profil. Il est montré que la vitesse réduite influence le développement des tourbillons.

a) d)

b)

Figure 28 — Représentation schématique de I’évolution des principales structures tourbillonnaires du sillage
d’une hydrolienne Darrieus a une pale NACA0018 de solidité de pale o, = 0,33 a une vitesse réduite
L = 2,14 (adapté de [42]).
En pointillé noir : trajectoire approximative de la pale ; en trait plein bleu : représentation schématique des
principales structures tourbillonnaires ; en trait pointillé rouge : trajectoire approximative des structures
tourbillonnaires principales.

Si on compare la dynamique tourbillonnaire par rapport a 'expérience de Brochier
etal. [42],1ly a plus de tourbillons et leurs trajectoires sont un petit peu plus excentrées (voir
[88]). Ces différences peuvent étre expliquées par quelques disparités du point de vue des
conditions expérimentales. D’abord, il faut préciser que le confinement de I’écoulement est
un peu moins important : le rapport entre le diametre du rotor et la largeur des canaux était
de 60% pour Brochier et al., contre 40% pour Fujisawa et al., ce qui donne aux tourbillons
la liberté de s’éloigner un peu plus du centre de la machine. Notons ensuite la différence de
solidité (o = 0,33 pour Brochier et al., contre 0,17 pour Fujisawa et al.). Pour une méme
vitesse réduite (environ 2), on peut s’attendre a un champ de vitesse plus rapide pour une
plus faible solidité, ce qui engendrerait des incidences plus grandes qui donneraient naissance
a davantage de vortex. Enfin, le nombre de Reynolds basé sur la corde est d’environ 500 a
1500 pour Fujisawa et al. contre quelques dizaines de milliers pour Brochier et al., d’ou un
décollement peut-étre plus facile de la couche limite.

L’étude de Shibuya et al. [235] se concentre davantage sur le mécanisme de la
naissance des vortex au niveau de la pale dans un repere tournant avec la pale. Elle met en
exergue les mouvements de fluide au bord d’attaque et au bord de fuite de la face extérieure
a la face intérieure qui sont au commencement de la formation des tourbillons. Le mécanisme
de formation des tourbillons ne semble pas étre dépendant de la vitesse réduite.
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2) b) ) d)

Figure 29 — Sélection de quatre visualisations instantanées par émission de colorant (a 0 = 45°,90°, 135° et 225°) du
sillage d’une hydrolienne Darricus a une pale NACA0018 de solidité de pale 6, = 0,33 a une vitesse réduite A = 2, et
représentation schématique de I’évolution des principales structures tourbillonnaires (adapté de [87]).

En pointillé noir : trajectoire approximative de la pale ; en trait plein bleu : représentation schématique des
principales structures tourbillonnaires ; en trait pointillé rouge : trajectoire approximative des structures
tourbillonnaires principales.

En 1997 et jusqu’a 2001, Fujisawa et al. ont aussi été les premiers a procéder a des
mesures de vitesses dans le rotor grace a de la vélocimétrie par images de particules (PIV).
Les mesures avaient une résolution spatiale de 20 X 20 vecteurs de vitesse issus de la
moyenne d’un champ de vecteur plus raffiné pour une taille du champ de vision de 'ordre
de 2 cordes de coté. Aucun résultat concret n’est véritablement tiré de ce champ de vitesse,
et il n’y a pratiquement pas d’information quantitative supplémentaire par rapport aux
analyses qualitatives des visualisations par émission de colorant.

Ferreira et al. [81] en 2009 ont quant a eux pu tirer quelques informations
quantifiables a I'aide de PIV. Ils ont profité des progres des techniques de mesure pour
renouveler les expériences par PIV et estimer la circulation dans les lachers tourbillonnaires.
L’utilisation d’une soufflerie au lieu d’une veine hydraulique a permis d’atteindre des nombres
de Reynolds de P'ordre de 5.10% Leur rotor se compose d’une pale unique fixée a ses
extrémités par des plaques de garde dont 'une des deux est transparente afin de dégager la
visibilité a 'intérieur du rotor. L’étude se concentre sur la vitesse réduite qui subit ici le plus
fort décrochage dynamique : A = 2. Les vortex sont délimités par un critere d’iso-vorticité
nulle (voir figure 30.a) et il est notamment montré que le tourbillon gagne en intensité tant
qu’il est collé a la pale puis continue a étre doucement alimenté une fois séparé du profil (voir
figure 30.b). Au bout d’'un moment, il cesse d’étre alimenté et sa circulation diminue.

Une analyse statistique indique que I'estimation de la moyenne des circulations des
champs instantanés n’est pas éloignée de I'estimation de la circulation du champ moyen et
que la variation des circulations instantanées par rapport a la moyenne peut étre bien
représentée par une distribution normale. Ceci justifie entre autres la pertinence d’un calcul
en moyenne de phase.
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Figure 30 — Résultats expérimentaux de Ferreira et al. (adapté de [81]) pour une éolienne Darrieus a une
pale NACAO0015 de solidité o, = 0,25 a une vitesse réduite A = 2.
a) Apercu uniquement du vortex de bord d’attaque délimité par Iiso-vorticité = 0 rad/s (le vortex
contrarotatif, bien que présent, n’est pas représenté ici).
b) Evolution adimensionnée de la circulation I' g autour du vortex de bord d’attaque en fonction de la
position azimutale (les barres d’erreur représentent des intervalles d’incertitude).

L’Université de Delft a également présenté un certain intérét pour le lacher
tourbillonnaire marginal en bout de pale, avec notamment une caractérisation par PIV menée
par Hofemann et al. [119] et par Ferreira [78].

Jusqu’ici, les mesures de vélocimétrie se concentraient sur des rotors a une ou deux
pales pour réduire les interactions avec les sillages, or les éoliennes et hydroliennes sont en
réalité souvent tripales et de la méme manicre que la performance est affectée par le nombre
de pales (voir paragraphe 11.1.4.3), le développement du vortex de bord d’attaque est aussi
perturbé par la présence des autres pales.

Bossard [38] a réalisé en 2012 une base de données expérimentale intéressante sur
une hydrolienne tripale dans une veine hydraulique grace a des mesures par PIV. Le champ
de vision s’est concentré sur la région proche de la pale pour des vitesses réduites de 1,0 a
3,0 et pour différentes positions azimutales sur une grande partie du tour. Ces essais donnent
acces a une meilleure visualisation des évenements qui amenent aux lachers des tourbillons
et a leurs interactions avec la pale. Pour toutes les vitesses réduites étudiées, il n’y a pas de
détachement massif d’une paire de tourbillons contrarotatifs comme ont pu le constater
Brochier et al. [42] ou Fujisawa et al. [88], mais plutot le développement d’un tourbillon
unique qui se déplace dans une région proche de la pale, rarement accompagné d’un
tourbillon contrarotatif de bord de fuite. Il est montré que la mécanique du décrochage
dynamique est nettement dépendante de la vitesse réduite (voir figure 31). Pour A = 1, le
tourbillon de décrochage dynamique est issu du bord d’attaque et est transporté plus
rapidement que la pale ne se déplace. Son passage devant le bord d’attaque de la pale
conjointement avec le changement de signe de lincidence donnent naissance a un
décollement rapide de la couche limite de la face extérieure de la pale qui va former un
nouveau tourbillon au bord d’attaque. Pour A = 2, qui est la valeur optimale du point de vue
du rendement, il ne semble pas y avoir de vortex de bord d’attaque, la couche limite décolle
par le bord de fuite et la vorticité contenue dans la couche limite se regroupe puis est libérée
par le bord de fuite du profil. Le cas A = 1,5 présente un cas intermédiaire avec un tourbillon
de bord d’attaque qui interagit avec la pale.

Si la dynamique tourbillonnaire est sensiblement différente de celles présentées
auparavant par Brochier et al. [42] ou Fujisawa et al. [88], c’est sirement parce que les
conditions expérimentales différentes jouent un réle important. Les principales différences
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sont le nombre de Reynolds supérieur (qui est aux alentours de 10°), le moindre confinement
de Iécoulement (avec un taux de blocage de 25% contre 40% a 60% pour [88] et [42]), et
surtout la solidité supérieure (plus de trois fois supérieure a celle de [88] et [81]).

Pour confirmer cet effet de la solidité, on peut regarder a l'opposé de la
configuration de Bossard le travail expérimental de Danao [61] en 2012 qui utilise une
¢olienne Darrieus a trois pales droites de solidité de pale tres faible (o, = 0,114). S’il n’apporte
pas beaucoup d’information et d’analyse supplémentaires concernant I’écoulement
stationnaire, on peut néanmoins noter une particularité : il révele la présence de nombreux
tourbillons de décrochage dynamique, y compris dans la phase aval de la rotation, ce qui
n’avait pas été visualisé expérimentalement par d’autres auteurs auparavant. I’origine de cette
particularité est vraisemblablement a chercher du coté de la solidité. Le faible blocage que
représentent ces pales de faible solidité pourrait réduire le déficit de vitesse au sein du rotor
et induire des angles d’incidence plus élevés.

Au final, la comparaison des différentes expériences de visualisation et de
quantification de ’écoulement au niveau du rotor signale plusieurs tendances principales :

e Lavitesse réduite est le parameétre qui conditionne le plus 'occurrence voire
la présence des liachers tourbillonnaires, ainsi que leur transport et leurs
interactions avec les pales. Plus la vitesse réduite est importante, moins le
phénomeéne de décrochage dynamique joue un réle manifeste. Pour les
nombres de Reynolds les plus importants, il n’y a plus de signe de lacher
tourbillonnaire de bord d’attaque.

e Le nombre de Reynolds de I’écoulement semble avoir une influence sur le
nombre et la taille des structures tourbillonnaires issue du décollement de
la couche limite. Un nombre de Reynolds significativement faible risque
d’accroitre le nombre, la taille et 1a cohérence des vortex.

e La solidité et le choix du profil ont aussi un role sur ’émergence des
tourbillons. Une faible solidité pourrait étre un facteur encourageant la
présence de nombreux lachers tourbillonnaires, y compris dans la phase
aval. La comparaison la plus évidente est celle des résultats de Bossard [38]
et de Danao [61] pour une machine tripale a une vitesse réduite de 2.

A la lumiere de ces expériences, bien que des orientations se dégagent, on ne peut
pas tirer de conclusion définitive car entre chacune des expériences, plusieurs parametres
géométriques (profil de pale, solidité, etc.) et fonctionnels (nombre de Reynolds, etc.) sont
dissemblables, I'influence individuelle de ces parametres est donc indissociable.
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Figure 31 — Sélection de plusieurs champs de vorticité moyens pour différentes positions azimutales, issue
de mesures PIV de [38] a mi-envergure d’une hydrolienne tripale de solidité de pale o, = 0,367. Les
vitesses réduites sont respectivement de 1, 1,5 et 2 de gauche a droite.
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I1.5 Conclusion

Le principe du rotor Darrieus a été présenté. Le fonctionnement d’une telle
machine est régi par plusieurs parameétres adimensionnels. Pour une géométrie donnée, c’est
la vitesse réduite qui conditionne le régime de fonctionnement de la machine et il existe un
point de fonctionnement optimal pour une vitesse réduite donnée qui dépend des parametres
géométriques et fonctionnels. Parmi ces parametres, c’est probablement la solidité qui est la
plus influente, mais il n’est pas nécessairement aisé de définir un role incontestable des
parametres sur la performance globale du dispositif. Clest d’ailleurs cette difficulté
intrinseque qui explique la variété des designs dans I'industrie éolienne.

L’éolienne sur laquelle s’appuie cette étude réunit plusieurs caracteres géométriques
qui ont rarement été réunis dans une seule machine : solidité importante, caractere hélicoidal
marqué et combinaison avec un rotor Savonius. Ces trois caractéristiques jouent un role dans
I'auto-démarrage de la machine qui est un probléme récurrent des éoliennes a axe vertical
Darrieus. Une des caractéristiques en particulier fait naitre des complexités supplémentaires,
il s’agit de la solidité élevée. Compte tenu de cet aspect géométrique, ’écoulement pergu par
les pales est tres hétérogene. Il est en particulier fortement curviligne par rapport au profil,
d’ot un comportement aérodynamique singulicrement différent des cas habituels rencontrés
dans les autres domaines.

Une autre spécificité est le point de fonctionnement optimal qui est décalé a des
valeurs faibles de vitesse réduite. La dynamique tourbillonnaire caractérisée habituellement
par des lachers de nappes tourbillonnaires d’intensité importante de part et d’autre du rotor
s’en voit modifiée. Les incidences deviennent tellement élevées que I’écoulement n’arrive
plus a rester attaché aux pales et se produit le phénomene de décrochage dynamique. La
manifestation la plus visible du phénomene est le lacher d’un tourbillon de bord d’attaque
qui redistribue la pression a la surface des pales. Le décrochage dynamique est un évenement
qui n’est pas encore pleinement compris étant donné sa sensibilité a de nombreux facteurs
interdépendants. Le phénomene tel quil se passe dans le rotor est spécifique a I’éolienne
Darrieus, notamment parce que le tourbillon interagit fortement avec les pales.

Les études de rotor Darrieus, tant au niveau des mesures de vitesse dans le sillage
que d’effort sur les pales, ont apporté un certain nombre d’informations essentielles. La
comparaison des conditions expérimentales permet de dégager des tendances quant a
I'influence de plusieurs parameétres géométriques et fonctionnels. Pour étudier I’éolienne qui
nous intéresse, il y a cependant des distinctions notables avec une grande partie de la
littérature : souvent, les nombres de Reynolds des expériences passées sont faibles ([42], [88],
etc.), les solidités sont également faibles ([81], [143], etc.) et certaines configurations ont
indéniablement des effets tridimensionnels trés différents (par la présence d’une surface libre
comme [264] ou a cause d’'une géométrie courbée comme [11]). De plus, les études réalisées
jusqu’a présent n’ont jamais clairement établi un lien entre les efforts (ou la répartition de
pression) et la dynamique tourbillonnaire.

Du point de vue de cette étude, il y a besoin de plus d’information sur le décrochage
dynamique d’une éolienne a forte solidité : comment se comporte la couche limite, quel est
le mécanisme de décollement de la couche limite, comment se répartit la pression sur la pale,
comment évoluent les tourbillons qui sont lachés, jusqu’a quel point ils ont une action sur la
pression ressentie par les pales, etc. La connaissance de ces informations permettrait
d’améliorer la connaissance du fonctionnement des éoliennes Darrieus de forte solidité afin
d’adapter la modélisation numérique de ce genre de machine. Le chapitre suivant aborde
justement les aspects de modélisation numérique de I’éolienne Darrieus.
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I I MODELISATION DE
J 1.’EOLIENNE DARRIEUS

Résumé

Pour T’étude d’une éolienne Darrieus, la mise en place d’une modélisation
numérique est indispensable pour éviter la multiplicité d’expériences couteuses et
chronophages. LLe modé¢le numérique a aussi 'avantage de pouvoir mettre une machine
virtuelle dans des conditions tres complexes a reproduire expérimentalement ou avec des
maquettes.

I’objet de ce chapitre est de choisir un modéle numérique qui puisse satisfaire un
certain nombre de criteres qui sont liés a la finalité de ce programme : permettre
loptimisation de I’éolienne Darrieus de référence en vue de son implantation en milieu
urbain. Suite au choix du modele, la version adoptée est décrite en détail. Elle est issue d’un
code développé a la National Technical University of Athens (NTUA) auquel plusieurs
modifications ont été ajoutées. Ces modifications ont fait 'objet de tests de validation et la
version finale est essayée dans plusieurs configurations pour s’assurer que le code de base
correspond a nos besoins et que sa combinaison avec les corrections incorporées donne des
résultats cohérents avec les résultats expérimentaux issus de la littérature.
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IT1.1 Différents niveaux de modélisation

Pour étudier numériquement les performances d’une éolienne Darrieus, on peut
choisir parmi plusieurs familles de modeles aérodynamiques qui différent dans la complexité
des modélisations. On peut symboliquement représenter une ¢éolienne a trois échelles : a
I’échelle macroscopique du rotor (I’éolienne est juste percue comme un appareil qui capture
de I’énergie dans le vent), a I’échelle des pales (I"éolienne est percue comme un appareil muni
de pales qui permettent de capturer de I’énergie dans le vent) ou a ’échelle locale a la surface
des pales (I’éolienne est percue comme un appareil muni de pales sur lesquelles le vent crée
une répartition de pression particuliere qui génére une action motrice pour récupérer de
I’énergie dans le vent).

Dans le cadre d’un milieu industriel, 'objectif est de trouver le modele le plus
simple, le moins cotteux et le plus rapide qui puisse caractériser suffisamment bien les
performances de la machine. On choisit de se limiter aux modeles bidimensionnels. On peut
alors commencer par inspecter les modeles a ’échelle du rotor, comme les modeles a tube
de courant. En prenant un niveau de complexification croissant, la famille de modele suivante
est celle des méthodes tourbillonnaires. Enfin, la modélisation la plus compléte est celle qui
cherche a résoudre les équations de Navier-Stokes dans un domaine fluide maillé.

IT1.1.1 Modéles a tube de courant

Les premiers modeles numériques pour Iétude des éoliennes Darrieus ont
considéré le rotor entier comme un tout en s’appuyant sur la théorie de Froude. Ainsi, dans
un tube de courant qui traverse la surface balayée par les pales, le rotor extrait de ’énergie
cinétique du vent. Cette vision a été introduite d’abord pour les hélices, les hélicopteres et les
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¢oliennes a axe horizontal avant d’étre transposée pour les éoliennes Darrieus par Templin
[253] en 1974.

Avant tout, une hypothéese de base est 'analyse par élément de pale (blade element
theory en anglais). Cela signifie que pour une pale divisée en éléments, les efforts que subissent
chacun de ces éléments ne sont dépendants que des propriétés locales de 'écoulement dans
le plan de la section du profil. En d’autre terme, les efforts ne sont pas affectés par
I’écoulement transversal et les éléments de pale adjacents.

Le modele de tube de courant se base simplement sur la conservation de la quantité
de mouvement et de la masse dans un écoulement potentiel incompressible. Le rotor entier
est remplacé par une unique surface actuatrice perméable uniformément chargée capable de
capter de I’énergie (voir figure 32). On considére un tube de courant qui traverse le rotor
dans lequel les équations de conservation de la quantité de mouvement et de la masse
suffisent a définir une vitesse Uq de I’écoulement au niveau du disque actuateur. Le concept
repose sur 'idée qu’au total, la variation de quantité de mouvement a travers la surface
actuatrice dans la direction de I’écoulement peut étre associée a la somme des forces
aérodynamiques agissant sur les pales dans cette méme direction. I.a somme des forces
aérodynamiques représente la trainée totale du rotor (Ueffort axial) et se déduit du saut de
pression a travers la surface actuatrice. Ce dernier est lui-méme déterminé par la connaissance
de la vitesse Ugq et des coefficients aérodynamiques sur chacun des éléments constitutifs du
rotor en les supposant indépendants suivant la théorie des éléments de pale.

L’inconnue dans le systéeme d’équation formé par cette théorie est la vitesse Uq au
niveau de la surface actuatrice. La déduction finale de cette vitesse par résolution numérique
permet de déterminer finalement le couple et la puissance produits par la machine par
intégration des efforts sur toute la rotation.

Figure 32 — Schéma de principe du modele a simple tube de courant. En traits noirs discontinus : limites
du tube de courant ; en traits noirs continus : entrée et sortie du tube de courant ; en pointillés noirs : rotor
initial ; en trait rouge : disque actuateur équivalent ; fleches bleues ; vecteurs vitesses supposés.

Le probleme est au final monodimensionnel, et il faut considérer que le déficit de
vitesse est unique et uniforme sur toute la surface balayée par le rotor. Pour pallier ce défaut
d’homogénéité, Wilson et Lissaman [268] en 1974 puis Strickland [244] en 1975 ont proposé
de diviser le tube de courant en plusieurs tubes adjacents et indépendants dont chacun a une
vitesse Ug; au niveau du disque actuateur (voir figure 33). Le principe de construction du
modele reste le méme sauf que la surface actuatrice est elle-méme divisée en tranches qui
représentent le comportement conjoint des tranches du rotor traversées dans les phases
amont et aval.

Ce développement du modele de simple tube de courant permet d’avoir une
amélioration des résultats ([244] et [220]) grace a une représentation plus réaliste des zones
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de transfert d’énergie. En loccurrence, le modéle a simple tube de courant a tendance a
surestimer la production de puissance.

Figure 33 — Schéma de principe du modele a multiples tubes de courant. En traits noirs discontinus :
limites des tubes de courant ; en traits noirs continus : entrées et sorties des tubes de courant ; en pointillés
noirs : rotor initial ; en traits rouges : éléments de disque actuateur équivalent ; fleches bleues ; vecteurs
vitesses supposés.

Un point reste problématique malgré tout : étant donné la trajectoire circulaire des
pales, les tubes de courant sont en général traversés deux fois par ces dernicres, donc
Iutilisation d’une seule surface actuatrice pour représenter les deux phases est un peu trop
réducteur. Lapin [145] en 1975 a eu I'idée d’utiliser deux disques actuateurs consécutifs, en
tandem. Read et Sharpe [212] en 1980 et Paraschivoiu [199] en 1981 ont ensuite suggéré de
combiner les modeles a double disques et a multiples tubes de courant (voir figure 34), a
I'image de deux tranches d’¢oliennes successives. Le probleme est donc résolu séparément
dans la phase amont puis dans la phase aval. A partir d’une premiére résolution numérique,
la vitesse 2 'amont Ugjumon: €t déterminée dans un tube de courant d’entrée Uw et de vitesse
de sortie une vitesse d’équilibre au centre du rotor Uy Puis a I'aide de cette vitesse
d’équilibre, on construit un second tube de courant dans lequel on détermine la vitesse a
I'aval Ugjaval.

Ud,i,amont Ud i,aval > Uw,i

Figure 34 — Schéma de principe du modele a double-multiples tubes de courant. En traits noirs
discontinus : limites des tubes de courant ; en traits noirs continus : entrées et sorties des tubes de courant ;
en pointillés noirs : rotor initial ; en traits rouges : éléments de disque actuateur équivalent ; fleches bleues ;

vecteurs vitesses supposés.

Grace a ce modeéle, la dissymétrie entre les charges a 'amont et a ’aval a finalement
pu étre considérée. Mais dans P'application de ce modele, une approximation rudimentaire
est souvent faite pour des raisons pratiques, celle de considérer que le méme tube de courant
traverse les phases amont et aval en conservant une section transversale constante.
Autrement dit, les lignes de courant sont supposées rectilignes dans le rotor bien que la
vitesse diminue. Cette hypothé¢se va a 'encontre du principe de conservation de la masse (ou
conservation du débit). Certaines études cherchent a corriger cela comme Comolet et al. [53]
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en 1982 qui développent un modele a double-multiples tubes de courant avec évasement et
déplacement latéral des lignes de courant. Depuis, plusieurs autres modeles ont été adaptés
en prenant en considération 'expansion des tubes de courant ([201] et [50] par exemple).

Ensuite, une autre limitation du mod¢le est la supposition que la composante
transversale de la vitesse est nulle. Or naturellement, avec 'évasement des lignes de courant,
une vitesse latérale intervient et peut devenir importante, surtout dans les régions ou les pales
sont face et dos au vent (0 = 0° et 6 = 180°) pour des éoliennes de forte solidité. Chacun a
leur maniére, des auteurs ([71], [33], [78], [240] et [134] par exemple) ont donc été amené a
ajouter Peffet de la vitesse transversale (voir figure 35).

Figure 35 — Schéma de principe du modele a double-multiples tubes de courant avec épanouissement du

flux. En traits noirs discontinus : limites des tubes de courant ; en traits noirs continus : entrées et sorties

des tubes de courant ; en pointillés noirs : rotor initial ; en traits rouges : éléments de disque actuateur

équivalent ; fleches bleues ; vecteurs vitesses supposés.

Malgré ces améliorations du modele de tube de courant, il faut rappeler que tous les
modeles reposent sur des hypothéses communes et immuables, parmi lesquelles :

Le raisonnement est nécessairement quasi-stationnaire, car il repose sur un
comportement moyen et on peut juger discutable I'utilisation de polaires
statiques pour représenter le comportement aérodynamique par nature
instationnaire des pales. Il est possible d’ajouter un modele empirique ou
semi-empirique de décrochage dynamique (voir paragraphe 11.2.2.4) sans
que cela ne corrige aspect moyenné sur un cycle du modele. II est donc
impossible d’avoir des efforts instantanés sur une rotation.

Pour remplacer I’éolienne par une surface actuatrice, il faut supposer qu’a
tout instant, une particule fluide du tube de courant peut rencontrer un
¢lément de pale. Le concept repose donc sur I'analogie entre le véritable
rotor et un rotor de méme solidité avec un nombre de pales infini. Par ce
passage a l'infini, on élimine totalement la dynamique tourbillonnaire du
véritable rotor et les interactions qu’il peut y avoir entre les tourbillons et
les pales. Ce genre de méthode est donc inadapté a I’étude du sillage proche
ou lointain.

Pour des vitesses réduites élevées, la théorie de Froude n’est plus adaptée,
car le blocage de I’écoulement est sévere et le déficit de vitesse est si
important au niveau du disque actuateur ou dans le sillage qu’il existe en
réalité des zones de recirculation non-prises en compte dans le tube de
courant. Il existe toutefois des corrections empiriques (correction de
Glauert, voir par exemple [268]) qui améliorent certains aspects sans
corriger totalement le probleme.
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On peut aussi mentionner le modele en cascade, issu du domaine des
turbomachines et utilisé pour les éoliennes Darrieus par Hirsch et Mandal [118] a partir de
1987. Le concept repose sur des concepts habituels pour les turbomachines et partage un
grand nombre d’avantages et de défauts avec les modeles de tube de courant. Pour plus de
détails sur ce modele, se référer a [118].

II1.1.2 Modéles tourbillonnaires

Les modeéles a tube de courant sont typiquement a I’échelle du rotor. Maintenant,
si on regarde a I’échelle de la pale, il faut distinguer chacune d’entre elles individuellement et
chercher a les modéliser.

Au niveau des pales, il existe des gradients importants de vitesse et hypothese
d’écoulement potentiel n’est localement plus valable a partir de nombres de Reynolds
modérés. 1.’idée essentielle est donc de faire une distinction entre les zones a écoulement
non-potentiel, c’est-a-dire les régions ou la viscosité joue un role important comme les
couches limites et les sillages des pales, et le reste de ’écoulement irrotationnel qui représente
la majorité du domaine fluide. Globalement, on peut considérer les régions visqueuses
infiniment fines et ainsi les représenter a I’aide de singularités (source, puits, vortex, doublet
et combinaison de ces singularités). Comme dans le mod¢le potentiel, les équations sont
linéaires, on peut calculer individuellement puis superposer l'action de chacune des
singularités.

La modélisation des régions visqueuses se sépare en deux : celle des pales et celle
du sillage. Le sillage contenant principalement de la vorticité (voir paragraphe 11.1.3), il est
exprimé par des particules ponctuelles, par des lignes ou par des surfaces porteuses de
vorticité. La vorticité représente la variable caractéristique transportée dans ’écoulement
dont on suit la trajectoire de manicre lagrangienne pour pouvoir reconstruire I’écoulement
dans le domaine fluide, d’ou le nom de modéle tourbillonnaire (vortex model en anglais). Selon
le niveau d’approximation, les pales et leur couche limite sont remplacées par un assemblage
de singularités distribuées le long de lignes ou de surfaces proches de la géométrie de la pale
(voir figure 36). Les principales appellations des modélisations reposent sur le type de
support des singularités sur les pales : mode¢le de ligne portante si la pale est convertie en un
ensemble de segments (figure 36.b), modcle de surfaces portantes si la pale est convertie en
panneaux répartis sur le squelette du profil (figure 36.c), ou méthode des panneaux si la pale
est convertie en panneaux placés sur le contour des pales (le profil n’est plus considéré
comme mince, voir figure 36.d).

Les premiers modeles tourbillonnaires appliqués sur des géométries de rotor a axe
transverse comme les éoliennes Darrieus ont émergé dans les années 1970. Ils se sont basés
majoritairement sur des lignes portantes, représentations d’autant plus réalistes que les pales
sont minces et que l'allongement des pales est grand. Etant donné les moyens informatiques
disponibles a I’époque, de nombreuses études ont considéré un sillage fixé ou prescrit, c’est-
a-dire que les particules tourbillonnaires formant le sillage ont des trajectoires fixes et
préétablies ([122]) ou déduites d’'un modele a tube de courant ([267]). La technique du sillage
libre, au contraire, met a jour la position du sillage a chaque pas de temps en considérant les
vitesses induites des particules les unes sur les autres. Cette technique est plus complexe a
mettre en ceuvre, plus cotteuse en temps de calcul, mais elle est surtout plus flexible et permet
d’étendre I'analyse a une grande diversité de configurations.
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Un des principaux avantages des méthodes tourbillonnaires, c’est qu’il n’y a pas
besoin de calculer un champ de vitesse dans tout le domaine fluide, mais seulement a certains
endroits spécifiques : a la surface des pales pour déduire les efforts qui s’y appliquent et au
niveau des éléments tourbillonnaires qui forment le sillage pour le convecter.

2) b) ) d)

Figure 36 — Comparaison de différents niveaux de modélisations pour les modeles a singularité.
a) Folienne de référence (a titre de comparaison).
b) Modele de ligne portante.
¢) Modele de surfaces portantes.
d) Méthode des panneaux.

Sil’hypothése d’écoulement potentiel est un atout majeur du modeéle, il ameéne aussi
une sévere limitation quand il faut étudier des angles d’incidence élevés, puisqu’il n’y a pas
de décrochage ni d’effet de la viscosité. Dans son modele de ligne portante, Van Nguyen
[256] s’est servi des 1978 des polaires statiques du profil de pale pour intégrer I'effet du
décrochage de manicre quasi-statique. I’inclusion du décrochage dynamique est également
possible a I'aide de corrections empiriques ou semi-empiriques, mais reste un des problémes
inhérent a ce genre de modele. Dans les années 1980 a 1990, de nombreuses autres
corrections ont aussi été ajoutées pour prendre en compte divers effets secondaires (effet de
courbure, diffusion de la vorticité dans I’écoulement, etc.) sur des modeles de ligne portante.

Les modeles d’ordre supérieur comme les méthodes des panneaux n’ont pas fait
I'objet de nombreux choix car les moyens de calcul nécessaires sont supérieurs. I’avantage
de ces méthodes par rapport a la ligne portante est 'acces aux distributions de pression et la
meilleure prise en compte des effets secondaires comme les interactions pale-sillage ou 'effet
de courbure. Fanucci et Walters [74] ont utilisé un ensemble de trois lignes positionnées le
long du squelette du profil de pale (méthode appelée vortex lattice method ou VLM, que 'on
peut classer dans la catégorie des surfaces portantes). Oler et al. [197] ont tenté de développer
une méthode des panneaux pour une ¢olienne Darrieus afin d’y incorporer le décrochage
dynamique et son lacher tourbillonnaire de bord d’attaque, mais il semble que le travail n’ait
jamais complétement abouti. Ce n’est que récemment que quelques auteurs (parmi lesquels
[219], [263], [60] et [275]) ont finalement mis en place des méthodes des panneaux bi et
tridimensionnelles en application sur des éoliennes Darrieus. La particularité du modele de
Zanon et al. [275] est 'adoption d’un double sillage (voir paragraphe 11.2.2.4.4) pour que le
décollement de la couche limite (et ainsi le décrochage dynamique) soit simulé a I’aide d’une
nappe tourbillonnaire supplémentaire.

Une autre option avec un degré de modélisation comparable est I'utilisation de
transformations conformes. A condition de connaitre la transformation adéquate, on peut
trouver une solution potentielle analytique de I’écoulement instationnaire autour d’un
cylindre dans un plan virtuel puis transformer la solution dans le plan physique pour déduire
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Pallure de I’écoulement autour du rotor considéré. Un intérét est que on peut obtenir une
solution analytique, donc continue, mais la difficulté réside dans la recherche de la bonne
transformation conforme, qui ameéne en général a choisir un développement fini qui est en-
lui-méme une sorte de discrétisation comparable a un choix de nombre de panneaux dans
une méthode des panneaux. C’est donc une méthode qui se rapproche d’une méthode des
panneaux, tant au niveau de son exactitude que de ses limitations intrinseques (pas de
viscosité). Pour plus de précision, voir Deglaire [65].

I11.1.3 Meéthodes dans des domaines maillés

Les méthodes les plus complétes pour pouvoir étudier les éoliennes a toutes les
échelles (rotor, pale, surface de la pale) sont celles qui choisissent de résoudre une version
des équations de Navier-Stokes dans un domaine fluide maillé par une approche eulérienne.
On regroupe généralement ce genre de modeles dans ce que 'on appelle abusivement la CFD
(pout Computational Fluid Dynamics, c’est-a-dire mécanique des fluides numérique).

Les variations entre les mod¢les reposent essentiellement sur des choix de niveau
de modélisation de la turbulence, de résolution numérique (différences finies, volumes finis
ou éléments finis), et de précision de la géométrie. Dans tous les cas cependant, I'inclusion
de linstationnarit¢ dans les équations a résoudre est indispensable étant donné le
fonctionnement de I’éolienne Darrieus. Les équations instationnaires et complétes de Navier-
Stokes pour un écoulement instantané sont extrémement couteuses a résoudre
numériquement sans modélisation et sont a ’heure actuelle hors de portée pour toute
application aux éoliennes Darrieus. L’alternative consiste a utiliser la version moyennée des
équations de Navier-Stokes, en choisissant de modéliser la turbulence. Cette modélisation
peut étre générale (méthode RANS pour Reynolds Averaged Navier-Stokes equations, c’est-a-dire
les équations de Navier-Stokes en moyenne de Reynolds) ou seulement a certaines échelles
(par exemple la méthode LES pour Large Eddy Simulation, c’est-a-dire simulation aux grandes
échelles, qui modélise la turbulence pour les plus petites échelles uniquement).

Sila géométrie complete de éolienne est prise en compte, le cout de calcul est tres
élevé car il faut un domaine de calcul volumineux, pour éviter les effets de bord et le
confinement, et un maillage suffisamment raffiné, pour ne pas perdre d’information dans
I’écoulement et avoir une précision spatiale satisfaisante. De plus, puisque le rotor est en
rotation par rapport a ’écoulement amont, il faut généralement des outils spécifiques pour
incruster un maillage tournant dans un maillage fixe, comme une interface glissante ou des
maillages recouvrants (technique Chimere). Les premicres études numériques par méthode
RANS datent des années 1990 (par exemple [252] et [15]), quand les moyens informatiques
ont permis ce genre d’étude. Ces simulations numériques ont permis de reproduire des
résultats expérimentaux avec un niveau de précision comparable a celui des modecles
tourbillonnaires. En présence de décollement important de la couche limite, ces méthodes
rencontrent de sérieuses difficultés pour prédire la séparation de la couche limite, ce qui mene
a penser que le cout de calcul exorbitant qu’ils requi¢rent n’est pas justifié par 'exactitude
des résultats. Des revues critiques de quelques études numériques récentes sont proposées
par Gretton [107] et Danao [61].

Une variante des modeles numériques par approche eulérienne est celle soumise
par Scheurich [222]. Plutét que d’utiliser la vitesse comme variable de I’écoulement, il choisit
d’utiliser la vorticité, a I'image des modéles tourbillonnaires, pour avoir une meilleure
représentation des phénomenes tourbillonnaires. Le modele quil nomme Vorticity Transport
Mode! (VTM) comporte deux pans. Pour décrire I’écoulement, il cherche cette fois a résoudre
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I’équation de transport de la vorticité en considérant un écoulement incompressible et non-
visqueux en dehors de la couche limite. Pour déterminer les efforts sur les pales, il utilise un
modele de ligne portante pour gérer la production de vorticité et définir les efforts subis par
les pales. 1l s’agit en réalité d’'une méthode hybride entre une résolution des équations de
Navier-Stokes par méthode eulérienne et par modéle tourbillonnaire.

D’un genre différent, le mode¢le utilisé par Ponta et Jacovkis [208] est aussi a cheval
entre une approche eulérienne et lagrangienne. Ils procedent a une différenciation entre
I’écoulement immédiatement autour d’'une pale (de 'ordre d’une corde autour du profil) et
I’écoulement plus lointain. I’écoulement proche pale est modélisé par éléments finis alors
que Pécoulement lointain est représenté par des particules tourbillonnaires. En revanche, le
décrochage dynamique est exclu de leur modélisation.

Une autre modélisation hybride repose sur une modélisation non pas de la
géométrie exacte des pales, mais globale du rotor en le remplagant par un objet théorique.
Un rotor a pale droite peut étre représenté par un cylindre poreux en rotation, de méme
solidité que I’éolienne a étudier, alors que I’écoulement est toujours résolu par une approche
eulérienne. Cette technique se situe en quelque sorte a mi-chemin entre une résolution
classique dans un maillage pour I’écoulement et un modele a tube de courant pour la
redistribution des efforts sur une surface actuatrice. Cette technique a été introduite par
Madsen [162] en 1982 et est appelée modele par cylindre actuateur, bien que le rotor puisse
étre remplacé par autre chose qu’un cylindre. Il existe aussi d’autres adaptations ou modeles
qui reposent sur un principe de modélisation identique ou comparable, comme par exemple
[210], [16], [278] et [21]. Pour plus de détails, se référer a un de ces documents.

I11.1.4 Evolution du choix des modéles

Le choix du modéle numérique est guidé par le besoin d’avoir un outil adapté a une
étude d’optimisation, c’est-a-dire qui laisse la possibilité de comparer les performances de
différentes géométries entre elles rapidement, de maniere fiable et a moindre cott. On se
laisse également la possibilité d’étudier a plus long terme d’éventuels couplages aéroélastiques
et le comportement dans un écoulement instationnaire que ’éolienne pourrait rencontrer
dans un milieu urbain.

Les modeles a tube de courant sont certainement les modeles les plus utilisés dans
la littérature. Ils tirent leur intérét de leur extréme rapidité de calcul, de leur simplicité et de
leurs résultats qui représentent une approximation globalement correcte des puissances
moyennes développées par les machines Darrieus. D’apres [244], le modéle de simple tube
de courant est adapté pour des pales faiblement chargées (faible vitesse réduite ou solidité)
car la distribution de vitesse est raisonnablement uniforme dans le rotor et sensiblement
proche de la vitesse infini amont. Ceci n’est pas le cas de I’éolienne qui nous intéresse. Le
modele a multiples tubes de courant essaye d’améliorer cette déficience, mais I’absence de
vitesse transversale reste problématique en cas de fort blocage. En regardant de plus pres la
répartition des efforts, on se rend compte qu’une bonne estimation de la puissance reléve
surtout d’une compensation d’erreurs ([78]) : les efforts et la génération de couple sont sous-
estimés dans la partie amont de la rotation et surestimés dans la partie aval. Au final, méme
avec l'ajout de deux surfaces actuatrices, de I’épanouissement du flux et des vitesses
transversales, Ferreira [78] en arrive a la conclusion que les modeles a tube de courant ne
sont pas appropriés pour la détermination des performances d’une éolienne Darrieus. Ceci
est du a leur incapacité a modéliser les effets du sillage, en plus de leur inaptitude naturelle a
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calculer les effets instationnaires. On peut retenir que les mod¢les a tube de courant sont
utiles pour un dimensionnement de machine, mais pas pour une étude d’optimisation.

Ainsi, il est jugé que tous les modeles hybrides qui se rapprochent des tubes de
courant comme cylindres actuateurs ([162]) ou les modeles tourbillonnaires a sillage prescrits
(|267]) sont également inadaptés car ils ne permettent pas de déterminer des efforts
instantanés (encore moins dans un vent urbain variable) et représentent de manicre en
général inappropriée la dynamique tourbillonnaire, qui a pourtant un réle essentiel.

Pour les modéles de résolution des équations de Navier-Stokes dans un domaine
maillé, le probleme vient de la modélisation de la turbulence. Il n’existe pas de modc¢le de
turbulence applicable dans toutes les situations. En particulier, la vitesse relative autour d’un
profil varie beaucoup (voir figure 9), le nombre de Reynolds caractéristique est transitionnel
(de l'ordre de 10°) et la couche limite peut passer d’un état laminaire a turbulent de maniére
si complexe que les modeles de turbulence actuels ont des difficultés a simuler précisément.
De cette insuffisance peut résulter des comportements éloignés de ce que 'on peut observer
expérimentalement, comme des larges fluctuations des efforts dus a une hypersensibilité aux
lachers tourbillonnaires ([78]). Cette incapacité est criante sur les tentatives actuelles de
simuler le décrochage dynamique, méme dans le cas d’un tangage sinusoidal plus classique.
De plus, la résolution des équations de Navier-Stokes dans un maillage provoque une
dissipation numérique de la vorticité lors de son transport. Au final, il apparait que le modele
n’apporte pas une amélioration suffisamment conséquente par rapport aux modeles plus
simples malgré sa grande complexité. Enfin, sa relative rigidité ne permet pas un couplage
avec un modele aéroélastique.

Le probléme de la dissipation numérique de la vorticité peut étre quant a lui résolu
naturellement par une méthode tourbillonnaire, puisque la vorticité est la variable dont on
suit la trajectoire. Reste le probléme de la turbulence. Il est néanmoins possible dans un
modele tourbillonnaire de simuler localement des effets de la viscosité. Dans le sillage, il est
possible de diffuser la vorticité par un modele adapté. S’il y a du décrochage dynamique, un
modele semi-empirique peut étre arrangé pour s’intégrer au code de calcul. La famille des
modeles tourbillonnaires semble finalement étre le meilleur compromis.

Le choix s’est d’abord porté sur le plus simple des mode¢les tourbillonnaires : 1a ligne
portante. Cette préférence était justifiée par sa simplicité et par 'accord des hypotheses de
base avec la géométrie de I’éolienne initiale (voir figure 24.a), c’est-a-dire faible épaisseur du
profil de pale, grand allongement et petite solidité de pale. Suite a la modification de
géométrie de I’éolienne de référence (voir figure 24.b), le modéle de ligne portante n’était
plus conforme, et il a été suggéré de passer a un modéle d’ordre supérieur tel qu'une méthode
des panneaux.

Un inconvénient possible du choix de la méthode des panneaux par rapport a la
ligne portance est 'augmentation du temps de calcul. Divers auteurs ont proposé des
solutions pour accélérer le calcul autour d’éoliennes Darrieus sans altérer significativement
la précision, parmi lesquels I'utilisation d’un algorithme de suivi eulérien-lagrangien Vortex-
In-Cells ([257]), I'utilisation d’'une méthode multipolaire rapide ([100]) ou la fusion de
particules tourbillonnaires ([177] et [100]). Il a été estimé que dans les conditions dans
lesquels nous souhaitions travailler, aucune méthode d’accélération du temps de calcul n’était
requise.

Pour garder un temps de calcul correct malgré un niveau de calcul acceptable, il a
par contre été préféré de rester dans une modélisation bidimensionnelle. Si elle est utile pour
la compréhension des phénomenes aérodynamiques principaux, cette modélisation ne
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permet pas de représenter les complications induites par le caractere hélicoidal des pales de
éolienne de référence. I’étude tridimensionnelle est laissée a un travail ultérieur.
Iéoli de réf L’étude tridi 1 lle est lai t il ultérieur

IT1.2 Présentation du modeéle utilisé

Le code de calcul utilisé a été développé initialement a la NTUA, puis adapté dans
la présente étude. Il s’agit d’un code de calcul d’écoulement instationnaire bidimensionnel
basé sur un modéle tourbillonnaire, spécialement congu pour les rotors dont les pales
bougent dans un plan transversal a leur envergure. I.’écoulement est supposé potentiel en
dehors des singularités qui sont utilisées pour représenter les pales et leurs sillages. La
méthodologie suit la méthode des panneaux, popularisée notamment par Hess [116] en 1962
pour des objets non-portants et [115] en 1972 pour des objets générant de la portance.

La description plus complete du modele est présentée dans le paragraphe 111.2.1,
ainsi que son implémentation numérique (paragraphe II1.2.2). Ensuite, un développement
du code pour simuler un écoulement confiné est décrit, puis une discussion sur la notion de
I'angle d’attaque et de décrochage dynamique est initiée, avant de procéder a une vérification
de lefficacité du modele numérique.

II1.2.1 Description du mod¢le mathématique

IT1.2.1.1 Hypothéses et équations de départ

A la base de la quasi-totalité¢ des modeles numériques en mécanique des fluides, il y
ales équations de Navier-Stokes. Cette formulation du comportement des fluides est déduite
des principes physiques généraux de conservation de la masse, de la quantité de mouvement
et de I’énergie. Dans les conditions de fonctionnement de I’éolienne a axe vertical considérée,
plusieurs hypotheses peuvent étre formulées : tout d’abord, le nombre de Mach est
constamment trés faible (de ordre de 10* a2 10"), donc on peut supposer I'écoulement
incompressible. En omettant I’équation de I’énergie interne, les équations de Navier-Stokes

pour un fluide newtonien incompressible se réduisent a :

<l
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Ou f est la résultante des forces massiques qui s’exercent dans le fluide, en
Poccurrence ici, la gravité. Cette formulation est adaptée pour une résolution numérique en
représentation eulérienne. Mais en s’intéressant au sillage des pales de I’éolienne Darrieus qui
est composé de structures tourbillonnaires importantes, il apparait plus pertinent de formuler
I’équation (54) sous une autre forme centrée sur la vorticité, qui se préte bien a une
description lagrangienne. En prenant le rotationnel de I’équation, en écrivant le terme

d’accélération convective a Iaide de la vorticité @ = VAU, et en supposant que le seul terme
de force massique qui agit sur la pale est la gravité, on peut réécrire I’équation. Sous sa forme
bidimensionnelle, la vorticité est perpendiculaire au vecteur vitesse, par conséquent, on peut
réduire les caractéristiques de la vorticité a la seule connaissance de sa valeur selon la direction
perpendiculaire au plan d’étude. On assimile alors la vorticité au seul scalaire Q. I.’équation
(54) devient alors (voir [133]) :
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On obtient ainsi 'équation de transport de la vorticité, parfois appelée équation de
Helmbholtz. I’intérét de cette description lagrangienne de I’écoulement est que 'on peut ainsi
se prévenir du calcul du terme de pression et que dans tout le domaine fluide, on ne va au
final concentrer les efforts de calcul que dans les zones qui nous intéressent (contour des
pales et sillages) dont on va suivre I’évolution au cours du temps.

Ensuite, le nombre de Reynolds est suffisamment élevé (de 'ordre de 10* 2 10° pour
I’éolienne considérée) pour qu’en dehors des zones proches de la paroi et du sillage, les effets
de la viscosité peuvent étre suffisamment faibles pour étre négligés (voir figure 37). On peut
considérer ’écoulement comme irrotationnel en dehors du sillage et de l1a couche limite. 11
est donc potentiel, c’est-a-dire que la vitesse dérive d’un potentiel ¢ scalaire. Le résultat
important qui se déduit de 'équation (53) est que le potentiel respecte ’équation de Laplace :

V2 =0 (56)

L’intérét de cette formulation est qu’elle est linéaire, donc une solution de ’équation
peut étre construite comme la somme de solutions élémentaires. Un autre avantage réside
dans le fait qu’il est possible de résoudre cette équation par des formules analytiques a I’aide
de fonctions de Green.

Pour ce qui est de I'équation (54), la condition d’écoulement potentiel permet au
fluide de vérifier les équations d’Euler, dont I’équation de conservation de la quantité de
mouvement dans un plan bidimensionnel horizontal s’exprime :

Y @)= ~
= V)U=- G7)

0 |TT

Cette équation servira lorsqu’il faudra calculer des efforts en faisant le lien entre la
vitesse et la pression.

I11.2.1.2 Représentation intégrale de ’écoulement

Dans le cadre de notre étude, on considere un écoulement incompressible et non-
visqueux sauf au niveau des couches limites et des sillages. Pour simplifier les notations, on
ne considere par la suite qu'une seule pale et son sillage et une vitesse infini amont constante
et uniforme. On note les limites du domaine fluide potentiel formées par la pale S, et son
sillage S..

Etant donnée I’hypothese de nombre de Reynolds suffisamment important, on
estime que la couche limite et le sillage peuvent étre considérés infiniment fins. Le sillage est
supposé unique, émis depuis le bord de fuite du profil (voir figure 38). Dans ces conditions,
I'ensemble de ’écoulement est potentiel hormis localement aux frontieres S; et S¢ du domaine
fluide. Puisque I’écoulement est potentiel, ’équation (56) a résoudre est celle de Laplace qui
est linéaire, on peut donc représenter I’écoulement comme la somme de solutions
¢élémentaires, ces solutions élémentaires étant les vitesses induites par des singularités placées
aux frontieres S; et S.. (voir [133]). Le choix des singularités pour le sillage de frontiere S,
s’est porté sur une distribution de vorticité (voir figure 38) qui est 2 méme de modéliser le
sillage. Pour la pale, il faut a la fois considérer son imperméabilité et sa capacité a générer de
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la portance, elle est donc remplacée par des distributions de vorticité et de source/puits sur
la frontiere S,.

Sillage

Ecoulement incompressible, Les effets rotationnels et

irrotationnel et non-visqueux visqueux n’y sont pas négligeables

Figure 37 — Schéma de la région ou les effets visqueux sont significatifs et représentation du profil
transversal de vitesse dans la couche limite (les proportions sont exagérées).

Distribution  Distribution Sillage infiniment fin

de vorticité de source Distribution

de vorticité

Ss

Figure 38 — Schéma représentatif du modele simplifié : la couche limite et le sillage sont infiniment fins sur
lesquels sont placées des distributions de singularités (vorticité et source sur la paroi du profil et vorticité
dans le sillage).

L’écoulement total s’exprime comme la somme de la vitesse de I’écoulement non-
perturbé a laquelle s’ajoutent les vitesses induites par les termes de source o, et de vorticité
Yp €t Vs, symbolisant la couche limite et le sillage. La contribution des vitesses induites
s’exprime par le gradient du potentiel de vitesse. Le potentiel de vitesse vérifie I’équation de
Laplace qui peut étre résolue a I'aide d’'une fonction de Green a partir des conditions aux
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limites sur les frontieres du domaine fluide. En description eulérienne dans le plan, la vitesse
s’écrit ainst :

X - X' .
f (X't)ex( )ds X') (58)

— eZ
+ [, X)) ——=
J 27(X-X')

I11.2.1.3 Conditions initiales et conditions aux limites

La solution aux équations de comportement du fluide n’est pas unique si 'on
n’applique pas de conditions initiales (temporelles) et de conditions aux limites (spatiales).

Pour les conditions initiales, on choisit de faire partir 'éolienne d’un état au repos.
Le rotor est fixe au début du calcul, une solution stationnaire est trouvée puis un mouvement
impulsif est imposé au rotor.

Les conditions aux limites sont les équations principales du modele qui permettent
de déduire les intensités des singularités oy, v, et y, dans ’équation (58) et tendre vers une
solution unique. En écoulement potentiel, il n’y a pas d’adhérence du fluide a la paroi solide,
seulement une condition de non-pénétration. Cette condition d’'imperméabilité du profil de
pale impose que la vitesse soit tangente au profil, autrement dit, la vitesse normale a la surface
du profil est nulle. Cela amene une condition de Dirichlet sur la vitesse :

[_jlp(i;t).é)v =0 pour XESP (59)

Ou ﬁ|p est la vitesse dans le référentiel de la pale. Le passage du référentiel local de

la pale (qui tourne autour du point O) au référentiel galiléen global s’effectue par la relation :

U

— — — — = =2 N == —  — N 5
|p -68x(X-Xp)=U-T, ou U,=3x(X-X,)*Rué,xe, ()
Drautre part, a I'infini, on considére aussi que I’écoulement n’est plus perturbé par
les singularités. Cette contrainte est naturellement vérifiée par le choix de la fonction de
Green qui génere des vitesses proportionnelles a I'inverse de la distance comme le montre
I’équation (58).

A ces conditions, il faut ajouter la condition de Kutta (voir paragraphe 111.2.2.2) et
d’autres choix arbitraires (distribution de vorticité uniforme sur le profil, voir paragraphe
II1.2.2.3) pour arriver a une solution unique. Ces derniers choix sont liés a la fagon dont les
sources et la vorticité sont répartis sur les frontieres, ces préférences relevent essentiellement
de considérations numériques.
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I1I1.2.1.4 Représentation des efforts et de la puissance

SiI’équation de la masse permet de décrire 'écoulement, ’équation de quantité de
mouvement (57) donne accés a une relation entre la vitesse proche pale et la pression
pariétale. En réécrivant le terme d’accélération convective, on obtient la relation :

—2
V<£+B+—>+QXU:O (61)

Le premier terme de la partie gauche de I’équation est la relation de Bernoulli
instationnaire auquel s’ajoute un second terme qui prend en compte les effets rotationnels
de la couche limite.

Néanmoins, la pale est en mouvement et il est plus utile pour le calcul des efforts
de se placer dans le repere tournant lié a la pale. Du changement de repére résulte I'ajout d’'un
terme supplémentaire qui comprend la vitesse due au mouvement de la pale ([133]) :

al

LU s I +£_2>><[_J): (62)

Ou 0y, est le potentiel exprimé dans le repére en mouvement. La résolution de ce
systeme est effectuée par méthode numérique (voir paragraphe I11.2.2.6) et donne acces a la
pression ou au coefficient de pression. Par intégration du coefficient de pression le long de
la surface du profil, on obtient la contribution non-visqueuse de I'effort subi par une pale,
que l'on peut décrire en trois composantes : un coefficient de force normale, de force
tangentielle et de moment au quart de corde (définis par unité d’envergure) :

§
* _ 1::N _ dS(X’)
Cx 1 ocU, - f % ( )
2 @ p
; 12 e L L ds(X
{ Cr = 1—T2 = f S (X';t) 6v.6t¥ (63)
EQCUOO S
« M, ds(X'
Cymea = ng = 3€(X Xesa)Xc, (X5 &, S( )
\ 5 @C Yo

Le coefficient de couple Cq, et le coefficient de puissance Cp se déduisent aussi de
I'intégration des coefficients de pression en choisissant le centre du rotor (sur I'axe de
rotation) comme point de référence, puis en procédant a une moyenne sur le tour.

II1.2.2 Description du modele numérique pour la
résolution de ’écoulement

Pour le probleme considéré, il n’y a pas de solution analytique simple aux équations
intégrales. Il faut donc procéder a une résolution numérique qui nécessite quelques
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hypotheses supplémentaires. Il faut notamment effectuer une discrétisation spatiale et
temporelle pour transformer les équations intégrales en systeme algébrique que 'on peut
résoudre par une méthode matricielle. Pour la discrétisation temporelle, on considére un pas
de temps fixe, noté At, et un indice de pas de temps, noté i, de telle sorte que le temps t = iAt.
Le sillage grandit avec le temps. Il y a donc un nouvel élément du sillage a chaque pas de
temps, donc pour une pale a I'instant i, il y a un sillage divisé en i éléments.

Par la suite, on détaille la discrétisation spatiale de la pale et du sillage, ainsi que le
développement qui méne au probleme discrétisé et a sa résolution.

I11.2.2.1 Discrétisation des éléments

I’avantage de la représentation par intégrales aux fronticres, c’est quau lieu de
discrétiser tout 'espace, il suffit de discrétiser les frontiéres du domaine, ce qui est beaucoup
plus aisé. Les seules limites a prendre en compte sont les bordures S, et S;. On peut supposer
le reste du domaine fluide infini devant la taille du rotor, ce qui ne contraint pas le
développement du sillage.

Du choix du type de discrétisation dépend l'ordre de lerreur commise, la
complexité de mise en place et le temps de calcul de la solution. Le tableau 12 résume
quelques informations sur les possibilités de discrétisation qu’il est raisonnablement possible
de mettre en place, pour plus de détails, voir [133] et [56]. Pour avoir un niveau
d’approximation correct, il est préférable dans notre cas de modéliser les surfaces des pales
par un ensemble de N, panneaux plans (1 ordre) avec une distribution constante de source
et de vorticité (1* ordre). En deux dimensions, les panneaux sont convertis en segments, par
la suite, on confondra les termes segment et panneau. Le terme de vorticité sur les panneaux
est choisi commun a tous les panneaux pour une raison d’unicité de la solution (voir

paragraphe 111.2.2.3).

Pour le sillage, il faut noter que le nombre d’éléments discrets qui le compose
augmente d’une unité a chaque pas de temps. Or pour le déplacement des éléments, il faut
déduire la vitesse locale et donc calculer la vitesse induite par chaque élément du sillage sur
chacun des autres. Pour un instant i, le nombre d’opérations de calcul est donc de i X (i- 1)
donc dépend du carré du pas de temps. Il est donc nécessaire de réduire au maximum le
temps de calcul de chaque opération en choisissant un ordre inférieur. Cependant, le sillage
proche a une action trés importante sur la répartition de pression et il est important de garder
un ordre supérieur. L’alternative retenue est de distinguer deux sillages : le sillage proche,
défini comme I’élément de sillage généré au pas de temps actuel, et le sillage lointain, formé
de tous les éléments de sillage créés jusqu’au pas de temps précédent. Le sillage proche est
modélisé par un segment de distribution de vorticité constante et le sillage lointain est
composé d’une succession de particules tourbillonnaires.

Ordre/Parameétre Q¢me ordre 1er ordre 2nd ordre
Intensité de la , . Variation linéaire dans le
. ., Concentrée en un point Constante sur un panneau
singularité panneau
Géométrie du panneau . Panneau de la forme d’un
Ligne Panneau plan ..
(3D) paraboloide
.. .. Point unique sur la face . .
Condition limite intcérie re Point unique sur la surface Moyenne sur le panneau
u

Tableau 12 — Approximations cohérentes pour I'intensité des singularités et la géométrie du panneau

(dapres [56]).
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Condition d’imperméabﬂité

4— Orientation sil}, > 0

1-& Or1entat10n si F <0

Profil Sillage Sillage lointain
proche

Figure 39 — Schéma représentatif du modele discrétisé :la pale est divisée en segments de distributions
constantes de source et de vorticité, le sillage proche est un segment de distribution de vorticité et le sillage
lointain est représenté a 'aide de particules tourbillonnaires.

II1.2.2.2  Condition de Kutta et sillage proche

Le bord de fuite requiert une condition particuliere : la condition de Kutta qui
impose qu’au bord de fuite d’un profil dans un écoulement potentiel, la vitesse reste finie et
I’écoulement se fasse de maniére continue, sans rebroussement. La conséquence directe est
que si on s’approche du bord de fuite, les pressions pariétales sur les faces intérieure et
extérieure tendent vers une limite commune, qui est la pression statique si le bord de fuite a
un angle fini, car il s’agit d’un point d’arrét. De plus, comme il y a continuité de la pression
entre les faces intérieure et extérieure du profil, il n’y a pas d’effort sur le bord de fuite.

11 faut noter que la condition de Kutta a été¢ établie pour un écoulement stationnaire
et non-décollé. Dans un cas instationnaire, la condition de Kutta reste valide si on suppose
des petits déplacements et des petites fréquences réduites ([52]). Nous ferons ’hypothese
que cette condition reste valable quelles que soient les configurations d’écoulement.

Il y a de nombreuses facons d’implémenter cette condition. D’un point de vue
analytique, il suffit d’introduire dans le modeéle une des conséquences de la condition de
Kutta, les autres conséquences seront automatiquement satisfaites. Avec la modélisation
choisie, les principaux effets de la condition de Kutta sont 'ajustement de l'orientation et de
I'intensité du sillage proche.

I11.2.2.2.1 Orientation du sillage proche

Plusieurs orientations du sillage proche sont possibles pour satisfaire la condition
d’écoulement "lisse" au bord de fuite : selon la bissectrice de 'angle du bord de fuite, selon
la direction de la vitesse non-perturbée, selon un processus itératif qui cherche la position
qui satisfait au mieux la condition de saut de pression nul, etc. (voir par exemple [66]). Une
solution souvent retenue est celle introduite par Giesing en 1969 et par Maskell en 1972 (voir
[27]) qui oriente le panneau du sillage proche dans la direction du panneau de la face
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extérieure adjacent au bord de fuite si la variation de circulation autour du profil est positive,
et dans la direction du panneau de la face intérieure dans le cas contraire. Le choix d’'une
orientation est en fait un probleme mineur pour la précision du calcul. L’erreur engendrée
par le choix d’une option ou d’une autre est inférieure a 'ordre de grandeur de 'erreur induite
par la discrétisation du sillage. Dans le code ici utilisé, I'orientation du panneau est faite dans
la direction du panneau de la face extérieure adjacent au bord de fuite si la circulation autour
du profil est négative, et dans la direction du panneau de la face intérieure dans le cas
contraire.

Quoi qu’il en soit, toutes les méthodes convergent vers le méme résultat quand le
pas de temps devient petit et que la longueur du panneau de sillage proche est petit par
rapport a la corde du profil. La longueur Al du sillage proche est estimée par la relation :

cpa| * UICP,NP |
P p (64)

Als - UTElpAt ou UTEIp = 5

Avec Ulcpll et Ugp Np| qui représentent les vitesses tangentielles aux panneaux
Al Nol

adjacents au bord de fuite sur les faces respectivement intérieure et extérieure, dans le
référentiel de la pale.

I11.2.2.2.2 Intensité du sillage proche

Le sillage proche est supposé attaché au bord de fuite et toute la vorticité du sillage
est émise par le bord de fuite. On peut décrire la vorticité dans le sillage proche comme étant
le terme qui permet de compenser la différence de vitesse entre les faces intérieure et
extérieure de la pale au niveau du bord de fuite.

En considérant les vitesses tangentielles au bord de fuite sur les faces intérieure et
extérieure dans le repére de la pale, notées respectivement Urpy_| petUrps | p» ON peut calculer
le débit de rotationnel dans la couche limite de deux maniéres différentes”™ : par une
intégration approximative du débit de rotationnel dans les deux couches limites qui se
rejoignent au bord de fuite et par dérivée temporelle de la circulation autour du profil. En
combinant les deux expressions, on arrive a la relation :

2 2
Dr U -U
Dtp _ TE+ Ip 5 TE—Ip (65)

Comme seules les vitesses aux points de controle sont estimées, les vitesses sur les
faces intérieure et extérieure du bord de fuite sont considérées comme les vitesses aux points
de contréle des panneaux adjacents au bord de fuite (numérotés 1 et N;). De plus, il a été
rappelé avec ’équation (20) que la circulation totale se conserve (théoreme de Kelvin-
Helmholtz) donc on peut relier la variation temporelle de circulation I', autour du profil a la
circulation I's du sillage. L’intensité totale du sillage proche étant la variation Al de la
circulation du sillage sur un intervalle de temps At, on peut déduire sa valeur par la relation :

13 Pour la démonstration, se référer par exemple au cours de I'Université de Poitiers de S. Huberson, Théorie des profils minces, 2008, ou
au livre de Cottet et Koumoutsakos [56] qui présente une approche différente pour arriver au méme résultat. Le résultat peut aussi se
démontrer a P'aide de I’équation de Bernoulli instationnaire, en écrivant la continuité de la pression et de la densité au bord de fuite.
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. 2 . 2
1 _ Ul
CP,Np | CP,1
p

2

P (66)

AFS ~ At = Als (UiCP’NPL, - Uicp’l |p>

Des lors, la distribution linéique vy, de vorticité du sillage proche est égale a la
différence de vitesse entre les deux panneaux adjacents au bord de fuite :

i i i
Yo — UCP,NP|p - UCP,1| b (67)

II1.2.2.3  Systéme d’équations et méthode de résolution

Pour caractériser I’écoulement dans le domaine fluide autour de la pale, il faut
résoudre un systeme d’équations linéaires dont les inconnues sont les distributions de source
et de vorticité : pour la pale, ce sont les débits o}, pour k = 1...N,, définis par unité de longueur
pour les distributions de source et la circulation y' par unité de longueur commune aux
distributions de vorticité sur les panneaux, soit N, + 1 inconnues. On doit y ajouter 'intensité
yi de la distribution de vorticité sur le segment de sillage proche, soit un total de N, + 2
variables a déterminer, donc autant d’équations a définir. N, premicres équations découlent
de la condition d’'imperméabilité de la pale, par discrétisation de I’équation (59). Sur chacun
des N, éléments constitutifs de la pale, une condition de vitesse normale nulle est vérifiée sur
un point de contrdle placé au centre de chaque panneau :

—i .
Ucpy| €x =0 pour k=1...N; (68)
p

La vitesse au point de controle se déduit de la discrétisation de la relation (58). A

. . . . . =4 . .
un instant i et pour un point arbitraire X, la vitesse locale s’exprime.

. o
ey — X-X -
U(X;i) =T, + z %’mf —— ds(X'
m=1 A 7t(X X
< [LxE-F)
exX(X-X") o
D e
&~ ) (XX
N (69)
e x(X-X)
X))
Al 77"(X‘ ')
i-1
Ly )
e 527t(§—X'

On remarque qu’avec cette discrétisation, on peut calculer individuellement les
vitesses induites par les panneaux singuliers d’intensité unitaire puis multiplier par I'intensité

de la source ou de la vorticité. On notera respectivement [_fo (}_)(;Asm), I_J)y (}_)(;Asm), [_jy (}_)(;Als)

- e 4 . . . . e 4 . . . . .
et UT(X) les vitesses induites au point X par un panneau de distribution de source unitaire,
un panneau de distribution de vorticité unitaire, le panneau de sillage proche d’intensité
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unitaire et un vortex ponctuel d’intensité unitaire. Les expressions de ces contributions
unitaires sont détaillées dans 'annexe A.2.

Les conditions d’imperméabilité sur les panneaux définis par les relations (68)
s’écrivent donc par N, équations :

Np

0= [_joo-gvk - fjp (ilcmg) Ev,k + Z me (XCP Asy, )

>

m=1

p
+Y1p z Uy XCPk’AS ) €k
m=1

+ yi [_jv (iicp,k;Als) .

Z g JUr XCP k)

j=1

(70)

Pour k = 1...Np

Une équation supplémentaire est fournie par la condition de Kutta au bord de fuite,
il s’agit de ’équation (67). Enfin, une derniere équation est donnée par le théoreme de Kelvin-
Helmbholtz qui stipule la conservation de la circulation. En partant de I'équation (20), on
déduit par discrétisation que la circulation cumulée du profil et du sillage proche est égal :

AT, + T =1 1)

Pour le pas de temps initial, puisque le rotor est arrété, on considére la circulation
totale nulle. En remplacant par les variables que l'on cherche a déterminer, on arrive
finalement a la relation suivante :

yis Al + yip Z As,, =T"! (72)
=1

Le systeme formé des équations (67), (70) et (72) peut se mettre sous forme
matriciel. 11 est résolu par un algorithme de décomposition LU (pout Low et Up, soit "bas"
et "haut"). Ce procédé consiste a décomposer la matrice du systeme d’équation en des
matrices triangulaires inférieure et supérieure grace auxquelles le systéme peut se résoudre en
deux étapes successives par substitutions élémentaires.

Dans le cas ou plusieurs pales sont présentes, le systeme matriciel s’agrandit mais le
méme principe reste en place. En plus de prendre en compte les vitesses induites des
panneaux et du sillage proche d’une pale sur elle-méme, il faut prendre en considération les
vitesses induites des panneaux et des sillages des autres pales.

ITI1.2.2.4  Régularisation des singularités

Par définition, les singularités présentent des discontinuités et peuvent mener a des
vitesses infinies et des instabilités non-physiques. Ceci est un probleme numérique lié au
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choix de modélisation du sillage par une interface infiniment fine discrétisée en particules
tourbillonnaires. I’effet de cette instabilité est d’amplifier les modes de courte longueur
d’onde ([141]), c’est-a-dire de créer des petits enroulements tourbillonnaires qui n’ont pas de
raison d’exister d’un point de vue analytique.

En deux dimensions, la vitesse UF(X) induite au point X par un vortex ponctuel
d’intensité unitaire situé au point X- est donnée dans 'annexe A.2 :
1 (X-Xp)xe, 1,

R Y T ™

N e S . . - .
Our= ”X - X1|| est la distance entre les points et ey est le vecteur directeur du
vecteur vitesse. Différentes solutions ont été imaginées par le passé pour éviter une vitesse
infinie. La plupart font intervenir une longueur caractéristique € pour régulariser la formule.

.. . N 1 . N .
On peut choisir de borner la vitesse a une valeur P lorsque r < e, ou ajouter € a la distance
T E
r de maniére a avoir une vitesse m Une solution plus élégante est celle introduite par
T\t €
Krasny [141] qui consiste a estimer la norme de la vitesse avec la relation :

1 r

Ur = 2ne2 + &2 (74

11 a également été imaginé que la physique analytique d’un vortex de rayon non-nul
pouvait aider a calculer une régularisation du cas limite d’un vortex ponctuel. Le modele le
plus simple est celui du vortex de Rankine qui suppose une vorticité distribuée enticrement
et uniformément dans un disque de rayon e. La vitesse se décompose en deux formules selon
si la distance r est supérieure ou inférieur au rayon e. Une autre possibilité est celle
d’approximer le vortex ponctuel par un vortex de Lamb-Oseen, dont la vitesse induite
s’exprime par la formule :

1 o
Up=—(1-¢% 75)
2n

Ou a est une constante. D’autres formules ont également été proposées depuis.
Une liste non-exhaustive de quelques modeles de vortex est proposée par exemple par [66].
Dans la pratique, les différences entre les modeles sont d’un ordre de grandeur inférieur aux
erreurs dues a la discrétisation de la nappe tourbillonnaire. Il n’y a donc pas réellement de
critere de précision qui guide un choix plutoét qu’un autre. Il a été choisi arbitrairement
d’utiliser la formule (74) de Krasny'* qui est simple et sans discontinuité.

Le choix de la longueur de régularisation e module la stabilité numérique 2a travers
Iamortissement des enroulements tourbillonnaires de courte longueur d’onde. Comme
I'explique bien Mondoloni [188], on ne cherche pas a éliminer completement I'instabilité qui
existe dans le sillage, car cela exclurait tout enroulement tourbillonnaire alors méme que c’est
ce que 'on cherche a étudier. Il faut seulement atténuer les échelles de longueur qu’on ne
peut pas résoudre avec précision du fait de la discrétisation. Mondoloni montre avec un cas
simplifié que le critere de stabilité est réglé par le rapport entre ¢ et la distance Ax entre deux

. . . . L. . . Ax
tourbillons successifs. Le choix d’une longueur e au moins supérieure a la distance - semble

14 Aussi connu, selon les sources et les domaines d’application, sous les noms de vortex de Scully, Hallock-Burnham ou Kaufmann.
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étre suffisant pour le probleme de discrétisation qui nous intéresse. Or la distance Ax varie
selon les instants ou les vortex sont générés. En négligeant les perturbations de vitesse, on
peut estimer que la distance entre deux vortex peut étre approximée par la formule :

Ax = UTE|pAt ~ UAt= UooAt\/l + 21 cos(0) + 22 (76)

Auquel cas, on peut globalement borner cette distance par le cas limite ou 6 = 0°.
Par simplicité, on opte pour une longueur ¢ unique pour toutes les particules égale a cette
distance maximale entre deux particules :

e = UooAt(l + X) @)

. L. . Ax , .
Qui vérifie bien e > 5 Avec les déplacements sur de grandes distances des

particules tourbillonnaires indépendamment les unes des autres, les espaces entre les vortex
peuvent varier et des oscillations d’origine numérique sont donc susceptibles d’apparaitre.
On suppose toutefois quaucune modification des longueurs de régularisation ni qu’aucune
réorganisation des particules ne paraissent nécessaires dans le contexte de cette étude.

On peut aussi noter que pour I’étude d’une machine Darrieus, Van Nguyen [256] a
utilisé un raisonnement et une théorie différente de celle présentée précédemment. Il arrive
a une formule pour la longueur de régularisation qui semble ici trop faible pour amortir les
instabilités numériques.

I11.2.2.5 Transport des particules tourbillonnaires

La régularisation des singularités résout le probleme d’instabilité numérique, mais
permet aussi d’introduire une forme de viscosité au niveau des tourbillons. Pour le transport
des particules tourbillonnaires, on choisit par clarification de repartir de Iéquation de
transport de la vorticité dans un écoulement visqueux bidimensionnel :

—

00 s =
= (TV)Q =wW2Q (78)

En considérant cette évolution de I’écoulement, la vorticité est 2 la fois convectée
et diffusée. Pour la discrétisation, une approche initiée par Chorin (d’apres [50]) consiste en
une dissociation des effets de la convection et de la diffusion, menant dans le cadre lagrangien
a deux systemes distincts d’équations :

DX, _
- = U(X,,t
Dt (Xe)
< Convection pure (79)
LDQ(XS,t) 3
Dt
DX, .
=0
Dt
< Diffusion pure (80)
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Ce fractionnement est a l'origine d’un traitement indépendant de la convection et

. . . . . , 4
de la diffusion d’une particule tourbillonnaire de coordonnées X,.

I11.2.2.5.1 Convection des particules

Le transport des particules est régi par 'équation de cinétique (79) qui signifie que
les particules tourbillonnaires sont transportées a la vitesse locale de I’écoulement. Pour la
convection pas a pas des particules, on fait le choix d’'un modele explicite, jugé plus adapté a
la description lagrangienne.

Le code initialement fourni comprenait un schéma d’Euler simple explicite, du
premier ordre. I’expression a partir de la position au temps i de la position a I'instant 1 + 1

—i
d’une particule émise a 'instant n de coordonnées X, , s’écrit :

( —itl =i

I D)_is - Xs,n 'Xs,n
Dt - At (81)

LU(XVQ U( sm)

— it+1

Donc X;,, = 5_)(51,“ +U (E_i sl ) At.

Il a été préféré a ce modele une modélisation d’ordre supérieur. Le schéma de
Runge-Kutta d’ordre 2 est une possibilité, mais nécessite de recalculer les vitesses induites de
toutes les particules sur toutes les autres, ce qui est trés couteux en temps de calcul. La
formulation préférée est le modéle d’Adams-Bashforth d’ordre 2 qui ne demande comme
effort supplémentaire que la sauvegarde de la vitesse au pas de temps précédent. Le modele
se définit ainsi :

DXS Xs,n B Xs,n
Dt - At (82)

l—) —)11
UKX¢)~—U<sm> 5U<m,1>
—it+l —1i 3—f—1 . 1—
Donc X, =X, [ZU(XS,H,> EU( Sn,1 1>]At

Le sillage proche revét un caractere particulier puisqu’il n’a pas de position
précédente et se transforme d’une modélisation par panneau a une modélisation par particule
au pas de temps suivant. Son déplacement est effectué avec un modele d’Euler explicite. Lors
de son transport, le sillage proche est également redéfini par une particule d’intensité égale a
I'intégration de sa distribution de vorticité sur toute la longueur du panneau et de position
égale au barycentre pondéré du panneau, c’est-a-dire en son milieu puisque la vorticité est
uniformément répartie.

Une autre spécificité est incluse au programme : du fait de la discrétisation, il existe
des situations ou les particules peuvent se retrouver a I'intérieur d’une pale. Si tel est le cas,
une particule est alors automatiquement translatée sur la face du profil la plus proche, selon
la normale a la corde.

Les étapes de convection peuvent étre résumées ainsi (voir figure 40) :
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Figure 40 — Détail des étapes de convection des particules tourbillonnaires.
® On commence la description a linstant i, lorsque le sillage proche vient d’étre
généré a larriere du profil.
@ Le sillage proche est converti en patticule ponctuelle équivalente placée au milieu
du panneau puis toutes les particules sont convectées a la vitesse locale de
Iécoulement.
® La pale est déplacée pour la mettre a la position qu’elle occupera a l'instant i + 1.
@ Une vérification est faite pour s’assurer qu’aucune particule ne se trouve 2
I'intérieur d’une pale. Si tel n’est pas le cas (dans 'exemple présenté ici, la particule
émise a l'instant j est a Uintérieur de la pale), la position de la particule est corrigée.
I11.2.2.5.2 Diffusion de la vorticité

L’étape de convection conserve I'intensité des tourbillons. La diffusion que 'on
peut intégrer ensuite permet d’introduire de maniere locale les effets visqueux, le plus souvent
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en modifiant de fagon appropriée la circulation transportée par les éléments tourbillonnaires
et la longueur de régularisation des noyaux. Une description de différentes méthodes est

proposée par [506].

Dans le contexte des éoliennes a axe vertical, Vandenberghe et Dick [257] ont par
exemple utilisé une technique d’étalement du noyau visqueux utilisée habituellement pour les
tourbillons marginaux en augmentant la longueur de régularisation e en fonction de la racine
carrée de I"dge du tourbillon' en introduisant une viscosité artificielle. Rien n’appuie pourtant
cette diffusion car aucune comparaison avec des mesures expérimentales ne permettent de
vérifier quel est le comportement d’un tourbillon émis paralléle aux pales (par opposition aux
tourbillons marginaux). En 'absence de données de validation et de critére de choix, tout
modele de tourbillon visqueux sera arbitraire et ne reflétera pas nécessairement un
comportement proche de la réalité. Le choix a été fait, au moins dans un premier temps, de
ne pas prendre en considération la diffusion de la vorticité en conservant lintensité des
tourbillons lors de leur transport.

I11.2.2.6 Calcul des efforts sur la pale

Le calcul des efforts en écoulement potentiel se fait par discrétisation de I’équation
(62). Pour ce faire, on suppose que la vitesse sur un panneau est uniforme et égale a la vitesse
tangentielle au point de contrdle au centre de chaque panneau. Pour résoudre I’équation, on
commence par prendre la divergence de 'équation (62), on obtient :

— 2
Ul )
=P = [ %%l p Up ST
V== V| —+ — - — | -V.(QxU
0 o 2 2 (Sx1) ®3)

On choisit de décomposer la pression et la vitesse en deux composantes distinctes :
=p +
P=P, TP, (84)

U) = U)oo + ﬁcp + ﬁw ou U) - v)(.pp et ﬁw = V)XL_I)) (85)

P Pp

Ou le terme p, est la pression engendrée par les particules qui forment le sillage
lointain et p, est le reste de la pression. De méme, ¢, est le potentiel induit par les sources et

- . . . .
le vortex des éléments de pale et U, est la partie rotationnelle du champ de vitesse qui peut

. N . . g
s’exprimer a partir d’un potentiel vecteur ¢.

Comme on ne peut pas vraiment savoir a quelle hauteur chaque composante de
pression contribue, le choix est fait de définir p, tel que :

Vz% =V.(3xT) (86)

Cette relation est une équation de Poisson que I'on peut résoudre, de manicre
similaire a ’équation de Laplace, a I'aide du théoreme de Green. Pour plus de précisions sur
la méthode de résolution, se référer a [261]. L’autre composante de pression vérifie 'équation
de Bernoulli instationnaire de laquelle on peut déduire :

1514ge du tourbillon est défini comme le temps écoulé depuis son émission du bord de fuite de la pale.
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En discrétisant, le coefficient de pression total est donc :
; 2
s CPkl,
Ci),k - 1 - T — O
.2
+ Up,kz — @
i i1 (88)
2 LPcp,k|p - LPcp,k|p
- — — 0
Uy At
P,
+ 1—’1{ — @
1 2
70U

Ou le terme @ indique linfluence de la vitesse relative, @ indique Iinfluence de la
rotation de la pale, @ indique principalement linfluence de linstationnarité de ’écoulement
et @ indique l'influence du sillage lointain.

A partir de ces coefficients de pression, il suffit d’intégrer les coefficients de
pression sur le contour des pales pour avoir les efforts, le couple et la puissance générée en
écoulement potentiel. Du fait de la discrétisation, les intégrales des formules (63) se
transforment en somme.

II1.2.2.7  Choix des parameétres

Les parameétres d’entrée du code de calcul sont :

e Géométriques : profil de pale, position initiale, calage des pales,
dimensions du rotor (rayon, corde, etc.), etc.

e Fonctionnels et environnementaux : vitesse de rotation, vitesse infini
amont, masse volumique de Dair, etc.

e Numériques : pas de temps, nombre de pas de temps, longueur de
régularisation, nombre d’éléments constitutifs des pales, etc.

Les parametres géométriques, fonctionnels et environnementaux dépendent de la
configuration que 'on souhaite étudier. Les parametres numériques en dépendent aussi, mais
relévent avant tout d’un choix motivé par des critéres de stabilité, de précision et de rapidité
du programme.

La durée d’un pas de temps est déterminée pour avoir un nombre entier de divisions
angulaires sur une rotation pour faciliter le calcul de puissance intégrée sur la rotation. Il est
fixe pendant toute la durée d’une simulation. Pour la plupart des simulations considérées par
la suite, le choix s’est porté sur 180 ou 360 pas de temps par révolution, permettant une
bonne définition azimutale des propriétés aé¢rodynamiques (1 a 2 degrés d’azimut par pas de
temps). Pour une vitesse réduite tres proche de l'unité, les variations d’angle d’incidence
peuvent étre tres rapides, au point de nécessiter un meilleur raffinement temporel.
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Dans les configurations habituelles de I’éolienne considérée, le nombre de pas de
temps est choisi de telle sorte que ’éolienne effectue 10 a 20 révolutions. Pour les faibles
vitesses réduites qui sont considérées, la convergence est attendue tot car les tourbillons sont
rapidement convectés loin du rotor. Pour des vitesses réduites plus élevées, un nombre de
rotation plus grand est préférable, et il est possible qu’une valeur asymptotique ne soit jamais
atteinte car en I'absence de diffusion de la vorticité, les tourbillons peuvent se regrouper et
former un sillage de tourbillons périodiques a une fréquence différente de la fréquence de
rotation de la machine (voir figure 41). La puissance moyenne sur une rotation fluctuera.

Figure 41 — Exemple d’une partie du sillage qui s’est développé sans confinement apres 10 rotations de
I’éolienne de référence a une vitesse réduite de Pordre de 1,9. Les points représentent les particules
tourbillonnaires discrétes et sont colorées en fonction de leur intensité. La couleur varie graduellement du
bleu pour les vortex d’intensité négative au rouge pour les vortex d’intensité positive.

La longueur de régularisation des tourbillons est choisie selon le critére présenté
dans le paragraphe 111.2.2.4 avec ’équation (77).

Le nombre d’¢léments constitutifs des pales n’a pas beaucoup d’influence sur les
résultats de puissance a partir d’une soixantaine de panneaux par pale. I.’étude se limite donc
a soixante panneaux répartis au total sur les deux faces (intérieure et extérieure) de chaque
pale, avec un raffinement accru au bord de fuite et au bord d’attaque.

II1.2.3 Ajout de parois paralléles (simulation des
parois d’une veine d’essais)

Par rapport au modele numérique fourni par la NTUA, quelques modifications
mineures ont été apportées (modification du modele de convection des particules, ajout de
la modélisation d’'un mat ou d’un axe central, modifications de la gestion des entrées et des
sorties, etc.). Une des premieres contributions numériques majeures est présentée ici, il s’agit
de la simulation de parois d’une veine d’essais.

Le blocage de ’écoulement par une machine Darrieus et son sillage a pour effet de
faire s’évaser les lignes de courant de telle maniére qu’une partie de I'écoulement doit
contourner le rotor. Si la méme machine est placée dans une veine d’essai, 'évasement des
lignes de courant sera contraint et limité. La surface transversale efficace de la veine, par
laquelle I’écoulement peut se faire, est alors réduite et ’écoulement a tendance a s’accélérer
(par conservation du débit). Les performances d’'un méme rotor en plein air et en soufflerie
sont donc différentes, de manicre générale a 'avantage des résultats en écoulement contraint
([14] et [100]).
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Pour de nombreuses études expérimentales de référence sur les machines Darrieus,
le rapport entre la surface balayée par le rotor et la surface de la section transversale d’une
veine d’essais est élevé (voir tableaux 10 et 11). Il a donc semblé nécessaire de procéder a une
cotrection pour pouvoir réaliser une comparaison expérimental/numérique.

Une possibilité est de corriger les efforts mesurés expérimentalement par des
formules empiriques ou semi-empiriques. De telles formules ont été développées par le passé
pour des études stationnaires ou instationnaires d’ailes, d’avions, de corps non-profilés,
d’hélices, d’éoliennes a axe horizontal ([73]) ou plus récemment pour des éoliennes Savonius
(|216]), mais il n’existe pas d’étude expérimentale dédiée a la géométrie singulicre des
¢oliennes Darrieus. Pour corriger leurs mesures en soufflerie des performances d’une
¢olienne Darrieus en forme de troposkine, Blackwell et al. [36] ont utilisé un facteur correctif
basé sur une correction généralisée pour tout type de forme inhabituelle. Cette méthode de
correction reste trés empirique, stationnaire, et sans validation pour une éolienne Darrieus,
or I’éolienne Darrieus a la particularité de générer un sillage complexe et dissymétrique depuis
des pales en rotation qui laisse penser que les modeles actuels ne sont pas adaptés s’ils ne
sont pas modifiés.

Pour des comparaisons expérimentales/numériques, il a été choisi de chercher a
apporter des corrections aux ¢tudes numériques plutdt qu’aux études expérimentales. Il y a
ordinairement deux principales méthodes possibles pour simuler une veine d’essais : soit par
'ajout de panneaux imperméables a la place des parois de la veine d’essais, soit par Iutilisation
d’une méthode des images. La premic¢re méthode de discrétisation des murs a été adoptée
par Alidadi et Calisal [14] et Mclntosh et al. [177] pour les études respectivement d’une
hydrolienne et d’une éolienne Darrieus. Une indétermination dans ce genre de modele est la
question d’ou commencer la paroi et jusqu’a ou la prolonger. Normalement, il faut prolonger
la paroi d’'une distance au moins supérieure a la longueur du sillage en aval du rotor. La
seconde problématique qui émerge est celle de 1a taille 2 donner aux panneaux : s’ils sont trop
petits, 'augmentation du temps de calcul lié a ces nouveaux éléments va devenir prohibitive,
et ’ils sont trop grands, il y aura des problemes de fuite (infimes dans I'application de [14],
comme latteste leur calcul de débit massique, mais d’autant plus importantes que les
panneaux seront grands et que le blocage sera important).

La seconde alternative consiste a placer des singularités images de l'autre coté des
parois pour induire une vitesse qui annule la composante normale de vitesse aux parois. Cette
solution a déja été utilisée pour I’étude d’une machine Darrieus par Goude [101], qui montre
I'influence des parois sur la convergence du coefficient de puissance, ainsi que sur le
coefficient et la vitesse réduite optimaux. Avec cette méthode, il n’y a pas de probleme de
limitation de la longueur des parois, car elles sont infiniment longues, mais elles ne peuvent
étre que planes (sinon, le systeme d’images se complique trés sérieusement), alors que la
méthode des panneaux permet de prendre en compte des parois de soufflerie avec des
convergents ou des divergents.

La solution choisie est celle de la méthode des images. L’ajout d’un systeme infini

. . < . . . - 3 . . .
d’images revient a changer le terme de vitesse induite. On note Ur’W(X) la vitesse induite au
point X uniquement par les particules images. Les modifications dues a la présence des parois

se réduit a I'ajout de cette vitesse [_J}W(}_)() a tous les calculs de vitesse, en particulier pour les
équations (67) et (70) lors de la résolution du systéme matriciel, pour équation (82) qui gere
le transport des particules ou pour la relation (88) lorsqu’il s’agit d’estimer des vitesses
relatives. Pour le calcul des pressions, il a été vérifié numériquement que le sillage lointain a
travers le terme p, de la relation (88) ne représente pas une contribution importante a la
pression. Les particules images sont d’une nature comparable au sillage lointain représenté
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dans ce terme p., il a été estimé que 'apport des particules images dans le calcul de la pression
est négligeable et n’a donc pas été introduit.

. . , . N < . - g
La description du développement qui amene a expression du terme UF’W(X) est
présentée en annexe A.4.

I11.2.3.1 Approximation choisie

Pour ne pas trop ralentir le calcul, il est jugé préférable de n’utiliser que des
particules ponctuelles pour représenter les images des singularités, qu’elles soient a 'origine
distribuées sur des panneaux (éléments de pale et sillage proche) ou ponctuelles (sillage
lointain). Pour les images ponctuelles de panneaux, les intensités des singularités sont
intégrées sur les panneaux et le point équivalent est placé au centre du panneau (voir
figure 42). La conséquence d’un tel choix est que la paroi n’est plus parfaitement plane. Pour
estimer 'erreur induite par ce choix, un test a été réalisé. Un panneau de longueur Al, sur
lequel est répartie une source de débit total X, est placé a une distance h d’un mur (voir
figure 42.b). Pour simuler la présence du mur, une source ponctuelle de méme débit total est
placé de l'autre coté du mur, a égale une distance h du mur. Puisque les sources réelles et
images ne sont pas exactement de méme nature, la ligne de courant censée représenter le
mur n’est pas parfaitement rectiligne, il y a un défaut de non-linéarité d’amplitude Ah, qui
dépend de I'abscisse. Cette erreur maximale est estimée numériquement et tracée en fonction
de la distance h au mur sur la figure 43. On remarque qu’a partir d’une distance égale a 4 fois
la longueur du panneau, erreur de non-planéité du mur est inférieure a 1% de la taille du
panneau. L’ordre de grandeur de P'erreur est la méme si la singularité est une distribution de
vorticité. Sachant que pour nos simulations, les panneaux sont ceux de la pale et du sillage
proche, et sont de 'ordre de grandeur de 3% a 4% de la corde, I'erreur de non-planéité de la
paroi a cause de Papproximation choisie est négligeable.
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Figure 42 — Apercu des lignes de courant induites par un panneau source face a son image.
a) I’image du panneau est un autre panneau de méme débit linéique.
b) Iimage du panneau est une particule source d’intensité égale a 'intégrale du débit linéique sur le
panneau.
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Figure 43 — Evolution en fonction de la distance adimensionnée a la paroi de erreur maximale de non-
planéité causée par le remplacement de 'image d’une singularité de source distribuée sur un panneau en
source ponctuelle.

111.2.3.2 Essais de validation

Pour vérifier ’efficacité de la méthode et I'effet réel du confinement, il a été choisi
de procéder a la simulation d’une éolienne de solidité faible en n’utilisant qu’une seule pale,
soit o, = 0,2 et o = 0,1. La vitesse réduite est fixée a 4 pour se rapprocher du fonctionnement
optimal. La raison de ces choix est de limiter ’étude a la seule influence du confinement en
limitant 2 la fois le risque de décrochage dynamique et d’interactions pale/sillage tout en
ayant un résultat rapide a calculer. Le choix de la configuration géométrique a un effet sur le
rendement, mais I'idée de ce paragraphe n’est pas d’étudier les performances d’une machine
en particulier, mais de s’assurer que la modélisation du confinement est valide et vérifier dans
quelles conditions de taille de la veine il est nécessaire d’avoir une modélisation du
confinement. Des essais avec d’autres géométries ont confirmé les conclusions issues de la
présente configuration géométrique, au moins dans le principe, car les valeurs quantitatives
varient.

On considere trois tailles de veine : H/D = 1,5, H/D = 2,0 et H/D = 4,0, qui
correspondent aux ordres de grandeur des rapports généralement rencontrés dans la
littérature (voir tableau 10 par exemple). Une acquisition des profils de vitesse est réalisée a
des distances x;/R = -1,5 et xo/R = 1,5 (en amont et en aval du profil). A partir de ces
vitesses, on estime les débits (par unité d’envergure) Qi en entrée, QQ, en sortie et Qw
théorique par les formules suivantes :

[ +H/2 Ny’]

- R Upjrr + Uy
Q1 = f U(X1>Y)C>,dy - 5 (Yj+1 - y])

2
“H/2 =1
4 +H/2 N,-1

— . — Uy i1 + Uy
Q,= J U(x,,y)-€,dy —_— (ijr1 - yj)

2
“H/2 =1
\Q,, = UxH

u

(89)

u
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Ou N; et N, sont respectivement les nombres de nceuds longitudinaux et
transversaux dans le maillage du champ de vitesse Uij; et Vi enregistré. Ces parametres Ny et
N sont choisis de maniére a avoir un vecteur vitesse chaque 25% de corde du profil.

Le tableau 13 récapitule les calculs des débits. On constate que le débit théorique
est tres bien conservé a intérieur de la veine avec un écart de moins de 0,1% par rapport au
débit théorique. Le petit écart restant peut étre d en grande partie a la faible résolution du
profil de vitesse (61 points pour H/D = 1,5). Une autre raison est la perturbation du calcul
de débit en présence de particules tourbillonnaires discretes dans le sillage. I.’écart inférieur
a 0,1% est au final négligeable et on peut considérer que la méthode mise en place simule
correctement Ieffet cinématique de confinement de I’écoulement.

H/D Q1/Q» Q2/Qx Q2/Qu
15 99,96% 100,07% 100,11%
2,0 99,97% 100,04% 100,07%
4,0 99,98% 100,02% 100,04%

Tableau 13 — Tableau récapitulatif de vérification des conservations de débit pour les cas test de
confinement de I’écoulement.

Si on étudie les champs moyens (méme les champs instantanés) de vitesse
transversale (voir figure 44 par exemple), on peut confirmer que la vitesse au niveau de la
paroi est insignifiante (au plus Pordre de 10*Us au pire des cas dans la configuration pour
H/D = 1,5). On remarque comme on pouvait s’y attendre que le confinement limite les
déplacements latéraux de fluide, méme lorsque le taux de blocage n’est que de D/H = 25%
(H/D = 4,0). Les lignes de courant sont donc contraintes et de plus en plus rectilignes quand
le taux de blocage augmente. La comparaison des vitesses longitudinales (voir figure 45) met
en lumicre l'accélération présente partout dans I’écoulement, autant de part et d’autre qu’a
I'intérieur ou a I’aval du rotor. Si dans la fenétre de visualisation, la vitesse minimum atteint
0,43U, et la vitesse maximum 1,09U. dans le cas non-confiné, les wvaleurs sont
respectivement augmentées 2 0,72Ux et 1,39U si des parois sont ajoutées avec H/D = 1,5.
Proportionnellement, I’écoulement est davantage accéléré dans le rotor et dans le sillage
qu’autour du rotor. La conséquence est que le rapport entre la vitesse de rotation et la vitesse
de I’écoulement est en pratique plus importante et que I'incidence effective s’amplifie en
valeur absolue lorsque le confinement augmente (voir figure 46.2). On peut noter que dans
le cas le moins contraignant testé ici (H/D = 4,0), l'incidence maximale augmente dans
I'absolu d’un peu plus d’un degré. En dehors des zones de décrochage dynamique, cette
hausse de l'incidence résulte en une élévation du couple instantané et du couple moyen
produit (voir figure 46.b). On peut obtenir un accroissement du couple maximum de ordre
de 20% a 40% dans le cas présent. Ce résultat encourage donc a priori a utiliser une
modélisation des parois latérales dans la plupart des simulations qui cherchent a reproduire
des résultats expérimentaux en milieu confiné (canaux ou veines hydrauliques et souffleries)
compte tenu des possibles effets.

Malheureusement, malgré les précautions prises, certains inconvénients restent liés
a cette correction. Le temps de calcul est assez nettement augmenté. Si la correction se révele
étre juste le changement d’une formule par une autre, le temps de calcul peut augmenter
significativement (méme s’il reste inférieur a celui de méthodes numériques dans des
domaines maillés). 11 a également été constaté que lors des comparaisons
expérimental/numérique, l'effet du confinement pouvait étre surestimé, et I'usage de cette
correction ne peut pas étre systématique pour les milieux confinés. C’est notamment le cas
pour la comparaison expérimental/numérique présentée dans le chapitre V. Si le
confinement de Iécoulement mene a un positionnement différent des tourbillons dans le
sillage, rien ne permet d’affirmer qu’il est meilleur. Il semble que I'estimation de certaines
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propriétés est améliorée et détériorée pour certaines autres. Le choix a été fait de ne présenter
dans le chapitre V que les résultats sans utilisation de cette méthode des images.

4 4 4 I> 0.1
2r 1£10.05
A\
,.O —_—
U
_2r -0.05
-4 1 l <-0.1

|
T Hot

a) D/H — 0% b) D/H = 66,7% ¢) D/H = 50% d) D/H = 25%
soit H/D — o soit H/D = 1,5 soit H/D = 2,0 soit H/D = 4,0

Figure 44 — Champs moyennés sur une rotation de la vitesse transversale (V) adimensionnée par la vitesse
infini amont pout différents confinements (D/H, soit le rapport entre le diamétre du rotor et la largeur de
la veine). Les lignes continues bleues représentent la position des parois. Les lignes discontinues noires
représentent les limites du rotor. Et les lignes continues noires sont les lighes de courant qui passent par
les extrémités latérales du rotor (6 = 0° et 6 = 180°).
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Figure 45 — Champs moyennés sur une rotation de la vitesse longitudinale (U) adimensionnée par la vitesse
infini amont pour différents confinements (D/H, soit le rapport entre le diameétre du rotor et la largeur de
la veine). Les lignes continues bleues représentent la position des parois. Les lignes discontinues noires
représentent les limites du rotor. Et les lignes continues noires sont les lignes de courant qui passent par
les extrémités latérales du rotor (0 = 0° et 6 = 180°).
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Figure 46 — Evolution de I'incidence et du couple instantané adimensionné en fonction de I'angle azimutal.
a) Evolution de I'angle d’incidence.
b) Evolution du couple instantané. Il est adimensionné par le maximum de couple instantané du cas non-
confiné.

Pour avoir plus d’information sur 'effet de confinement sur une éolienne Darrieus,
comme par exemple le fait que le point de fonctionnement optimal est positionné a des
vitesses réduites plus grandes, se référer au travail numérique de Goude [101].

II1.2.4 Corrections apportées au calcul des efforts sur
la pale

I11.2.4.1 Inclusion d’un mod¢le de décrochage dynamique

Le mode¢le présenté jusqu’a présent est basé sur une théorie potentielle, donc
inappropriée avec un décollement de la couche limite et par conséquent, avec le décrochage
dynamique. Or compte tenu des caractéristiques de I’éolienne étudiée ici (voir tableau 9), il
est estimé que le décrochage dynamique va jouer un réle important dans les efforts que vont
subir les pales.

Pour corriger cette limitation du modéle numérique, le programme initialement
fourni par la NTUA calcule une estimation des efforts subis en cas de décrochage dynamique
a partir d’'une modification a posteriori des coefficients de portance, de trainée et de moment,
une fois le calcul potentiel résolu. Cette correction n’agit que sur les efforts et ne modifie pas
le champ de vitesse ou I’émission tourbillonnaire. La détermination de cette correction est
issue d’'un modele semi-empirique de TONERA (voir paragraphe 11.2.2.4.2). 1l a été jugé
préférable de changer de modele de décrochage dynamique vers un modéle de Leishman-
Beddoes, qui a un niveau de précision comparable voire meilleur. Une des caractéristiques
qui est jugée ici comme avantageuse est le fait de modéliser le décrochage dynamique comme
la succession d’évenements physiques élémentaires. Cette description rend le modele plus
facile a adapter voire a rectifier pour des configurations de décrochage dynamique pour
lesquels il n’a pas été congu. Un certain nombre de variations par rapport au modele original
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a été gardé. Les principales données d’entrée sont les évolutions de I'angle d’incidence et de
la norme de la vitesse relative. Pour plus de précision sur le modeéle utilisé, voir annexe A.1.

Les principales différences du modele utilisé ici par rapport au modele original de
Leishman-Beddoes [153] sont listées ici (pour plus de détails, voir annexe A.1) :

Au lieu de calculer Peffet circulatoire'® sur effort normal a I'aide d’une
théorie telle que celle de Theodorsen, on utilise directement I'incidence aux
trois-quarts de corde estimée a partir du calcul en écoulement potentiel (voir
paragraphe I11.2.4.2.2), combiné a la pente de la polaire statique. Cet angle
permet d’inclure directement les effets circulatoires et ’effet de courbure de
I’écoulement.

Le modele initial de Leishman-Beddoes [153] calcule les efforts non-
circulatoires par une théorie de piston qui fait intervenir le nombre de Mach.
Dans notre cas, les perturbations de pression se propagent a la vitesse du
son qui est de plusieurs ordres de grandeur supérieure a la vitesse relative
aux pales, il a donc été préféré de s’intéresser aux éléments non-circulatoires
de la théorie de Theodorsen. Apres une évaluation de la contribution de ces
forces impulsionnelles, ils ont été jugés négligeables, comme le précise [76].
Leishman et Beddoes approximent a I'origine les polaires statiques par une
combinaison de fonctions exponentielles. Un des problemes de cette
approximation est que 'on ne retrouve pas les efforts statiques quand la
fréquence réduite caractéristique du mouvement devient faible (voir
figure 47.b). Un autre inconvénient est que ce n’est pas adapté pour certains
profils aux alentours de l'angle de décrochage statique (sur figure 47.b,
comme le précise Pierce [206], on peut noter que des caractéristiques
importantes sont perdues en recréant le coefficient Cy statique a partir de
I'approximation exponentielle de la position du point de décollement). Ici,
on préfere utiliser le développement de Pierce [206] qui introduit deux
variables pour le décollement : fx et fr qui représentent les positions
effectives du point de décollement pour les forces normales et tangentielles
et qui se déduisent de I'inversion de la théorie de Kirchhoff (voir figure 47.a
et Pannexe A.1.1 pour plus de précisions).

Pierce [206], pour adapter sa méthode aux forts angles d’incidence, choisit
d'utiliser tantot 'angle o, 180° - o« ou -180° - « selon la valeur de a. Pour
simplifier, il a été choisi de remplacer « par sin(x) comme le propose Gupta
et Leishman [109].

Sheng [232] préconise d’ajouter une fonction de retard supplémentaire sur
l'angle d’attaque effectif car le critére du modele de Leishman-Beddoes pour
déclenchement du vortex de bord d’attaque amene a un lacher trop précoce
pour des bas nombres de Reynolds. Cette option a été retenue.

Pour 'estimation du coefficient de moment, la méthode de Minnema [184]
a été sélectionnée. De plus, les modifications pour le calcul du coefficient
de force tangentielle en cas de lacher tourbillonnaires suivent celles
proposées par Pierce [2006].

16 Pour rappel, appellation "effet circulatoire” évoque effet de la vitesse induite par le sillage (voir annexe A.1.1).
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Figure 47 — Illustration des limites de 'approximation proposée par Leishman et Beddoes concernant le
point de décollement statique sur un profil NACA4415 a un nombre de Reynolds d’un million (d’apres
Pierce [206]).

a) En bleu avec des marqueurs ronds : évolution en fonction de I'incidence de la position du point de
décollement fr a partir des données statiques du coefficient Cr en utilisant la formule (142).

En rouge avec des marqueurs carrés : évolution en fonction de I'incidence de la position du point de
décollement fy a partir des données statiques du coefficient Cy en utilisant la formule (141).

En trait continu vert : évolution en fonction de I'incidence de I'estimation de la position du point de
décollement fy a partir de la relation proposée par Leishman et Beddoes [153].

b) En rouge avec des marqueurs carrés : évolution en fonction de I'incidence du coefficient Cy statique
issu des données expérimentales.

En trait continu vert : évolution en fonction de I'incidence de I'estimation du coefficient Cy statique a
partir du point de décollement fx approximé sur la figure a).

Avec P'adoption d’'un modéle semi-empirique de décrochage dynamique, plusieurs
difficultés nouvelles émergent. Tout d’abord, alors que I'intérét de la méthode des panneaux
est de ne pas nécessiter de polaires statiques, la modélisation du décrochage dynamique en
requiert. Il faut donc trouver des polaires statiques (de préférence expérimentales), et qui
s’étendent jusqu’a des angles importants. Ensuite, il faut arriver a définir un angle d’incidence.
Nous avons rappelé dans le paragraphe 11.2.1.2 qu’il est compliqué dans un écoulement
courbé de définir un tel angle. Un autre aspect de cette problématique est abordé par Coton
etal. [55], car il rappelle que le modéle de Leishman-Beddoes modélise déja ’effet circulatoire
du sillage, donc une estimation d’incidence a partir du champ de vitesse incluant les vitesses
induites par le sillage reviendrait a dupliquer Peffet du sillage.

Par la suite, nous aborderons lesdites difficultés engendrées par l'utilisation d’un

modele semi-empiriques de décrochage dynamiques a travers la nécessité de polaires et la
définition d’un angle d’incidence.

II1.2.4.2  Probleémes liés a ’inclusion du modé¢le de décrochage
dynamique

I11.2.4.2.1 Neécessité de polaires expérimentales

Les caractéristiques aérodynamiques stationnaires de certains profils ont
fréquemment été mesurées expérimentalement, c’est le cas des profils NACA tels que le
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profil NACAOO15 utilisé dans ’éolienne de référence. Kirke [137] et Gretton [107] dressent
par exemple des listes des principales études des coefficients aérodynamiques quasi-statiques
sur les profils usuels. Pour un profil donné en écoulement incompressible, les coefficients
aérodynamiques dépendent principalement de I'incidence et du nombre de Reynolds, un fort
nombre de Reynolds retardant le décrochage statique. Pour des raisons pratiques, il a été
choisi ici de n’utiliser qu’une seule polaire au nombre de Reynolds caractéristique et de ne
pas adapter la polaire au nombre de Reynolds instantané qui varie au cours d’une rotation
(voir figure 9). L’influence du nombre de Reynolds est plus complexe qu’une simple
interpolation entre deux nombres de Reynolds et en 'absence de théorie analysant I'effet de
la variation du nombre de Reynolds pendant que le décrochage dynamique se produit, il est
bien difficile de prédire si I'utilisation d’une polaire différente a chaque pas de temps
apportera une amélioration substantielle des résultats.

Des coefficients aérodynamiques trés couramment utilisés (par [177] ou [169] entre
autres) sont ceux de Sheldahl et Klimas [231] car ils donnent les coefficients de portance et
de trainée pour une large gamme de nombres de Reynolds rencontrés par une éolienne
Darrieus et pour une plage angulaire de 0° a 180°. Néanmoins, il y a de nombreuses critiques
al’égard de cette étude ([271] et [76] parmi d’autres) car si une partie des coefficients est issue
de mesures en soufflerie, une autre grande partie est issue d’interpolations et d’extrapolations
a laide d’un programme numérique. La conséquence de cette méthode hybride
expérimental/numérique est une différence importante avec les autres études existantes, et
I'apparition d’incohérences qui s’écartent de la physique habituellement admise. D’une part,
il y a une tres forte chute de la portance au décrochage (parfois jusqu’a des valeurs négatives)
a faible nombre de Reynolds, suivie d’un trés rapide rétablissement de la portance sans qu’il
y ait d’explication physique de ce mécanisme atypique de hausse brutale de portance. D’autre
part, pour des raisons pratiques, il y a une interpolation linéaire des coefficients
aérodynamiques entre 20° et 25°, ce qui provoque des cassures si un lissage de la transition
n’est pas réalisé. Les remises en cause de certains comportements aérodynamiques nous ont
amené a écarter ces polaires statiques.

Bien avant Sheldahl et Klimas, Jacobs et Sherman [129] avaient étudié¢ 'influence
du nombre de Reynolds sur une large gamme de valeurs pour un grand nombre de profils
(uniquement avec des expériences cette fois). Les résultats de Jacobs et Sherman sont
physiquement réalistes et davantage cohérents et en accord avec le reste de la littérature. En
revanche, ils n’ont pas procédé a des mesures pour une incidence supérieure a 20° ou 25°.
Pour Iétude des tres grandes incidences, Worasinchai [271] propose une autre liste
d’expériences qui se sont intéressées a ces angles (entre -180° et 180°). Dans la plupart des
expériences, on peut retenir que pour des angles d’attaque supérieurs a 30°, quand la couche
limite est pleinement décollée, I'influence du nombre de Reynolds semble rester faible, voire
négligeable. Le profil se comporte plus ou moins comme une plaque plane. Worasinchai
observe aussi quant a lui un comportement qui sort de I'ordinaire : il remarque un second
évenement aérodynamique (chute brutale de la portance et de la trainée) aux alentours de 55°
qu’il attribue a un changement soudain du comportement de ’écoulement autour du profil,
mis en évidence par 'absence de confinement de I'écoulement dans la direction transversale
(absence de parois au niveau du sol et du plafond de la soufflerie). Ceci semble étre confirmé
par certains autres auteurs qui utilisent le méme type de montage expérimental. Bien que ce
comportement puisse étre le véritable phénomeéne qui se produit sur un profil a tres forte
incidence, il ne va pas étre considéré par la suite car il est estimé que si un profil arrive a une
telle incidence (ce qui est déja assez peu fréquent), la variation d’incidence sera tres rapide et
le comportement aérodynamique sera principalement contrélé par le décrochage dynamique.
Malheureusement, il n’y a pas a ’heure actuelle de données expérimentales sur du décrochage
dynamique a de tels angles d’incidence.
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Le choix est fait ici de chercher a étendre les polaires expérimentales de Jacobs et
Sherman [129] sur des angles d’attaque supérieurs a partir de mesures expérimentales d’une
autre étude, de méthodes théoriques ou d’autres techniques de corrélations empiriques, en
négligeant I'effet du nombre de Reynolds sur ces forts angles d’attaque. Les principales
méthodes sont celles développées par [156], [142], [189] et [242]. La méthode finalement
retenue est majoritairement basée sur le travail de Montgomerie [189] avec quelques
modifications mineures, en particulier pour la liaison entre les polaires expérimentales et les
extensions issues du modele. Les parameétres du modéle sont réglés pour corréler
approximativement avec les mesures expérimentales de Critzos [57].

I11.2.4.2.2 Calcul de I’'angle d’attaque et effet de courbure de ’écoulement

Habituellement, 'angle d’attaque est I'angle entre la corde d’un profil et la direction
de la vitesse infini amont. Ici, la difficulté pour déterminer un angle d’incidence est liée a
I'instationnarité de 'écoulement autour du profil et de la courbure de I’écoulement. 1I est
parfois complexe de dissocier les vitesses induites par les sillages de I'écoulement non-
perturbé. La courbure de I’écoulement rend inapplicable toute définition de I""infini amont"
dans le repere du profil, comme par exemple la vitesse infini amont par rapport au profil.

Ce probleme de définition de I'angle d’incidence existe aussi pour les études
expérimentales ou certaines études numériques d’objets en mouvements de manicre générale,
et sur les éoliennes en particulier. En effet, il est a priori impossible de déterminer I'incidence
par des mesures car, outre la complexité de mise en place d’un dispositif expérimental de
mesure, on ne peut pas retirer I'effet induit par la présence de la pale et de son sillage. Pour
une ¢olienne a axe horizontal, Schepers et al. [221] ont toutefois réussi a donner une
estimation de I’angle d’incidence local a 'aide de capteurs de vitesse embarqués et montés en
avant du bord d’attaque, et d’une estimation des vitesses induites (#pwash en anglais) par la
pale aux positions des capteurs. La partie du travail de Schepers et al. qui nous intéresse ici
est surtout 'introduction et ’analyse critique de nombreuses autres méthodes possibles pour
estimer 'angle d’attaque a partir de relevés de pression, de vitesse ou de puissance associés a
des méthodes numériques. Pour une éolienne Darrieus, Edwards et al. [70] s’aident de calculs
numériques basés sur une modélisation RANS pour proposer une méthode grossicre
d’évaluation d’un angle d’attaque moyenné en phase.

On pourrait supposer qu’une approximation possible serait de considérer une
vitesse et une incidence géométriques construites uniquement avec la rotation du profil et de
la vitesse non-perturbée. Néanmoins, la présence du rotor amene une réduction significative
de la vitesse incidente, qu’il ne faut pas négliger sous peine d’erreurs d’interprétations
importantes.

Dans le cadre du programme numérique utilisé ici, ’hypothése d’écoulement
potentiel laisse la possibilité d’utiliser deux méthodes alternatives a partir des efforts :

e Ja trainée est théoriquement nulle, donc on peut définir Iangle
caractéristique de la vitesse incidente comme étant celui qui est
perpendiculaire a la force calculée par intégration de la pression autour du
profil.

e La relation de Kutta s’appliquant ici, et en supposant le profil mince, on
peut relier angle d’incidence a la circulation autour du profil en utilisant le
théoréme de Kutta-Joukowski. Ceci méne a des formules du type :
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I’avantage de la premicre méthode est qu’elle ne nécessite pas d’hypothéses
supplémentaires (comme la supposition que le profil est mince), mais elle devient tres
inconstante quand la résultante des efforts sur le profil est tres faible. La seconde relation a
I'avantage de ne pas relier 'angle a un point en particulier sur le profil, mais au profil de
maniere globale car il s’agit du résultat d’une intégration sur le profil. Le probleme est que
les relations (90) ne prennent pas en considération les effets instationnaires qui sont en réalité
présents dans le terme Cp, en particulier les effets circulatoires induits par le sillage de la pale.

La solution finalement retenue consiste a utiliser une définition cinématique de
I'incidence. Mais pour que la définition de I'angle d’attaque ne soit pas dépendante d’un point
en particulier, le choix est fait de procéder a une moyenne de la vitesse sur les points de
controle a la surface du profil. C’est un choix indispensable en méthode particulaire, car si
on choisissait le vecteur vitesse en un point particulier, le passage de particules
tourbillonnaires proche de ce point ferait fluctuer I'incidence de manicre déraisonnable et
non-représentative du comportement global du profil.

Par ailleurs, I'angle d’incidence tel qu’il est habituellement défini exclut les
perturbations de vitesse de son propre sillage. Néanmoins, comme une pale peut croiser son
propre sillage lointain, il est nécessaire de garder une partie de I'influence du sillage. Ia vitesse
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La méthode pour prendre en compte leffet de courbure qui présente le meilleur
compromis entre facilité de mise en place, la rapidité de calcul et la précision est certainement
celle qui consiste a considérer I'incidence aux trois-quarts de corde (voir relation (41)). En
intégrant la vitesse sur le profil, on peut supposer que le point équivalent ou la vitesse est

. , . , —1 , . .
calculée est situé au point de coordonnées X, définies par la relation :
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En considérant uniquement la rotation de la pale autour de ’axe, on peut retirer la
_ . . . .ot .
contribution quasi-statique due au mouvement calculée en ce point X, et ajouter celle au
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point situé aux trois-quarts de corde pour déterminer une vitesse et une incidence o, 3/4c
équivalente aux trois-quarts de corde :

Ueq,3/4c - Umoy + X Xmoy - XO - wX X3/4c - XO
p p
i S
Ueq,3/4c € 93)
i p
et oeys/e = atan| —

Ueq,3/4c - C¢
p
L’estimation de cette incidence équivalente aux trois-quarts de corde permet de

prendre en compte les effets de courbure et les effets instationnaires pour le calcul des efforts
circulatoires dans le modéle de Leishman-Beddoes (voir annexe A.1).

IT1.3 Validation du code

Pour vérifier la validité du code de calcul et estimer certaines de ses limites, plusieurs
tests ont été réalisés. Avant tout, le code est testé avec des mouvements de tangage oscillant
pour s’assurer que le modele semi-empirique de décrochage dynamique se comporte
correctement et apporte une amélioration des estimations d’effort. Ensuite, des expériences
issues de la littérature sont reproduites. Les expériences testées présentent une variété
suffisamment large de configurations pour donner une idée des insuffisances du modele
numérique. Il faut rappeler que I'idée du code de calcul n’est pas d’avoir une adéquation
parfaite avec toutes les configurations, car il n’existe pas de mod¢le universel de décrochage
dynamique, mais plutot d’avoir un compromis satisfaisant qui permet de reproduire le
comportement général d’'une éolienne en décrochage dynamique. En particulier, il n’y a pas
de modification des parameétres du modele de décrochage dynamique en fonction de 'essai.
Il est estimé qu’une meilleure correspondance expérimental/numérique pourrait étre
obtenue avec une optimisation des parametres réalisée individuellement pour chaque type
d’expérience, mais ce n’est pas I'objet de ces essais de validation du programme.

IT1I.3.1 Test d’un profil en tangage

Nous avons vu au paragraphe 11.2.2.2.2 que la loi de mouvement joue un role dans
I'enchainement des évenements constitutifs du décrochage dynamique. En particulier,
I'incidence maximale et la fréquence réduite ont un effet majeur. Pour une éolienne Darrieus
a faible vitesse réduite, on s’attend a ce que I'angle d’attaque varie avec une grande amplitude,
jusqu’a atteindre des incidences élevées a une fréquence réduite élevée. Les essais présentés
essayent donc de se rapprocher de conditions comparables, en particulier a un faible nombre
de Mach et avec de grandes amplitudes de mouvement. Tout d’abord sont présentés des
exemples de mouvement de tangage sinusoidaux, puis un mouvement d’oscillation qui
reproduit I'incidence géométrique que peut rencontrer une éolienne Darrieus. L utilité de ces
cas tests par rapport a la simulation d’une éolienne est principalement de faire abstraction de
Iinfluence de la fluctuation de vitesse et des interactions pale/sillage.

8

Il faut préciser que dans ce paragraphe uniquement, la définition de I'angle
d’incidence est changée par rapport au paragraphe 111.2.4.2.2. Au lieu d’avoir pour référence
la vitesse moyenne en excluant I'effet de la pale et du sillage proche, la vitesse infini amont
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est choisie. Cette option est possible puisqu’il n’y a qu’une pale et une absence de rotation
pat rapport a un axe déporté ou d’interactions pale/sillage.

I11.3.1.1 Oscillation sinusoidale

Pour I’étude d’un profil oscillant sinusoidalement, la comparaison s’est basée sur la
campagne d’expérimentation en soufflerie présentée par Hoffmann et al. [120]. L université
d’Etat de ’Ohio a procédé dans les années 1990 a une multiplicité d’expériences sur des
profils en conditions stationnaires et instationnaires en soufflerie. Différents profils utilisés
dans le domaine éolien (a axe horizontal) ont été testés. S’il n’y a pas de profil symétrique
comme ceux rencontrés sur les éoliennes Darrieus, il a été choisi de s’intéresser aux résultats
regroupés par Hoffmann et al. sur un profil NACA4415 de corde 0,4572 m pour une vitesse
infini amont de 45,72 m/s soit des nombres de Reynolds de 0,75.10° 2 1,5.10° (voir le
document [120] pour plus de détails sur les conditions expérimentales).

Les configurations qui ont été retenues sont les mémes que celles qu’a utilisé Ferrari
[76] pour la validation de son code de calcul. 1l précise qu’il y a une différence entre les
parametres que les expérimentateurs ont essayé¢ d’atteindre et les parameétres effectifs. Les
valeurs des parametres effectifs données en entrée du programme numérique sont les valeurs
effectives que Ferrari a estimées. Pour la simulation numérique, un total de 5 périodes a été
simulé avec au moins 360 points par cycle.

Les principaux avantages de ces cas tests par rapport a d’autres sont :
p p g p pp

e Des conditions expérimentales davantage en adéquation avec ce que peut
rencontrer une ¢éolienne par rapport a celles de Piziali [207] ou celles de
McAlister et al. [172] (plus faible nombre de Mach en particulier).

e Toutes les données disponibles en valeurs numériques sur le portail internet
du National Wind Technology Center (NWTC).

Dans I’étude présentée ici, seuls deux cas tests sont présentés avec une incidence
moyenne de 8° et de 20° environ. I’amplitude du mouvement est de 10° et la fréquence
réduite est la plus élevée qui ait été testée (soit k = 0,108). Les résultats bruts fournis par
Hoffmann et al. sont les coefficients de portance et de trainée, on s’intéresse ici aux
coefficients de force normale et tangentielle (voir figures 48 et 49). Dans les figures
présentées ici, le calcul numérique dit "potentiel” est directement issu du calcul potentiel sans
correction et le calcul numérique "visqueux" est le résultat du modele de Leishman-Beddoes.

Pour les deux configurations, on peut noter que les correspondances entre les
résultats numériques et expérimentaux sont largement satisfaisantes. I’angle de décrochage
dynamique'” est correctement reproduit, et pour la phase d’incidence croissante, les courbes
des coefficients de force suivent tres bien les courbes expérimentales. Pour la configuration
d’incidence moyenne la plus grande (figure 49), le modele de Leishman-Beddoes n’est
toutefois pas capable de répliquer le pic important successif a la chute de force normale vers
28°. C’est une limitation inhérente a la modélisation propre du lacher de vortex de bord
d’attaque. De plus, dans la phase descendante d’incidence, il y a une surestimation visible des
coefficients aérodynamiques, ce qui laisserait penser que le modele permettant de refléter la
dynamique de recollement de la couche limite présente des limites dans ces conditions. I
s’agit d’ailleurs du méme constat que celui qui a mené Sheng et al. [233] a revoir
completement la modélisation du recollement de la couche limite.

17 On appelle ici angle de décrochage dynamique I'angle pour lequel le maximum de force normale est atteint.
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=+=+Expérimental statique

=+=Expérimental statique
~o-Hxpérimental (o = 8°, Ao~ 10° k= 0,108)

—o-Expérimental (ocm ~8° Ao~ 10° k = 0,108)
==Numérique (potentiel)

==Numérique (potentiel)
= Numérique (visqueux)

= Numérique (visqueux)

-0.5 -0.2

Figure 48 — Coefficients de force normale (a) et de force tangentielle (b) pour un profil NACA4415
oscillant sinusoidalement autour d’une incidence o = 8° avec une amplitude Ax = 10° et une fréquence
réduite k = 0,108 (adapté des conditions expérimentales de [120]). En noir pointillé : coefficients statiques
expérimentaux. En carrés rouges : coefficients dynamiques expérimentaux. En traits discontinus verts :
coefficients numériques issus du calcul purement potentiel. En traits continus bleus : coefficients
numériques issus du modeéle semi-empirique de Leishman-Beddoes.

=+=+Expérimental statique

=+=:Expérimental statique
—o-Expérimental (o = 20°, Ao = 10°, k = 0,108)

—o-Expérimental (a = 20°, Ao = 10°, k = 0,108)
==Numérique (potentiel)

==Numérique (potentiel)
=—Numérique (visqueux)

= Numérique (visqueux)
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Figure 49 — Coefficients de force normale (a) et de force tangentielle (b) pour un profil NACA4415
oscillant sinusoidalement autour d’une incidence oy, = 20° avec une amplitude Ax = 10° et une fréquence
réduite k = 0,108 (adapté des conditions expérimentales de [120]). En noir pointillé : coefficients statiques

expérimentaux. En carrés rouges : coefficients dynamiques expérimentaux. En traits discontinus verts :
coefficients numériques issus du calcul purement potentiel. En traits continus bleus : coefficients
numériques issus du modele semi-empirique de Leishman-Beddoes.
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Si on compare les résultats avec et sans correction pour le décrochage dynamique,
on remarque une nette amélioration. Les seuls effets circulatoires créent une boucle dans le
sens antihoraire qui surestiment les coefficients aérodynamiques, surtout vers le décrochage
et dans la phase descendante ou le décollement de la couche limite a une contribution
majeure. On peut aussi constater, en particulier dans la deuxiéme configuration (figure 49),
un décalage des coefficients issus du calcul potentiel. Ceci est lié au fait que la pente du
coefficient de portance est plus grande dans le calcul potentiel que dans les expériences, peut-
étre a cause de I'allongement fini des pales dans expérience.

Pour les coefficients de moment non-présentés ici, les accords entre le numérique
et Pexpérience sont moins bons que pour les coefficients de force normale et tangentielle. Si
les effets du vortex de bord d’attaque sont approximativement bien représentés, la méthode
utilisée sous-estime grandement les effets d’hystérésis du coefficient de moment.
Néanmoins, il est jugé que la problématique du coefficient de moment est d’une importance
moindre par rapport a celles des autres coefficients aérodynamiques étant donné le role
inférieur du coefficient de moment dans le calcul du couple fourni par une machine Darrieus.

I11.3.1.2 Oscillation a loi d’incidence dissymétrique

Pour s’assurer de la validité du type de modélisation choisi, des essais ont été réalisés
avec des lois de tangage non-sinusoidales, conditions pour lesquelles le modéle n’a a priori
pas été congu ou calibré. Le choix s’est porté sur les expériences d’Angell et al. telles qu’elles
sont rapportées par Scheurich [222]. Des détails sur le matériel et le protocole expérimental
peuvent aussi étre trouvés dans la these d’Angell [20].

Dans ses expériences, Angell a placé une pale de corde 0,55 m traversant de part en
part la veine d’essais d’une soufflerie octogonale. La pale oscille a une fréquence réduite
constante de k = 0,05 autour d’une incidence moyenne de 0°. L’amplitude et I’historique de
la variation d’incidence se veulent reproduire celles rencontrées théoriquement par une
¢olienne Darrieus pour différentes vitesses réduites (A). Par rapport a une oscillation
sinusoidale, la principale différence est que la phase d’incidence décroissante se fait sur une
durée plus courte que la phase d’incidence croissante. La loi d’incidence est donnée par la
formule suivante :

sin(6) 2U4
o = atan | ——— ou O0=k—t (94)
A+ cos(6) C

Dans toutes les configurations testées, les estimations de coefficient de force
tangentielles sont tout a fait satisfaisantes (voir figures 50.b, 51.b et 52.b). Les principales
différences sur ce coefficient sont les maxima qui sont prédits un peu trop tot, et la légere
surestimation dans la phase d’incidence descendante. I’évolution du calcul potentiel indique
des effets circulatoires trés amples, menant a de larges boucles d’hystérésis qui ne sont pas
présentes avec la correction visqueuse ou dans 'expérience. La correction visqueuse est alors
trés avantageuse pour la précision des coefficients de force tangentielle par rapport au seul
calcul potentiel.

En ce qui concerne le coefficient de force normale (voir figures 50.a, 51.a et 52.a),
les corrections vont dans le bon sens en laissant apparaitre des boucles d’hystérésis, mais le
modele n’est pas capable de reproduire les résultats expérimentaux avec exactitude. L’écart
le plus remarquable est le recollement trop rapide de la couche limite dans la phase
descendante du tangage. Cet effet est perceptible pour toutes les vitesses réduites et est de
plus en plus manifeste quand la vitesse réduite augmente. La conclusion qualitative sur
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I’évolution de la force normale est la méme que pour les cas tests précédents, le modele utilisé
apporte une amélioration notable par rapport au calcul potentiel, malgré sa faiblesse pour
simuler le recollement de la couche limite et 'effet du lacher tourbillonnaire de bord
d’attaque.

L’effet de dissymétrie de la variation d’incidence est bien perceptible sur les
coefficients aérodynamiques. Bien que I'angle maximal atteint soit le méme pour les angles
d’incidence positifs et négatifs, le décrochage est retardé pour les angles négatifs par rapport
aux angles positifs. Cette tendance est en accord avec I'expérience. Pour le calcul numérique,
en particulier pour les vitesses réduites faibles, les boucles d’hystérésis sont plus grandes pour
les angles d’attaque négatifs car le taux de variation de I'incidence est plus grand quand
I'incidence atteint les valeurs négatives. Dans I'expérience, la courbe de coefficient de force
normale ne forme qu’une seule et méme boucle pour la vitesse réduite de 2,05.

Le motif de satisfaction qui domine malgré tout est le fait que le coefficient de force
tangentiel est mieux estimé que le coefficient de force normale. Pour la production de
puissance, c’est la force tangentielle qui agit, le résultat est donc encourageant pour la
détermination des performances.

===+ Expérimental statique
—o-Hxpérimental (A = 3,4, k = 0,05)
==Numérique (potentiel)
= Numérique (visqueux)

===+Expérimental statique
== Expérimental (A = 3,4, k = 0,05)
==Numérique (potentiel)
= Numérique (visqueux)
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Figure 50 — Coefficients de force normale (a) et de force tangentielle (b) pour un profil NACA0015
oscillant a une fréquence réduite k = 0,05 selon la loi de tangage d’une éolienne Darrieus a une vitesse
réduite A = 3,4 (adapté des conditions expérimentales d’Angell et al. d’apres [222]). En noir pointillé :

coefficients statiques expérimentaux. En carrés rouges : coefficients dynamiques expérimentaux. En traits
discontinus verts : coefficients numériques issus du calcul purement potentiel. En traits continus bleus :
coefficients numériques issus du modele semi-empirique de Leishman-Beddoes.

135



===+ Expérimental statique === Expérimental statique
—o=Hxpérimental (A = 2,7, k = 0,05) —o-Expérimental (A = 2,7, k = 0,05)
==Numérique (potentiel) ==Numérique (potentiel)
= Numérique (visqueux) = Numérique (visqueux)

Figure 51 — Coefficients de force normale (a) et de force tangentielle (b) pour un profil NACA0015
oscillant a une fréquence réduite k = 0,05 selon la loi de tangage d’une ¢éolienne Darrieus a une vitesse
réduite A = 2,7 (adapté des conditions expérimentales d’Angell et al. d’apres [222]). En noir pointillé :

coefficients statiques expérimentaux. En carrés rouges : coefficients dynamiques expérimentaux. En traits
discontinus verts : coefficients numériques issus du calcul purement potentiel. En traits continus bleus :
coefficients numériques issus du modele semi-empirique de Leishman-Beddoes.

=+=:Expérimental statique =+=:Expérimental statique
—o=Expérimental (A = 2.05, k = 0,05) —o=Expérimental (A = 2.05, k = 0,05)
==Numérique (potentiel) ==Numérique (potentiel)
= Numérique (visqueux) = Numérique (visqueux)

Figure 52 — Coefficients de force normale (a) et de force tangentielle (b) pour un profil NACA0015
oscillant a une fréquence réduite k = 0,05 selon la loi de tangage d’une éolienne Darrieus a une vitesse
réduite A = 2,05 (adapté des conditions expérimentales d’Angell et al. d’apres [222]). En noir pointillé :

coefficients statiques expérimentaux. En carrés rouges : coefficients dynamiques expérimentaux. En traits
discontinus verts : coefficients numériques issus du calcul purement potentiel. En traits continus bleus :
coefficients numériques issus du modéle semi-empirique de Leishman-Beddoes.
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I11.3.2 Tests de machines Darrieus

Il a été montré dans le paragraphe précédent que pour des cas d’un tangage avec
une loi d’incidence sinusoidale ou distordue, le modele de Leishman-Beddoes se comporte
de maniére convenable pour I'estimation des efforts aérodynamiques, en particulier pour le
coefficient de force tangentielle. Il faut ensuite s’assurer qu’il reste efficace pour Iétude de
machines Darrieus. Les principales différences par rapport au cas de tangage simple sont la
fluctuation de vitesse incidente, les effets plus prononcés de courbure de ’écoulement et les
interactions pale/sillage.

Dans un premier temps, la simulation d’une éolienne mono-pale de faible solidité
est analysée, pour s’assurer du fonctionnement correct du code a des vitesses réduites
auxquelles les pales ne sont pas soumises a du décrochage dynamique. Ensuite, la méme
machine a une vitesse réduite plus faible en présence de décrochage dynamique est présentée
pour vérifier que linclusion du modele semi-empirique de décrochage dynamique reste
adaptée pour une pale dans ’écoulement courbé d’éolienne Darrieus en fonctionnement.
Enfin, on s’intéresse a une éolienne dont la configuration géométrique est plus proche de
celle de ’éolienne de référence. Sauf mention contraire, toutes les simulations présentées
incluent la simulation des parois latérales des souffleries ou des canaux hydrodynamiques,
méme si les effets de confinement sont parfois faibles.

Il faut préciser que les simulations présentées ici n’essayent en aucun cas de
représenter les efforts résistifs supplémentaires (trainée parasite des supports, force de
frottement des roulements) présents en réalité dans la machine. Ceci peut éventuellement
expliquer des différences entre les forces tangentielles expérimentales et celles issues du calcul
numérique.

I11.3.2.1 Machine mono-pale (¢ = 0,123, o, = 0,246)

L’expérience qui sert de comparaison ici est celle de Graham [103]. Cette expérience
a été évoquée dans le paragraphe I1.4.1. 1l s’agit d’une hydrolienne mono-pale partiellement
immergée dont la corde mesure 0,1524 m et le rayon 0,62 m. La section de pale est un profil
NACAO0015. Les vitesses réduites sont d’environ 2,5, 5,1 et 7,6 et le nombre de Reynolds
moyen est d’environ 67000. Ces vitesses réduites sont atteintes en mettant en mouvement
un chariot qui porte le rotor. Ici, seuls deux cas sont présentés : A = 7,6 ou il n’y a pas de
décrochage dynamique et A = 2,5 ou il y en a. Deux types de mesure ont été réalisés par
Graham : des mesures instationnaires d’effort et des relevés instantanés de pression. En plus
des premicres mesures directes d’effort, Graham propose d’intégrer les pressions pour
obtenir une seconde estimation des efforts aérodynamiques, mais étant donné le faible
nombre de prises de pression et les écarts apparents entre les deux estimations, seules les
mesures directes d’effort sont utilisées pour la comparaison. A partir de la deuxiéme rotation,
les mesures des coefficients aérodynamiques sur les premicres rotations sont données par
lauteur (issues d’une moyenne sur 5 essais). L.a comparaison portera sur les 2™, 3™ et 4™
rotations. Il faut préciser que dans les simulations, on suppose une mise en rotation
immédiate, ce qui n’est physiquement pas réaliste et qui modifie la phase transitoire,
principalement perceptible sur la premicre rotation qui n’est pas comparée. Si pour la vitesse
réduite la plus faible, le régime stationnaire est rapidement atteint (expérimentalement et
numériquement), pour la vitesse réduite de 7,6, les simulations numériques attestent que le
régime établi (périodique) n’est pas completement atteint, méme apres 20 rotations.

Pour plus de détails sur 'expérience, se référer au document [103] original.
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Les polaires statiques qui servent de données d’entrée pour la correction du
décrochage dynamique sont issue d’une construction mélangeant données expérimentales et
extensions théoriques (voir paragraphe 111.2.4.2.1). Les coefficients aérodynamiques se
basent sur ceux de Jacobs et Sherman [129] et sur une extension pour des incidences élevées
issue du travail de Montgomerie [189].

Si 'on compare d’abord les coefficients aérodynamiques pour la vitesse réduite la
plus grande (A = 7,6, voir figure 53), on observe un bon accord du coefficient de force
normale, en particulier dans la phase amont de la rotation ou se situe le minimum. Il y a
également peu d’écart entre le modele numérique potentiel et visqueux, ce qui s’explique par
le fait qu’a cette vitesse réduite, I'incidence ne dépasse pas 5° d’amplitude (d’apres les
simulations numériques). Il est intéressant de noter que la force normale reste presque
constamment négative, ce qui est intuitivement illogique (comme le précise [76]) puisque
I'incidence change de signe au cours d’un cycle. Néanmoins, cela a une explication tout a fait
raisonnable : naturellement a cette vitesse réduite, I’'angle d’incidence prend des valeurs tres
faibles en valeur absolue (négatives dans la phase amont et positives dans la phase aval). La
valeur négative de coefficient de force normale malgré 'incidence positive est due a effet
de courbure de Iécoulement. Globalement, leffet de courbure réduit systématiquement
I'incidence effective (prise aux trois-quarts de corde), menant jusqu’a un changement de signe
si 'incidence est déja faible comme dans la phase aval. Dans la simulation, I'incidence dans
la phase aval a un ordre de grandeur proche de 2° et 'angle d’attaque aux trois-quarts de
corde est estimé a environ -1°. Cette incidence effective négative résulte en une force normale
négative.

En revanche, pour le coefficient de force tangentielle, la concordance des résultats
numériques avec les résultats expérimentaux est plus faible. Dans I'expérience, un faible pic
de force motrice apparait dans chaque phase de la rotation (amont et aval), le reste
correspondant a une force résistive (coefficient de force tangentielle négatif). Dans les
simulations numériques, il existe un pic plus important dans la phase amont de la rotation et
un plateau dans la phase aval ou le coefficient de force tangentielle stagne a une valeur
négative. Ce plateau s’explique par le déficit de vitesse lié au fort blocage induit par la vitesse
réduite tres élevée. La vitesse est fortement diminuée dans le rotor, ce qui empéche la pale
dans la phase aval de récupérer de ’énergie. La partie aval ainsi bloquée, c’est la partie amont
qui récupére toute Iénergie et qui voit donc son pic de coefficient de force tangentielle
prendre une valeur importante. Il semble que le blocage effectivement ressenti dans
Iexpérience n’est pas aussi élevé que celui qui est obtenu numériquement. Des simulations
avec et sans les parois latérales donnent des résultats comparables donc le blocage n’est pas
artificiellement amplifié par un confinement de I’écoulement. On peut éventuellement
supposer que I'angle d’incidence, trés sujet aux interactions avec le sillage, est mal estimé. On
peut aussi attribuer ces différences de comportement entre expérience et la simulation
numérique a des erreurs expérimentales, la force tangentielle étant plus difficile a mesurer et
plus sensible aux imprécisions de mesure.

Pour la vitesse réduite A = 2,5 (figure 54), le niveau d’exactitude de I’évolution du
coefficient de force normale est comparable au cas précédent. Mais cette fois, 'estimation
du coefficient de force tangentielle est nettement améliorée, sans étre encore idéale. Comme
il n’y a plus un blocage important, on retrouve a la fois dans 'expérience et dans la simulation
un pic de force motrice dans chaque phase de la rotation. Les positions des pics et leurs
amplitudes sont 1égérement différentes.

Puisque 'incidence atteint des valeurs élevées, le calcul potentiel qui suppose un
écoulement inconditionnellement attaché surestime le coefficient de force tangentielle. La
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correction du décrochage dynamique permet de ramener cette estimation a des valeurs plus

raisonnables et réalistes.
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Figure 53 — Coefficients de force normale (a) et de force tangentielle (b) pour un rotor mono-pale de
solidité o = 0,123 a une vitesse réduite de 7,62 (adapté des conditions expérimentales de Graham [103]).
En carrés rouges : coefficients dynamiques expérimentaux. En traits discontinus verts : coefficients
numériques issus du calcul purement potentiel. En traits continus bleus : coefficients numériques issus du

modele semi-empirique de Leishman-Beddoes.
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Figure 54 — Coefficients de force normale (a) et de force tangentielle (b) pour un rotor mono-pale de
solidité o = 0,123 a une vitesse réduite de 2,54 (adapté des conditions expérimentales de Graham [103]).
En carrés rouges : coefficients dynamiques expérimentaux. En traits discontinus verts : coefficients
numériques issus du calcul purement potentiel. En traits continus bleus : coefficients numériques issus du
modele semi-empirique de Leishman-Beddoes.

Ce premier cas test d’'une machine Darrieus montre que 'ajout d’une correction
pour le décrochage dynamique apporte une amélioration des résultats. I’adéquation
expérimental/numérique a un bilan un peu contrasté : un résultat partiel a haute vitesse
réduite (tres bon pour le coefficient de force normale et mitigé pour le coefficient de force
tangentielle), et un résultat plutét prometteur pour une vitesse réduite faible. Puisque dans le
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cadre de I’éolienne de référence, les faibles vitesses réduites nous intéressent, la balance des
résultats est finalement positive.

I11.3.2.2  Machine tripale (o = 0,45, o, = 0,3)

Sila comparaison d’une éolienne de faible solidité a donné un accord acceptable a
faible vitesse réduite, il n’est pas acquis que ce sera également le cas pour une solidité plus
élevée. Un autre test de validation a été réalisé a partir des résultats de McLaren [178] sur une
¢éolienne tripale en soufflerie. Le rotor se compose de trois pales, de profil NACA0015 et
d’une corde de 0,42 m, pour un rayon de 1,40 m. Les pales ont une particularité, elles sont
basées sur un profil NACAO015 d’une corde de 0,45 m, mais le bord de fuite est arrondi
pour cause de renforcement de la solidité mécanique, de telle maniere que la longueur finale
de la corde est réduite de 0,03 m. Pour cette raison, le critére d’orientation du panneau de
sillage proche décrit dans le paragraphe 111.2.2.2.1 n’est pas adapté, car le bord de fuite n’est
pas pointu. Exceptionnellement pour la simulation de cette machine, le critere d’orientation
du sillage proche est changé : il suit ici la bissectrice de 'angle au bord de fuite, en 'occurrence
pour ce profil symétrique, cela revient a orienter le sillage proche dans le prolongement de la
corde.

Les vitesses réduites s’étendent de 0,40 a 1,96 permettant d’atteindre un nombre de
Reynolds caractéristique de 'ordre de 0,8.10° a 4.10°. Deux exemples sont abordés ici, des
vitesses réduites de 1,96 et 1,11.

De la méme fagon que pour le cas test précédent, les polaires statiques d’entrée sont
issues d’une combinaison de résultats expérimentaux de Jacobs et Sherman [129] et
d’extensions pour les fortes incidences simulées par un modele comparable a celui de
Montgomerie [189].

La comparaison des résultats de I'évolution des efforts aérodynamiques pour
A = 1,96 est présentée dans la figure 55. La forme de I’évolution azimutale est bien reproduite,
avec une valeur négative dans la phase amont, avec un extremum aux alentours de 90° pour
Pexpérience, contre 70° pour la simulation numérique "visqueuse". L’amplitude du
coefficient de force normale est assez nettement surestimée dans la phase amont de la
rotation, puis I'accord est plutot bon dans la phase aval. Le coefficient de force tangentielle
a un meilleur accord que le coefficient de force normale dans la phase amont. Le pic de
coefficient a la bonne amplitude et la bonne phase. En revanche le modele numérique n’est
pas en mesure de simuler le deuxieme pic de force tangentielle. On peut avancer parmi
d’autres une explication importante : Iinaptitude intrinséque du modele de Leishman-
Beddoes a reproduire le décollement de la couche limite dans le cas ou I'incidence change de
signe rapidement. La justification de cette hypothese est détaillée dans le paragraphe 111.3.2.3.

Sur la figure 56, on peut observer évolution des coefficients aérodynamiques pour
une vitesse réduite trés faible (A = 1,11). Pour le coefficient de force normale, la courbe
numérique concorde bien avec la courbe expérimentale dans la phase amont, mais a quelques
lacunes en début de la phase aval ou les oscillations sont différentes. Pour le coefficient de
force tangentielle, le modele numérique "visqueux" donne de bons ordres de grandeur, mais
les fluctuations ne sont pas correctement reproduites. Ce manque de similitude dans la phase
aval de la rotation peut en partie étre expliqué comme dans le cas précédent par une
caractéristique du modele de Leishman-Beddoes décrite dans le paragraphe I111.3.2.3.
L’accord global est toutefois satisfaisant, quel que soit le coefficient aérodynamique observé.
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Figure 55 — Coefficients de force normale (a) et de force tangentielle (b) pour un rotor tripale de solidité
o = 0,424 a une vitesse réduite de 1,96 (adapté des conditions expérimentales de McLaren [178]). En carrés

rouges : coefficients dynamiques expérimentaux. En traits discontinus verts : coefficients numériques issus
du calcul purement potentiel. En traits continus bleus : coefficients numériques issus du modele semi-

empirique de Leishman-Beddoes.
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Figure 56 — Coefficients de force normale (a) et de force tangentielle (b) pour un rotor tripale de solidité
o = 0,424 a une vitesse réduite de 1,11 (adapté des conditions expérimentales de McLaren [178]). En carrés
rouges : coefficients dynamiques expérimentaux. En traits discontinus verts : coefficients numériques issus
du calcul purement potentiel. En traits continus bleus : coefficients numériques issus du modéle semi-

empirique de Leishman-Beddoes.
Comme pour les cas tests précédents, il faut préciser que le modele de Leishman-
Beddoes donne une amélioration significative par rapport au calcul purement potentiel qui

justifie tout a fait son usage.
De plus, McLaren donne en plus des mesures expérimentales les évolutions des
aérodynamiques issus d’un calcul de modélisation de type RANS
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bidimensionnelle. Pour le cas A = 1,11, on peut constater que le niveau de concordance avec
les résultats expérimentaux est comparable voire supérieur avec la méthode des panneaux
corrigée par le modéle de Leishman-Beddoes par rapport a la méthode de calcul RANS en
résolution hybride volumes finis/éléments finis. Pour le cas test précédent (A = 1,96), I'accord
avec la méthode des panneaux était d’'un niveau similaire, voire inférieur. Cette rapide
confrontation met en lumiere I'idée que le code présenté ici est capable d’avoir un niveau de
précision analogue a celui obtenu avec de la mécanique des fluides numérique dans un
domaine maillé, mais avec un temps de calcul certainement nettement réduit.

Enfin, une dernicre remarque se doit d’étre précisée : le choix de
I'adimensionnement peut modifier certains aspects de la comparaison. La différence entre
les coefficients Cn et Cx™ est 'usage de la vitesse relative ou la vitesse infini amont pour
adimensionner. La figure 57 présente la comparaison expérimentale/numérique du
coefficient Cy en utilisant Pestimation numérique de la vitesse relative. Pour les mémes
résultats que dans les figures 56.a et 55.a, cet adimensionnement semble visuellement
améliorer la concordance pour la vitesse réduite élevée et la détériorer pour la plus faible
vitesse réduite. Par exemple pour A = 1,11 (figure 57.a), puisque vers 0 = 180°, la vitesse
relative est pratiquement nulle, les écarts entre résultats expérimentaux et numériques sont
amplifiés. Ce qu’il faut retenir malgré tout, c’est que pour I'estimation d’un coefficient de
puissance, c’est la formulation avec les Cx™ et Cr qui seront utiles, donc la conclusion du
paragraphe précédent reste valide, et que quel que soit I'adimensionnement, 'apport
bénétique du modele de décrochage dynamique est indéniable.

—o=Expérimental (A = 1,11, 6 = 0,424) —o=Expérimental (A = 1,96, 6 = 0,424)
==Numérique (potentiel) ==Numérique (potentiel)
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Figure 57 — Coefficients de force normale adimensionnés en utilisant la vitesse relative U, numérique
respectivement pour les mémes configurations que sur les figures 56 (pour a) et 55 (pour b). En carrés
rouges : coefficients dynamiques expérimentaux. En traits discontinus verts : coefficients numériques issus
du calcul purement potentiel. En traits continus bleus : coefficients numériques issus du modele semi-
empirique de Leishman-Beddoes.

II1.3.2.3  Mise en évidence d’une limite du mod¢le de Leishman-
Beddoes en cas de changement rapide du signe de ’incidence

Un des problemes entrevus lors des essais a faible vitesse réduite est lié aux
changements de signe de lincidence. Le modele de Leishman-Beddoes a été congu
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initialement pour les pales d’hélicoptere qui subissent rarement de changement de signe de
I'incidence, alors méme que la variation du signe de lincidence est indispensable au
fonctionnement d’'une machine Darrieus. Seul le parameétre fy regle la position du
décollement : fy = 0,5 indique que le point de décollement est a mi-corde sur I'extrados si
I'incidence est positive et sur I'intrados si I'incidence est négative. Dans les conditions
rencontrées par un hélicoptere, 'usage d’un seul parameétre fy pour indiquer le niveau de
décollement de la couche limite pour les deux faces du profil est suffisant, puisque seul
I'extrados est décollé pendant certaines phases d’un cycle.

=

a) Position initiale b) Comportement supposé c) Comportement avec le modele
de Leishman-Beddoes

Figure 58 — Représentation schématique de la position du point de décollement dans le cas d’un
changement brusque de I'angle d’incidence. Le trait noir est une plaque plane, les traits continus bleus des
lignes de courant et la zone bleutée la zone d’écoulement décollé
a) Configuration initiale de Pécoulement : I'incidence est négative et le point de décollement se situe sur
la face inférieure de la plaque plane.

b) Comportement supposé : I'incidence passe tres rapidement a une valeur positive : I’écoulement se
recolle progressivement sur la face inférieure et le point de décollement va rapidement rejoindre le bord de
fuite.
¢) Avec le modele de Leishman-Beddoes : cela revient a considérer que ’écoulement passe
instantanément d’un état décollé sur la face inférieure a un état décollé sur la face supérieure de la plaque.

Prenons un exemple schématique pour mettre en lumiere une caractéristique du
modele de Leishman-Beddoes qui démontre la limite qui découle de l'utilisation d’un seul
parametre de position du point de décollement. Cet exemple est illustré sur la figure 58. Un
profil mince (ou une plaque plane) est initialement a un angle d’attaque négatif (figure 58.a)
suffisamment grand pour que le point de décollement, sur la face intérieure, soit éloigné du
bord de fuite. Le profil est ensuite rapidement pivoté jusqu’a atteindre un angle d’attaque
positif. La figure 58.b schématise le comportement du décollement tel qu’il est supposé se
produire : la face inférieure reste temporairement partiellement décollée, mais le point de
décollement se déplace vers le bord de fuite et un point de décollement sur la face supérieure
va remonter du bord de fuite vers 'amont du profil. Avec le modéle de Leishman-Beddoes,
lorsque 'incidence devient positive, le point de décollement passe directement de la face
inférieure a la face supérieure (figure 58.c) car il n’y a pas de distinctions entre les deux faces
du profil. Les effets sur les forces normales et tangentielles sont par conséquent
significativement différents de ceux qui sont attendus.

Si on reprend exemple du rotor tripale de McLaren [178] a une vitesse réduite de
1,96, I'incohérence décrite précédemment est présente. Sur la figure 59, on peut suivre le
point de décollement quasi-statique noté fx en fonction de I'angle azimutal 0. Ce point de
décollement quasi-statique est estimé uniquement a partir de 'angle d’attaque et des polaires
statiques grace a la théorie de Kirchhoff (voir annexe A.1.2). Il vaut 1 quand le décollement
est au bord de fuite, pour les faibles angles d’attaque, et 0 quand le décollement est au bord
d’attaque, pour les angles d’attaque élevés. Le point de décollement dynamique noté fx” sert
a calculer une partie des efforts instationnaires et est obtenu en faisant usage de fonctions de
retard (voir annexe A.1.2.2). Sur la phase amont de la rotation, on a bien un retard au
décrochage, ce qui correspond au comportement attendu. Mais dés que 'on entre dans la
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phase aval de la rotation et que I'incidence devient positive, vers 6 = 180°, alors que I'on peut
présager que le point de décollement remonterait du bord de fuite vers 'avant du profil sur
la face extérieure du profil, comme le fait le point quasi-statique fy, le comportement est
compléetement opposé. Le point de décollement parcourt le profil du bord d’attaque au bord
de fuite. Avec cette incohérence, il est impossible d’obtenir une estimation correcte des
efforts aérodynamiques, et en particulier du coefficient de force tangentiel.

Ce phénomeéne ne se produit pas dans expérience d’Angell ou il y a pourtant un
changement de I'angle d’incidence car la fréquence réduite est suffisamment faible. Celle-ci
laisse le temps au point de décollement de revenir au bord de fuite avant de remonter vers le
bord d’attaque sur l'autre face du profil.

Ce motif d’écart n’explique pas a lui seul la totalité des divergences entre les résultats
numériques et expérimentaux. Parmi les autres explications, on peut mentionner la possible
mauvaise estimation de I'angle d’incidence. Dans la partie aval de la rotation, il y a de
nombreuses interactions des pales avec leurs sillages, I'irrégularité de la vitesse qui en découle
rend estimation de l'incidence plus complexe. De plus, I'incidence dans la partie aval est
peut-étre sous-estimée a cause de 'absence de diffusion dans le sillage qui maintient un fort
niveau de vitesse induite.
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Figure 59 — Evolution caractéristique de la position du point de décollement quasi-statique (fx, en pointillé
bleu) et dynamique (fx”, en trait continu bleu) issu du modele de Leishman-Beddoes en fonction de I'angle
azimutal 0. La configuration est celle du rotor tripale de MclLaren [178] a une vitesse réduite de 1,96. Pour
information, I’évolution de 'angle d’incidence est aussi donnée en trait continu rouge a lire avec I’axe des
ordonnées de droite.

IT1.4 Conclusion

Dans le cadre de cette étude, le modele numérique le plus adapté s’est révélé étre
un modele tourbillonnaire de type méthode des panneaux. Ce choix est guidé par la forte
solidité de la machine étudiée et se justifie par le bon compromis entre précision et rapidité
de calcul par cette méthode.

Le mode¢le est décrit en détail dans ce chapitre. Les principes mathématiques et
physiques sur lesquels le calcul numérique repose sont rappelés, ainsi que leurs
discrétisations. La description lagrangienne de 1'écoulement est percue ici comme un
avantage car elle permet de suivre la vorticité de maniere fidele et sans la contrainte d’un
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maillage limité spatialement. Toutefois, le confinement spatial est parfois nécessaire pour
essayer par exemple de reproduire des résultats expérimentaux en canal hydraulique ou en
soufflerie. Pour réaliser ces essais, la méthode des images a été utilisée. Elle s’est avérée
efficace pour représenter des parois imperméables qui maintiennent le débit de I’écoulement
au sein d’une veine d’essais. Il a été vérifié que ce confinement a pour conséquence
d’accélérer DPécoulement, d’amplifier les angles d’incidence et selon les conditions
d’augmenter ainsi le couple et la puissance récupérés pour une géométrie de rotor et une
vitesse réduite données. Ceci reste vrai dans la plupart des expériences dans la littérature,
mais les effets sont plus ou moins visibles selon le blocage que représente chaque machine.

La méthode des panneaux étant purement potentielle, un modele de Leishman-
Beddoes a été ajouté pour corriger a posteriori les efforts aérodynamiques. Cette correction
nécessite en entrée des polaires statiques et une vitesse et un angle de référence. Pour les
polaires statiques, le choix s’est porté sur des polaires expérimentales étendues jusqu’a des
angles d’attaque élevés par des formules théoriques. L’angle d’attaque a été défini comme un
angle cinématique moyen en excluant les perturbations de la pale et de son sillage proche. Le
modele de correction du décrochage dynamique a montré de bonnes aptitudes dans la plupart
des cas tests considérés. La correction rectifie les coefficients de forces aérodynamiques dans
le bon sens avec le bon ordre de grandeur d’amplitude et de phase. Les principales difficultés
du modele qui ont une importance pour une machine Darrieus sont :

e Le déclenchement parfois trop précoce du lacher tourbillonnaire de bord
d’attaque (voir les cas test d’Angell en particulier, au paragraphe 111.3.1.2).

e Une mauvaise dynamique du recollement de la couche limite, avec soit un
recollement trop rapide (voir les cas tests de Hoffmann, IIL.3.1.1, et
d’Angell, II1.3.1.2), soit une mauvaise gestion du changement de I'angle
d’incidence (voir les cas tests des machines Darrieus, 111.3.2.1 et I11.3.2.2).

En ce qui concerne la mauvaise gestion de I’angle d’incidence, elle est liée a la rapide
variation de lincidence et au fait que le modéle de Leishman-Beddoes utilise un seul
parametre pour indiquer le niveau de décollement sur les deux faces d’un profil. Ceci
nécessiterait une rectification profonde du modele qui est laissée a une étude ultérieure.

Ensuite, et de manicre générale, il est estimé que les problemes liés au vortex de
bord d’attaque pourraient étre améliorés par un meilleur réglage des parametres du modele
de Leishman-Beddoes. Une autre piste d’amélioration pourrait étre la meilleure estimation
de I'incidence car I'absence de diffusion des tourbillons par la viscosité réduit I'incidence en
surestimant effet des vitesses induites, dans la partie aval notamment. Malheureusement, les
mesures réalisées dans les cas tests présentés ne permettent pas d’expliquer 'origine de toutes
les variations des coefficients aérodynamiques. Par exemple, on ne peut pas savoir si certains
renflements de force normale sont dd a la présence d’un tourbillon ou simplement par un
effet de variation de I'incidence.

Il faut rappeler malgré tout que le code présenté a pour principale vocation de
modéliser I’éolienne de référence, non pas toutes les éoliennes existantes. Dans cette optique,
I'adéquation des simulations avec les résultats de McLaren (dont la géométrie se rapproche
le plus de I’éolienne qui fait 'objet de la présente étude) est encourageante et prouve l'utilité
d’une correction semi-empirique qui doit étre correctement calibrée.

Au final, la question du décrochage dynamique se confirme comme étant une
problématique complexe qui nécessite davantage d’études expérimentales pour arriver a bien
modéliser le phénomene, particulierement dans une éolienne Darrieus, et d’autant plus sur
une éolienne de forte solidité ou le fonctionnement se fait a faible vitesse réduite.
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DISPOSITIF
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Résumé

Le chapitre précédent a mis en lumicre quelques limitations du code numérique
pour la simulation numérique des machines Darrieus a forte solidité lors de fonctionnements
a de faibles vitesses réduites, et a laissé entrevoir qu'une meilleure compréhension du
décrochage dynamique est encore nécessaire. Des expériences ont ici été réalisées afin
d’approfondir les connaissances sur la dynamique tourbillonnaire en général. Les mesures
obtenues pourront également servir de base de données d’entrée pour la calibration du
modele numérique. La présente étude se concentre sur les plus grandes structures
tourbillonnaires générées par les pales.

Ce chapitre présente les moyens expérimentaux mis en ceuvre pour I’étude de ces
lachers, ainsi que les techniques utilisées pour procéder au traitement des données. On
associe également a chaque mesure des éléments d’une analyse d’incertitude pour connaitre
les conditions d’utilisation des résultats.
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IV.1 Présentation de ’expérience

Les tourbillons générés par les pales peuvent avoir des effets a différents niveaux.
On peut distinguer, a la maniére de Ferreira [78], les effets directs a ’échelle de 1a pale et des
effets induits a ’échelle du rotor. Les effets directs affectent la répartition de pression et
dépendent du décollement de la couche limite a la surface des pales et des interactions entre
les pales et les tourbillons émis. Les effets induits sont la conséquence des tourbillons
transportés en aval du rotor qui modifient les champs de vitesse pergus par les pales.

Pour caractériser ces deux types d’effets, des essais en soufflerie ont été réalisés sur
une maquette instrumentée d’éolienne Darrieus a pales droites dans des conditions de
fonctionnement ou le phénomene de décrochage dynamique apparait. Deux types de mesure
ont été choisis : des mesures de pression instationnaire a la surface des pales et des
enregistrements des champs de vitesse instantanés par vélocimétrie par images de particules
(PIV). Les événements de pression mesurés peuvent donner des indications sur ’état attaché
ou décollé de la couche limite, voire les positions au cours du temps du point de décollement
a partir d’un traitement statistique ([238]). Sous certaines conditions, la pression donne acces
aux informations sur l'instant de la naissance et sur la position ou un éventuel tourbillon de
décrochage dynamique est généré et sur les effets des lachers tourbillonnaires et des
interactions pales-tourbillons (ou BVI, acronyme anglais de blade-vortex interaction). La
visualisation des champs de vitesse complete I'expérience en renseignant sur la trajectoire, la
taille et 'intensité des vortex.

La présentation de lexpérience commence par la description du montage
expérimental, puis par les systemes de mesures mis en place avant de s’intéresser au type de
traitement appliqué sur les données expérimentales pour détecter et suivre les tourbillons.
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IV.1.1 La soufflerie Béton de PENSMA

I’ensemble des expériences a été réalisé dans la soufflerie Béton de I'Ecole
Nationale Supérieure de Mécanique et d’Aérotechnique (ENSMA) (voir figure 60). La
soufflerie Béton est une soufflerie subsonique en veine fermée dotée d’un ventilateur d’une
puissance de 250 kW. L’hélice est composée de six pales a calage variable qui permettent des
variations de vitesse d’écoulement dans la veine d’essais jusqu’a 60 m/s. La veine d’essais a
une section rectangulaire de 2,4 m X 2,6 m (largeur X hauteur) sur une longueur de 6 m mise
ala pression atmosphérique grace a des grilles de respiration en sortie de veine. Un mat creux
et profilé traverse le plafond de la soufflerie au niveau de la veine d’essais pour permettre un
support des maquettes et une transmission des données vers un systeme d’acquisition. Par
I'utilisation d’un nid d’abeille et de deux grillages, la vitesse dans la section d’entrée est
homogene (les fluctuations de vitesse sont inférieures a 1% en module et 1° en déviation).
Le taux moyen de turbulence longitudinal est de 'ordre de 0,5%.

Ventilateur

B0 DD D DD

-
= N

Nid d’abeille

Figure 60 — Représentation schématique de la soufflerie Béton de FTENSMA.

IV.1.2 La maquette

La maquette peut étre décomposée en trois parties (voir figure 62) : une base de
support et de mise en rotation, une partie effective et une zone de réception et transmission
des données. Elle a été centrée dans la veine d’essais : 2,205 m et 2,195 m séparent 'axe de
rotation de la maquette et les parois latérales de la soufflerie.
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Figure 61 — Apercu du montage dans la veine d’essais.

\

> Zone de réception et de transmission
des données

> Partie effective

> Base de support et de mise en rotation

J

Figure 62 — Représentation schématique du montage.
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IV.i1.21 La base de support et mise en rotation

La mise en rotation est assurée par un moteur asynchrone triphasé de la série LSMV
développé par Leroy Somer d’une puissance nominale de 1,5 kW, adapté pour des variations
de vitesse de rotation de 0 a 1500 tr/min. Il est piloté par un variateur Unidrive SP de Leroy
Somer pour maintenir une vitesse de rotation constante quelles que soient les conditions de
fonctionnement.

L’axe du moteur est déporté par rapport a 'axe de rotation de ’éolienne. La liaison
entre les deux axes est faite par un systeme de poulies avec une courroie crantée. Le rapport
de réduction est de 2,1 (la vitesse de rotation du moteur est 2,1 fois supérieure a la vitesse de
rotation du rotor de la maquette), d’ou des vitesses de rotation de I’éolienne jusqu’a environ
700 tr/min sans dépassement de la vitesse nominale du moteur.

Le support de la partie effective est une base fournie par Noveol qui inclut
essentiellement 'arbre, les roulements et un systéme de mesure de la vitesse de rotation. La
génératrice n’a pas été incluse car il a été choisi de contréler directement la vitesse de rotation
avec le moteur et son variateur.

IV.1.2.2 La partie effective

L’appellation partie effective désigne I’élément d’éolienne a proprement patrler. 11
s’agit d’un rotor de rayon R = 425 mm constitué de trois pales droites de corde ¢ = 180 mm
et d’envergure 600 mm fabriquées en composite. La solidité est ainsi d’environ ¢ = 0,64. La
section des pales est un profil NACA0015. Le point d’attache des pales, défini dans 11.1.1.1,
est situé a mi-corde. I’idée du montage étant d’obtenir un écoulement le plus proche possible
d’une configuration bidimensionnelle, des plaques de garde en bois d’1,10 m de diametre et
de 30 mm d’épaisseur ont donc été placées aux deux extrémités des pales et servent a soutenir
les pales tout en guidant I’écoulement horizontalement. Une tige filetée d’un diametre de
20 mm relie les deux plaques de garde et assure un alignement et une solidité au montage.

Le taux de blocage horizontal (défini comme étant le rapport entre le diamétre du
rotor et la largeur de la soufflerie) est de 35,4%. On peut s’attendre a ce que 'écoulement
soit confiné, ce qui peut amener a des modifications de I’écoulement et de la dynamique
tourbillonnaire (voir paragraphes I11.2.3 et 11.4.2). Néanmoins, il reste dans la moyenne basse
des expériences passées (voir tableaux 10 et 11) et laisse suffisamment d’espace pour que
I’écoulement puisse contourner I’éolienne de part et d’autre.

Iv.1.2.21 Description des pales

La contrainte de la mesure de pression impose que les pales soient creuses pour
laisser place a la transmission des informations de pression par des tuyaux. Une pale est donc
constituée de deux demi-pales (voir figure 63.b) instrumentées puis collées sur deux zones
de collage situées au bord d’attaque et au bord de fuite (voir figure 63.c). Le systeme d’attache
des pales a aussi été congu en considérant la contrainte d’une pale instrumentée : des pattes
planes prolongent les extrémités de chacune des demi-pales vers les faces extérieures
permettant une fixation solide et laissant libre I'espace intérieur aux pales. L’envergure des
pales est de 600 mm, dont 500 mm de zone utile et 50 mm de zones courbées, servant de
transition vers les pattes planes a chaque bout (voir figure 63.a).

151



Bord d’attaque

Bord de fuite

Figure 63 — a) Schéma d’une pale dans son ensemble — b) Schéma d’une demi-pale — ¢) Apercu des zones
de collage sur une demi-pale — d) Coupe de la pale. Les épaisseurs du matériau composite sont négligées et
les trous de prise de pression ne sont pas visibles dans ces représentations.

Les prises de pression sont a mi-envergure des pales. Les trous de 1,1 mm de
diametre sont répartis le long de la corde du profil sur 'ensemble des trois pales. Ils sont
placés de 10% de corde a 80% de corde a partir du bord d’attaque, sur les faces intérieures
(dirigées vers I'axe de rotation) et extérieures, soit un total de 16 prises de pression. Les
positions inférieures a 10% et supérieures a 80% de corde sont inaccessibles a cause des
zones de collages. Par conséquent, 'absence de mesures proches du bord d’attaque nous
prive d’information la ou les dépressions sont les plus importantes (vers le bord d’attaque).
Une estimation expérimentale des efforts sur ces pales est ainsi entachée d’une importante
incertitude. Par ailleurs, suite a une erreur de fabrication, les percages a 30% de corde ont été
remplacés par des percages a 20% de corde. La répartition finale des prises sur les pales est
donnée dans le tableau 14.

Des tubes capillaires métalliques de 0,9 mm de diameétre intérieur sont installés dans
les trous de prise de pression et affleurent la paroi extérieure des pales. Ils sont prolongés par
des tubes de vinyle de longueur 1,10 m qui rejoignent les capteurs de pression.
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Pale 1

Pale 2

Pale 3

20% Intérieur
50% Intérieur
80% Intérieur
10% Extérieur
20% Extérieur

40% Intérieur
70% Intérieur
20% Extérieur
50% Extérieur
80% Extérieur

10% Intérieur
20% Intérieur
60% Intérieur
40% Extérieur
70% Extérieur

60% Extérieur

Tableau 14 — Positionnement des trous de prise de pression. Le pourcentage indique la distance relative par
rapport a la longueur de corde entre le bord d’attaque et le trou. L’annotation "Intérieur" ou "Extérieur"”
indique la face sur laquelle le trou est positionné.

IV.1.3 Similitude avec I’éolienne a pleine échelle

La maquette se veut étre une version simplifiée et a petite échelle de I’éolienne de
référence (voir paragraphe 11.3.1). La similarité est respectée au niveau de la solidité de la
machine puisque la corde et le rayon ont été divisés par deux, ainsi que la gamme des vitesses
réduites dans laquelle I’éolienne fonctionne (aux alentours de A = 2). On peut donc s’attendre
a avoir globalement un caractére instationnaire comparable si on se fie au critére de fréquence

réduite k défini par la relation (32) (voir aussi paragraphe 11.3.2.4).

Néanmoins, les nombres de Reynolds caractéristiques basés sur la vitesse de
rotation (voir relation (6)) sont différents. A une méme vitesse réduite, le nombre de
Reynolds caractéristique de la maquette est divisé par deux pour une vitesse du vent donnée.
Au final, cela revient a dire que la maquette a le méme nombre de Reynolds caractéristique
que P’éolienne a taille réelle mais pour une vitesse de vent deux fois plus petite. Les vitesses
infini amont rencontrées lors des expériences en soufflerie étant approximativement de
10 m/s a 17 m/s, on peut dresser une similitude avec I’éolienne a pleine échelle dans une
gamme de ventde 5 m/s a 8,5 m/s. Cet intervalle de vitesse (et donc de nombre de Reynolds
associé) est intéressant a étudier car il correspond au secteur de vitesses de vent le plus
fréquent pour une zone correctement ventée en France' et au secteur le plus énergétique
pour une zone faiblement ventée (en considérant la densité de puissance dans le vent).

Par contre, le pendant de beaucoup d’expériences en soufflerie est la différence dans
la nature et I'intensité de la turbulence, et méme plus globalement I'instationnarité du vent.
Dans la nature, les intensités horizontales de turbulence sont de 'ordre de 10% contre
environ 0,5% dans la soufflerie Béton de PTENSMA. Pour générer un écoulement turbulent
dans une soufflerie, des solutions existent comme placer des grilles en amont de la veine
d’essais, mais la turbulence se doit d’étre proprement caractérisée et la nature de la turbulence
est particuliere (homogene et isotrope). I’absence de turbulence en soufflerie peut modifier
la nature de la couche limite des pales de I’éolienne, engendrer 'apparition éventuelle de
bulbes de décollement laminaire et plus généralement modifier les caractéristiques du
décrochage dynamique (voir paragraphe 11.2.2.2.3). Ceci a par exemple été noté par Danao
et al. [59] qui ont utilisé une grille de turbulence pour atteindre 1% d’intensité turbulente
pour étudier le décrochage dynamique sur une éolienne Darrieus. Il précise qu’une intensité
turbulente plus faible (0,4%) menait a des performances plus faibles et qu’une valeur plus

18 Si on considére par exemple une distribution de vent donnée par une loi de Rayleigh de facteur d’échelle de 5,4 m/s. La vitesse moyenne
associée se situe vers 6,8 m/s, ce qui nous place sur des sites dégagés dans des régions francaises plutot bien ventées (comme la Bretagne
par exemple) d’apres la carte des vents a 50 m de hauteur.
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élevée (2,6%) modifiait notablement le phénomeéne de décrochage dynamique en supprimant
le bulbe de décollement de bord d’attaque.

Enfin, une différence primordiale dans les caractéristiques géométriques est le
caractere hélicoidal de I’éolienne a pleine échelle qui n’est pas repris dans la maquette. Cette
particularité induit des effets tridimensionnels probablement tres marqués. L’option qui a été
retenue est de se concentrer sur le comportement bidimensionnel et de laisser ’étude des
effets tridimensionnels a une étude ultérieure.

IV.1.4 Les grandeurs mesurées

IvV.1.4.1 La vitesse angulaire et ’azimut

La vitesse angulaire est enregistrée pour deux raisons : déterminer avec précision la
vitesse réduite et la position angulaire des pales. Elle est mesurée grace a un capteur inductif
de vitesse de rotation et une bague dentée placée dans la base de support de la maquette.

La bague compte six dents identiques et régulicrement espacées. Le capteur de
vitesse angulaire détecte la présence des dents et renvoie un signal créneau 0 - 5 V a chaque
passage d’'une dent. A partir de I'intervalle de temps At entre deux dents, on peut calculer la

. . 2n . .. 5
vitesse de rotation par la formule » = — Cette valeur est mise a jout tous les 1/6°™ de tour,
t

soit a une fréquence d’approximativement 300 Hz pour une vitesse de 500 tr/min.

La position angulaire 6 est déduite de la vitesse de rotation par une relation de
récurrence :

0, =0, | + 0wAt 95)

Pour avoir une position angulaire absolue, un écrou a été ajouté a la bague pour
former une septiecme dent plus petite et distinguable des autres. Lorsque cet écrou passe
devant le capteur, on détecte le front montant du signal créneau et on repere la position
azimutale du rayon de la maquette qui est dans I’axe de la veine de la soufflerie. A partir de
cette position initiale et en repérant les angles entre les pales et la marque de référence, on
peut déterminer la position azimutale des points d’attache des trois pales (a mi-corde).

IV.14.2 La pression pariétale

La mesure de la pression pariétale a plusieurs intéréts. Elle permet par exemple
I’évaluation de Iétat de la couche limite sur un profil : dans un cas de mouvement de
translation rectiligne uniforme, un décollement de la couche limite se caractérise par une
répartition du coefficient de pression en moyenne constante sur la paroi dans la partie
décollée, 1a ou habituellement, dans un état attaché, il y a un gradient de pression du bord de
fuite au bord d’attaque. Une telle caractéristique ainsi quune étude statistique plus compléte
peuvent étre utilisées pour repérer la position du point de décollement ([238]).

Si le décollement de bord d’attaque engendre la naissance d’un tourbillon lors du
décrochage dynamique par exemple, on peut envisager d’utiliser les mesures de pression pour
déterminer la position de ce tourbillon, car il s’associe a un pic de dépression généralement
bien marqué et des écarts types de pression importants entre les différents cycles.
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Dans cette optique, un systeme de mesure de pression comportant des capteurs de
pression éloignés des prises de pression a été mis en place. Ce dispositif est appelé par la suite
dispositif déporté, en opposition au montage affleurant (ou flush selon 'appellation anglaise).
L’option d’un montage affleurant n’a pas pu étre envisagée compte tenu des contraintes liées
au matériel a notre disposition (taille importante des capteurs de pression par rapport a
I'espace disponible a I'intérieur des pales).

IV.1.4.21 Les capteurs de pression

Les capteurs de pression sont des capteurs différentiels HCLA12X5DB de
SensorTechnics d'une gamme de mesure de 0 a 1250 Pa et dont la cadence de
rafraichissement des valeurs de pression est aux alentours de 4 kHz. Ils ont été positionnés
sur la plaque de garde supérieure a une distance d’environ 150 mm de I'axe de rotation pour
limiter les effets centrifuges. Les capteurs ont les caractéristiques techniques permettant de
résister a des efforts comparables a la force d’inertie centrifuge présente dans 'expérience,
mais linfluence de la rotation sur les mesures de pression n’est pas précisée par le
constructeur. Des essais réalisés en faisant tourner la maquette sans écoulement dans la veine
de la soufflerie ont permis de constater que I'erreur induite par les effets centrifuges dans les
tubes de vinyle ou sur les capteurs est négligeable et ne nécessite pas de correction.

IV.1.4.2.2 Le dispositif déporté

Un tube de vinyle d’1,10 m sépare chaque prise de pression du capteur. L’absence
de capteur au niveau des prises donne acces a une meilleure résolution spatiale des relevés
puisque dans un méme espace, plus de prises peuvent étre placées. I’inconvénient est qu’une
diminution de 'amplitude et un retard sont introduits par le transfert dans les tubes de vinyle.
Pour estimer ces modifications des signaux, des mesures d’étalonnage ont montré qu’étant
donné la longueur du tube de liaison, la corrélation entre 'entrée et la sortie du tube devient
significativement basse apres plusieurs centaines voire milliers d’Hertz, or les phénomenes
qui seront observés ont des composantes fréquentielles de 'ordre du Hertz ou la dizaine
d’Hertz.

L’usage de capteur différentiel implique qu’une pression de référence doit étre
ajoutée en entrée du capteur, en plus de la pression a acquérir. La pression de référence
habituellement choisie dans des montages fixes est la pression statique, qui peut étre connue
facilement grace a une sonde Pitot par exemple. Dans un cas comme le nétre d’une mesure
embarquée dans un rotor, 'obtention de la pression statique est inaccessible par des moyens
simples puisqu’il faudrait un emplacement fixe correspondant a un point d’arrét. Le choix a
donc été fait de comparer la mesure de pression a la pression moyenne temporelle sur chaque
prise de pression. Cette méthode a déja été mise en ceuvre par le passé (|217]). L'information
de pression enregistrée n’est pas la pression p __ en entrée du capteur représentative de la

cz.pt

pression p_ .4 la surface du profil, mais la variation de pression autour de la valeur moyenne

temporelle pCapt

de la pression au niveau du capteur. Cette valeur moyenne n’a par contre pas
pu étre acquise dans les conditions de 'expérience. Un des avantages de cette méthode est
de profiter de la pleine échelle de mesure des capteurs en prévenant la saturation du capteur
car les variations de pression relative oscillent ainsi autour de zéro et non plus autour de la

valeur moyenne.
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Figure 64 — Description schématique de 'ensemble du systeme de mesure de pression. Les échelles ne sont
pas respectées.

La pression moyenne sur une prise a été obtenue par I'ajout de tubes d’adaptation
d’impédance de grande longueur (de lordre de 2 m et 3 m) de part et d’autre d’un volume
tampon de 35 cm” qui atténuent les fluctuations de pression (voir figure 64). La diminution
des fluctuations, mesurées par Ruiz ([217]) a -40 dB soit un facteur de réduction de l'ordre
de 100, est suffisamment grande pour que seule reste la composante moyenne de la pression.

Le choix de cette méthode impose un étalonnage dynamique du systeme complet
(constitué du tube de liaison, du capteur de pression, des tubes d’adaptation d’impédance et

du volume tampon) pour pouvoir récupérer la pression pariétale réelle (voir paragraphe
IV.1.4.2.3).

IV.1.4.2.3 L’étalonnage du systéme de mesure de pression

Le principe de I’étalonnage est de mesurer le signal en sortie du systéme pour un
signal d’entrée connu, et de comparer les deux signaux pour en déduire une fonction de
transfert sur une large bande de fréquence. Cette méthode a été développée et initiée par
Irwin et al. [125] en 1979. Depuis, elle a été utilisée a de nombreuses reprises (par exemple
[217]) prouvant son utilité et son efficacité.

Pour avoir une information sur la réponse dans la gamme de fréquence la plus large
possible, un bruit blanc est généré par I'’émission d’un jet stationnaire d’air comprimé a
pression constante dans un coupleur, c’est-a-dire une chambre de volume 1 cm’ (voir
figure 65). Le systeme de mesure de pression (voir figure 64) est fixé au coupleur tel qu’il est
monté sur les pales de la maquette d’éolienne. Chaque capteur est étalonné I'un apres Pautre.
Le signal d’entrée est mesuré avec un microphone 4 de pouce de type Bruel & Kjaer servant
de capteur de pression de référence. Il est placé affleurant au coupleur et on considere la
réponse en gain plate dans sa gamme de fréquence de fonctionnement (globalement
d’environ 10 Hz a plusieurs dizaines de kHz). La réponse du microphone est donc supposée
étre 'image fidele du signal d’entrée.

On obtient la fonction de transfert par analyse fréquentielle des signaux sur une
durée de 2 minutes pour chaque capteur. Elle est supposée étre invariante dans le temps. Elle
est définie par le rapport entre Pinterspectre Py, de entrée et de la sortie et 'autospectre Py
du signal d’entrée :
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P.(0)

Ty () = (96)

L’allure d’une fonction de transfert est donnée sur la figure 66. Pour tous les
capteurs, les fonctions de transfert se superposent pratiquement. On remarque que le
systeme de mesure de pression est un filtre passe-bas avec un déphasage linéaire en fonction
de la fréquence. Le gain diminue rapidement jusqu’a environ 100 Hz, puis le gain diminue
presque linéairement d’environ -0,02 dB/Hz et vers 2 kHz, le gain est de -40 dB, donc
I'amplitude du signal est divisé par 100 a tel point que le bruit indésirable devient du méme
ordre de grandeur que le signal, comme le confirme la perte de cohérence entre I'entrée et la
sortie (non présentée ici). Les fréquences supérieures a 2 kHz sont tellement amorties qu’elles
ne sont pas mesurables avec un tel syst¢tme de mesure. Il a donc été choisi de filtrer les
sighaux de pression en les ré-échantillonnant a une fréquence d’environ 2 kHz. Car si on
applique une fonction de transfert au-dela de 2 kHz, la dynamique de la pression ne sera pas
améliorée (puisque le systeme de mesure de pression élimine les signaux de tres grande
fréquence) et du bruit sera ajouté aux mesures (car il sera amplifié par la fonction de
transfert).

On peut également noter une observation : I'allure du gain, avec une chute rapide
de 'amplitude et des pics de résonance tres faibles laisse également penser que 'atténuation
visqueuse prédomine sur les effets de résonance du fait de la longueur importante du tube
de vinyle.

Air comprimé

Microphone Coupleur

de référence

Tubes de

lia
aison f Tubes d’adaptations

Capteurs

d’impédance

Figure 65 — Montage utilis¢ pour I’étalonnage du systéme de mesure de pression.

Mais on remarque aussi le probléeme aux basses fréquences (voir figure 67). Jusqu’a
environ 50 Hz, la phase est perturbée par le filtre passe-haut du microphone présent pour
supprimer la composante continue. Pour les mémes raisons, pour des fréquences inférieures
a environ 20 Hz, il y a une chute de la cohérence qui se traduit par une fonction de transfert
incorrecte pour le calcul du gain. Ceci est un obstacle sérieux car les harmoniques des mesures
de pression sont situées approximativement entre 5 et 10 Hz. Une piste de correction
consiste a faire une approximation de la réponse fréquentielle par une fonction exponentielle
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en dega d’une fréquence d’environ 50 Hz, sachant que le gain doit tendre vers 0 dB quand la
fréquence tend vers 0 Hz, car le systéme de tubulure ne modifie pas la composante continue.
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== Fonction de transfert corrigée
0 —Fonction de transfert

Gain de la fonction
de transfert [dB]

L L L L L L L L L L L L
0 250 500 750 1000 1250 1500 1750 2000 2250 2500 2750 3000
Fréquence [Hz]

5
:-l 180ﬁ T T T T T T T T - -
= S'_j‘ == Fonction de transfert corrigée
5 g 9 —Fonction de transfert
2 g
g 0
e
%S -90
Q 2—180 L L L L L L L L L L L L
RS 0 250 500 750 1000 1250 1500 1750 2000 2250 2500 2750 3000

Fréquence [Hz]

Figure 66 — Allures d’une fonction de transfert (gain et phase) issue de I’étalonnage (pour le capteur 1). La
courbe rouge correspond a la fonction de transfert calculée directement, la courbe discontinue bleue
correspond a la fonction de transfert corrigée par la formule (97).
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Figure 67 — Zoom sur une fonction de transfert (gain et phase) issue de ’étalonnage (pour le capteur 1)
entre 0 Hz et 100 Hz. La courbe rouge correspond a la fonction de transfert calculée directement, la
courbe discontinue bleue correspond a la fonction de transfert corrigée par la formule (97).

Un modele a été proposé pour évaluer une estimation du gain et de la phase a faible
fréquence. Le modele adopté approxime les évolutions fréquentielles de gain et de phase
jusqu’a f. = 45 Hz par une fonction F du type :

f
F(f)=Al1-ef ) -Bf pour f < f, 97)

Avec A et B des constantes a déterminer et fo un parametre a fixer. La fonction T
est semblable a une réponse du premier ordre a une rampe a la différence pres que la pente
a lorigine n’est pas nulle. Les constantes A et B fixent I’ajustement de la fonction aux
données expérimentales qui est réalisé dans la gamme de fréquence [45 Hz, 60 Hz] et en
supposant un gain et déphasage nuls a 'origine. Une comparaison avec une autre méthode
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d’étalonnage (non-présentée ici) a permis de donner une estimation de la valeur de f, = 10 Hz.
Une incertitude reste malgré tout présente quant au choix du parametre f; et a 'exactitude
de la fonction de transfert pour les basses fréquences.

IV.1.4.2.4 Estimation de la pression absolue

L’information acquise par le systeme de mesure est la fluctuation de pression au
niveau du capteur et étalonnage permet de la relier a la fluctuation de pression pariétale.
Cependant, pour une comparaison des pressions d’une prise a l'autre, il faut arriver a estimer
la pression moyenne temporelle pour appliquer le décalage qui donne accés a la pression
absolue (ou au moins la fluctuation de pression autour d’une référence commune comme la
pression atmosphérique). De méme, pour une comparaison avec des résultats numériques,
ce recalage est nécessaire.

Puisqu’aucune mesure des pressions moyennes n’a été réalisée, le principe de
recalage qui a été retenu est celui d’une estimation a partir de résultats numériques. Le mod¢le
numérique a notre disposition est non-visqueux, on peut donc s’attendre a ce que les
comparaisons de pression dans les zones peu perturbées et completement attachées soient
fiables. L’hypothése qui est faite ici est que pour les positions azimutales 6, situées dans les
zones peu perturbées pour lesquelles ni la vitesse, ni I'angle d’attaque ne varient
significativement, et pour lesquelles 'angle d’attaque est suffisamment faible pour qu’il n’y
ait pas de décollement manifeste de la couche limite, on peut supposer que la pression
calculée numériquement égale la pression expérimentale en moyenne de phase pour une

position azimutale 0 : (pnum)eo = <pexpi>90 pour une prise de pression numérotée i. Des

lors, on peut déterminer la pression moyenne temporelle Pespi a cette position-la a partir de

la relation :

pexp,i - pnum,i,@g B (Apexp,i)60 98)

Ou (Apexpi)e() est la fluctuation de pression autour de la pression moyenne, telle

qu’elle est mesurée expérimentalement, issue d’un calcul de moyenne de phase. Or la pression
moyenne temporelle ne dépend pas de la position azimutale, donc on peut déduire la pression
expérimentale absolue phasée (pexp i)e a n’importe quel azimut 6 en ajoutant cette estimation

de la pression moyenne :

<pexp,i>e = pexp,i + <Apexp,i>e 99

Le choix des positions azimutales 0Oy pour lesquelles égaliser la pression
expérimentale et numérique peut étre différente pour chaque prise, en particulier les prises
intérieures par rapport aux prises extérieures. La détermination de ces positions azimutale
est liée aux conditions d’écoulement (idéalement peu perturbées) et aux interactions entre la
pale et des sillages. Pour que la pression numérique soit une bonne représentation de la
pression expérimentale, il faut que la couche limite ne soit pas décollée. Pour la face
intérieure, la couche limite est attachée dans la phase aval de la rotation, alors que pour la
face extérieure, la couche limite est attachée dans la phase amont. Dans la phase aval, il y a
des lachers tourbillonnaires qui peuvent perturber les prises de pression jusqu’a environ
0 = 220° au maximum, et la pale commence a croiser les sillages (de fort cisaillement)
appartenant aux pales précédentes a partir de 6 = 290°. Le choix est donc fait de prendre
pour valeur de référence 0y = 270° pour toutes les prises de la face intérieure de la pale. Dans
la phase amont, les sillages des pales précédentes continuent d’influencer la pression pariétale
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jusqu’a 0 = 30°. L’option choisie pour la face extérieure est une valeur de référence a 0y = 60°.
Tant qu’elles sont choisies dans les zones peu perturbées, plusieurs choix des positions 6q
sont recevables. Pour la face intérieure, un changement de la position 6y ne modifie pas
significativement le recalage de la pression. Pour la face extérieure, la sélection de 6y est plus
sensible car des variations plus importantes des valeurs de pression absolues peuvent étre
observées selon le choix qui est fait.

IV.1.4.3 Le champ de vitesse dans le sillage

Il a été expliqué dans la partie 11.1.3 que le fonctionnement d’une éolienne Darrieus
engendrait des tourbillons qui conditionnent les performances de la machine, et que pour
des faibles vitesses réduites, la présence du décrochage dynamique pouvait compliquer la
dynamique tourbillonnaire (voir paragraphe 11.2.2.3). Vu I'importance des vortex, il a été jugé
nécessaire de s’intéresser au champ de vitesse dans le sillage proche pour repérer les
structures tourbillonnaires. On considere la définition de Dixon [66] pour le sillage proche
de I’éolienne qui délimite le sillage proche comme étant la zone qui s’étend de lintérieur du
rotor jusqu’a environ trois rayons en aval de I'axe de rotation. Dans cette région, le sillage est
encore structuré et forme encore un motif identifiable essentiellement bidimensionnel.

La mesure du champ de vitesse par imagerie de particule (PIV) réalisée dans cette
expérience est complémentaire des autres mesures qui ont été faites par le passé ([38], [61] et
[78]). Dans la littérature, des efforts ont été accomplis pour visualiser le champ de vitesse
proche de la pale ou dans le rotor, pour comprendre la naissance et le transport immédiat
des tourbillons. Il a été choisi ici de visualiser une zone a une distance d’environ un rayon de
I'axe de rotation en aval de I’écoulement (voir figure 69) pour mieux synthétiser I’évolution
des structures. Les informations supplémentaires qu’apporte la visualisation de cette zone
sont notamment les estimations de la trajectoire et de la diffusion des tourbillons qui sont
nécessaires pour 'amélioration d’un modele numérique.

IV.1.4.31 Principe de la PIV

La présente étude ne cherche pas a développer une méthode de mesure d’un
écoulement avec la PIV, mais plut6t a utiliser cette méthode, dont la fiabilité a été éprouvée,
comme un outil pour notre étude du sillage. Une description plus complete du principe de la
PIV et des processus de calcul peut étre trouvée dans les documents dédiés au sujet.

La PIV classique est une technique de mesure bidimensionnelle de vitesse d’un
écoulement fluide par imagerie. C’est une méthode non-intrusive qui repose sur la présence
de traceurs dans I’écoulement, c’est-a-dire des particules en suspension qui se laissent
emporter a la vitesse du fluide. I.a mesure de la vitesse de ’écoulement se réduit a la mesure
des vitesses de convection des particules. Un systeme de prise de vue enregistre deux images
a deux instants t et t + At trés rapprochés. Ces prises d’images correspondent aux moments
ou deux impulsions lumineuses sont émises d’une source laser. Elles illuminent les particules
qui se situent dans le plan de mesure. Le vecteur vitesse est ensuite déterminé par traitement
statistique, en comparant la position des traceurs d’une image sur I'autre (voir figure 68).
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Figure 68 — Schéma du principe de mesure par PIV.

1V.1.4.3.2 Le matériel

Le matériel nécessaire pour procéder a une étude PIV se compose principalement :

e D’une source laser

e D’un dispositif optique pour transformer le faisceau laser en nappe plane
e D’un appareil pour diffuser des particules traceuses

e D’une caméra avec un systeme de synchronisation

Dans notre montage, la nappe laser est générée a travers une surface vitrée latérale.
Le faisceau laser est produit par un laser impulsionnel a double pulse de Big Sky Laser
Technologies, Inc. Un systéme de lentille demi-cylindrique convertit le faisceau en nappe
plane dont on s’est assuré de I’horizontalité.

Pour 'ensemencement, ’ensemble de la soufflerie est remplie de gouttelettes d’huile
spéciale qui font office de traceurs et sont projetées par une machine a brouillard de type X-
515 d’Antari placée en aval de la veine d’essais. La densité de 'ensemencement est réglée par
le contréle de la machine a brouillard. Le réglage de la densité est effectué préalablement avec
des acquisitions tests et en corrigeant le soufflage de la machine a brouillard selon le besoin.
Le choix de ce systeme d’ensemencement, en particulier I'inertie et la taille des traceurs (de
Pordre d’1 um d’apres une étude granulométrique antérieure), est suffisant compte tenu du
type d’écoulement et de la résolution des images prises par la caméra.

Le systeme de prise de vue est constitué de deux caméras CCD type Imager Pro X
(modele PCO 2000) fabriquées par PCO et distribuées par LaVision d’une résolution de
2048 x 2048 pixels donnant des images de 14 bits de niveaux de gris. L'utilisation de deux
caméras s’est justifiée par le souhait d’avoir un champ de vision suffisamment large pour
visualiser les tourbillons les plus étendus sur une distance suffisamment grande. Elles sont
positionnées verticalement au-dessus du plafond de la veine d’essais pour visualiser a travers
un hublot un champ de vitesse dans un plan horizontal.
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IV.1.4.3.3 L’étendue des champs de vision

La zone du sillage visualisée se situe a mi-envergure des pales, au méme niveau que
les prises de pression. Deux caméras (que I'on notera A et B) sont utilisées simultanément et
permettent d’obtenir un champ de vision assez large par rapport au rotor. De plus, les
expériences dans les mémes configurations ont été refaites en changeant la direction de visée
des caméras, ce qui élargit davantage le champ de vision une fois les champs combinés. On
numérote les deux champs de vision champ 1 et champ 2, le champ 1 étant le plus au centre
de la veine d’essais. Sur la figure 69, les champs de vision des caméras A et B dans la premicre
position sont représentés en rouge et notés A; et Bi. Les champs A; et By se recoupent pour
garantir une liaison correcte des mesures et donnent une vision du sillage a une distance d’un
peu plus d’un rayon en aval de I’axe de rotation jusqu’a environ trois rayons pour une largeur
d’un rayon. Dans la seconde position des caméras, les champs A; et B, des caméras A et B
assurent un recoupement entre eux et avec les champs de la premiére position pour
compléter le champ de vision transversalement jusqu’a une taille d’environ 1,5R X 1,5R.

. Limite du rotor | ;
Sens de
I’écoulement
0,5
Champ 1
0 A1 Bl
N \
~
=
1 \
1,5
A
2 B2
-2
Champ 2
-1 -0,5 0 0,5 1 1,5 2 25 3
x/R

Figure 69 — Représentation de I’étendue des champs de vision du dispositif PIV.

Les formes obliques des champs de vision sont dues a I'inclinaison des caméras (au
maximum une vingtaine de degré). Cette inclinaison induit en particulier deux types de
problemes : une inhomogénéité de la netteté de 'image et une inégalité des déplacements des
particules selon 'endroit sur 'image. Le premier probleme a des solutions, comme 'emploi
d’une lentille correctrice au niveau des caméras, mais dans notre cas, aucune correction n’a
été apportée. La seule considération retenue a été de régler la mise au point de 'objectif pour
avoir une netteté suffisante sur la plus grande partie du champ de vision et d’autant meilleure
que 'on se rapproche de 'amont de I’écoulement. Le second probleme signifie que pour un
intervalle de temps donné, un déplacement de deux particules d'un méme nombre de pixels
sur deux endroits de 'image ne correspond pas a une méme vitesse. Ceci peut engendrer des
erreurs de calcul de vitesse. Ce phénomene a été corrigé par la calibration des champs de
vision a 'aide d’une mire.
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IV.1.4.3.4 Synchronisation des images avec la position azimutale des pales

Pour savoir a quelle position du rotor correspondent les images obtenues, une voie
a été réservée sur la baie d’acquisition pour la mesure du signal de déclenchement du laser
(appelé par la suite signal Q-switch). Le principe de fonctionnement de la PIV impose que
les images soient prises simultanément aux impulsions laser. Ceci est assuré par la présence
d’un signal Q-switch qui déclenche les impulsions laser et les caméras, et dont
I'enregistrement permet de positionner dans le temps les images PIV. LLa combinaison avec
I'information de position azimutale (voir paragraphe IV.1.4.1) permet de faire correspondre
une prise d’image avec une position du rotor.

11 faut noter qu’étant donné la nature soudaine et breve de 'impulsion Q-switch (de
lordre de la centaine de microsecondes), le signal a été élargi a 500 us par une bascule
monostable. La capture des impulsions est ainsi garantie pour la fréquence d’acquisition du
signal de 6250 Hz, soit une mesure toutes les 160 us.

IV.1.4.4 Les conditions de ’expérience

Les expériences se sont déroulées dans les conditions de pression atmosphérique et
de température pratiquement standard. Les choix des paramétres fonctionnels et des
parameétres d’acquisition ont résulté de certains compromis qui sont ici présentés.

IV.1.4.4.1 Choix des vitesses infini amont et des vitesses réduites

D’aprés des essais réalisés par Noveol, il a été estimé que le point de
fonctionnement optimal de I’éolienne hélicoidale sur laquelle s’appuie cette these était pour
une vitesse réduite un peu inférieure a 2. Le choix a naturellement été fait de chercher a
reproduire des conditions expérimentales proches de son fonctionnement idéal, avec pour
gamme souhaitée : 1 < A = 3. Mais certaines limites ont été rencontrées.

Une premicre barricre a été matérielle, fixée par les capacités du collecteur tournant
et du moteur utilisés. L.e constructeur du collecteur tournant assure un fonctionnement
opérationnel jusqu’a des vitesses de rotation de 1000 tr/min. Le moteur a une vitesse
nominale de 1500 tr/min, ce qui correspond apres réduction a une vitesse de rotation du
rotor de la maquette d’environ 750 tr/min, qui peut étre dépassée si le couple a fournir n’est
pas trop conséquent. Dans le tableau 15 récapitulant les configurations possibles, celles dont
la vitesse de rotation dépasse 750 tr/min sont indiquées en violet.

Un facteur limitant supplémentaire a été imposé par la tenue structurelle de la
maquette. Des le début de la conception des pales, des analyses structurelles ont été réalisées
pour assurer une tenue des pales a des efforts centrifuges (estimés d’un ordre de grandeur
supérieur aux efforts aérodynamiques) a des vitesses de rotation de 850 tr/min pour le cas le
plus critique ([108]). A partir du choix du matériau composite utilisé pour la fabrication des
pales, un pré-dimensionnement a été élaboré pour calculer les propriétés mécaniques du tissu
composite et une analyse par méthode des éléments finis (MEF) a été effectuée car la
complexité de la forme empéche de mener une étude analytique. L’essai des options de
drapage des tissus de composite a permis de choisir la meilleure combinaison de plis qui
réduit les contraintes a rupture de maniere a avoir un coefficient de sécurité supérieur a 2.

Si ce n’est pas le risque de rupture des pales qui a posé une contrainte, ce sont des
problémes de vibrations qui ont été rencontrés dans le montage couplé a la structure de la
soufflerie. Avant tout, un soin a été apporté pour assurer un alignement correct des
différentes pieces constitutives du rotor. De plus, des masselottes ont été placées dans les
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plaques de garde pour rectifier équilibrage. Mais malgré tout, des vibrations se sont fait
ressentir a des vitesses de rotations supérieures a environ 550 tr/min, vitesse qui n’a donc
pas pu étre dépassée. Ces configurations inaccessibles sont en rouge dans le tableau 15.

Enfin, une derniere limitation est celle de la stabilité de la vitesse de ’écoulement
dans la soufflerie. Le réglage de la vitesse de I’écoulement dans la soufflerie s’effectue par un
calage des pales du ventilateur pour une vitesse de rotation constante. Pour des vitesses de
soufflage faibles, le ventilateur a quelques difficultés a maintenir la vitesse de soufflage
constante. Il n’a donc pas été possible de procéder a des essais dont la vitesse de I’écoulement
était inférieure 2 12 m/s, repérés en bleu dans le tableau 15. Il est néanmoins arrivé que la
vitesse baisse de maniére notable (environ -5%) au cours des expériences aux plus basses
vitesses d’étude. Dans ces cas-la, les expériences ont été réalisées en deux ou trois fois pour
limiter la baisse de vitesse et pouvoir la rectifier.

Vitesse de rotation Vitesse du vent [m/s]
(tr/min) 10 11 12 13 14 15 16 17
1,0 225 247 270 292 315 337 360 382
1,1 247 272 297 321 346 371 395 420
1,2 270 297 324 351 377 404 431 458
1,3 292 321 351 380 409 438 467 497
1,4 315 346 377 409 440 472 503 535
1,5 337 371 404 438 472 506 539 573
1,6 360 395 431 467 503 539 575 611
° 1,7 382 420 458 497 535 573 611 649
é 1,8 404 445 485 526 566 607 647 688
8 1,9 427 470 512 555 598 640 683 726
qé 2,0 449 494 539 584 629 674 719 764
& 2,1 472 519 566 613 661 708 755 802
> 2,2 494 544 593 643 692 741 791 840
2,3 517 568 620 672 723 775 827 879
2,4 539 593 647 701 755 809 863 917
2,5 562 618 674 730 786 843 899 955
2,6 584 643 701 759 818 876 935 993
2,7 607 667 728 789 849 910 971 1031
2,8 629 692 755 818 881 944 1007 1070
2,9 652 717 782 847 912 977 1043 1108
3,0 674 741 809 876 944 1011 1079 1146
755 Configurations écartées par des limitations matérielles
562 Configurations écartées par des limitations structurelles (vibrations)
225 Configurations écartées par des limitations de vitesse de soufflage minimum dans la soufflerie
270 Configurations accessibles
351 Configurations testées

Tableau 15 — Apercu des vitesses de rotation en fonction de la vitesse du vent et de la vitesse réduite. Les
couleurs correspondent a des configurations Usw-A soit accessibles (vert), soit irréalisables (violet, rouge et
bleu) pour diverses raisons. Les configurations encadrées sont les configurations qui ont finalement été
mises en pratique.

La combinaison de ces limites n’a pas permis d’obtenir des vitesses réduites
supérieures a 1,9. Les vitesses réduites choisies ont donc été 1,0, 1,3, 1,5, 1,7 et 1,9. Et pour
étudier I'influence du nombre de Reynolds caractéristique a méme vitesse réduite, plusieurs
vitesses de soufflage ont été utilisées : environ 12 m/s, 15 m/s, 17 m/s. Ces vitesses étant
les objectifs a atteindre, il y a eu en pratique quelques écarts, et les vitesses de rotation de la
maquette ont été adaptées en conséquence. Les configurations finalement testées sont
encadrées dans le tableau 15. Dans la pratique, les valeurs de vitesses réduites et de vitesses
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infini amont atteintes ne sont pas exactement celles souhaitées. Les valeurs effectives sont
résumées dans le tableau 16.

Configuration Vitesse réduite effective Vitesse infini amont effective
A= 10etUx=15m/s 1,02 14,8
A=13etUos=12m/s 1,32 12,0
A= 13etUs=15m/s 1,31 14,9
A= 13etUs=17m/s 1,31 17,1
A=15etUs=12m/s 1,54 11,7
A= 15etUs=15m/s 1,52 14,8
A= 1,7etUs=12m/s 1,75 11,7
A=19etUs=12m/s 1,89 12,4

Tableau 16 — Récapitulatif des vitesses réduites et des vitesses infini amont effectives pour chacune des
configurations.

IV.1.4.4.2 Les paramétres d’acquisition de la pression

La fréquence de rafraichissement des mesures de pression par les capteurs de
pression est de 'ordre de 4 kHz. L’acquisition numérique des pressions s’est effectuée a une
fréquence de 6250 Hz, qui correspond a la plus basse fréquence que la baie d’acquisition peut
accepter. Il se peut donc que plusieurs mesures successives correspondent a une méme valeur
de pression. Mais 'avantage de ce sur-échantillonnage est que 'on a acces a la totalité des
rotations, soit environ de 6000 a 14000 périodes par configuration. Etant donné ces grands
nombres, les traitements statistiques seront assurément convergeés.

Les acquisitions du signal du capteur de position qui sert au calcul de la position
azimutale (voir paragraphe IV.1.4.1), du signal Q-switch qui permet de déterminer les
instants auxquels les images ont été prises ainsi que du signal de mesure de vitesse par la
sonde Pitot ont été réalisées simultanément a la pression a la fréquence de 6250 Hz.

IV.1.4.4.3 Les paramétres d’acquisition pour la PIV

Les images PIV ont été acquises a la fréquence de 5 Hz, qui résulte de contraintes
du matériel utilisé. Puisque 'on souhaite procéder a une analyse statistique des lachers
tourbillonnaires, notamment en présence du décrochage dynamique, il faut recueillir
suffisamment d’images pour qu’une loi des grands nombres puisse s’appliquer et que le bruit
de mesure soit éliminé. Wernert [265] propose des criteres pour vérifier la convergence
statistique des moyennes de phase et indique qu’en pratique, il faut quelques centaines de
champs de vecteurs a moyenner pour arriver a une estimation acceptable du champ de vitesse
moyen pour un profil en décrochage dynamique. En pratique, compte tenu de la fréquence
d’acquisition, il a été choisi de procéder a lacquisition d’environ 8000 images par
configuration, c’est-a-dire pour la totalité des positions azimutales pour un choix de
configuration U«-A. Ceci correspond a un peu moins de 27 minutes d’acquisition, réalisée en
deux expériences continues de 13 min 20 s chacune. Si on s’intéresse au comportement
moyenné en phase a chaque variation d’un degré de I’azimut et si on considére une invariance
par rotation de 120° (car on peut supposer que les trois pales ont le méme comportement),
cela revient a procéder a une moyenne de phase sur environ 60 a 70 images pour chaque
degré. Le traitement des résultats a permis de confirmer que ce choix de nombre d’image est
justifié pour les analyses que 'on souhaite faire.

En prenant en compte linclinaison des caméras et la transformation des images
apres correction par la calibration, les images acquises ont des nombres de pixels légerement
supérieurs a la résolution initiale des caméras (voir tableau 17).
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calibration

(pixel X pixel)

Champ 1 Champ 2
Caméra A Caméra B Caméra A Caméra B
(Champ Aj) (Champ B1) (Champ A) (Champ B,)
Résolution de la

caméra 2048 x 2048 2048 x 2048 2048 x 2048 2048 x 2048
(pixel X pixel)
Résolution de
Pimage aprés

correction de la 2079 x 2071 2359 x 2206 2524 x 2312 2524 x 2312

Taille maximum
du champ de
vision (mm X mm)

=~ 528,82 X 526,79

= 665,24 % 622,08

= 613,72 X 562,16

~ 613,72 X 562,16

Taille d’un pixel
sur les images
corrigées (mm)

= 0,254

= 0,282

= 0,243

= 0,295

Nombre de
fenétres
d’interrogation

130 X 129 = 16770

147 X 138 = 20286

158 X 144 = 22752

158 X 144 = 22752

Taille d’une
fenétre
d’interrogation
(mm)

~ 4,07

~ 451

~ 3,89

~ 4,73

Déplacement
caractéristique des
traceurs entre deux
images successives

(mm)

=~ 2,28 pour 12 m/s
=~ 2,1 pour 15m/s
=~ 2,12 pour 12 m/s

Nombre typique
de pixels de
déplacement des
particules entre

~ 8,98 pour 12 m/s
=~ 8,27 pour 15 m/s
~ 8,37 pour 12 m/s

~ 8,09 pour 12 m/s
=~ 7,45 pour 15 m/s
~ 7,53 pour 12 m/s

~ 9,38 pour 12 m/s
=~ 8,64 pour 15 m/s
=~ 8,74 pour 12 m/s

=~ 7,73 pour 12 m/s
=~ 7,12 pour 15 m/s
=~ 7,20 pour 12 m/s

deux images

Tableau 17 — Résumé des caractéristiques des images et des champs de vecteur pour les différentes
caméras et configurations testées.

Pour la détermination des champs de vitesse, le traitement de la PIV implique une
division des images en fenétres d’interrogations a l'intérieur desquelles est effectué un calcul
de la fonction d’inter-corrélation locale entre deux images successives. En pratique, le choix
des tailles de fenétre d’interrogation est adapté pour que globalement une particule sur
I'image prise a un instant t soit dans la méme fenétre d’interrogation sur la deuxieme image
a Iinstant t + At. Le choix est lié notamment a l'intervalle de temps At entre deux images
successives et a la vitesse infini amont. La taille des fenétres d’interrogation a été fixée a
32 %X 32 pixels avec 50% de recouvrement apres une premicre passe a 64 X 64 pixels avec
50% de recouvrement. Ceci revient a découper le champ de vision des caméras en quelques
20000 fenétres d’interrogation d’environ 4 mm de coté (voir tableau 17), ce qui permet
d’avoir une densité de particules suffisante a I'intérieur de chaque fenétre.

Le laps de temps At entre deux impulsions de laser, soit I'intervalle entre deux
images, a été adapté a chaque essai réalisé. L’intervalle moyen de temps choisi est d’environ
190 us pour une vitesse de soufflage de 12 m/s, 140 us pour 15 m/s et 125 us pour 17 m/s.
Ces sélections résultent d’un compromis : si le laps de temps est trop court, les particules ne
se déplaceront pas suffisamment pour qu’un déplacement soit perceptible, s’il est trop long,
les particules sortiront des fenétres d’interrogation et les corrélations seront impossibles. Un
intervalle de temps unique est un probléme sur certaines images ou il y a de fortes disparités
de vitesse entre différentes zones des champs de vision, donc des déplacements de particules
tres disparates.
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Compte tenu de ces intervalles de temps, on peut évaluer une distance
caractéristique de déplacement des particules entre deux images successives calculée en
prenant l'intervalle de temps moyen At entre deux images multiplié par la vitesse infini amont
Usx. On trouve que le déplacement typique des traceurs est de 'ordre de 2,1 mm, soit environ
8,5 pixels (voir tableau 17). Cette valeur correspond aux standards généralement utilisés en
PIV et justifie les choix des parameétres.

IV.2 Traitements et outils d’exploitation de la PIV

Les données brutes issues de la campagne expérimentale de mesure du champ de
vitesse sont les doublets d’images pour le calcul des champs de vitesse pour les 8 différentes
configurations présentées dans le tableau 15. A partir de ces relevés, 'objectif est d’en dégager
des propriétés moyennes a analyser.

IV.2.1 Traitements de la PIV

La méthodologie suivie pour le traitement des images a consisté d’abord a réaliser
le calcul des champs de vitesse, a filtrer les vecteurs vitesses erronés, puis a combiner les
champs de vecteurs des deux caméras. Les étapes de détermination des champs de vitesse et
de filtrage des vecteurs se sont effectuées grace au logiciel DaVis7.2 fourni par LaVision.

L’algorithme retenu pour le traitement est un processus classique : inter-corrélations
a partir des images corrigées par la calibration. Il a été choisi de procéder a deux passes avec
des fenétres d’interrogations de 64 X 64 pixels lors de la premiere passe (avec 50% de
recouvrement), puis de 32 X 32 pixels lors de la seconde passe (toujours avec 50% de
recouvrement).

Le pré-traitement s’est limité a l'application de la correction des images par la
calibration des caméras et au retrait de l'arricre-plan des images, car bien que non-exposés
directement dans le plan de la nappe laser, le fond des images laisse apparaitre des motifs qui
peuvent perturber les calculs. Le bruit de fond a été déterminé par 'estimation des minimums
locaux du niveau de gris de chaque pixel sur 'ensemble des images. Cet arricre-plan a été
soustrait aux images brutes.

Iv.2.1.1 Post-traitement : filtrage des champs de vitesse

Plusieurs facteurs ont limité la possibilité de calculer des vecteurs vitesses dans
chacune des fenétres d’interrogation de la PIV, liés aux conditions de I'expérience et au bruit
de mesure. Ils ont donné lieu a des éliminations a posteriori d’un certain nombre de vecteurs
calculés :

e [éclairage de la zone d’observation par la nappe laser s’est avéré trop étroit par
rapport a I’étendue du champ de vision. Une partie significative des particules sur la
zone la plus en aval de la caméra B n’a pas pu étre éclairée correctement. Un masque
a ¢été appliqué pour limiter le calcul des vecteurs vitesses aux seules régions ou
Péclairage était suffisant.

e Malgré les précautions prises dans le choix d’un intervalle de temps adapté entre un
doublet d’images, certaines zones de ’écoulement ont une vitesse locale nettement
supérieure a la valeur médiane, et le calcul de la vitesse est erroné car la cohérence
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n’est plus suffisante. Combiné au manque d’éclairage, a la faible densité de particule
localement dans une fenétre d’interrogation ou a des déplacements verticaux des
particules, le phénomene est amplifié. Pour éliminer ces vecteurs, un filtre médian a
été mis en place. Il considere un vecteur vitesse par rapport aux huit vecteurs des
fenétres d’interrogation alentour. Si le vecteur vitesse s’écarte de la moyenne des
vecteurs alentour de plus de 1,8 fois la valeur médiane, le vecteur est rejeté, et le
procédé continue de manicre itérative. Et si le vecteur rejeté est isolé, il est remplacé
par une valeur interpolée. La proportion de vecteurs ainsi écartés est parfois
importante, notamment pour les images de la caméra B.

e Dans les zones les plus en aval de I'écoulement, ’écoulement peut perdre son aspect
bidimensionnel et la PIV peut ne plus étre adaptée car les particules ont une vitesse
transversale au plan d’étude et quittent le champ de vision.

La taille des images de la caméra B a par conséquent été réduite de maniere
significative, principalement par manque de luminosité et par perte du caractere
bidimensionnel de I’écoulement loin du rotor. Dans le cas du champ 1 (voir figure 69), la

caméra B n’a méme pas été utilisée compte tenu du faible nombre de vecteurs vitesses
utilisables.

IvV.2.1.2 Combinaison des champs instantanés

On définit les zones utilisables des champs de vision comme les endroits ou on peut
avoir une confiance suffisante dans la fiabilité des estimations de vitesse. Des tests ont permis
de juger que les zones utilisables pouvaient étre déterminées par un critére de densité de
présence de vecteurs. Il a été jugé que si sur une fenétre d’interrogation, un vecteur est calculé
sur plus de 80% des images, alors la fenétre fait partie de la zone utilisable.

Ensuite, on cherche a projeter ces données utilisables pour combiner les images des
deux caméras.

Iv.2.1.2.1 Projection des données sur un maillage commun

Pour combiner les informations simultanées des deux caméras, il faut définir un
maillage commun et projeter les données de vitesse sur ce maillage. Néanmoins, la projection
sur ce troisieme maillage ne peut pas se faire par une interpolation bilinéaire classique,
puisque pour chaque image, le maillage des fenétres d’interrogation n’est pas régulier du fait
du filtrage d’une portion des vecteurs vitesses. Une étape intermédiaire d’interpolation a donc
été introduite. Sur chaque image, pour les fenétres d’interrogation ou un vecteur n’a pas pu
étre calculé ou a été rejeté, I'information manquante est issue d’une interpolation a l'aide
d’une triangulation de Delaunay. La triangulation de Delaunay relie par des triangles les
points ou les vecteurs sont présents, de telle maniére que le plus petit angle parmi les trois
sommets d’un triangle soit maximisé pour I'ensemble des triangles. Cette méthode assure que
les triangles obtenus ne sont pas excessivement allongés. Puis dans chacun des triangles, une
interpolation barycentrique est réalisée pour ajouter les vecteurs manquants.

La projection sur un maillage commun (maillage régulier) aux deux caméras des
données interpolées est ensuite effectuée a I'aide d’une interpolation bilinéaire classique.
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1v.2.1.2.2 Lissage des zones de recouvrement

L’assemblage des mesures a partir des deux caméras fait ressortir deux zones
distinctes : les vecteurs vitesses disponibles uniquement sur une des deux caméras et les
vecteurs vitesses doublement calculés sur les zones de recouvrement. Dans le premier cas,
les informations de vitesses sont prises 1a ou elles sont disponibles. Dans le second cas, une
méthode de lissage a été choisie pour accomplir une transition douce. Pour les points du
maillage ou une information de vitesse est présente pour chacune des caméras, la transition
est réalisée grace a une moyenne pondérée, le critere de pondération étant que plus une maille
est loin du bord de I'image, plus elle a de poids. Ceci permet de filtrer les erreurs d’estimation
de la vitesse parfois présentes sur les bords des images. Il s’agit d’un critere et d’une méthode
de pondération originaux proposés dans ce travail de these.

Considérons un point P aux coordonnées x et y sur le maillage commun, notons
f,(x,y) le poids pour la pondération de la vitesse au point P sur I'image de la caméra n et
Xbordn €t Vhord,a I’ennsemble des coordonnées des points du bord de I'image de la caméra n. La
distance minimum aux bords de I'image est définie par I'expression :

2
dlmin,n (X’Y) = min <\/ (X - Xbord,n)2 + (Y - Ybord,n) ) (1 OO)

On détermine le coefficient de pondération f, (x,y) par le rapport entre le carré de
la distance au bord de I'image divisée par la somme des carrés des distances au bord des deux
caméras :

dlmin,n (XsY) 2
dlmin,l (X>Y)2 + dlmin,Z (XsY) 2

f,(xy) = (101)

L’intérét de cette formulation est que 'on obtient une fonction de classe Ci, soit
continue et dérivable a dérivée continue.

Lestimation de la vitesse U(x,y) en fonction des vitesses Uy (x,y) et U,(x,y) issues
des caméras 1 et 2 s’effectue de la maniére suivante :

U(xy) = f; (X,y) U, (xy) + fZ(X,y) UZ(X,Y) (102)

Avec f,(x,y) = 1 - f1(x,y)-
IV.2.2 Outils d’exploitation de la PIV

La visualisation du sillage doit servir a étudier la dynamique tourbillonnaire. Ceci
nécessite de pouvoir procéder a une détection automatique des tourbillons et a un suivi de
leurs propriétés. Nous nous intéresserons ici a I'algorithme utilisé pour isoler les structures
tourbillonnaires et aux caractéristiques que I'on peut associer aux tourbillons lors de leur
déplacement dans le sillage.

Iv.2.21 Détection des structures tourbillonnaires

La notion de tourbillon se heurte a la problématique de définition précise d’un
tourbillon. De nombreuses définitions ont été attribuées a ce qu’est une structure
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tourbillonnaire cohérente et plusieurs algorithmes de détection ont été associés a ces
définitions ([110]). Globalement, un vortex est une zone ou il y a un mouvement de rotation
d’une multitude de particules matérielles autour d’un centre commun (définition de Lugt,
d’apres [110]). La vorticité peut donner un niveau de mouvement de rotation, mais un niveau
d’iso-vorticité pour délimiter un tourbillon peut-étre imprécis dans le sens ou un fort niveau
de vorticité peut aussi étre associé a une zone de cisaillement. De plus, I'identification de
grandes structures cohérentes par la vorticité peuvent étre fortement perturbées par la
turbulence de petite échelle. Une méthode de détection qui permet de limiter ces
perturbations dues a la turbulence de petite échelle a été employée ici. Elle est issue du travail
de Graftieaux et al. [102].

Pour un point P du domaine fluide, on définit une fonction scalaire I'; comme étant
la moyenne autour du point P du moment cinétique relatif adimensionné. Il est donné par la
formule :

(103)

| ] [PM x (T - Ts)] 2,
S MEeS

(P) = ¢ — =
2 P[] [T - Ts |

. . qe . . . - . .
Ou S est un domaine bidimensionnel qui entoure le point P et Ug désigne la vitesse

moyenne dans le domaine S définie par U = gl fs U dS. Dans la pratique, cette formulation

est souvent remplacée par la relation :

1 Z [PM x (T(M) - Ts)] 2,

Ih(P) = — — TS =
RN ORI "

Ng

N 1 g , . s .
Ou Ug = N—ZNS U et Ns représente le nombre de points situés dans le domaine S,
N

choisi arbitrairement comme étant le disque de rayon Rs autour du point P. Pour un rayon
Rs tres petit, on montre que la fonction I'; ne dépend que des tenseurs de vitesse de rotation

. , . .. 2 , . .
et de vitesse de déformation. Pour une valeur critique de I', = =, la déformation et la rotation
T

locales du fluide s’équilibrent. Pour |T',| > = le taux de rotation prédomine. On choisit donc
T
de considérer comme structure tourbillonnaire les ensembles de points dont la fonction I'; a

, . .2
une valeur absolue supérieure a -.
s

Le rayon caractéristique Rs est généralement choisi comme un multiple de la taille
d’une fenétre d’interrogation. Dans notre cas, des essais ont permis d’estimer qu’un rayon
cinq fois supérieur au pas d’échantillonnage spatial des mesures PIV correspond a un
compromis acceptable entre le filtrage de la turbulence de petite échelle et le caractere local
du calcul de la fonction.

11 faut noter que le critere I'; ne sert qu’a délimiter, localiser et mesurer la taille des
grandes structures tourbillonnaires, cela ne donne en aucun cas une indication sur la force
du tourbillon. Pour cette information, la vorticité a semblé étre le choix le plus adapté.
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IvV.2.2.2 Reconstruction POD des champs instantanés
Iv.2.2.2.1 L’utilité de 1a POD

Pour comprendre la stratégie envisagée pour étudier la dynamique moyenne des
tourbillons, il est pratique de commencer avec la notion d’écoulement moyen. Un

M ’ . = A 7’ 7’ .
écoulement instantané avec champ de vitesse U(xy,t) peut étre décomposé en trois
composantes, comme 'ont proposé Reynolds et Hussain [214] en 1972 :

e U(x,y) : un écoulement moyen, indépendant du temps

° ﬁ(x,y,t) : un écoulement fluctuant, mais organisé, cohérent et globalement
périodique

o U'(xyt) : un écoulement fluctuant aléatoire, chaotique donc non-
déterministe

Comme lors du fonctionnement de I’éolienne Darrieus, des lachers tourbillonnaires
sont émis périodiquement lors de chaque rotation, une étude en moyenne temporelle du
phénomene ne permettrait pas de visualiser ces structures. L’analyse se concentre donc sur
la composante périodique de Iécoulement, a la fréquence de rotation de la machine. Une
méthode classique consiste a réaliser des moyennes de phase, c’est-a-dire des moyennes
statistiques conditionnées par la position azimutale des pales, qui permet d’éliminer la partie
fluctuante aléatoire.

Néanmoins, lorsque 'on étudie des structures tourbillonnaires générées a une
distance relativement éloignée vers I’aval, comme c’est le cas dans notre étude, le transport
des tourbillons est fortement perturbé par le caractere aléatoire de la turbulence. Imaginons
deux tourbillons générés lors de deux rotations différentes et dont l'intensité est constante.
Leurs positions apres une révolution peuvent étre significativement différentes car la position
releve d’une intégrale de la vitesse et cumule les déplacements aléatoires sur une distance
importante. Une moyenne de phase pourrait donner une position moyenne correcte, mais
Iintensité du tourbillon moyen serait amoindrie a cause de la disparité des positions.
L’analyse du tourbillon issu de la moyenne de phase pourrait laisser penser a une diffusion la
ou il y a simplement une variabilité de la position.

Ferreira et al. [81] ont étudié cette variabilité dans la zone du vortex de décrochage
dynamique pour une éolienne Darrieus. Ils montrent que la différence entre I'intensité du
tourbillon issu de la moyenne de phase et I'intensité moyenne des tourbillons instantanés est
le résultat du nombre limité d’images. Il est attendu que les deux méthodes convergent vers
une méme valeur quand le nombre d’échantillons augmente. Ferreira et al. estiment que
I'usage de quelques dizaines d’instantanés est suffisant pour avoir une estimation d’une
grandeur globale comme la circulation du tourbillon de bord d’attaque proche de la pale.
Pour la suite, seuls les champs de vitesse ou de vorticité en moyenne de phase seront étudiés.
Les moyennes de phase sont calculées a partir des champs instantanés sur des plages
angulaires azimutales de 4°, ce qui correspond a des moyennes sur 130 a 260 images si on
considere toutes les pales identiques.

Néanmoins, la composante aléatoire de I’écoulement perturbe considérablement la
détection des éléments tourbillonnaires. La figure 70 représente le champ de vorticité d’'un
instantané. On remarque que les grandes structures tourbillonnaires sont difficiles a
distinguer et a délimiter. Afin d’examiner uniquement les grandes structures, les champs de
vitesse ont été filtrés de la turbulence a petite échelle par décomposition orthogonale aux
valeurs propres (ou POD, acronyme anglais de Proper Orthogonal Decomposition). La POD est
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une technique d’analyse des données qui s’appuie sur un traitement statistique des mesures
basé sur Dénergie. L’idée principale est d’extraire les structures cohérentes quasi-
déterministes d’un signal bruité ou perturbé par la turbulence. La POD a été développée de
maniere indépendante dans différentes disciplines, et Lumley [161] I'a introduit et adapté
pour la mécanique des fluides en régime turbulent en 1967. La méthode se veut objective
dans le sens ou la POD s’appuie sur une formulation mathématique et fournit une base
modale optimale d’un point de vue énergétique pour représenter 'écoulement, analyse des
données pouvant se réaliser a partir des structures qui ont un sens physique. La POD sert
donc ici a capturer et synthétiser les principaux mécanismes de la dynamique de 'écoulement
en n’utilisant que la partie la plus énergétique du signal (les premiers modes) pour reconstruire
une approximation des mesures filtrée du bruit et de la turbulence de petite échelle, peu
énergétique. I existe deux types d’analyse POD :

e Mcéthode classique ([161]) : pour des applications a des mesures de grandes durées
ou pour un grand nombre d’échantillons.
e Méthode des "snapshots” (|239]) : pour des configurations a grande densité
spatiale.
Etant donné que dans notre étude, on dispose de champs d’environ 20000 vecteurs
vitesses (voir tableau 17) sur des durées d’acquisition correspondant a environ 4000 images

(ou 8000 images si on regroupe plusieurs configurations), la méthode des "snapshots’ a été
retenue.

Iv.2.2.2.2 Principe de la méthode de POD des "'snapshots"

N . . , . =23
On considére un ensemble d’observations instantanées de vitesse U(X,t).

L’ensemble des points X est contenu dans un domaine spatial fluide Q.. L’ensemble des
mesures est effectué sur une durée finie T. La composante moyenne temporelle du champ
de vitesse est généralement tres énergétique et n’apporte pas d’information sur la dynamique
de Pécoulement. Une option courante ([239]) est de soustraire la vitesse moyenne et de
n’étudier que les composantes instationnaires (cohérente et aléatoire). Par la suite, le vecteur

5
U considéré est la vitesse otée de sa valeur moyenne.

L’idée de la méthode des "snapshots” est de chercher des vecteurs propres spatiaux
déterministes 6<ﬂ) (i) sur lesquels projeter le champ de vitesse aléatoire ﬁ()_)(,t) a l'aide de

coefficients temporels a® () :
— = n —>(1’1) —>
U(X,t) = Z a( )(t) () (X) (105)
n=1

Les vecteurs propres sont intrinséques a ’écoulement et décrivent les structures.
Les coefficients sont porteurs de la dynamique des structures, y compris leur nature aléatoire.

La construction des vecteurs propres s’effectue a I'aide du tenseur de corrélation
temporelle C(t,t') entre deux instants t et t”. Il est défini par I’expression :

1 — s N —
Ctt) = < f U(X)U(Xr)dX (106)
Q.
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Avec la connaissance de ce tenseur, la solution du probleme de valeurs propres se
réduit a la résolution de P’équation suivante dont on cherche a déduire les coefficients
temporels :

f C(t,0)a™ (£)de = AMa®™ () 107)
T

Ou A™ est la valeur propre indiquant un niveau relatif d’énergie dans le niéme mode.
La résolution de I’équation donne acces aux coefficients temporels a partir desquels il est
possible de caractériser les vecteurs propres de chaque instantané par la relation :

E)’(n)(i) = J U(X,t)a™ ()de (108)
T

Le principe du filtrage est de reprendre la formule (105) pour reconstruire un champ

. — e,
de vitesse U,.. en ne prenant qu'un nombre Npop limité de modes :

rec

Npop

U, (Xt) = z 2™ () " (X) (109)

n=1

En pratique, on ne dispose que d’'un nombre fini N d’observations et un nombre
fini Ny de points ou la vitesse est calculée. Dans ce cas, les intégrales peuvent étre
remplacées par des sommes et on peut envisager de résoudre le probléme par un systeme
matriciel. Les étapes du processus peuvent étre résumées de la maniere suivante (adapté de
[181]) :

@ Regrouper les N vecteurs vitesse (en réalité les vecteurs de fluctuation autour de
la vitesse moyenne) des N, instantanés dans une seule matrice [U] de taille N, X 2N :

i U% Ué U1Nt ]

N R U’l vec U2 vec cee UN\/CC

[U] = U13U23"'9UNt = '

[ ] V% V% Vll\lt

N‘VCC N‘VCC - N:Vec
Vv, v, V]

@ Construire la matrice de corrélation [C] avec (ou " est lopérateur transposée) :
[l = [U]"[U]
N

® Calculer les valeurs propres et vecteurs propres de la matrice de corrélation :
[CI[A] = [A][A]

Avec [A] la matrice diagonale des valeurs propres A” pour n =1,...,Nmoaes €t [A] la

matrice qui regroupe les coefficients temporels de chaque mode :

3(1) e a(Nmodes)
L) 5@ SNpodes 1 N
[A] = [A(),A(),...,A( ““)] =|: - :
al(\%t) e al(wl\:modes)

Le nombre Niodes de modes étant égal au nombre d’images N
@ Classer les solutions de la plus 2 la moins énergétique :
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X(l) > X(Z) > > X(Nmodcs) — O

® Calculer les vecteurs propres des Npop premiers modes POD :
Npop

—(n ——)(1’1)
3 = Z [U] A
n=1

(1) —(2
Qu’on peut regrouper dans une matrice : [¥] = [CD( ),CD< ),. .,D

® Reconstruire les champs de vitesse [Us] a partir des Npop premiers modes POD :

[Urec] - [ﬁl,reoUZ,recr .. >U-)Nt,rec] - [ly] [—A-)(l), cen ,K(NPOD)]

“—’(NPOD>]

b

LE RSP S Ry 4.‘,‘?"}(_- > 1.5
Iar=me R N PN,
MRS 8 ‘V'\" N 1
-1 o1 N ..’{4 &‘
s(is ~ “(' v N
RN Sy NG [ 105
- 12 Db SR O
= | {;;tl':-v"( oy LR < N U
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Figute 70 — Champ de vorticité adimensionnée d’un instantané pour A = 1,3 et U = 17 m/s. Les limites
des tourbillons détectés par le critere I'; sont tracées en traits continus rouges pour les vortex tournant
dans le sens antihoraire et bleus pour les vortex tournant dans le sens horaire. Ils sont difficiles a distinguer
voire impossibles a visualiser dans la vorticité ambiante du fait de la turbulence.
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Figure 71 — Champ de vorticité adimensionnée du méme instantané que la figure 70 reconstruit par POD a
partir des 11 premiers modes, soit environ 50% de I’énergie. Les limites des tourbillons détectés par le
critere I'> sont tracées en traits continus rouges pour les vortex tournant dans le sens antihoraire et bleus
pour les vortex tournant dans le sens horaire. Les ellipses caractéristiques des principales structures
tourbillonnaires sont affichées. Les contours des ellipses équivalentes (pondérées par la vorticité) ainsi que
les grands et petits axes sont tracés en rouge pointillé. Les centres caractéristiques sont situés a
Pintersection des axes.

Le choix du nombre de modes POD sur lequel reconstruire le signal reste le seul
critere laissé a 'appréciation de I'utilisateur. Une solution couramment adoptée est de baser
le critere de choix sur une quantité d’énergie. I’énergie de chaque mode n est spécifiée dans
les valeurs propres A. La figure 72 trace Iévolution de la portion d’énergie dans chaque
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mode ainsi que Iénergie cumulée pour un exemple de données expérimentales pour deux
configurations. Pour A = 1,9 et U = 12 m/s, 'énergie est plutot répartie, alors que pour
L= 1,0 et Ue = 15 m/s, les deux premiers modes sont beaucoup plus énergétiques que les
autres, ils cumulent a eux seuls un peu moins de 40% de I’énergie. La reconstruction a partir
de ces deux seuls modes serait toutefois trop simplificatrice pour I’étude de la dynamique
tourbillonnaire. Différents essais de nombres de modes pour la reconstruction ont été
réalisés (33%, 50% et 67% de I’énergie). La conclusion de ces essais est qu'une reconstruction
a partir de 50% de I’énergie, soit entre environ 9 et 15 modes selon les configurations, est
suffisant dans le sens ou il représente un bon compromis entre une reconstruction fidele et
un filtrage correct. Les résultats se sont révélés relativement insensibles au nombre de modes
utilisés pour la reconstruction au-dela de 50% de I'énergie.

22 [ 100
,_O_‘Z -A-?»zl,‘)etUwzlSm/s
é . ©oAx10etU ~12m/s
o 18 = — 80
S 4k 1
glo o
g 14 1 % 60
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Figure 72 — Répartition de I’énergie dans chaque mode pour deux exemples de configurations
(portion d’énergie dans chaque mode a gauche et portion cumulée d’énergie dans les modes a droite) :
A= 1,0 et Us = 15 m/s (en trait rouge, marqueur triangulaire)
2= 1,9 et Us = 12 m/s (en trait bleu, marqueur circulaire).

Un exemple de comparaison entre un champ de vorticité d’une image instantanée
et sa reconstruction POD est présenté sur la figure 71. Le filtrage est efficace et laisse la
possibilité de délimiter des structures tourbillonnaires comme le montre les lignes d’iso-
2

)
valeurde I, a--et
7( T

IvV.2.2.3 Calcul des trajectoires, des intensités et des tailles de vortex

Une fois le filtrage réalisé par la POD, nous avons vu qu’il est possible de détecter
des grandes structures tourbillonnaires par les tracés des iso-valeurs de I',. Ce critere ne
permet par contre pas d’indiquer intensité des tourbillons, nous utilisons pour cela la
vorticité.

Iv.2.2.3.1 Propriétés et sélection des tourbillons

Une sélection des tourbillons est effectuée a partir d’'un critere de surface. La
figure 71 laisse apparaitre de trés petits tourbillons qui ne correspondent pas a des structures
périodiques dans le temps. Ces petits vortex peuvent s’étre détachés d’une structure

principale mais ne peuvent pas étre pris en compte dans une étude statistique car leur nombre
est insuffisant du fait de leur présence aléatoire. En pratique, il a été constaté qu’un filtrage

2
. . < P . . . N C
raisonnable consiste a ne pas considérer les vortex dont 'aire est inférieure a (E) .
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Pour I'ensemble des autres vortex, on détermine un centre pour chaque structure
en calculant le barycentre a I'intérieur des limites fixées par le critere I',. Ce barycentre est
pondéré par la vorticité pour donner plus d’importance aux zones de plus forte intensité.
Cela revient a calculer un moment d’ordre 1 des coordonnées (espérance mathématique pour
une variable aléatoire). Pour un vortex numéroté i avec N; points a I'intérieur, le centre

-
caractéristique repéré par le vecteur G est :

N; —
= - el
G; = Z f, X, ou f,= ——— (110)
T[Sl

n=1

La taille caractéristique des vortex est fixée par le calcul d’un rayon équivalent R;,
issu d’un calcul de moment centré d’ordre 2 (c’est-a-dire la variance a partir de laquelle on
déduit ’écart type). On procede alors a la racine carrée de la moyenne pondérée des écarts
au centre caractéristique :

N;j

- = oX
R= Y6 R G o fm ol
SRR

(111)

n=1

Une autre approche qui a été retenue est d’approximer un tourbillon par une ellipse.
Il existe de nombreuses méthodes pour réaliser cette reconnaissance de forme ([51]), la
solution retenue a consisté a chercher ellipse de méme moment centré d’ordre 2, c’est-a-
dire chercher les vecteurs et valeurs propres de la matrice de covariance. De nouveau, les
calculs sont pondérés par la vorticité. On en déduit la forme de ellipse (grand axe, petit axe,
excentricité), ainsi que sa direction privilégiée (orientation). Néanmoins, il faut noter que
cette méthode de reconnaissance de forme ne permet pas formellement de distinguer un
changement d’orientation d’une simple déformation, dans les deux cas, la direction
privilégiée de la structure peut varier. Un exemple de tracé de ellipse équivalente pour une
observation de tourbillons est proposé sur la figure 71.

Enfin, on peut exprimer la circulation totale des tourbillons, ainsi quune vorticité
moyenne définie comme le rapport entre la circulation et la surface de la structure.

1v.2.2.3.2 Suivi des structures tourbillonnaires

A Tissue de Tétape précédente, on est capable de repérer des structures
tourbillonnaires sur les moyennes de phase et d’en calculer les propriétés. On obtient en
particulier pour chaque position azimutale des positions moyennes des principales structures
tourbillonnaires. Pour 'analyse de la dynamique tourbillonnaire, un impératif est de savoir
reconnaitre et suivre un tourbillon d’une position azimutale a 'autre. On associe directement
les tourbillons aux tourbillons précédents en comparant les positions moyennes et les aires.
Pour qu’entre deux azimuts, une structure soit suivie, elle ne doit pas se déplacer de plus
d’une demi-corde, et son aire ne doit pas varier de plus de 30%. A partir de cette
reconnaissance, on peut en déduire des trajectoires, des vitesses de convection et des
évolutions moyennes des propriétés comme la taille, Porientation ou la circulation dans les
tourbillons.
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IV.3 Estimation des incertitudes

La finalité des expériences est d’arriver a déterminer une évolution de la pression
sur les pales et du champ de vitesse dans le sillage pour certaines positions azimutales du
rotor. Les incertitudes quant aux grandeurs finales résultent du cumul de diverses erreurs et
variabilités. On peut généralement distinguer trois types d’erreurs ([186]) : les erreurs
systématiques qui sont fixes pour toutes les expériences d’'une méme campagne
expérimentale, les erreurs aléatoires que 'on peut relier a la dispersion des mesures, et les
erreurs variables, mais non-aléatoires que lon nommera erreurs "variables mais
déterministes". Pour le calcul d’incertitude, il faut estimer le rapport entre les erreurs et une
vraie valeur. Une bonne évaluation de cette valeur attendue est la valeur moyenne des
mesures sur plusieurs essais, c’est 'approximation que nous ferons. La norme internationale
([5]) spécifie deux types de méthodes pour évaluer les incertitudes : a partir de méthodes
statistiques, ou a partir d’autres méthodes (par exemple a partir des données du constructeur).

Pour comprendre la propagation des erreurs dues aux différentes sources d’erreur,
il faut commencer par définir celles qui sont prépondérantes. Dans le cadre de notre étude,
on les regroupe dans différentes catégories : les erreurs géométriques, les erreurs d’estimation
des parametres fonctionnels, les erreurs d’estimation de la pression et les erreurs d’estimation
du champ de vitesse.

IV.3.1 Etreurs géométriques

Les erreurs géométriques sont les erreurs systématiques qui sont liées a la
fabrication du montage et dont les erreurs sont fixes, affectant toutes les expériences de la
méme maniére.

Les pales ont été fabriquées a partir de moules réalisés par fraisage en résine
polyuréthane. L’erreur induite par lirrégularité du moule est négligeable par rapport a
I’épaisseur du profil, mais elle est un peu plus importante par rapport a la couche limite du
profil, néanmoins ceci reste complexe a estimer. Une source d’erreur peut-étre plus notable
est la fabrication et le collage des demi-pales, notamment au bord d’attaque et au bord de
fuite du profil. Le collage n’a manifestement laissé apparaitre ni un creux, ni un décalage
entre les demi-pales. Aucune mesure d’exactitude n’a été réalisée, notamment car 'incertitude
due a la géométrie méme des pales a été jugée faible devant les autres sources d’incertitude.
11 s’agit malgré tout d’une source possible d’erreur.

Les trous de prise de pression ont été réalisés a partir d’'un gabarit de percage pour
assurer un positionnement et un alighement correct. Ce n’est pas une source d’erreur
remarquable.

Le positionnement des pales sur les plaques de garde et par rapport a I'axe de
rotation est vraisemblablement l'origine des erreurs géométriques les plus importantes. Les
plaques de garde ont été préparées par une découpe jet d’eau, mais on peut estimer que le
cumul du défaut de centrage et de 'imprécision de la découpe est de 'ordre de = 5 mm au
maximum, d’aprés une mesure au comparateur a aiguille. Cette valeur ramenée au rayon de
la maquette est de I'ordre de £ 1,2%, et ramenée a la corde est de ordre de + 2,8%. Le
défaut d’alignement et de positionnement en lui-méme des pales sur les plaques est
vraisemblablement du méme ordre de grandeur, on peut considérer que l'incertitude sur le
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rayon est de 'ordre de * 1,2%. Cela peut induire par exemple un angle de calage des pales
non-controlé de 'ordre du demi-degré voire du degré.

La position angulaire d’une pale est déterminée a partir d’une position de référence
0o qui correspond a un alignhement avec la veine d’essais d’'une marque sur la tranche de la
plaque de garde inférieure. L’azimut 6y de la premicre pale est calculé comme étant le rapport
entre la longueur d’arc Lo entre la marque de référence et le point d’attache de la pale et le
rayon R, de la plaque de garde. Cette position est aussi sujette a la précision du
positionnement de la maquette dans la veine et a estimation de 'alignement. Si on considére
que la précision de la position de la marque sur la plaque de garde est d’'un ordre de grandeur
réaliste de = 2 mm, compte tenu du rayon de la plaque de garde et de son incertitude, une
estimation de l'erreur induite dans le positionnement de I'azimut de référence estimée par
théoréme des variances (ou RSS [186], acronyme anglais de Root-Sum-Square) est de 'ordre

de:

50 SLA\Z  [SR,\
2% _ (—0) +(—=2) =1% soit 86, = * 04° (112)

6, \Lg R,

Ensuite, la position angulaire instantanée est issue de la formule de récurrence (95).
Néanmoins, les incertitudes de position azimutale ne se cumulent pas au fur et a mesure des
rotations, car la périodicité permet de corriger 'azimut a chaque révolution. Pour une vitesse
de rotation entre 335 et 520 tr/min, soit une période entre 0,11 et 0,18 s, et une période
d’échantillonnage de 1,6.10* s (= 1/6250 Hz), I'incertitude de I'estimation de la position est
au moins d’un ordre de grandeur inférieur aux autres incertitudes expérimentales. De méme,
la synchronisation entre les images PIV et la position azimutale est tres bonne.

IV.3.2 Erreurs pour la mesure des parameétres
fonctionnels

L’étude du comportement aérodynamique de la machine dépend du choix des
configurations, il faut donc arriver a estimer erreur sur les mesures de vitesse infini amont
et de vitesse réduite. La vitesse réduite dépend de la vitesse de rotation, du rayon du rotor et
de la vitesse infini amont.

La vitesse de rotation est controlée par le moteur et régulée par le variateur. Les
mesures montrent un écart type de vitesse de rotation d’environ 0,3% de la plus basse vitesse
de rotation a la plus grande. Comme calculé précédemment, 'ordre de grandeur de
Iincertitude sur le rayon du rotor de la maquette est de 'ordre de £ 1,2%. Ce qui va
conditionner 'imprécision de la vitesse réduite, c’est surtout la vitesse infini amont. En effet,
une erreur "variable mais déterministe” est introduite par le ventilateur de la soufflerie par le
probleme d’instabilité de la vitesse de I'écoulement aux basses vitesses de soufflage pour
lesquelles le ventilateur a quelques difficultés a conserver une vitesse de soufflage constante.
Pour les expétiences a Ux = 12 m/s, la vitesse a parfois diminué de maniere constante au
cours des expériences (au maximum de -0,04 m/s par minute d’enregistrement, soit environ
-0.5 m/s sur la totalité d’une expérience de 13 min 20 s). Pour limiter ce phénomene,
certaines expériences ont été divisées en 2 ou en 3, c’est-a-dire que nous avons procédé a des
expériences plus courtes que nous avons renouvelées. Entre chaque expérience, la vitesse a
été corrigée pour la ramener a sa valeur initiale. Finalement, pour le cas le plus défavorable,
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I’écart type de la vitesse est de 1,5%, donc pour la vitesse réduite, on a une incertitude qui
s’approche de £ 2% :

2

Sh SR\? Sw\> Uy
— = (—) + (—) + (U—) ~ 1,8% (113)

w )

IV.3.3 Etreurs pour la mesure de la pression

La pression pariétale dépend a la fois des conditions extérieures a expérience (la
température, la pression atmosphérique), des conditions de 'expérience (vitesse infini amont,
vitesse réduite), des parametres géométriques des pales (position des prises de pression,
forme de pales, etc.) et de la maniére de mesurer (application d’une fonction de transfert,
utilisation des capteurs, etc.).

La pression atmosphérique et la température ont été relevées plusieurs fois, elles
n’ont pas montré de variations significatives. I effet de ces fluctuations est faible, elles jouent
sur la valeur de la masse volumique. La pression dynamique, dont dépendent partiellement
les pressions pariétales, est proportionnelle a la masse volumique, mais dépend de la vitesse
au carré. La vitesse est une variable dont I'incertitude influe davantage sur les niveaux de
pression que la température par exemple.

Les incertitudes liées aux parametres fonctionnels et géométriques ont été
développées précédemment. Restent les incertitudes liées a la maniere de relever la pression,
qui est vraisemblablement une autre source importante d’incertitude. Le fabricant des
capteurs de pression indique que 'erreur maximale a pleine échelle du capteur (c’est-a-dire
pour 1250 Pa) est de £ 0,2% pour la non-linéarité du capteur, et de respectivement £ 1,5%
et £ 2% pour les effets thermiques sur loffset et sur 'amplitude. En utilisant la
recommandation de la norme internationale ([180]), I'incertitude est estimée en prenant

Ierreur maximale divisée par \/3 (qui suppose une distribution uniforme de Perreur). En
cumulant les incertitudes, on atteint environ * 1,5% d’incertitude. Il a été constaté qu’avec
le temps, les performances de ce type de capteur ne varient pas significativement et que les
valeurs du constructeur peuvent étre supposées toujours valables.

11 faut aussi noter que le temps de réponse des capteurs de pression est de 0,5 ms
d’apres le constructeur, ce qui implique un déphasage possible de 'ordre de 0,2°.

Mais la source principale d’erreur reste la fonction de transfert pour estimer la
pression pariétale a partir de la mesure de pression amortie par le tube de liaison. Il a été
montré que la technique d’étalonnage présentait des imprécisions pour les fréquences
caractéristiques de rotation du rotor (voir paragraphe 1V.1.4.2.3). Selon la manié¢re dont la
correction a basse fréquence est réalisée, les gains peuvent varier de plusieurs décibels, ce qui
correspond a des facteurs multiplicatifs importants. L’incertitude est particulicrement
difficile a estimer car c’est I’étalonnage en lui-méme qui ne permet pas d’accéder a une valeur
de référence, et les calculs d’erreur ne peuvent pas étre déterminés. L’incertitude
probablement significative liée a I’étalonnage est donc soulignée sans étre calculée ici.
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IV.3.4 Erreurs pour la mesure du champ de vitesse

Les incertitudes de valeurs de vitesse relevent de la composition des incertitudes sur
les conditions expérimentales et sur le processus de calcul. Les sources d’erreur pour la
mesure de la vitesse sont multiples. On peut mentionner I’horizontalité de la nappe laser,
Porientation des caméras, la calibration, linstationnarité de la vitesse infini amont. Cette
derniére est vraisemblablement une des principales sources d’incertitude dues aux conditions
expérimentales (voir paragraphe 1V.3.2).

En ce qui concerne le processus de calcul, I'algorithme de calcul est éprouvé et
I'utilisation de deux passes permet de réduire les incertitudes. Les origines des incertitudes
les plus importantes sont peut-¢tre la calibration des images avec la mire et la précision de
positionnement des champs de vision dans I’espace, mais il est complexe d’obtenir un ordre
de grandeur de Iincertitude liée a cette cause. Une comparaison entre les images des deux
caméras dans les zones de recouvrement montre aussi des petits écarts qui peuvent laisser
penser que la correction des effets optiques des caméras n’est pas optimale. Néanmoins,
placé dans le contexte de I'objectif qui est celui de cette étude, de telles erreurs ne doivent
pas modifier 'analyse des dynamiques des grosses structures tourbillonnaires.

L’erreur sur la mesure des vitesses est aussi liée a 'aspect numérique des images. Si
on suppose que 'on ne peut pas détecter la position d’une particule avec une erreur inférieure
a 0,1 pixel, et que le déplacement moyen d’une particule entre deux images est de 'ordre de
8,5 pixels (voir paragraphe 1V.1.4.4.3), on peut estimer que l'erreur liée a la détection du
déplacement des particules est de ordre 1,2% sur la vitesse locale.

A cela s’ajoute le traitement statistique qui est réalisé sur un nombre tres réduit
d’échantillons. De maniere générale, pour les calculs des propriétés des tourbillons (position,
circulation, aire, etc.), il a été fait en sorte de regrouper les instantanés de maniere a pouvoir
calculer des propriétés statistiques a partir d’environ 130 a 260 instantanés. Pour avoir une
convergence des calculs statistiques, il faudrait un nombre bien plus important d’instantanés
(plusieurs centaines voire plusieurs milliers), mais cela aurait représenté des quantités de
données déraisonnables et trop longues a traiter.

IV.4 Conclusion

Nous avons répertorié dans ce chapitre les moyens mis en ceuvre pour étudier la
dynamique tourbillonnaire d’une éolienne Darrieus a axe vertical. La maquette étudiée
représente une vision simplifiée et a petite échelle de I’éolienne qui sert de référence. La taille
de Péolienne est adaptée a la taille de la soufflerie. Les techniques de mesure auxquelles on
s’est intéressé permettent de caractériser des effets a courte distance (pression pariétale) et a
plus longue distance (champ de vitesse par PIV dans le sillage). Le systeme de mesure de
pression nécessite une correction qui a été estimée par un étalonnage. L’étude des
caractéristiques des structures tourbillonnaires a requis notamment une technique de
détection des vortex (par la méthode 1) et un filtrage des champs instantanés par une
reconstruction POD. Le filtrage s’est avéré indispensable dans l'optique d’étudier les
principales structures tourbillonnaires cohérentes en moyenne de phase, en filtrant la
turbulence de petite échelle. Enfin, les incertitudes associées aux grandeurs finales ont été
analysées. Il en a été conclu que les principales sources d’erreur sont la vitesse infini amont
(dont les effets sont perceptibles sur la vitesse réduite, la pression pariétale et les champs de
vitesse dans le sillage) et la fonction de transfert pour 'estimation de la pression pariétale.
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Résumé

ETUDE DU DECROCHAGE
DYNAMIQUE SELON LES

d CONDITIONS DE

FONCTIONNEMENT

Le chapitre regroupe les analyses qui peuvent étre tirées de I’étude combinée des
résultats expérimentaux et numériques. Les configurations testées expérimentalement
couvrent un ensemble de conditions variées pour lesquelles le décrochage dynamique joue
un role important. Ici, 'influence de deux caractéristiques sera examinée plus en détail : la
vitesse réduite et le nombre de Reynolds. Ces caractéristiques affectent le comportement de
I’éolienne vis-a-vis du décrochage dynamique, en particulier sur la dynamique du tourbillon
de bord d’attaque. En définitive, I’étude présentée dans ce chapitre donne acceés a une
meilleure compréhension des phénomeénes qui conditionnent le fonctionnement de
I’éolienne a faible vitesse réduite.
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V.1 Présentation

Une caractéristique importante liée au fonctionnement de la machine étudiée est sa
forte instationnarité (voir paragraphe 11.3.2.4) due a sa forte solidité. Dans ces conditions, le
décrochage dynamique joue un role important en modulant les efforts et en altérant la
dynamique tourbillonnaire en aval du rotor. La nature du décrochage dynamique est
directement dépendante du nombre de Reynolds (voir paragraphe 11.2.2.2.3) et de la variation
d’incidence relative (voir paragraphe 11.2.2.2.2) qui dépend de la vitesse réduite. Par la suite,
les influences d’une part de la vitesse réduite et d’autre part du nombre de Reynolds seront
décrites a 'aide d’une analyse conjointe des résultats numériques et expérimentaux. Le choix
de traiter les aspects numériques et expérimentaux simultanément est justifié par le fait que
les deux types de résultats sont intrinsequement liés. Les simulations permettent d’aider a
analyser certains phénomenes physiques observés dans les expériences et les données
expérimentales alimentent le code de calcul en fournissant des informations pour calibrer les
modcles.

V.2 Influence de la vitesse réduite

Les différentes expériences menées en soufflerie ont révélé des tendances et
quelques comportements singuliers en fonction de la vitesse réduite. Lorsque la vitesse
réduite vaut 1,0, il existe des signes tres marqués du décrochage dynamique sur les pressions
pariétales et dans le champ de vitesse en aval du rotor. Cette configuration constitue un cas
particulier en ce qui concerne la dynamique tourbillonnaire en aval du rotor et sera observée
individuellement. Les vitesses réduites de 1,3 a 1,7 ont des caractéristiques communes et il
est plus pertinent de décrire ’évolution des propriétés en fonction de la vitesse réduite. Enfin,
la vitesse réduite de 1,9 regroupe les conditions nécessaires pour qu’il n’y ait pas de
décrochage dynamique caractérisé par un décollement de bord d’attaque. Cette derniere
configuration sera 'occasion de discuter des raisons pour lesquelles le décollement de bord
d’attaque est absent 1a ou pour une méme vitesse réduite, d’autres références mentionnent
I'observation de ce décollement (voir paragraphe 11.4.2).

V.21 Cas particulier de la vitesse réduite A = 1,0

V.2.1.1 Conditions d’écoulement autour du profil

La vitesse réduite A = 1,0 correspond a la plus petite vitesse réduite qui a été testée.
Comme rappelé dans le paragraphe 11.1.4.1, une faible vitesse réduite augmente 'amplitude
des variations de vitesse relative et d’incidence et augmente le risque de dépasser I'angle de
décrochage statique. Les évolutions numériques des angles d’attaque géométrique et effectif
en fonction de l'angle azimutal sont représentées sur la figure 73. Contrairement a I'angle
effectif, 'angle géométrique ne prend en compte que la vitesse infini amont et la vitesse de
rotation, sans aucune perturbation. De maniere générale, Pamplitude de I'angle d’attaque
effectif est plus faible que I'angle d’attaque géométrique. La faiblesse de I'amplitude de
I'incidence effective est liée au ralentissement de ’écoulement au niveau du rotor par rapport
a la vitesse infini amont. Comme le montre la figure 74.a, la vitesse absolue de ’écoulement
au niveau de la pale n’atteint qu’environ 60% a 70% de la vitesse infini amont dans la phase
amont de la rotation, et environ 30% a 40% dans la phase aval. Cette faible vitesse dans la
phase aval explique aussi le fait que 'allure de I'incidence n’est absolument pas symétrique
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contrairement a ce que pourrait le laisser croire une simple analyse de lincidence
géométrique. Le rapport entre la vitesse de 'écoulement et la vitesse de rotation est si faible
en phase aval que I'incidence reste faible et globalement constante autour de o = 15°. Ensuite,
I’évasement des lignes de courant, visible en observant la vitesse transversale (selon y) sur la
figure 74.b, est a l'origine du fait que pour 6 = 0° et 6 = 180°, les incidences ne sont pas

nulles.
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Figure 73 — Angles d’attaque géométrique et effectif en fonction de I'angle azimutal pour A = 1,0. I’angle
d’attaque géométrique (en trait discontinu rouge) s’exprime directement en fonction de la vitesse réduite
(formule (13)), alors que 'angle d’attaque effectif (en trait continu bleu) est issu des simulations
numériques (définition (91)) moyennées en phase sur les trois dernieres rotations. En bas a droite, un
schéma rappelle les définitions géométriques dans le plan transverse a I'axe de rotation.
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Figure 74 — Composantes adimensionnées de la vitesse absolue de I’écoulement, prise localement, a
I'endroit ou se situe la pale en fonction de sa position azimutale.

Au final, cette configuration présente une instationnarité importante de

I’écoulement avec des fluctuations qui se produisent a des taux de variation élevés et avec de
grandes amplitudes. Dans la phase amont, I'angle d’attaque dépasse en effet largement angle
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de décrochage statique (atteignant presque 50° en valeur absolue), alors que dans la phase
aval, incidence se borne 2 « = 17°.

I’observation de la variation de vitesse relative méne a une conclusion comparable
(voir figure 75) : les fluctuations de vitesse relative sont grandes et plutot rapides, bien que
moins séveres que les variations dites géométriques (qui ne considérent pas les perturbations
de vitesse). Il est intéressant de noter que la vitesse relative de I’écoulement atteint au
minimum environ 35% de la vitesse infini amont et peut donc étre localement et
temporairement trés faible. En plus du déficit de vitesse dans la phase aval de la rotation, il
existe des fluctuations liées au croisement de la pale avec le sillage des pales précédentes entre
0 = 300° et 6 = 15°, qui ne sont pas évidentes sur la figure 75, mais qui peuvent provoquer
des perturbations significatives de la pression que 'on peut observer sur la répartition de
pression pariétale.
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Figure 75 — Normes des vitesses relatives au profil adimensionnée par la vitesse infinie amont en fonction
de P'angle azimutal pour A = 1,0. La vitesse relative géométrique (en trait discontinu rouge) s’exprime
directement en fonction de la vitesse réduite (formule (14)), alors que la vitesse relative effective (en trait
continu bleu) est issue des simulations numériques (définition (91)) moyennées en phase sur les trois
derniéres rotations.

Ces informations sur I'instationnarité de ’écoulement ont une utilité directe dans le
cadre de cette étude pour P'estimation de la pression pariétale absolue a partir des relevés
expérimentaux de fluctuations de pression (voir paragraphe 1V.1.4.2.4). Cette estimation
nécessite la détermination de zones pour lesquelles ’hypothése d’une égalité des pressions
numérique et expérimentale en moyenne de phase a la plus grande probabilité d’étre vérifiée,
compte tenu des simplifications du modele numérique. Dans la partie amont de la rotation,
la face intérieure est du coté de 'extrados ou il y a un risque de décollement de la couche
limite, donc 'hypothéese que 'on souhaite vérifier ne sera vraie que dans la moiti¢ aval. Etant
donné linfluence des tourbillons (lachés proche de 6 = 0° et 0 = 180°) et les interactions
pale/sillages, la position choisie pour égaler les pressions numériques et expérimentale sur la
face intérieure est a une position azimutale 0 = 270°. Sur la face extérieure, la zone
préférentielle semble se situer vers 6 = 60° pour des raisons comparables.

V.2.1.2 Evolution de la pression

Le niveau et I'allure de I’évolution de la pression sur les prises de pression résultent
de la combinaison de plusieurs facteurs principaux, qu’ils soient globaux ou locaux, parmi
lesquels :
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e [a variation d’incidence

e La variation de vitesse incidente (ou vitesse relative) et la non-homogénéité
du champ de vitesse proche pale

e Le décollement de la couche limite

e La proximité de tourbillons

L’évolution de 'incidence observée sur la figure 73 entraine que la face intérieure
de la pale est en dépression dans la phase amont et en surpression dans la phase aval de la
rotation. Globalement, plus I'incidence est négative, plus la pression sur la face intérieure est
négative (i.e. faible par rapport a la pression atmosphérique). Néanmoins, 'amplitude de la
pression est également proportionnelle au carré de la vitesse relative, or elle diminue dans la
phase amont et augmente dans la phase aval (voir figure 75). En dehors des zones de
décollement de la couche limite, le minimum de pression se situe donc dans la phase amont,
au meilleur compromis entre I'effet favorable de I'incidence croissante et effet défavorable
de la vitesse relative décroissante, soit par exemple a un azimut proche de 6 = 70° pour la
prise de pression a 20% de corde d’apres le calcul numérique (voir figure 706).
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Figure 76 — Coefficient de pression (adimensionné par la pression dynamique liée a la rotation %QO\UOC)Z)

sur la face intérieure a 20% de corde pour A = 1,0. Le coefficient de pression estimé numériquement est
tracé en trait discontinu et celui mesuré expérimentalement est en trait continu distingué par des
marqueurs carrés bleus.

Cependant, contrairement a la description précédente, I’évolution de la pression
expérimentale ne suit pas cette tendance a cause des effets visqueux. Les conditions de
variation d’incidence (angle d’incidence supérieur a 'angle de décrochage et taux de variation
rapide) et de vitesse sont réunies pour que le décrochage dynamique se fasse ressentir dans
la phase amont de la rotation. La présence du décrochage dynamique peut étre mise en
évidence par 'observation d’un pic localisé de dépression sur la face interne de la pale (voir
figure 76). Ce pic de dépression est la manifestation d’un tourbillon de bord d’attaque. Ce
pic est clairement visible vers le bord d’attaque, mais beaucoup moins marqué en
s’approchant du bord de fuite (voir figure 77). Le déplacement du pic du bord d’attaque vers
le bord de fuite correspond au déplacement du cceur du tourbillon de bord d’attaque. Ce
tourbillon se forme par ’enroulement d’une nappe cisaillée au niveau du décollement de la
couche limite au bord d’attaque, par conséquent, le déplacement du cceur du tourbillon de
bord d’attaque s’explique dans un premier temps par le grossissement du tourbillon alimenté
en continu. Ce grossissement s’accompagne d’un éloignement du cceur du tourbillon par
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rapport a la paroi qui peut étre a I'origine d’une partie de la baisse d’intensité du pic de
dépression quand le tourbillon s’éloigne du bord d’attaque. Cette baisse est aussi a lier a la
baisse de la vitesse relative avec la position azimutale. Etant donné les nombreux facteurs qui
affectent la forme et "amplitude du pic de dépression (intensité du tourbillon, taille, distance
a la paroi, vitesse de déplacement, variation de la vitesse relative, etc.), il n’est pas possible de
caractériser complétement le tourbillon de bord d’attaque avec sa seule signature sur les
mesures de pression. Par exemple, il n’est pas possible de savoir si la baisse de 'amplitude
du pic de succion est principalement liée a I’éloignement du tourbillon ou a une baisse de sa
circulation a cause d’effets diffusifs.
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Figure 77 — Coefficient de pression (adimensionné par la pression dynamique liée a la rotation ;Q()»Uoo)z)
sur la face intérieure entre 10% et 60% de corde pour L = 1,0, tracé en trait continu. Les formes des

marqueurs et les couleurs distinguent les courbes en fonction de la position des prises de pression sur la
corde.

Sur la figure 76, on peut aussi noter que le pic de dépression sur la prise a 20% de
corde est suivi d’une surpression par rapport au calcul numérique. Ceci s’explique en grande
partie par le fait que 'écoulement est totalement décollé une fois le tourbillon laché, ce qui
n’est pas modélisé par le calcul potentiel. Le décollement de la couche limite n’est pas
uniquement lié a la présence du tourbillon, il y a aussi un décollement progressif de la couche
limite a partir du bord de fuite. Il n’est pas visible sur la prise a 20% de corde sur la figure 76,
mais ce décollement progressif est par contre responsable de I’écart entre la pression
expérimentale et numérique sur la prise a 70% de corde visible sur la figure 78, notamment
pour 0° < 0 < 70°. Une partie de cet écart doit aussi étre attribué aux problémes de
modélisation numérique des interactions entre une pale et le sillage de la pale précédente
(voir par exemple la pale du haut sur la figure 79). La cassure de pente sur I’évolution de
pression numérique (vers 0 = 5° a 20% de corde sur la figure 76 et vers 6 = 10° a 70% de
corde sur la figure 78) est liée au croisement de la pale avec le sillage. 11 apparait que
Pinteraction pale/sillage engendre numériquement une surestimation du niveau de
dépression et laisse entrevoir des ruptures de pente marquées qui ne sont pas visibles
expérimentalement.

Par ailleurs, I’évolution de pression pour la prise a 70% de corde (voir figure 78)
révele aussi que deux pics de dépression sont visibles vers 6 = 67° et 0 = 90°, ce qui est
meéme en avance par rapport au pic de dépression lié au tourbillon de bord d’attaque détecté
a 60% vers 0 = 93° (voir figure 77). Ceci met en lumiére des possibles effets d’un tourbillon
contrarotatif de bord de fuite, plus petit que celui du bord d’attaque et qui résulte aussi de la
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forte incidence effective du profil. Il n’est pas possible de déduire des conclusions claires de
ces possibles perturbations de bord de fuite. On peut juste affirmer que pour des prises de
pression supérieures a 60% de corde, il n’est plus possible de suivre le déplacement du
tourbillon de bord d’attaque étant donné la faiblesse de son effet et les interactions qui
peuvent résulter de phénomeénes tourbillonnaires au bord de fuite.

Malgré tout, méme si on perd la trace du tourbillon de bord d’attaque vers 6 = 93°,
un dernier signe du tourbillon de bord d’attaque semble étre encore détectable sur les relevés
de pression. Sur les prises de pression a 10% et 20% de corde de la face intérieure, il existe
un creux de dépression assez étalé autour de 0 = 150°-160° (voir par exemple figure 76).
C’est probablement une manifestation d’une interaction entre 'avant de la pale et le
tourbillon de bord d’attaque. Lorsque I'effet de succion sur la pale n’est plus détectable et
que le tourbillon s’¢loigne de la pale, il est transporté par ’écoulement dans le rotor alors que
la pale se déplace aussi. Si on considére la trajectoire courbe de la pale par rapport a
Iécoulement et le faible rapport entre la vitesse de rotation et la vitesse absolue de
I’écoulement, l'interaction du tourbillon avec 'avant du profil est concevable aux alentours
de 160°.
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Figure 78 — Coefficient de pression (adimensionné par la pression dynamique liée a la rotation é@(}\Uoc)z)

sur la face intérieure a 70% de corde pour A = 1,0. Le coefficient de pression estimé numériquement est
tracé en trait discontinu et celui mesuré expérimentalement est en trait continu distingué par des
marqueurs triangulaires rouges.

Ces diverses observations sur les relevés de pression sont en accord avec certaines
observations de la littérature. En particulier, malgré les données géométriques du rotor et de
la pale légerement différents, les étapes perceptibles sur la pression pariétale concordent avec
les observations par PIV réalisées par Bossard [38] rappelées sur la figure 31. Les principales
différences concernent le positionnement du tourbillon, mais le processus de décrochage
dynamique semble étre le méme. En revanche, ce processus n’est pas en accord avec d’autres
résultats issus de la littérature sur des éoliennes a axe vertical, mais ces divergences
s’expliquent par la trop grande dissemblance de géométrie et de conditions expérimentales
(voir paragraphe I1.4.2 pour le rappel bibliographique).

V.2.1.3 Dynamique tourbillonnaire dans le sillage

Suite au lacher tourbillonnaire de bord d’attaque et sa probable interaction avec
I'avant du profil, la dynamique tourbillonnaire est modifiée dans le sillage proche. I’analyse
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qui suit repose sur la comparaison entre I'expérience et la simulation numérique qui ne
modélise pas le décrochage dynamique.

Avant tout, en observant uniquement le champ numérique moyen de vorticité sur
la figure 79, on remarque que la nappe tourbillonnaire lichée face au vent (0 = 0°) est plus
allongée que celle lachée dos au vent (0 = 180°) qui forme un tourbillon plus net et plus
cohérent. Ceci s’explique aisément par le fait que face au vent, la pale avance dans le sens
opposé au mouvement de convection du sillage, alors que dos au vent, le sillage se déplace
selon une direction et a une vitesse comparables a la direction et la vitesse de la pale. Ceci
explique donc I'enroulement de la couche limite aussi net et marqué a partir de 6 = 180°
puisque la vorticité émise au bord de fuite reste a proximité du bord de fuite et cette
accumulation de vorticité intense et de méme signe favorise 'enroulement du sillage sur lui-
méme. Dans cette zone dos au vent, le tourbillon de bord de fuite est donc le seul que 'on
peut remarquer dans la simulation numérique.
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Figure 79 — Champ de vorticité numérique adimensionnée pour A = 1,0. Le champ est obtenu par calcul de
la moyenne de phase lorsque 0° = 0 < 4° sur les trois pales et sur les trois derniéres rotations du rotor. Le
cercle discontinu noir représente la trajectoire des pales.

La figure 80 illustre la comparaison d’un ensemble des champs de vorticité
numériques et expérimentaux pour quelques phases régulierement espacées. Dans le champ
de vision expérimental, on peut cette fois observer nettement et isoler non plus un mais trois
tourbillons plus intenses que les autres. Deux tourbillons sont tres proches (notés B et C sur
la figure 80), on peut les considérer comme formant une paire de tourbillons contrarotatifs,
et un autre (noté A) est positionné de manicre plus excentrée et déphasé par rapport a la
paire. Ce dernier coincide avec le tourbillon vu sur le champ de vorticité numérique car en
retracant la trajectoire passée du tourbillon, on peut estimer qu’il s’agit bien d’un tourbillon
émis depuis le bord de fuite. On note un bon accord entre le tourbillon de bord de fuite
numérique et expérimental en ce qui concerne la position et la trajectoire. Assez clairement
sur les champs de vorticité et sur la figure 81.a, on peut remarquer que la densité de vorticité
diminue dans le champ de vision expérimental. Ceci est une conséquence de la diffusion
induite par la turbulence, que la turbulence soit déja contenue dans I’écoulement amont ou
qu’elle soit générée par le rotor lui-méme. L’aspect tridimensionnel joue également un role.
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Figure 80 — Sélection de champs moyens (numériques et expérimentaux) de vorticité adimensionnée,
régulierement espacés dans le temps, pour A = 1,0. Les champs numériques et expérimentaux sont obtenus
pat calcul de la moyenne de phase sur des sections angulaires de 4°. Le champ de vision expérimental est
délimité par un trait continu noir sur la partie droite des images et le cercle discontinu noir représente la
trajectoire des pales. Les principales structures tourbillonnaires sont étiquetées A, B et C.
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L’évolution de la circulation (voir figure 81.c) montre une nette tendance vers une
diminution de la circulation, quand dans le méme temps, le rayon du tourbillon augmente
(voir figure 81.b). L’effet estimé sur le rotor est une diminution des vitesses induites par le
sillage, c’est-a-dire une réduction du déficit de vitesse dans le rotor. Cet effet de diminution
des vitesses induites est surtout significatif tant que les tourbillons sont encore proches du
rotor.

I’absence de la paire de tourbillons contrarotatifs dans la simulation numérique
suggere qu’il sagit d’une conséquence d’un décollement de la couche limite. En se basant sur
interaction pale/tourbillon évoquée dans le paragraphe V.2.1.2 vers 6 = 150°-160° et les
visualisations de Bossard [38] (voir figure 31), le scénario privilégié est celui d’un systeme de
tourbillons résultant du passage du tourbillon de décrochage dynamique vers le bord
d’attaque de la pale. Il semble que les forts gradients de vitesse induits sur la face extérieure
de la pale lorsque le tourbillon passe devant le bord d’attaque donnent naissance a un
décollement de la couche limite qui se traduit par ’émission d’un tourbillon de signe opposé
(positif). Ce tourbillon est celui qui forme la paire avec ce qu’il reste du tourbillon de bord
d’attaque une fois I'interaction passée. La figure 81.c indique que les circulations transportées
dans chacun des tourbillons de la paire ne se compensent pas exactement : le tourbillon de
signe positif contient davantage de circulation que I'autre tourbillon. De plus, comme pour
le tourbillon de bord de fuite, la diffusion a pour conséquence d’augmenter le rayon des
tourbillons et de diminuer la circulation. Si la diminution de circulation se fait globalement
avec le méme taux de décroissance, on peut relever par contre que le rayon n’augmente pas
au meéme rythme pour les deux tourbillons (voir figure 81.b).

En ce qui concerne la position et la trajectoire des tourbillons contrarotatifs (voir
figure 82), on peut remarquer qu’au début, ils se déplacent plus rapidement que I’écoulement
ambiant car ils induisent mutuellement une vitesse I'un sur Pautre qui favorise leur
mouvement vers I’aval. Néanmoins, comme la circulation du tourbillon de vorticité positive
(tourbillon B) est supérieure a celle du tourbillon de vorticité négative (tourbillon C), la
vitesse induite par le tourbillon B est supérieure a celle qu’induit le tourbillon C, donc le
tourbillon C se déplace plus rapidement. Une autre raison peut étre fournie en constatant
que le tourbillon C se situe a une position plus excentrée (selon 'axe y) que celle du tourbillon
positif, or la vitesse locale de I'écoulement y est plus grande d’ou un transport plus rapide.
La convection du tourbillon C étant plus rapide, il atteint plus vite des positions plus en aval
que le tourbillon B. Il induit alors une vitesse sur le tourbillon B de plus en plus orientée vers
I'axe du rotor (vers 'axe y/R = 0), d’ou la courbure des trajectoires des vortex, en particulier
celle du tourbillon C qui est plus marquée. En étant poussé vers I'axe du rotor, le tourbillon
positif voit sa vitesse ralentir car la vitesse de I’écoulement y est localement plus faible. Ce
ralentissement est peut-étre amplifié par arrivée du tourbillon de bord de fuite, noté A, dont
la vitesse induite sur le tourbillon B agit en ralentissant son déplacement.

Il faut retenir de cette dynamique tourbillonnaire le fait qu’elle est composée de
multiples tourbillons qui résultent d’une part de la variation de circulation autour de la pale
(tourbillon A) et d’autre part de l'interaction du tourbillon de décrochage dynamique avec la
pale (tourbillons B et C). Ces tourbillons subissent un effet marqué de la diffusion, qui altére
probablement I'impact des tourbillons sur le déficit de vitesse au niveau du rotor. Comme
pour les mesures de pression, la comparaison expérimental/numérique du sillage met en
lumiere la nécessité de modéliser I'effet du décrochage dynamique pour avoir la bonne
dynamique tourbillonnaire et les bonnes vitesses induites. Il ne faut donc pas seulement
modéliser Ieffet du tourbillon de bord d’attaque lorsqu’il génere un effet de succion, mais
également son influence lorsqu’il interagit avec la pale et qu’il engendre un systeme
tourbillonnaire en aval du rotor.
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Figure 81 — Propriétés des principaux tourbillons visibles expérimentalement en fonction de I'angle
azimutal de la pale d’ou sont partis les tourbillons A, B et C pour A = 1,0. L’abscisse correspond a une
phase, soit une valeur adimensionnée du temps puisque la position de la pale est proportionnelle au temps
a vitesse angulaire constante. Les appellations A, B et C correspondent aux étiquettes utilisées sur la
figure 80. Les marqueurs circulaires symbolisent les propriétés du tourbillon A, carrés pour le tourbillon B
et triangulaire pour le tourbillon C. Les marqueurs sont colorés en rouge pour les tourbillons positifs (A et
B) et bleu pour le tourbillon négatif (B).

a) Evolution de la vorticité moyenne du tourbillon, tracée sous forme adimensionnelle en valeur absolue.
b) Evolution du rayon caractéristique du tourbillon adimensionné par la corde du profil.
¢) Evolution de la circulation contenue dans le tourbillon, tracée sous forme adimensionnelle en valeur
absolue.
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Figure 82 — Apercu des trajectoires expérimentales des tourbillons A, B et C pour A = 1,0. Les appellations
A, B et C correspondent aux étiquettes utilisées sur la figure 80. Les marqueurs circulaires symbolisent les
propriétés du tourbillon A, carrés pour le tourbillon B et triangulaire pour le tourbillon C. Les marqueurs
sont colorés en fonction de la valeur de I'angle azimutal de la pale d’ou sont partis les tourbillons, c’est-a-

dire en fonction de la phase, ou d’un temps adimensionné. Les marqueurs d’'une méme couleur
correspondent donc a une présence concomitante des tourbillons dans le champ de vision. I’espacement
entre deux marqueurs successifs correspond a un déplacement de la pale d’un azimut de 4°. Le champ de
vision expérimental est délimité par un trait continu noir sur la partie droite des images et le cercle
discontinu noir représente la trajectoire des pales.

V.2.2 Evolution des caractéristiques pour les
configurations de A = 1,0 a A = 1,7

V.2.2.1 Criticité des conditions d’écoulement

En rehaussant la vitesse réduite, le premier effet est de réduire la sévérité des
conditions d’écoulement autour du rotor et des pales. Le décrochage dynamique nécessite a
la fois un angle d’incidence qui dépasse 'angle de décrochage statique et une variation rapide
de I'incidence. La sévérité du décrochage dynamique se juge par la propension a avoir de tres
grandes incidences et une variation tres rapide de celles-ci.

L’influence de la vitesse réduite sur I'incidence peut étre appréhendée a 'aide d’un
raisonnement géométrique. Avec la formule simplifiée (30) qui néglige les perturbations de
vitesse, on remarque que l'angle d’incidence maximal atteint diminue lorsque la vitesse
réduite augmente. Si les vitesses induites par le sillage ne sont pas négligées, les conclusions
restent toutefois les mémes bien que les amplitudes des angles soient moins grandes. La
figure 83 représente 'évolution de 'angle d’attaque minimum atteint en fonction de la vitesse
réduite d’apres les estimations numériques. On constate bien cette baisse de 'amplitude avec
la vitesse réduite, qui devient de plus en plus ténue quand la vitesse réduite augmente. On
note par ailleurs que quelle que soit la vitesse réduite, 'angle d’attaque minimum garde une
valeur bien inférieure a 'angle de décrochage statique (aux alentours de -11° a -13° pour les
angles négatifs), ce qui est une condition préalable a apparition du décrochage dynamique.
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Le méme type d’analyse peut étre réalisé avec le taux de variation d’incidence. 1l
peut étre défini de la maniere suivante :
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Figure 84 — Taux de variation de I'incidence en fonction de 'angle azimutal pour différentes
configurations. Les formes des marqueurs et les couleurs distinguent les configurations (seules les vitesses
réduites sont précisées car la vitesse infinie amont n’a pas d’influence sur le taux de variation d’incidence).

La figure 84 représente I’évolution du taux de variation d’incidence ainsi défini. On
peut voir que le taux de variation a une évolution plus douce et parvient a des valeurs plus
faibles en valeur absolue quand la vitesse réduite augmente. On peut relier ce taux de
variation a la fréquence réduite dans le cas d’un tangage sinusoidal : plus le taux de variation
est élevé, plus les conséquences du décrochage dynamique sont importantes (voir paragraphe
11.2.2.2.2). Dans la phase amont, le taux de variation d’incidence reste moins longtemps a
une valeur proche de son minimum, ce qui diminue de fait la sévérité du décrochage
dynamique dans les zones d’angles azimutaux ou il peut apparaitre.
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Les raisonnements précédents développés autour de I'incidence peuvent aussi étre
réalisés avec la norme de la vitesse. La hausse de la vitesse réduite limite aussi les fluctuations
relatives de la vitesse pergue par le profil.

V.2.2.2 Retard d’apparition du tourbillon de bord d’attaque

I’évolution moins brusque et moins importante des conditions d’écoulement
autour des pales présentée dans le paragraphe précédent justifie que les conditions qui
menent au décollement de bord d’attaque sont réunies de plus en plus tard dans le tour. On
peut estimer que la naissance du tourbillon de bord d’attaque est certainement concomitante
(ou tout au moins similaire) avec la détection que I'on fait de ce dernier a 10% de corde. Dans
toutes les configurations avec une vitesse réduite A < 1,7, un pic de succion a bien été détecté
sur différentes prises de pression a commencer par celle a 10% de corde sur la face intérieure.
La figure 85 illustre le retard au décollement de bord d’attaque en montrant le passage de
plus en plus tardif du tourbillon de bord d’attaque a 10% de corde lorsque la vitesse réduite
augmente.
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Figure 85 — Angle azimutal pour lequel le tourbillon de bord d’attaque est détecté au-dessus de la prise de
pression a 10% de corde sur la face intérieure du profil en fonction de la vitesse réduite. Les formes des
marqueurs et les couleurs distinguent les configurations (en particulier selon leur vitesse réduite).

Par ailleurs, 'analyse n’est pas si simple qu’elle n’y parait, et la prédiction du retard
ne suit pas une logique ¢élémentaire évidente. Le retard entre le moment ou 'angle atteint
I'angle de décrochage statique et le moment ou le tourbillon de bord d’attaque est déclenché
n’est ni constant, ni linéairement proportionnel aux parameétres qui définissent le probléeme
(vitesse réduite, nombre de Reynolds, etc.). L’angle de décrochage dynamique, c’est-a-dire
I'angle d’incidence (estimé numériquement) lorsqu’il y a les premiers signes (expérimentaux)
d’un tourbillon de bord d’attaque (c’est-a-dire ici lorsqu’il est repéré au-dessus de la prise de
pression a 10% de corde), n’est pas lui non plus constant (voir figure 86.a). Il varie environ
entre o = -17° et a = -25° selon la vitesse réduite et la vitesse infini amont des expériences,
alors que 'angle de décrochage statique est situé¢ aux alentours de -11° a -12°. Il apparait que
la vitesse infini amont joue un role plus important que la vitesse réduite pour le retardement
du décrochage dynamique. Dans des cas de décrochage dynamique plus classiques (profil en
tangage a taux constant ou en oscillation sinusoidale), il existe certaines formules qui relient
I'angle de décrochage dynamique a la loi de mouvement du profil (angle d’incidence, taux de
tangage, etc.), comme par exemple avec le modéle de Gormont qui relie 'angle de décrochage
dynamique a la racine carrée du taux de variation d’incidence (voir paragraphe 11.2.2.4.1,
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formule (46)). Cette formulation du probléeme ne correspond pas exactement aux tendances
qui sont vérifiées expérimentalement (voir figure 86.b) car elle donne plus d’importance a la
vitesse réduite qu’a la vitesse infini amont. Autrement, Sheng et al. [233] estiment que I'angle
de décrochage statique est linéairement relié au taux de variation d’incidence, les mesures
faites ici ne semblent pas vérifier cette tendance non plus.
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Figure 86 — Comparaison entre ce que 'on peut considérer comme des angles de décrochage dynamique
expérimentaux et théoriques, pour différentes configurations classées en fonction de la vitesse réduite. Les
formes des marqueurs et les couleurs distinguent les configurations.

a) Angle d’attaque a Iinstant ou le tourbillon de bord d’attaque est détecté au-dessus de la prise a 10% de
corde sur la face intérieure du profil, en fonction de la vitesse réduite. Il s’agit de I’angle d’attaque
minimum a partir duquel un signe de tourbillon de bord d’attaque est détecté sur un point du profil,
compte tenu de la position des prises de pression.

b) Angle d’attaque pour lequel I'angle d’attaque modifié donné par la formule de Gormont (voir
paragraphe 11.2.2.4.1, formule (40)) est égal a 'angle de décrochage statique. Cela correspond a 'angle a
partir duquel il y a théoriquement un décollement de la couche limite au bord d’attaque, qui forme
rapidement le tourbillon de bord d’attaque.

V.2.2.3 Convection du tourbillon de bord d’attaque

Le suivi du pic de dépression au-dessus du profil, que 'on peut assimiler au
déplacement du cceur du tourbillon de bord d’attaque, permet d’analyser Iinfluence de la
vitesse réduite sur les propriétés relatives a la convection du tourbillon. En particulier, on
peut noter que la variation de la vitesse réduite modifie la vitesse de convection du tourbillon,
notée par la suite U,. Une indication de cette vitesse peut étre déduite de écart d’azimut A0
entre deux pics de dépression sur deux prises de pression successives, puisque 'on a les
relations suivantes :
~ § Uvining  Ax

U, .., = = = 115
vioitt T A¢l MW,  RAGOL ., (1)

Ou lindice i—i+1 indique que la vitesse U, et les écarts Ax, At et AO
(respectivement de la position selon la corde du profil, du temps et de I'angle azimutal) sont
calculés entre deux prises de pression successives d’indice 1 et i+1. La vitesse est
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adimensionnée par AU« = Row, soit la vitesse due a la rotation, qui correspond globalement a
une vitesse relative moyenne.

Ainsi, plus I’écart Abii+; est grand, moins la vitesse de convection du tourbillon est
grande par rapport a la vitesse due a la rotation. La figure 87 représente les positions
azimutales des pics de dépression lorsqu’ils sont au-dessus des prises de pression entre 20%
et 60% de corde pour les trois configurations avec des vitesses réduites différentes et une
méme vitesse infini amont Ux = 15 m /s. Une observation qui peut étre faite est que lorsque
la vitesse réduite augmente, la vitesse de convection du tourbillon de bord d’attaque diminue
puisque les intervalles azimutaux sont plus espacés. Ceci implique que la zone d’influence
directe, c’est-a-dire la zone d’azimuts pour laquelle le tourbillon est dans la proximité
immédiate de la pale, est plus étendue lorsque la vitesse réduite augmente.
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Figure 87 — Apercu des positions azimutales successives lorsque le pic de succion est situé au-dessus d’une
prise de pression donnée (entre 20% et 60% de corde sur la face intérieure du profil). Les cercles
discontinus noirs représentent les trajectoires des pales. I.’écoulement est supposé venir de la gauche.

() 2 l l l l l l ‘ ‘

NP

g

= Ax1 ~

= 1.5k [|—2= .O,Uw~15m/s

8 —Xz1.3,Uooz15m/s
.,%/78 hx15,U_ ~15m/s

« 2 | Instant pour lequel le tourbillon
) 1

BT~ est 2 40% de corde pour A = 1.0
g e Instant pour lequel le tourbillon
o) est 4 40% de corde pour A = 1.3
;: 0.5} . Instant pour lequel le tourbillon
@2 : est 2 40% de corde pour A = 1.5
()
=
>

0

0 20 40 60 80 100 120 140 160 180
Angle azimutal (0) [°]
Figure 88 — Norme de la vitesse relative au profil adimensionnée par la vitesse infinie amont en fonction
de l'angle azimutal pour trois configurations a la méme vitesse infini amont Uw = 15 m/s. Les marqueurs
indiquent la valeur de la vitesse relative au moment ou le tourbillon est au-dessus de la prise de pression a
40% de la corde sur la face intérieure. Les formes des marqueurs et les couleurs distinguent les
configurations.

Une partie des explications de ce ralentissement relatif a la vitesse de rotation est
liée au retardement de l'apparition du tourbillon. Globalement, dans la phase amont, la
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vitesse relative de ’écoulement par rapport au profil est décroissante (voir figure 88). Donc
plus le tourbillon apparaitra tardivement, moins la vitesse relative de I’écoulement sera
grande, et en admettant que la vitesse de convection du tourbillon est liée a la vitesse relative
de I’écoulement, la vitesse de convection du tourbillon sera également ralentie.

Une autre hypothese peut étre déduite si 'on estime au contraire que la vitesse de
convection du tourbillon est plutot liée a la vitesse absolue de I’écoulement (c’est-a-dire non
pas dans le référentiel de la pale mais dans le repére global) puisque le tourbillon est
partiellement détaché du profil et pourrait étre davantage guidé par D’écoulement
indépendamment de la pale. Lorsque la vitesse réduite augmente, le déficit de vitesse est plus
important au sein du rotor et la vitesse absolue diminue, ce qui pourrait aussi étre a 'origine
du ralentissement de la vitesse de convection du tourbillon.

V.2.2.4 Amplitude de I’effet du tourbillon

Si la vitesse réduite influe sur le moment et la position du tourbillon par rapport a
la pale, elle modifie également le niveau du pic de dépression induit par ce tourbillon.
Globalement, lorsque la vitesse réduite augmente, "amplitude relative du pic de dépression
diminue pour une position donnée sur la corde (voir figure 89). La détermination exacte de
cette amplitude dépend de la maniere de définir cette amplitude, or cet aspect est abordé
dans le paragraphe VI.4.1. Le niveau de dépression créé par le tourbillon est principalement
fonction de I'intensité du tourbillon et de sa distance a la paroi. La forme du pic de dépression
dépend aussi des évolutions de I'intensité, de la distance a la paroi, de la largeur caractéristique
et de la vitesse de convection du tourbillon.

Etant donné ces nombreuses dépendances, il n’est pas possible avec les seules
mesures de pression de déduire I'intensité du tourbillon donc d’expliquer les raisons exactes
de cette diminution d’amplitude.
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Figure 89 — Mise en évidence de la réduction de "amplitude du pic de succion a travers le tracé de
I’évolution du coefficient de pression (adimensionné par la pression dynamique liée a la rotation

EQ(}\U@)Z) sur la face intérieure a 40% de corde pour différentes vitesse réduites. Les formes des

marqueurs et les couleurs distinguent les configurations.
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V.2.2.5 Bilan du décrochage dynamique sur les efforts normaux et
tangentiels

Une des problématiques du décrochage dynamique et du tourbillon de bord
d’attaque qui en découle est de connaitre son effet sur les efforts aérodynamiques, et en
particulier de savoir comment il agit sur la production de puissance a travers son action sur
la force tangentielle. Pour permettre cette analyse, il faut procéder a une intégration de la
pression pariétale, or seule la pression entre 10% et 80% de corde est mesurée ici. Dans un
premier temps, l'intégration entre 10% et 80% de corde de la pression expérimentale sera
comparée a I'intégration entre 10% et 80% de corde de la pression numérique, pour évaluer
Peffet net du décrochage dynamique dans la zone de mesure. Dans un second temps, 'analyse
est élargie a la comparaison des pressions extrapolées sur la totalité de la face intérieure, car
lorsqu’il y a un décollement de la couche limite au bord d’attaque, le pic de succion de bord
d’attaque disparait, comme lillustre la figure 90 et comme le montrent par exemple les
répartitions de pression de McAlister et al. [171] et Leishman [148] pour des cas de tangage
sinusoidal classique. Or ce pic de succion représente une part importante des efforts
aérodynamiques lorsque écoulement est attaché au bord d’attaque. La question qui se pose
est donc de savoir si aspect momentanément positif de 'effet de succion du tourbillon peut
compenser la perte du pic de succion de bord d’attaque que 'on peut estimer a partir du
modele numérique.
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Figure 90 — Distribution de coefficient de pression sur I'extrados et I'intrados d’un profil NACA0018 en

tangage sinusoidal et champ de vorticité adimensionnée issu de moyennes de phase (tiré de [185]). La loi

d’incidence est o = 15° + 10° sin(wt), la fréquence réduite vaut k = 0,074 et le nombre de Re = 2,5.10.
Pour plus d’information, se référer au document original.

Seule la pression pariétale sur la face intérieure est utile pour comprendre I'effet du
décrochage dynamique. Puisque seule la pression expérimentale en quelques prises de
pression est disponible, une interpolation a été réalisée pour évaluer la répartition
expérimentale de pression sur le profil entre 10% et 80% de corde. Une discussion et une
description des méthodes d’interpolation sont présentées dans 'annexe A.2. Un exemple
d’interpolation est présenté sur la figure 92. En intégrant et projetant cette interpolation, on
peut tracer la contribution de la pression pariétale sur les coefficients de forces
aérodynamiques et comparer a la contribution numérique de cette méme partie de la pale.
Sur la figure 93, la différence entre ces contributions est tracée en fonction de la position
azimutale. Le schéma présenté sur la figure 91 permet de rappeler les signes et les orientations
des forces normale et tangentielle dans la phase amont de la rotation. La force normale est
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de signe négatif (orientée vers I'intérieur du rotor) alors que la force tangentielle est de signe
positif (orientée vers 'avant du profil) selon 'orientation choisie du repere (voir figure 4).

Figure 91 — Schéma des forces aérodynamiques dans la phase amont de la rotation (0° < 0 < 180°). Dans
cette zone, I'incidence o est négative, et étant donné Porientation du repere présenté sur la figure 4, Peffort
normal Py est négatif et effort tangentiel Fr est positif.
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Figure 92 — Exemple d’interpolation (par splines cubiques d'Hermite) de la répartition de pression pariétale
entre 10% et 80% de corde sur la face intérieure de la pale pour A = 1,0 et Ux = 15 m/s lorsque 6 = 75°,
c’est-a-dire lorsque le tourbillon de bord d’attaque se situe vers 20% de corde. La pression est
adimensionnée par la pression dynamique liée a la rotation EQ(XUOC)Z. Pour faciliter la lecture I’axe des

ordonnées est renversé.

Pour le coefficient de force normale, il y a globalement un écart positif dans la phase
amont et un faible écart dans la phase aval. Cet écart positif est en grande partie le résultat
du décollement de la couche limite. Apres le lacher du tourbillon de bord d’attaque, la totalité
de la face intérieure du profil est en surpression et cela réduit 'amplitude du coefficient de
force normale. Pour des positions azimutales entre 6 = 0° et 6 = 70°, I’écart positif est
davantage la conséquence de la surestimation des interactions entre la pale et les sillages des
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pales précédentes dans les simulations numériques que la conséquence du décollement de la
couche limite car 'angle d’incidence est faible (voir paragraphe V.2.1.2). On constate aussi
entre 0 = 80° et 0 = 130° (selon les configurations) la présence d’un pic de diminution de la
différence expérimentale/numérique de la contribution sur la force normale. Ces pics sont
dus a I'effet de succion du tourbillon de bord d’attaque qui crée une force normale négative.
I’amplitude de ce pic de force normale négative est d’'un ordre de grandeur comparable a la
surpression due au décollement de la couche limite. Lorsque la vitesse réduite augmente, on
peut noter la baisse de I’écart da au décollement de la couche limite qui s’associe a une
diminution de 'amplitude du pic que 'on peut attribuer a la modification des conditions
d’écoulement autour des pales et a la baisse de 'amplitude de I'effet du tourbillon (voir
paragraphes V.2.2.1 et V.2.2.4). Pour une vitesse réduite A = 1,7, il n’existe presque plus de
signe visible du pic car il semble presque totalement compenser I'effet du décollement de la
couche limite. La force normale ne joue pas de réle dans la production de puissance, mais
agit sur la fatigue des pales constamment sollicitées.

2 T T T T
Effet du @ 1~10,U_~15m/s
% ~ 1.5 décollement de g A ~13, U, ~12m/s
la couche A~15U ~12m/s
. . ©
limite +A~17,U_~12m/s

et 80% de corde sur C

/

Effet de succion
I I

0 45 90 135 180 225 270 315 360
Angle azimutal (0) [°]

de la pression pariétale entre 10%

\O 02 T T T T T
S © A=10,U_=15m/s
T)*H B Ax13,U_~12m/s
R
aC 0.1+ Ax15U_=~12m/s
O Y :
0 (:’5) +7\,z1.7,U00:12m/s
=E o
d.j—g &
N N
b) s 9 0
8,0
)
j=Rso!
g2
72
2 01
o+
o ©
—
)
jae}

Différence exp/num de la contribution  Différence exp/num de la contribution

_0'20 45 90 135 180 225 270 315 3060
Angle azimutal () [°]

Figure 93 — Différence entre 'expérience et la simulation numérique de la contribution de la pression
pariétale située entre 10% et 80% de corde de la face intérieure sur les coefficients de force normale (a) et
tangentielle (b) (adimensionnés par le terme EQC(XUOC)Z) en fonction de la position azimutale pour

différentes configurations.

Pour le coefficient de force tangentielle, I'objectif pour la production de puissance
est d’avoir une valeur du coefficient de valeur positive et d’amplitude la plus élevée possible.
En ce qui concerne la différence entre les contributions expérimentales et numériques, une
valeur positive indique donc une action favorable du décrochage dynamique. Comme pour
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le coefficient de force normale, il existe un écart positif entre les contributions 6 = 0° et
0 = 70° dd a la surestimation des interactions entre la pale et les sillages des pales précédentes
dans les simulations numériques (voir paragraphe V.2.1.2). Cela ne correspond pas a
I'observation d’une caractéristique particuliere des mesures expérimentales. Ensuite, il y a une
manifestation du tourbillon de décrochage dynamique. Contrairement au coefficient de force
normale, il ne crée pas un pic, mais deux : un d’amplitude positive suivi d’'un autre
d’amplitude négative. Ces deux pics s’expliquent géométriquement par la projection de I'effet
de succion du tourbillon selon la direction tangentielle au profil. L’effet du tourbillon dépend
de sa position sur la pale. Lorsque le tourbillon est situé vers le bord d’attaque, il crée une
force motrice et lorsqu’il est situé vers le bord de fuite, la force créée est résistive (voir
figure 94). Entre 10% et 80% de corde, le décollement de la couche limite n’a pas un effet
trés prononcé sur le coefficient de force tangentielle par rapport a celui du tourbillon car il
n’y a pas d’écart important remarquable aprés le lacher du tourbillon a I'image de ce qui peut
étre observé pour le coefficient de force normale.
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Figure 94 — Schéma simplifié¢ de l'orientation de I'effet de succion en fonction de la position du tourbillon
au-dessus de la surface du profil. L’effet de succion est représenté par la fleche notée I et les projections
selon les axes normal et tangentiel sont représentés par les fleches Fy et Fr. Les proportions ne sont
respectées.

L’amplitude de leffet du tourbillon est a mettre en perspective avec leffet de
succion du bord d’attaque qui disparait lorsqu’il y a le décollement de bord d’attaque. Ainsi,
une extrapolation en dega de 10% et au-dela de 80% de corde a été réalisée pour compléter
I'interpolation entre les prises de pression sur la totalité de la face intérieure. Comme le faible
nombre de prises de pression rend les niveaux absolus des estimations d’effort imprécis,
'idée ici est plutot de vérifier si les ordres de grandeur des effets sont comparables. Le choix
est donc fait ici de proposer une répartition de pression en plateau qui surestime le niveau de
dépression au bord d’attaque (voir figure 95) car le niveau de pression au bord d’attaque est
inconnu. Bien que 'on ne connaisse pas la valeur du niveau de pression, on sait en revanche
quelle valeur elle ne dépassera logiquement pas. Comme le plateau donne un niveau de
dépression supérieur a celui qui existe en réalité, on évalue ainsi une borne supérieure de la
contribution expérimentale de la face intérieure aux coefficients de force normale et
tangentielle (voir annexe A.2.3.1). De la méme fagon que la figure 93, la figure 96 représente
la différence entre les contributions expérimentales et numériques sur les efforts
aérodynamiques en fonction de la position azimutale.
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Figure 95 — Exemple d’interpolation et d’extrapolation (pat splines cubiques d'Hermite) de la répartition
de pression pariétale sur la totalité de la face intérieure de la pale (entre 0% et 100% de corde) pour A = 1,0
et Uo = 15 m/s lorsque 0 = 75°, Cest-a-dire lorsque le tourbillon de bord d’attaque se situe vers 20% de
corde. La pression est adimensionnée par la pression dynamique liée a la rotation ;QO»UOO)Z. La ligne
pointillée noire indique I’évolution réelle probable de la répartition de pression pariétale au niveau du bord
d’attaque La différence entre I'extrapolation et cette estimation mene a une surestimation du niveau de
dépression au bord d’attaque. Pour faciliter la lecture I’axe des ordonnées est renversé.

En ce qui concerne le coefficient de force normale, la courbe présentée sur la
figure 96.a est proche de celle présentée sur la figure 93.a. La comparaison des amplitudes
entre les deux figures permet d’affirmer que lorsque I’écoulement est décollé (par exemple
vers 0 = 135°), l'absence de la succion de bord d’attaque n’apporte qu’un écart
supplémentaire faible sur le coefficient de force normale. I’effet du tourbillon décrit a partir
de la figure 93.a ne change ni dans sa forme, ni dans son ampleur. Par rapport a la succion
de bord d’attaque, I'effet de succion du tourbillon de décrochage dynamique peut apporter
un bénéfice équivalent sur un intervalle de temps limité. Plus la vitesse réduite est élevée,
moins le pic dG au tourbillon est élevé, mais en contrepartie, puisqu’il se produit plus
tardivement dans la rotation, ’écoulement reste moins longtemps décollé et il peut mieux
équilibrer les effets négatifs du décollement de la couche limite.

La figure 96.b apporte des résultats profondément différents en ce qui concerne le
coefficient de force tangentiel. Cette fois, en prenant en compte la répartition de pression
sur la totalité du profil, il n’existe plus, méme momentanément, d’effet favorable lorsqu’il y
a décrochage dynamique comme l'indiquait auparavant la figure 93.b. Entre 10% et 80% de
corde, l'effet de succion du tourbillon de bord d’attaque apportait au maximum un gain sur
le coefficient de force tangentielle de 'ordre de 0,1. En prenant en compte la totalité de la
surface intérieure, la présence de décrochage dynamique ameéne a une perte sur le coefficient
de force tangentielle de 'ordre de -1,5. La perte de la succion de bord d’attaque est fortement
préjudiciable par rapport a 'apport favorable que peut représenter momentanément le
tourbillon de bord d’attaque. Cette conclusion est valable quelle que soit la vitesse réduite,
mais en proportion, le bilan est de moins en moins négatif lorsque la vitesse réduite
augmente.
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différentes configurations.

V.2.2.6 Interaction pale/tourbillon

ATaide des relevés de pression, il est possible de suivre le déplacement du tourbillon
tant qu’il est proche de la pale. Par contre, il n’y a pratiquement aucune indication sur son
évolution une fois que son effet est devenu trop faible sur les mesures de pression.

On peut toutefois déceler un signe de sa présence lorsque sa trajectoire croise celle
d’une pale. Contrairement aux cas classiques de décrochage dynamique sur un profil en
tangage, le tourbillon de bord d’attaque n’est pas transporté dans le sillage loin du profil.
Etant donné la trajectoire circulaire de la pale et le fait que le tourbillon est généré dans la
phase amont de la rotation, ce tourbillon entre généralement en contact avec la pale qui I'a
générée car sa vitesse de transport, qui correspond a la vitesse locale de ’écoulement, est du
méme ordre de grandeur que la vitesse de déplacement du profil (voir figure 97). Plus la
vitesse réduite est élevée, et plus le rapport entre la vitesse de déplacement du profil et la
vitesse de déplacement du tourbillon est grand. Dans le paragraphe V.2.1.2, il a été estimé
que pour A = 1,0, le rapport de vitesse est suffisamment faible pour que le tourbillon entre
en contact avec 'avant du profil vers 6 = 150°-160°.
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Figure 97 — Représentation schématique simplifiée de la trajectoire du tourbillon de bord d’attaque (en trait
discontinu rouge). Le tourbillon nait dans la phase amont de la rotation, puis se détache du profil et
recroise la trajectoire de la pale vers le début de la phase aval de la rotation.

Pour A = 1,0, le principal signe de I'interaction pale/tourbillon est un creux de
dépression vers avant du profil. Pour des vitesses réduites plus élevées, cette dépression
n’est pas visible. L’interaction entre la pale et le tourbillon se manifeste principalement par
une variabilité des coefficients de pression pour certaines positions azimutales sur la face
intérieure, ce qui pourrait laisser penser que la nature méme de I'interaction est différente.

En particulier pour A = 1,3, une variation importante des coefficients de pression
tout au long de la corde est visible dans une zone comprise environ entre 6 = 180° et
0 = 230°. 1l n’y a pas d’emplacement exact de linteraction mais plutot une zone d’azimuts
pour lesquels I’écart type du coefficient de pression est localement plus grand (zone hachurée
sur la figure 98). Cette région d’interaction apparait en premier lieu sur avant du profil puis
se déplace vers le bord de fuite. Sans que cela puisse étre vérifié avec une grande précision,
il semble que la vitesse de déplacement de la zone d’interférence dans le référentiel du profil
soit sensiblement proche de la vitesse relative de Iécoulement, ce qui signifie que la
perturbation se déplace bien a la méme vitesse que la vitesse locale de I’écoulement,
indépendante du profil. L’influence de cette interaction sur le coefficient de pression lui-
méme est moins évidente (voir figure 99). Il semble qu’en moyenne, cette interaction résulte
en une légere baisse temporaire du coefficient de pression. Cet effet est nettement moins
important que I'effet de succion du tourbillon plus en amont, ce qui indique que la nature ou
I'intensité de son effet est différente soit parce que le cceur du vortex est plus loin de la pale,
soit parce que son intensité est plus faible par exemple.

Pour les vitesses réduites supérieures a 1,3, il n’y a pas de hausse localisée de I'écart
type aussi marquée que pour A = 1,3. Il semble que pour A = 1,5, des fluctuations de
coefficient de pression sont présentes au-dela de 50% de corde, mais leur niveau n’est pas
suffisamment supérieur au niveau de Iécart type résiduel pour qu’une conclusion puisse étre
tirée. L’hypothese la plus probable est que le tourbillon est en retard par rapport a la pale (qui
se déplace plus vite que I’écoulement ambiant) et ne s’approche pas suffisamment pres de la
pale pour affecter sa pression pariétale ou alors il s’est fortement dissipé lors de sa
convection. Vraisemblablement, le tourbillon, s’il ne s’est pas dissipé, passe derricre le bord
de fuite de la pale pour les vitesses réduites élevées.
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L= 1,3 et Ux = 12 m/s. Le trait noir marqué de cercles blancs représente les positions successives du
tourbillon de bord d’attaque lorsqu’il se déplace le long de la corde. La zone hachurée est la zone supposée
d’interaction pale/tourbillon ou I’écart type de c,* est plus élevé que le niveau ambiant.
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Figure 99 — Isocontours de coefficient de pression c,* (adimensionné par la pression dynamique liée a la
.1 . . iy
rotation EQ(KUOO)Z) en fonction de 'angle azimutal et de la position sur la pale pour A = 1,3 et

Usx = 12 m/s. Le trait noir marqué de cercles blancs représente les positions successives du tourbillon de
bord d’attaque lorsqu’il se déplace le long de la corde. La zone hachurée est la zone supposée d’interaction
pale/toutbillon ou I’écart type de c,* est plus élevé que le niveau ambiant.

Pour A = 1,0, il a été expliqué aux paragraphes V.2.1.2 et V.2.1.3 qu’il existait une
interaction entre le tourbillon de décrochage dynamique et la pale, ce qui provoque la
naissance d’une paire de tourbillons. Il est estimé que cette interaction a lieu avec avant du
profil étant donné le rapport de vitesse entre la pale et 'écoulement, les signes sur les signaux
de pression et la trajectoire des tourbillons.

Au final, on peut retenir que pour A = 1,0, le tourbillon issu du décrochage
dynamique a tendance a influencer la pression pariétale sur avant de la pale, pour A = 1,3,
C’est toute la face intérieure de la pale qui est impactée par le tourbillon, de I'avant vers
'arriere du profil, et pour A = 1,5, 'impact direct sur la pression pariétale est faible ce qui
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laisse supposer que le tourbillon s’est dissipé ou passe derricre le profil. Cette analyse est
globalement cohérente avec les mesures de champ de vitesse proche pale réalisées par
Bossard [38] (voir figure 31) sur une hydrolienne de solidité comparable (0,55 contre = 0,64
pour I’éolienne étudiée ici) et pour un nombre de Reynolds caractéristique similaire (de
Pordre de 10° 2 2.10°). La dynamique du tourbillon de bord d’attaque n’est en revanche pas
en accord avec le reste de la littérature (voir paragraphe 11.4.2 pour le rappel bibliographique),
étant donné les trop grandes différences entre lesdites références et la présente étude en
termes de nombre de Reynolds caractéristique et de solidité des machines.

V.2.2.7 Conséquences sur la dynamique tourbillonnaire

Pour la configuration A = 1,0, une dynamique tourbillonnaire complexe avait été
mise en évidence dans le sillage proche (voir paragraphe V.2.1.3), avec des tourbillons de
deux origines : la variation de circulation autour de la pale et Iinteraction pale/tourbillon
suite au décrochage dynamique. Si la variation de circulation engendre le méme type de lacher
tourbillonnaire lorsque la vitesse réduite augmente, la nature de I'interaction pale/sillage est
différente (voir paragraphe V.2.2.0) et en conséquence, le systeme tourbillonnaire résultant
est aussi différent.

La premicre observation marquante est que pour des vitesses réduites entre
1.3 =k = 1,7, a 'image des champs de vorticité présentés sur la figure 100, il n’existe quun
seul tourbillon dans le sillage proche. Il n’y a pas de structures tourbillonnaires
supplémentaires malgré la présence de décrochage dynamique et d’interaction du tourbillon
de bord d’attaque avec la pale. L’hypothese la plus probable pour expliquer cette observation
est que ce tourbillon résulte de la fusion du tourbillon de bord de fuite lié a la variation de
circulation autour de la pale et du tourbillon de bord d’attaque qui sont corotatifs. Deux
indices menent a ce scénario. D’une part, il a été montré pour A = 1,3 (et donc a plus forte
mesure pour A > 1,3) que le tourbillon de bord d’attaque, lorsqu’il interagit avec la pale, passe
dans la zone du bord de fuite, car la vitesse de déplacement du profil est légerement
supérieure a sa vitesse de convection. D’autre part, si on compare les positions des
tourbillons numérique et expérimental, on constate un écart de position (voir en particulier
la figure 100.e). Le tourbillon expérimental est en avance de phase (coordonnée longitudinale
x/R plus grande) et légerement plus proche du centre de la veine (coordonnée transversale
y/R plus proche de zéro). Ceci pourrait étre un signe du fait quen fusionnant, le tourbillon
de bord d’attaque modifie la dynamique du tourbillon de bord de fuite. Etant formé plus tot,
il capte la vorticité du bord de fuite vers une position plus en avance de phase.

Néanmoins, d’autres raisonnements peuvent aussi expliquer I'écart de position
apercu ici. Une partie de cet écart doit étre attribué a 'absence des effets de confinement dus
aux parois latérales de la soufflerie. I’ajout de la modélisation de cet effet modifie
effectivement le positionnement du tourbillon numérique, mais la concordance entre les
résultats numériques et expérimentaux n’étant toujours pas vérifiée, ce n’est pas la seule
raison de I’écart de position.
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Figure 100 — Sélection de champs moyens (numériques et expérimentaux) de vorticité adimensionnée,
régulierement espacés dans le temps, pour A = 1,5 (et Ux = 12 m/s). Les champs numériques et
expérimentaux sont obtenus par calcul de la moyenne de phase sur des sections angulaires de 4°. La partie
expérimentale est délimitée par un trait continu noir sur la partie droite des images et le cercle discontinu
noir représente la trajectoire des pales. La principale structure tourbillonnaire est étiquetée A.
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Par rapport au cas A = 1,0, il y a aussi une variation de la tendance avec laquelle les
propriétés des tourbillons évoluent. De manicre systématique pour toutes les configurations
testées, le rayon caractéristique du tourbillon augmente et sa vorticité moyenne diminue, mais
I’évolution de sa circulation ne présente pas une tendance unique. Selon la vitesse réduite et
la vitesse infini amont, la circulation contenue dans le tourbillon peut diminuer (comme pour
L = 1,0, voir figure 81), augmenter ou bien augmenter puis diminuer. Ces orientations
distinctes sont le résultat d’effets tridimensionnels ainsi que de deux processus opposés : la
diffusion et leffet d’entrainement du tourbillon (voir figure 101). D’ un co6té, la turbulence
diffuse la vorticité du cceur du tourbillon, ce qui augmente le rayon caractéristique, diminue
la vorticit¢é moyenne, et probablement diminue aussi la circulation contenue dans le
tourbillon. D’un autre coté, I'enroulement de la nappe cisaillée qui forme le tourbillon
entraine au sein de celui-ci le fluide environnant, parmi lequel la vorticité émise dans le sillage
en amont et en aval du cceur du tourbillon. Ceci engendre une augmentation du rayon
caractéristique et de la circulation dans le tourbillon. Dans tous les cas, le rayon
caractéristique connait une hausse, mais selon la balance entre la diffusion et 'entrainement
du fluide, la circulation peut augmenter ou diminuer. Les configurations présentent justement
un équilibre variable selon la vitesse réduite et la vitesse infini amont, qui dépend
vraisemblablement de nombreux facteurs. Cette observation correspond aux analyses déja
faites par le passé sur d’autres expériences impliquant des tourbillons, comme par exemple
I’étude d’anneaux tourbillonnaires ([166]).

Bilan moyen total de Fluide entrainé par
— vorticité diffusée depuis — l’enroulement du
le centre du tourbillon tourbillon

Figure 101 — Représentation schématique simplifiée des effets globaux de diffusion et d’entrainement du
tourbillon sur un enroulement tourbillonnaire. La zone grisée représente la nappe cisaillée qui s’enroule en
formant le tourbillon. Inspiré de Maxworthy [166].

Par conséquent, I’évaluation d’un taux de diffusion spécifique n’est pas simple. 11
n’est pas possible d’isoler les seuls effets de la diffusion et d’extraire des résultats quantifiables
de ces expériences, qui permettent malgré tout de souligner la nécessité de modéliser la
diffusion. Les observations précédentes mettent aussi en lumicere le réle du tourbillon dans
I'effacement de I’historique des lachers tourbillonnaires. A travers la vorticité, le sillage de la
pale contient 'information de ’évolution de la variation de circulation autour du profil (étant
donné le principe de conservation de la circulation, autrement appelé théoréme de Kelvin-
Helmholtz) et donc I’évolution des variations d’effort puisque ces variations sont liées (par
exemple par la relation de Kutta-Joukowki en écoulement attaché). Or bien que les mesures
de pression et les mesures du champs de vitesse dans le sillage proche aient été synchronisées,
il n’a pas été possible de trouver de relation de corrélation entre la pression et la vitesse car
la formation dun tourbillon, par 'entrainement du fluide qu’il engendre, mene a un
conglomérat de vorticité en une seule structure qui supprime de fait les liens possibles entre
la pression et le champ de vitesse.
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V.2.3 La question du décrochage dynamique pour
A=19

Sila vitesse réduite A = 1,9 n’a pas été présentée avec les autres configurations, c’est
parce que son comportement est singulier, en particulier en ce qui concerne le tourbillon de
bord d’attaque. En considérant la pression sur la face intérieure (voir figure 102), on peut
constater qu’il n’y a pas de signe notable de décollement de la couche limite au bord d’attaque
et de présence d’un tourbillon de décrochage dynamique.

e

\g/ 010% de cotde
E B20% de corde
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Y 50% de corde
8 60% de corde
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Figure 102 — Coefficient de pression (adimensionné par la pression dynamique liée a la rotation EQ(XUDO)Z)
sur la face intérieure entre 10% et 60% de corde pour A = 1,0, tracé en trait continu. Les formes des
marqueurs et les couleurs distinguent les courbes en fonction de la position des prises de pression sur la
corde.

A priori, ’évenement de pression significatif a 10% de corde vers 6 = 75° (1éger pic
de dépression) est davantage lié a une problématique de transition de la couche limite qu’a
un décollement de celle-ci. Ce léger pic de dépression est aussi présent pour les autres vitesses
réduites a 10% de corde (a des azimuts différents, voir par exemple figure 77). Pour se
convaincre du fait qu’il s’agit d’un probléme de transition laminaire-turbulent dans la couche
limite, un calcul a été réalisé avec le logiciel XFOIL" [68] qui permet de simuler simplement
la répartition des pressions autour d’un profil isolé en translation rectiligne uniforme. L’utilité
de cette comparaison réside dans le fait que, contrairement au code de calcul utilisé dans
cette these, XFOIL inclut les effets de transition de la couche limite. I.’analogie se veut simple
et sommaire, elle consiste a reproduire de manic¢re quasi-stationnaire la répartition de
pression sur le profil en supposant qu’il percoit une vitesse relative constante et uniforme,
égale a la vitesse relative moyenne percue par le profil, et un tangage qui suit la loi d’angle
déduite de Iétude numérique (voir figure 103). La comparaison des résultats expérimentaux
et ’XFOIL pour la prise a 10% de corde est présentée sur la figure 104. Malgré I'aspect
rudimentaire de cette comparaison (puisque 'écoulement est supposé¢ uniforme, rectilighe et
quasi-stationnaire, qui sont des hypotheses fortes ici), la concordance est bonne. On
remarque que le 1éger pic de dépression est reproduit numériquement vers 6 = 65° avec la

19 XFOIL est un logiciel de calcul d’effort et d’écoulement subsonique autour d’un profil isolé. Il est développé depuis 1986, notamment
par Mark Drela qui a entre autres écrit la version initiale. Le code se base sur une méthode des panneaux d’ordre élevé couplé avec une
méthode d’interaction forte avec un modéle de couche limite pour considérer certains phénomenes liés a la viscosité. Grice a cet outil, il
est en particulier possible de modéliser le bulbe de décollement laminaire.
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bonne amplitude et qu’il y a aussi une Iégere inflexion que I'on retrouve vers 0 = 140° a 150°.
Ces deux inflexions sont en réalité dues a la présence d’un bulbe de décollement laminaire
au-dessus de la prise de pression d’apres XFOIL. La figure 105 montre lallure de la
répartition des coefficients de pression sur la pale pour deux positions azimutales pour
lesquelles le bulbe de décollement laminaire est situé au-dela de 10% de corde (voir
figure 105.a) et en dega de 10% de corde (voir figure 105.b).
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Figure 103 — Caractéristiques de I’écoulement relatif au profil en fonction de I'angle azimutal pour A = 1,9.
a) Angles d’attaques géométrique et effectif. I.’angle d’attaque géométrique (en trait discontinu rouge)
s’exprime directement en fonction de la vitesse réduite (formule (13)), alors que 'angle d’attaque effectif
(en trait continu bleu) est issu des simulations numériques (définition (91)) moyennées en phase sur les
trois derniéres rotations.

b) Norme des vitesses relatives au profil adimensionnée par la vitesse infinie amont. La vitesse relative
géométrique (en trait discontinu rouge) s’exprime directement en fonction de la vitesse réduite (formule
(14)), alors que la vitesse relative effective (en trait continu bleu) est issue des simulations numériques
(définition (91)) moyennées en phase sur les trois derniéres rotations.

Lorsque la position azimutale de la pale augmente, I'incidence augmente en valeur
absolue et le bulbe de décollement se rapproche du bord d’attaque, créant ainsi le 1éger pic
de dépression. Quant a l'aspect général de I’évolution de pression, on peut noter que
globalement, 'allure correspond a l'allure donnée par l'angle d’incidence issu du calcul
numérique (voir figure 103.a). Les courbes de pression (a 10% de corde notamment) et
d'incidence ont des évolutions similaires avec l'azimut. L’incidence effective atteint un
minimum dans la phase amont (environ a = -16°) avant d’augmenter et de changer de signe
pour stagner a une valeur proche de a = 5°. Cette stagnation est due a la faible vitesse
ressentie par le profil dans la phase aval de la rotation a cause du déficit de vitesse induit par
le fonctionnement de la machine. On peut aussi noter que la position azimutale du minimum
de coefficient de pression dépend de la prise de pression (voir figure 102) et se situe avant
que lincidence n’ait atteint son minimum (c,* minimum pour 6 = 50° a 90° pour les prises
de pression, alors que l'incidence est minimum pour 0 = 115°). Si le coefficient de pression
(tel qu’il est adimensionné) diminue avant le minimum d’incidence, cela est da a Peffet
opposé de la vitesse relative. Dans la phase amont, la norme de la vitesse relative diminue
(voir figure 103.b), ce qui conduit a un effet antagoniste qui a tendance a réduire 'amplitude
de la pression. Les positions des minima de coefficient de pression correspondent donc a un
compromis entre I'effet limitant de la vitesse locale décroissante et I'effet favorable de
I'incidence croissante en valeur absolue.
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Figure 105 — Distributions de pression issues du calcul quasi-statique réalisé avec XFOIL, juste avant et
juste apres le pic de dépression apercu sur la figure 104. La présence du bulbe de décollement laminaire est
perceptible sur les distributions de pression, les limites approximatives du bulbe sont délimitées par des
pointillés. Les marqueurs circulaires rouge et bleu sont placés a 10% de corde, qui correspond a la position
de la prise de pression analysée sur la figure 104.

Une raison supplémentaire pour expliquer la recompression anticipée des prises de
pression situées a 'arriere du profil est le probable décollement par le bord de fuite. Quand
I'incidence augmente, une portion de plus en plus grande de 'arriere du profil va subir un
décollement de la couche limite sur la face intérieure, et c’est en particulier vrai lorsque
I'incidence est supérieure en valeur absolue a I'angle de décrochage statique. Ce qui laisse
penser qu’un décollement de la couche limite doit avoir lieu, c’est que 'angle d’incidence
minimum (x = - 16°), est significativement inférieur a 'angle de décrochage statique, estimé
a -12° étant donné le nombre de Reynolds. Une autre comparaison permet aussi d’arriver a
cette conclusion : si 'on compare le coefficient de pression numérique et expérimental sur
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les prises de pression situées au plus proche du bord de fuite (70% et 80% de corde), les
minima expérimentaux ont des amplitudes plus faibles que les minima numériques, ce qui
peut étre un signe de décollement.

Bien que l'incidence dépasse I'angle de décrochage statique, les conditions ne sont
pourtant pas réunies pour qu'un tourbillon se forme au bord d’attaque. En revanche, s’il n’y
a pas de tourbillon de bord d’attaque, certaines caractéristiques peuvent présenter un
caractere d’hystérésis. Par exemple, la position du point de décollement n’est pas
nécessairement la méme que le profil soit en incidence croissante ou décroissante, ce qui peut
se traduire par une boucle sur les courbes des coefficients aérodynamiques en fonction de
I'incidence. I.’absence de tourbillon de bord d’attaque ne signifie donc pas une absence de
lacher tourbillonnaire supplémentaire, cela signifie juste qu’il ne résulte pas du décollement
soudain de la couche limite au bord d’attaque et que de fait, les conséquences sont atténuées
et nettement moins critiques pour la répartition de la pression et pour les efforts.

Cette absence de tourbillon de bord d’attaque peut étre surprenante au regard de la
littérature car beaucoup de publications font mention de lachers tourbillonnaires importants
pour des vitesses réduites proches de 2 (parmi lesquels [42], [81], [88], [103] et [143]).
L’origine de cette dissemblance est vraisemblablement la valeur de la solidité. Les références
mentionnées ci-avant regroupent des études sur des ¢oliennes ou des hydroliennes de
solidités de ordre de 0,15 a 0,3, alors que ’éolienne analysée ici a une solidité d’environ 0,64.
En effet, pour une vitesse réduite donnée, une solidité importante crée un blocage de
I’écoulement plus important. Ce blocage est a la fois un blocage solide, di au contournement
du fluide autour d’obstacles (en P'occurrence les pales) plus gros et un blocage de sillage, da
au plus fort ralentissement de ’écoulement a cause du sillage, et en particulier des tourbillons
dont l'intensité est liée a la corde des pales. C’est ce blocage qui est a origine du point de
fonctionnement optimal a une vitesse réduite plus faible car pour une méme récupération
d’énergie, une machine de forte solidité doit tourner plus lentement.

Il apparait que sur les visualisations du sillage autour des pales de ’hydrolienne
étudiée par Bossard [38] (voir figure 31.c), dont la solidité de la machine est de 'ordre de
0,55, cette absence de tourbillon de bord d’attaque est confirmée pour A = 2. Le point de
décollement n’atteint jamais le bord d’attaque mais un tourbillon da au décollement de
couche limite se forme quand méme vers larriere, voire derricre le profil. Ce tourbillon, s’il
est présent dans I’étude expérimentale réalisée ici, ne laisse en revanche aucune trace évidente
sur les répartitions de coefficient de pression (voir figure 102).

V.3 Influence du nombre de Reynolds

Les paragraphes précédents nous ont permis de prendre la mesure de l'influence de
la vitesse réduite sur les caractéristiques de I'écoulement et sur la dynamique tourbillonnaire
proche pale et proche rotor. On peut s’intéresser ensuite a U'effet du nombre de Reynolds
caractéristique défini a I'aide de la vitesse Rw = AUx. Pour une vitesse réduite donnée, changer
le nombre de Reynolds caractéristique revient a modifier la vitesse infini amont Uw. Certaines
configurations (A = 1,3 et A = 1,5) ont donc été reproduites pour diverses vitesses infini
amont (respectivement 2 Ux = 12 m/s, 15 m/set 17 m/s pour A = 1,3 eta Ux = 12 m/s et
15 m/s a A = 1,5). Les analyses quant a I'influence du nombre de Reynolds caractéristique
sont les mémes pour A = 1,3 et A = 1,5, donc seuls les résultats pour A = 1,3 seront présentés
ici. Dinfluence du nombre de Reynolds n’est pas considérable, mais mérite d’étre notée car
certaines études comme Ferreira et al. [81] indiquent au contraire que dans leurs conditions
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expérimentales, une variation du nombre de Reynolds n’a pas eu d’effet sur la dynamique
tourbillonnaire.

Pour un profil en translation ou en tangage dans la gamme de nombre de Reynolds
correspondant a la présente expérience, la principale conséquence d’une augmentation du
nombre de Reynolds est de retarder le décrochage ([148]). Ce retardement caractéristique a
également été vérifié expérimentalement sur la maquette d’éolienne testée ici. La propriété
du retardement du décrochage avec I'augmentation du nombre de Reynolds dans un cas
stationnaire est donc d’une certaine maniere transposée ici au cas d’une pale d’éolienne
Darrieus. Comme pour I'analyse de la vitesse réduite, on peut observer les effets directs sur
la pression pariétale, et les effets sur la dynamique tourbillonnaire dans le sillage proche.

V.3.1 Effets du nombre de Reynolds sur la pression
pariétale

Les figures 106 et 107 présentent les évolutions des coefficients de pression a 20%
et 50% de corde pour une méme vitesse réduite (A = 1,3), mais pour trois vitesses infini
amont différentes (Us = 12 m/s, 15 m/s et 17 m/s), donc pour trois nombres de Reynolds
caractéristiques (respectivement de 'ordre de 1,85.10°, 2,25.10° et 2,59.10°) qui sont assez
proches, mais au final assez différents pour que la sensibilité au régime d’écoulement soit
perceptible. On remarque que le nombre de Reynolds caractéristique n’a pas d’influence en
dehors des zones d’influence directe du tourbillon de décrochage dynamique (c’est-a-dire
entre 0 = 0° et 0 = 80° et entre 0 = 230° et 6 = 360°) puisque les courbes sont tres similaires.
Par contre, on constate sur la prise de pression a 20% de corde (voir figure 106) que le
nombre de Reynolds a une influence sur le déclenchement du tourbillon de bord d’attaque,
puisque le pic de dépression apparait de plus en plus tard dans le tour quand le nombre de
Reynolds augmente.
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Figure 106 — Coefficient de pression (adimensionné par la pression dynamique liée a la rotation %Q(XUw)Z)

sur la face intérieure 2 20% de corde pour A = 1,3, tracé en trait continu. Les formes des marqueurs et les
couleurs distinguent les courbes en fonction de la vitesse infini amont dans 'expérience.

On retrouve ainsi un comportement similaire au décrochage statique comme
I'illustre la figure 108. L’angle de décrochage statique étant plus grand pour des nombres de
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Reynolds plus importants, il est atteint plus tard et par conséquent, le premier signe de
tourbillon de bord d’attaque est ensuite également ressenti plus tard.

Probablement une conséquence de ce retard du lacher du tourbillon de bord
d’attaque, on observe aussi une baisse de 'amplitude de I'effet de succion avec le nombre de
Reynolds (voir figure 106). Puisque le tourbillon apparait plus tard, les conditions de
I’écoulement sont différentes : la vitesse relative est plus faible et I'angle d’incidence a
augmenté. Il est donc normal d’avoir un comportement différent, et donc une intensité du
tourbillon plus faible ou une distance a la paroi augmentée qui se traduit par la diminution
de I'effet de succion.
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Figure 107 — Coefficient de pression (adimensionné par la pression dynamique liée a la rotation %QO\UOO)Z)

sur la face intérieure a 50% de corde pour A = 1,3, tracé en trait continu. Les formes des marqueurs et les
couleurs distinguent les courbes en fonction de la vitesse infini amont dans I'expérience.
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Figure 108 — Angles azimutaux pour lesquels 'incidence atteint 'angle de décrochage statique (marqueurs
du bas) et pour lesquels le tourbillon est situé au-dessus de la prise a 10% de corde (marqueurs du haut) en
fonction du nombre de Reynolds caractéristique. Les formes des marqueurs et les couleurs distinguent les

courbes en fonction de la vitesse infini amont dans I'expérience. Les traits discontinus noirs indiquent les
tendances.

Une derniére conséquence directe concerne I'interaction pale-tourbillon (décrite au
paragraphe V.2.2.6). On peut voir sur la prise de pression a 50% de corde par exemple (voir

214



tigure 107) que I'instant pour lequel il y a une interaction entre la pale et le tourbillon une
fois qu’il s’est détaché du bord d’attaque est décalé. L’interaction se traduit par une légere
diminution de la pression au-dela de 6 = 180° (vers 6 = 200°), et se fait ressentir plus tot
lorsque le nombre de Reynolds est plus grand. Ceci s’explique par la trajectoire du tourbillon
car s’il est émis plus tard, il restera probablement plus pres de la pale et croisera la trajectoire
de la pale plus précocement en début de phase aval de la rotation.

V.3.2 Effets du nombre de Reynolds sur la
dynamique tourbillonnaire

11 est difficile de dire si le nombre de Reynolds a une influence directe sur la
trajectoire du tourbillon de bord de fuite. Globalement, pour une vitesse réduite donnée (1,3
pour les cas étudiés ici), le parcours des tourbillons est comparable d’une configuration a
l'autre, suivant une trajectoire qui s’écarte en séloignant vers I'aval. Néanmoins, une
différence significative peut étre remarquée. Les tourbillons ne sont pas en phase (voir
figure 109). Plus la vitesse infini amont est grande, plus le tourbillon est en retard de phase.
Ceci est manifestement une conséquence de linteraction pale/tourbillon qui précede la
lacher tourbillonnaire.

La vitesse infini amont a visiblement aussi une influence sur I’évolution des
propriétés du tourbillon (rayon caractéristique, vorticité moyenne, circulation, etc.). Cette
influence a probablement une explication directe, car le nombre de Reynolds peut modifier
la diffusion de la vorticité, et une explication indirecte, car le tourbillon se formant a un
instant de plus en plus retardé lorsque le nombre de Reynolds augmente, sa dynamique et la
facon dont il peut entrainer le sillage avec lui (voir figure 101) sont modifiées.
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Figure 109 — Influence de la vitesse infini amont sur la trajectoire et le positionnement du tourbillon de
bord de fuite dans le sillage proche pour A = 1,3. Les trajectoires sont représentées par les lignes continues
colorées et des marqueurs indiquent la position du tourbillon pour une méme position azimutale du rotor
(c’est-a-dire lorsque la pale qui a émis le tourbillon se situe 4 un azimut 6 = 4°). Les formes des marqueuts

et les couleurs distinguent les courbes en fonction de la vitesse infini amont dans Pexpérience. Le champ

de vision expérimental est délimité par un trait continu noir sur la partie droite des images et le cercle
discontinu noir représente la trajectoire des pales.
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V.4 Conclusion

Ce chapitre donne une vision relativement différente du décrochage dynamique
dans une éolienne Darrieus par rapport a celles entrapercues dans beaucoup des références
bibliographiques sur le sujet (voir paragraphe I1.4). Cette originalité repose sur une géométrie
de machine singuliére et sur des outils de mesure inhabituels tels que la mesure de pression
instationnaire.

Les mesures de pression pariétale fournissent une indication de leffet direct du
décrochage dynamique sur les pales car le tourbillon de bord d’attaque, lorsqu’il est présent,
crée un effet de succion tres marqué qui se déplace vers larriere du profil. Il n’y a qu’une
seule configuration parmi celles testées ou il n’y a pas de signe de tourbillon de bord
d’attaque : a A = 1,9, bien qu’il s’agisse d’une vitesse réduite considérée comme faible pour la
plupart des éoliennes. Cette absence de tourbillon de bord d’attaque (donc de décollement
de la couche limite au bord d’attaque) a été reliée a la forte solidité de cette machine par
rapport aux autres éoliennes. Cette observation a une conséquence directe sur le design d’'un
rotor d’éolienne. Le décrochage dynamique impliquant un décollement de bord d’attaque a
des répercussions importantes sur les efforts et il est nécessaire de connaitre et de
comprendre les parametres qui agissent sur sa présence. La solidité est un de ces parametres
sur lequel un constructeur peut jouer, s’il veut par exemple fabriquer une machine avec une
vitesse réduite optimale de 2 pour laquelle il veut éviter ce type de décrochage dynamique.

Quand un tourbillon de bord d’attaque apparait malgré tout, ses propriétés varient
en fonction de la vitesse réduite et du nombre de Reynolds. Une des caractéristiques, peut-
étre la plus décisive, est le retardement du décrochage dynamique lorsque la vitesse réduite
ou le nombre de Reynolds augmente. Ceci conditionne toute la suite des événements car les
conditions d’écoulement autour du profil varient selon sa position azimutale, et par
conséquent, le comportement du lacher tourbillonnaire change aussi. Un tourbillon émis plus
tardivement se déplacera plus lentement au-dessus de la pale car la vitesse relative de
I’écoulement autour de la pale ralentit dans la phase amont de la rotation. L’amplitude de son
effet sur la pression pariétale sera également modifiée. Ensuite, il peut impacter de nouveau
la pale qui est a son origine car sa trajectoire peut croiser celle de la pale. L’interaction prend
différentes formes selon la vitesse réduite, et peut étre a 'origine d’un systéme tourbillonnaire
complexe a 'aval du rotor (pour A = 1,0). La dynamique tourbillonnaire dans le sillage proche
est par ailleurs nettement altérée par la diffusion de la vorticité au cours du transport des
tourbillons, qui est peut-étre aussi une conséquence d’effets tridimensionnels.

Au final, ce chapitre condense un ensemble de notions et d’évenements qui sont
décrits en détail. I.a connaissance de ces informations est un préalable indispensable a une
meilleure prédiction du phénomeéne. Une maniere de prédire le phénomene consiste a utiliser
des modeles semi-empiriques de comportement du décrochage dynamique proprement
paramétrés. Ceci constitue 'objet du chapitre suivant.
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MODELISATION DU
DECROCHAGE

] DYNAMIQUE DANS UNE
EOLIENNE DARRIEUS

Résumé

L’étude du décrochage dynamique réalisée dans le chapitre précédent a mis en
¢évidence la complexité du phénomene compte tenu des conditions de fonctionnement qui
sont testées ici. Or pour dimensionner et concevoir une éolienne, il faut étre capable de
prévoir les conséquences du décrochage dynamique pour adapter la géométrie de la machine.
Une piste envisageable consiste a utiliser les modeles de décrochage dynamique existants. Or
ces modeles sont pour la plupart empiriques et ont été construits pour le domaine
aéronautique. L’objectif de ce chapitre est de vérifier que le modele semi-empirique de
décrochage dynamique le plus couramment utilisé (le modele de Leishman-Beddoes)
convient pour la simulation des effets du décrochage dynamique dans une éolienne Darrieus.
Cette analyse se base sur la comparaison entre les résultats expérimentaux et numériques et
vise notamment a trouver les parametres adéquats du modele.
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VI.1 Présentation

Les principaux modéles de décrochage dynamique utilisables avec le modeéle
numérique utilisé ici (voir chapitre III) sont des corrections empiriques ou semi-empiriques
a posteriori des efforts globaux sur les pales, c’est-a-dire des modcéles qui supposent la
connaissance préalable des conditions d’écoulement autour du profil de pale (angle d’attaque,
vitesse relative, etc.) et qui ne modifient pas ces conditions. De telles corrections n’ont donc
pas d’effet sur la pression ou sur le champ de vitesse. Une autre facon de considérer le
décrochage découle de la volonté de procéder a des corrections directement sur la répartition
de pression en intégrant aussi I’émission dans le sillage d’'un tourbillon de décrochage
dynamique (voir paragraphe I11.2.2.4.4). Elle commence a apporter des perspectives
encourageantes ([275]). Si la campagne expérimentale menée donne justement des
informations sur la pression et le champ de vitesse dans le sillage, le calage a proprement
parler de ce genre de modele n’est pas direct car les informations qui pourraient étre
nécessaires sont compliquées a extraire de 'expérience, comme par exemple la position du
point de décollement de la couche limite. Les relevés réalisés ici permettent au mieux de
donner un point de comparaison mais ne donnent pas acces a un paramétrage du modcle.

L’objectif de ce chapitre sera donc plutot d’étudier un modéle semi-empirique de
correction des efforts. C’est le modéle de Leishman-Beddoes qui a été choisi. Il est décrit en
détail dans I'annexe A.1. Il modélise étape par étape le processus de décrochage dynamique
et bien qu’il ne donne pas acces aux répartitions de pression, il se sert de variables qui
représentent plusieurs caractéristiques de la couche limite non pas de manicre globale, mais
bien localisées spatialement sur la pale, comme par exemple la position du tourbillon de bord
d’attaque. La logique du modé¢le est de régler chaque étape du décrochage dynamique par des
constantes de temps adimensionné. I’étude va ici se concentrer principalement sur le
tourbillon de bord d’attaque. Trois caractéristiques permettent de décrire son effet : instant
ou le vortex apparait, sa vitesse de convection sur le profil et la forme que prend son effet.
Dans les paragraphes qui suivent, la premicre caractéristique analysée est la vitesse de
convection. Elle est déterminée en premier lieu car, n’ayant des mesures de pression qu’a
partir de 10% de corde, elle est utilisée pour déduire I'instant ou le vortex apparait, défini
comme I'instant ou le tourbillon se trouve au bord d’attaque.

V1.2 Vitesse de convection du tourbillon de bord
d’attaque

La position du vortex de bord d’attaque est controlée par la variable t qui indique
la position du vortex de bord d’attaque pendant son déplacement le long de la corde. 11 s’agit
d’un parameétre adimensionné de temps tel que © = 0 lorsque les conditions de décollement
de la couche limite au bord d’attaque sont réunies et T = Tvr. lorsque le vortex atteint le bord
de fuite, ou Tvi. est une constante. L’expression de t est donnée dans 'annexe A.1.3.2 et
rappelée ici. En notant t, 'instant ou le tourbillon émerge du bord d’attaque :

t

U,
T(t):f —dt (116)

to

Le fait que le vortex de décrochage dynamique démarre exactement du bord
d’attaque est évidemment une vue de Uesprit, car expérimentalement, il se forme un peu plus
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en aval (par exemple aux alentours de 20%-25% de corde d’apres McAlister et Carr [170]).
Par la suite, lorsque 'on estimera la position azimutale pour laquelle la convection du
tourbillon de bord d’attaque débute, elle sera basée sur ce concept de tourbillon amorgant sa
convection précisément au bord d’attaque.

L’approximation est également faite par Leishman et Beddoes que le vortex est
transporté le long du profil a une vitesse de convection U, constante par rapport a la vitesse
relative U, percue par le profil. Il est aussi rapporté que cette vitesse de convection
adimensionnée est indépendante du type de mouvement, méme si cette hypothése est
soumise a discussions ([77]). Dans le cas d’une vitesse relative constante, il y a un lien direct
entre la constante Tyy et la vitesse de convection adimensionnée :

U 2

U, Tu

A\

(117)

Le facteur 2 dans la relation (117) s’explique par 'adimensionnement de t par la
demi-corde. Dans notre cas, puisque la vitesse U, varie (elle peut diminuer de 'ordre de 15%
entre les moments ou le vortex passe au-dessus des prises a 20% et 50% de corde), on
préferera calculer la vitesse de convection a partir du rapport entre la distance entre deux
prises de pression et le temps que met le vortex pour passer a la verticale d’une prise a autre,
C’est-a-dire la formule (115).

Expérimentalement, le passage du vortex de bord d’attaque a la verticale des prises
de pression est matérialisé par un pic de dépression marqué (voir figure 76). Dans la plupart
des cas étudiés, un pic est clairement visible successivement des prises de pression de I'avant
vers celles de I'arriere du profil. Lintensité du vortex et son éloignement de la paroi modulent
I'amplitude du pic, et en général, il a été constaté que sur les prises de pression supérieures a
environ 60% de corde, le pic n’est plus suffisamment marqué pour étre distingué des banales
fluctuations de pression, et il peut y avoir des interactions complexes avec un tourbillon de
bord de fuite. Sur la prise de pression a 10% de corde, pour certaines configurations, les
signaux présentent une forme de saturation au niveau du pic dont la cause a été attribuée aux
effets centrifuges sur le systeme de mesure de la pression. L.a meilleure plage de positions
pour repérer les tourbillons se situe donc entre 20% et 60% de corde, c’est dans cette zone
que la vitesse de convection du tourbillon sur la pale a été calculée.

Par définition, t = Tvi. lorsque le vortex a parcouru la corde. On peut alors estimer
le parametre Tyi a partir de la variation de 7 entre deux prises de pression :

At
Ty1, = moy (E) c (118)

ti+1

At
Ax

2U,(t) , o
= | ————=dt entre les prises d'indices i et i+1 (119)
i—itl C(Xi+1 - Xi)

1

N At At , .
Ou le terme moy (&) est une valeur moyenne des rapports — Pour déterminer une
valeur expérimentale du parametre Tvi, il faut donc évaluer At qui dépend de la vitesse
relative U, du profil par la relation (119). Cette vitesse relative n’est pas connue
expérimentalement mais peut étre déterminée numériquement. Les valeurs numériques de
U. sont donc utilisées ici pour le calcul de l'intégrale par la méthode des trapezes, et les

intervalles de temps ti+1 - t; sont tirés des expériences.
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Comme seules les estimations de = sont possibles, on ne peut déduire que les
Xli—it+1

valeurs de 1 d’'une prise i par rapport aux valeurs des autres prises. La valeur de t n’est a
priori connue qu’a une constante additionnelle pres. Néanmoins, comme on sait que © = 0
au bord d’attaque, on peut recaler les courbes et obtenir une estimation du parametre. La
figure 110 représente I’évolution de 1 en fonction de la position sur la corde pour trois
exemples de configurations. On remarque que 'approximation d’une évolution linéaire de 1
en fonction de la position sur la corde semble justifiée entre 20% et 60% de corde. En
utilisant cette tendance pour tracer une approximation linéaire, les courbes expérimentales
ont été recalées de manicre a minimiser les écarts (méthode des moindres carrés). En
supposant cette tendance vérifiée sur intégralité de la pale, on peut déterminer, en observant
la valeur de t obtenue pour une distance parcourue équivalente a une corde, la valeur de Tvr.
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Figure 110 — Variable de temps adimensionnée t en fonction de la position sur la corde pour une sélection
de trois configurations représentatives du comportement général. Les mesures expérimentales sont
représentées par des marqueurs colorés reliés par des lignes continues. Les formes des marqueurs et les
couleurs distinguent les configurations. Les lignes pointillées colorées représentent les approximations
linéaires estimées a partir des mesures entre 20% et 60% de corde. Les valeurs de 7 atteintes 2 100% de la
corde indiquent directement la valeur estimée de Tvr.

La figure 110 donne de nombreuses indications :

e [’évolution de 1 avec la position sur la corde semble bien étre linéaire entre
20% et 60% de corde. En d’autres termes, cela signifie globalement qu’au-
dela de 20% de cotde, la vitesse de convection du tourbillon peut étre
considérée comme proportionnelle a la vitesse relative de I’écoulement.

. . . T . , .. . . ,
Ainsi, la variable —— peut aussi représenter la position adimensionnée du

i
tourbillon sur la corde E

e Entre 10% et 20% de corde, la pente de la courbe est généralement plus
¢levée, ce qui indique que la vitesse de convection du tourbillon est plus
lente. Ceci laisse a penser que le tourbillon entre 10% et 20% de corde est
en phase initiale de développement, ce qui explique qu’il pourrait avoir une
dynamique légerement différente du reste de son développement. Ceci
concorderait avec I'idée souvent rapportée que le vortex de bord d’attaque
se forme aux alentours de 20%-25% de corde ([170]).

e Les pentes sont différentes selon les configurations. Ceci indique que la
constante de temps adimensionnée Tvi. n’a pas une valeur indépendante de
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la vitesse réduite et de la vitesse infini amont. Si on regarde de plus pres la
facon dont la Tvi. varie, il ne semble pas se dégager de relation claire
indiquant la dépendance du parameétre Tvr. a la vitesse réduite ou a la vitesse
infini amont (voir tableau 18). Il semble juste que pour une vitesse réduite
donnée, le parameétre diminue lorsque la vitesse infini amont augmente.

e Globalement, la valeur de Tvi. est de 'ordre de 6 a 7 dans la majorité des cas
(voir tableau 18). Dans la littérature, cette constante peut varier selon le
nombre de Mach et le type de profil, mais globalement, elle oscille entre 7
(7 pour un profil NACAOO15 d’apres [222] ou 7,5 pour un profil
NACA0012 a M = 0,3 d’apres Leishman et Crouse [154]) et 11 (pour un
profil NREL S809 d’apres [184] et [109]). La présente estimation de la
constante est plutot en accord avec celle utilisée par Scheurich [222] sur le
méme type de profil, voire un peu inférieure.

Vitesse réduite Vitesse infini amont Ty U,/ U,
A Ux
1,0 15 5,05 0,45
1,3 12 6,20 0,31
13 15 5,09 0,41
15 12 7,55 0,27
1,5 15 6,31 0,33
1,7 12 6,25 0,34

Tableau 18 — Récapitulatif des valeurs des parametres Tvy, et Uy/U,, respectivement le temps adimensionné
de traversée de la corde de la pale par le tourbillon et la vitesse moyenne de convection adimensionnée par
la vitesse relative de I’écoulement autour du profil, ) déduites des mesures expérimentales pour six
configurations différentes.

La vitesse de convection moyenne que 'on trouve a partir des expériences est
dépendante de la vitesse réduite et de la vitesse infini amont, mais globalement elle est aussi
conforme a la littérature sur le décrochage dynamique pour des profils en tangage. Il est
estimé que l'ordre de grandeur de la vitesse de convection du vortex est proche de 0,30 U, a
0,45 U: (selon les configurations). Pour des cas de décrochage dynamique sur un profil en
tangage, il est généralement admis que la vitesse de convection du vortex de bord d’attaque
est légerement inférieure a 0,5 U, (d’apres McCroskey et al. [173] par exemple). A titre de
comparaison quantifiable, Lourenco et al. [160] évaluent la vitesse de convection a 0,36 U,
pour un profil NACA0012 en mouvement de tangage a taux constant, et Ferrecchia [77]
estime que pour un profil NACA0015 en tangage a taux constant, la vitesse” de transport
du tourbillon est sensiblement dépendante du taux de tangage et que sa valeur évolue
globalement entre 0,3 U; et 0,45 U; selon les conditions de tangage. Dans tous les cas en ce
qui concerne cette vitesse de convection, I'accord est globalement bon entre les résultats
présentés ici et ceux rapportés pour des profils en tangage. Il est donc intéressant de noter
que bien que les conditions d’écoulement autour d’un profil en tangage et d’une pale
d’éolienne Darrieus sont différentes, I'ordre de grandeur de la vitesse de convection du
tourbillon par rapport au profil reste le méme.

20 Pour un profil en tangage simple, la vitesse de convection du toutbillon est exptimée en fonction de la vitesse infini amont Uw, or elle
peut étre assimilée a la vitesse relative Us car le profil est n’a pas de vitesse de translation.
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V1.3 Condition d’apparition du tourbillon de bord
d’attaque

VI.3.1 Les parametres a régler

L’apparition du tourbillon de bord d’attaque est liée a I'instabilité de la couche limite
de la face en dépression. Les raisons plus précises de sa formation et les criteres exacts de
son déclenchement et de son déplacement sont encore inconnus. Les différents criteres qui
existent dans la littérature reposent essentiellement sur des théories empiriques. Le travail de
Leishman et Beddoes [153] pour la détection du décollement au bord d’attaque se base sur
le critere d’Evans-Mort [72]. Cette condition leur permet de relier le déclenchement du vortex
de bord d’attaque a une pression critique au bord d’attaque. Cette pression est elle-méme en
relation avec un coefficient critique de force normale noté Cyi. A partir du moment ou le
coefficient de force normale dépasse ce coefficient critique, le vortex de bord d’attaque
commence a se déplacer a partir du bord d’attaque.

En écoulement instationnaire, la réponse de P'effort subi par la pale en réaction aux
variations d’incidence s’effectue avec un temps de retard. Il y a deux origines principales a ce
retard : les effets circulatoires (liés aux lachers tourbillonnaires dans le sillage) et ce que
Leishman et Beddoes décrivent comme une réponse en pression tardive au bord d’attaque
([153]). Les effets circulatoires sont pris en compte via estimation d’une vitesse et d’une
incidence relative, tandis que le retard sur ’établissement de la pression au bord d’attaque est
modélisé par Leishman et Beddoes par une réponse du premier ordre sur le coefficient de
force normale (voir annexes A.1.2.2 et A.1.3.1) et fait intervenir la constante adimensionnée
de temps T;. En prenant en compte ces retards cumulés, le coefficient instationnaire de force

normale, noté C'N, peut donc atteindre la valeur critique Cxy pour un angle d’incidence plus
élevé que l'angle de décrochage statique. Ainsi, le réglage du déclenchement du vortex de
bord d’attaque est effectué par le calage des parametres T}, et Cny (voir figure 111).

Néanmoins, Sheng et al. [232] font remarquer que pour de faibles nombres de
Mach, ce retard du premier ordre a lui seul n’est pas suffisant et provoque un déclenchement
de vortex de bord d’attaque trop précoce par rapport aux expériences. Sur la figure 111
adaptée de Sheng et al. [232], le critére introduit par Leishman et Beddoes simule un angle
de décrochage dynamique aux alentours de 19° pour un mouvement tangage a taux constant,
la ou expérimentalement, il se situe vers 25°. Ils estiment qu’une méthode possible pout
améliorer I'estimation du moment ou le décrochage de bord d’attaque se produit est
d’introduire un second retard, c’est-a-dire introduire une seconde réponse du premier ordre
réglée par une constante adimensionnée de temps Ty, (voir également figure 111). On note

alors Cy ce coefficient de force normale instationnaire retardé. La valeur de la constante T’
estliée a la maniére dont Cxi est calculé puisque pour atteindre un méme angle de décrochage
dynamique, si Cxi augmente, alors il faut diminuer T.
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Détermination de Cni
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Détermination du déclenchement du tourbillon de bord d’attaque

Figure 111 — Ilustration des méthodes de Leishman et Beddoes [153] et Sheng et al. [232] pour détecter
l'angle de décrochage dynamique (adapté de [232]). Les traits continus noirs représentent des résultats
expérimentaux pour un profil statique et pour un profil en tangage a taux de variation d’incidence
constant. Le déclenchement de la convection du tourbillon de bord d’attaque est détecté lorsque le
coefficient de force normale en écoulement attaché retardé par une ou plusieurs fonctions de retard (traits
continus rouges et verts) atteint la valeur critique Cni.

VI.3.2 L’influence du nombre de Reynolds instantané
sur le parametre Cni

Le coefficient critique de force normale Cxi est par définition dépendant du profil
choisi et des conditions dans lesquels il est utilisé (nombre de Reynolds et nombre de Mach
de I’écoulement infini amont). La méthode de détermination de ce paramétre, telle que 'ont
rappelée par exemple [184] et [200], utilise les propriétés des polaires statiques. En pratique,
pour des nombres de Mach faibles, soit en dehors de la zone d’influence de la compressibilité
de écoulement, Cxi est souvent choisi comme étant la valeur de Cy en écoulement potentiel
(écoulement attaché) pour 'angle de décrochage statique (voir figure 111). D’apres Leishman
et Beddoes [153], 'angle de décrochage statique peut étre choisi comme P'angle pour lequel
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il y a une cassure au niveau de la courbe de coefficient de moment ou de force tangentielle.
Dans notre cas, la courbe qui présente la plus faible incertitude pour la détermination du
décrochage est plutot la courbe de coefficient de force normale, on choisit donc de définir
le décrochage statique par I'angle pour lequel le coefficient de force normale présente un
extremum local.

I>évolution de Cni pour un profil NACA0015 en fonction du nombre de Reynolds
est représentée sur la figure 112. Elle est déduite de I'ensemble des polaires statiques
mesurées par Jacobs et Sherman [129]. Les fluctuations pour des petits nombres de Reynolds
sont dues a la difficulté de définir la pente du coefficient de force normale a cause du bulbe
de décollement laminaire et a la difficulté de trouver un angle de décrochage sachant qu’il
s’agit dans certaines conditions d’un décrochage progressif par décollement de la couche
limite par le bord de fuite et non d’'un décollement brutal de la couche limite au bord
d’attaque (voir figure 113). Dans la gamme de nombres de Reynolds que I’éolienne peut
rencontrer dans les expériences présentées ici (globalement entre 6.10* et 5.10°), on peut
estimer que la valeur de Cxi se situe entre 1,1 et 1,3 selon la position azimutale. Il s’agit de
valeurs plus faibles que dans la littérature car en général, pour les études sur des profils
oscillants, le nombre de Reynolds caractéristique est plus élevé.

1.8 —_— —_—

—_
(&)
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]

Coefficient critique de force
normale
ale (G
—_ —_
S

1 I I
10" 10° 10° 10’
Nombre de Reynolds (Re)

Figure 112 — Coefficient critique de force normale pour un profil NACA0015 en fonction du nombre de
Reynolds. Les données sont issues de Jacobs et Sherman [129].

Deux stratégies ont été testées pour implémenter une valeur de Cxi dans le code de
calcul : ne considérer que la valeur de Cx; basée sur le nombre de Reynolds caractéristique
(en utilisant uniquement la vitesse de rotation, voir définition (6), donc une seule valeur de
Cxi quelle que soit la position azimutale) ou adapter les polaires statiques de maniére continue
et ainsi lier Cxi au nombre de Reynolds instantané (basé sur la vitesse relative qui varie avec
la position azimutale, voir définition (27)). Concretement, les différences constatées sur la
modélisation du décrochage dynamique avec le modele de Leishman-Beddoes restent faibles
selon la stratégie adoptée. De manicre générale, le nombre de Reynolds instantané est
supérieur au nombre de Reynolds caractéristique pour les azimuts ou le vortex de bord
d’attaque peut se former (globalement 60° < 6 < 120°), donc le coefficient critique Cyi est
un peu plus grand quand on considére le nombre de Reynolds instantané. Néanmoins, les
différences entre les deux stratégies de calcul ne modifient pas fondamentalement les analyses
etles conclusions que 'on peut faire sur le décrochage dynamique. Ne pas prendre en compte
les variations instantanées de vitesse ne provoque donc pas d’erreur manifeste, en particulier
sur le déclenchement du tourbillon de bord d’attaque.

224



Pour la suite de ’étude, ce sont les valeurs de Cy; dépendantes du nombre de
Reynolds instantané qui seront utilisées. Puisque Cy; et le coefficient instationnaire retardé

de force normale Cy (voir annexes A.1.2.2 et A.1.3.1) varient tous les deux avec la position
azimutale 0, il n’y a un lacher tourbillonnaire de bord d’attaque que si a un instant donné

Cn(6) = Cy1(0). Pour une configuration donnée, on définit la valeur de Cyy comme étant

la valeur obtenue a l'instant ou le coefficient Cy commence a dépasser Cyy, en moyenne
lorsque le sillage est établi, c’est-a-dire sur les dernicres rotations de la simulation numérique.

Cette valeur de Cy; dépend entre autres de la constante Ty, puisque Cy en dépend.
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Figure 113 — Coefficient de force normale statique pour un profil NACA0015 en fonction de I'angle
d’attaque (d’apres Jacobs et Sherman [129]). Les formes des marqueurs et les couleurs distinguent les
courbes en fonction du nombre de Reynolds caractéristique.

VI.3.3 Calage de T},

Pour le déclenchement du vortex de bord d’attaque, le choix a été fait d’évaluer
uniquement le retard T, supplémentaire qu’il faut imposer au modéle de Leishman-Beddoes
original pour faire correspondre le mod¢le numérique aux mesures expérimentales.

Expérimentalement, on ne peut pas mesurer directement I'instant ou le vortex de
décrochage dynamique débute au bord d’attaque, d’une part parce qu’il s’agit d’une vision
théorique, la naissance du vortex ne se produisant pas exactement au bord d’attaque, et parce
que les données disponibles commencent a 10% de corde. Pour déterminer la valeur de T,
un calcul itératif a été mené avec différentes valeurs de T}, et le choix s’est fait sur la valeur
qui menait 2 une minimisation (par la méthode des moindres carrés) des erreurs de position
du vortex dans le temps au niveau des prises de pression. La comparaison entre la position
expérimentale du vortex de bord d’attaque et celle déduite du modele de Leishman-Beddoes
avec la constante Ty, optimale est présentée sur la figure 114. On constate qu’a condition de
correctement caler les parameétres, le modéle de décrochage dynamique est capable de prédire
la position méme sur une physionomie d’écoulement complexe pour laquelle le modéle n’a
pas été prévu. La nature prédictive du modele est néanmoins conditionnée par la variabilité
des parameétres.
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Les valeurs déduites de cette étude sont résumées dans le tableau 19. Les
expériences menées ici confirment le fait qu’il faut augmenter le retard pour déclencher le
lacher tourbillonnaire de bord d’attaque au bon instant, comme le préconisent Sheng et al.
[232]. Dans les configurations de tangage testées par Sheng et al., Tj, est estimé a une valeur
idéale de 2,2 pour un profil NACAO012 (ils évoquent aussi la valeur de 3,93 si une autre
valeur de Cyi est choisie). On retrouve ici un ordre de grandeur comparable, avec des valeurs
allant de 1,6 a 3,4 si on adapte Cxi au nombre de Reynolds instantané. On remarque toutefois
que cette constante T, n’est pas indépendante de la configuration. De manicre générale, il
semble que plus la vitesse réduite est élevée, plus la valeur de Ti, est grande. De méme, plus
la vitesse infini amont est élevée, plus la valeur de T}, est grande également.

Cela signifie au final que le retard supplémentaire a appliquer par rapport au modcle
de Leishman-Beddoes n’est pas invariable selon les conditions de fonctionnement. Ainsi,
pour une vitesse infini amont donnée, plus la vitesse réduite est grande, plus le
déclenchement du lacher du tourbillon de bord d’attaque est retardé. Et pour une vitesse
réduite donnée, plus le nombre de Reynolds caractéristique (directement proportionnel a la
vitesse infini amont) est grand, plus le retard au déclenchement est important également.
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Figure 114 — Positions angulaires azimutales successives pour lesquelles le tourbillon de bord d’attaque
passe au-dessus des prises de pression, pour une sélection de configurations différentes. Les mesures
expérimentales sont représentées par des marqueurs colorés reliés par des lignes continues. Les formes des
marqueurs et les couleurs distinguent les configurations. Les lignes pointillées colorées représentent les
estimations numériques en supposant une vitesse de convection du tourbillon constante sur le profil,

proportionnelle a la vitesse relative pour une position azimutale donnée, et en calant la constante Ty, de
maniére 2 minimiser les écarts numériques/expétimentaux.
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Cni 2 Pinstant du

Vitesse réduite Vitesse infini amont décle{lchement du T,
A Ux tourbillon de bord

d’attaque

1,0 15 -1,17 1,63

1,3 12 -1,16 2,15

1,3 15 -1,18 2,73

1,5 12 -1,16 2,24

1,5 15 -1,18 3,39

1,7 12 -1,15 3,56

Tableau 19 — Récapitulatif des valeurs des parameétres Cny et Ty, (qui permettent d’estimer le déclenchement
du tourbillon de bord d’attaque) déduites des mesutes expérimentales pour six configurations différentes.

V1.4 Modéle de Peffet du tourbillon

Dans le mod¢le de Leishman-Beddoes, 'effet du vortex de bord d’attaque se résume
a ajout d’'un terme CY qui représente Ieffet de succion du vortex lorsqu’il est a proximité
de la pale (voir annexe A.1.3.3). Il est imaginé qu’il peut étre représenté comme une
accumulation de circulation au voisinage du profil ([153]). Son intensité dépend de deux
contributions antagonistes : d’une part, 'augmentation de I'incidence effective alimente le
tourbillon en circulation, d’autre part, lintensité décroit a cause de la diffusion.
L’alimentation du tourbillon dépend directement de la différence entre le coefficient de force
normale en écoulement attaché et en écoulement partiellement décollé déterminé a partir de
la position du point de décollement. Les deux processus d’alimentation et de diffusion sont
supposés étre des systemes du premier ordre par rapport a la variable de temps
adimensionnée et ne sont réglés que par une constante de temps adimensionnée Ty. En ce
qui concerne I'effet du tourbillon de bord d’attaque sur le coefficient de force tangentiel, la
publication originale de Leishman et Beddoes [153] ne précise pas s’il existe un terme Cy et
quel peut étre sa forme. Cette absence s’explique peut-étre par la moindre importance que
représente I'effort tangentiel par rapport a 'effort normal en ce qui concerne la sustentation
pour une application dans le domaine des hélicopteres pour lequel le modele a été congu.
Pierce [200] évoque cette absence et, au regard de ses expériences, propose de modéliser cet
effet d’une maniere comparable a la composante circulatoire (voir annexes A.1.1 et A.1.3.3)

. . T . , .. .
en multipliant par le terme 1 - T (qui représente la position du tourbillon par rapport au

bord de fuite) pour moduler 'effet du tourbillon en fonction de sa position sur la pale. Ceci
engendre un effort généralement moteur (qui tire la pale vers 'avant) lorsque le tourbillon
est au bord d’attaque et nul lorsque le tourbillon est au bord de fuite.

La comparaison expérimentale/numérique nécessite plusieurs prérequis. Il faut
arriver a isoler la seule influence du tourbillon de borde d’attaque et procéder a des
interpolations et des extrapolations de la répartition de pression pour obtenir les efforts
normaux et tangentiels.

VI.4.1 Détermination expérimentale de ’influence
isolée du tourbillon

Le modele de Leishman-Beddoes se concentre uniquement sur les efforts globaux,
C’est-a-dire les coefficients de forces normale et tangentielle et le coefficient de moment.
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Expérimentalement, seule la pression pariétale est ici accessible. L’idée est d’essayer de
distinguer le seul effet du vortex du reste de I’évolution de la pression puis d’interpoler et
intégrer pour remonter aux efforts globaux. Les principes de superposition et
d’indépendance des processus élémentaires qui constituent le décrochage dynamique
(décollement de bord de fuite et effet du tourbillon) sont donc aussi appliqués sur les
répartitions de pression pariétale : on suppose que I'on peut ajouter arithmétiquement effet
de succion du tourbillon a une pression pariétale qui existerait en 'absence du tourbillon,
C’est-a-dire ou seul un décollement de bord de fuite interviendrait. Pour séparer le pic de
dépression du pic du reste de I’évolution de pression sur chacune des prises, une interpolation
par des fonctions polynomiales par morceau (autrement appelées splines) a été réalisée entre
les points immédiatement avant et apres le pic de dépression engendré par le tourbillon (voir
figure 115). La différence entre la pression mesurée et la pression interpolée donne
directement une estimation de 'effet induit uniquement par le vortex. Ceci n’est pas ce qui
se passe en réalité, puisque le tourbillon influence le décollement de la couche limite et le
décollement de la couche limite peut modifier des caractéristiques du lacher tourbillonnaire
de bord d’attaque. En pratique, cette méthode a montré qu’elle donnait de bons résultats

([153]).
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Figure 115 — Illustration du principe de superposition utilisé dans cette é¢tude. I’exemple considéré
s’appuie sur la mesure de pression a 20% de corde pour la configuration A = 1,7 et Us = 12 m/s.
a) Coefficient de pression (adimensionné par la pression dynamique liée a la rotation %Q(kUm)z) en

fonction de 'angle azimutal, tracé en trait continu rouge. Le trait pointillé est 'interpolation polynomiale
réalisée entre les points immédiatement avant et apres le pic de dépression.

b) En haut : coefficient de pression interpolé en fonction de 'angle azimutal. En bas : effet isolé du
tourbillon de bord d’attaque sur le coefficient de pression en fonction de I'angle azimutal. Le coefficient de
pression total se décompose en la somme arithmétique de ces deux contributions (interpolation et effet du

vortex seul).

Dans un premier temps, on peut observer l'allure de 'effet du vortex seul sans
s’'intéresser a son amplitude en normalisant "amplitude par la valeur absolue de 'amplitude
maximale du pic. On observant 'amplitude normalisée de la contribution du tourbillon au
coefficient de pression (voir figure 116, qui indique I'effet de succion a 40% de corde
représentatif de ce qui se passe sur chacune des prises de pression), on remarque que la forme
et la largeur de leffet de succion sont comparables lorsque les vitesses réduites sont
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similaires. Plus la vitesse réduite est grande, plus le pic de dépression est étalé sur une plage
angulaire importante.

0.1 A t . . A
0
-0.17
-0.2¢
-0.3f
-0.4¢
-0.5f
-0.6f
-0.7p
-0.8f
-0.9¢

_le,O,Uooz15m/s

ll—A=13,U ~12m/s
o0

—A~13,U ~15m/s
o0

A=15U ~12m/s
o0

A=15U =~15m/s
(e 0]

—A=x17,U =12m/s
o0

Contribution normalisée du vortex
au coefficient de pression

-1
_1']5 ’ ’ : ’ ’

-30 -20 -10 0 10 20 30
Azimut centré autour du pic de dépression 0-0 ) []

Figure 116 — Contribution normalisée de P'effet de succion du tourbillon de bord d’attaque a 40% de la
corde en fonction de la position azimutale centrée autour de la position azimutale du minimum du pic de

min, i

dépression, pour différentes configurations. Ominj est I'angle azimutal du minimum du pic de dépression
pour la prise de pression d’indice i . L’ordonnée est la contribution du tourbillon au coefficient de pression
normalisée par la valeur absolue du minimum de cette contribution.

Puisque la largeur du pic de dépression semble étre proportionnelle a la vitesse
réduite, le choix est fait sur la figure 117 de représenter 'amplitude normalisée de I'effet du
vortex en fonction de la position azimutale centrée divisée par la vitesse réduite. On note
alors que les courbes sont proches quelle que soit la configuration. On peut relier cela au fait
que la vitesse de convection du tourbillon de bord d’attaque est approximativement
proportionnelle a la vitesse relative de I’écoulement U, (voir paragraphe VI.2) qui est elle-
méme en lien direct avec la vitesse réduite. L’intervalle d’azimut que couvre I'effet direct du
vortex pour une prise de pression donnée est ainsi globalement compris aux alentours de 20°
a 30° multiplié par la vitesse réduite.

Hormis cette dépendance de la largeur du pic, on remarque que la forme du pic de
succion est relativement indépendante de la vitesse réduite. Elle dépend surtout de la position
sur la pale. Pour les prises a 10% et 20% de corde, la dépression se fait rapidement, puis la
diminution de I'effet se fait a un rythme plus lent (voir figure 117.a). Cette dissymétrie est en
revanche beaucoup moins évidente pour les prises de pression supérieures ou égales a 40%
de corde (voir figure 117.b). Cette dissymétrie s’explique tout d’abord par le fait que le vortex
n’est pas physiquement un tourbillon isolé mais plutot 'enroulement d’une couche cisaillée
qui se comporte par nature de maniere dissymétrique. Cette dissymétrie s’estompe quand le
tourbillon s’éloigne du bord d’attaque car 'enroulement tourbillonnaire devient tel que le
tourbillon peut s’apparenter a un tourbillon isolé. Ensuite, il a été constaté que sa vitesse de
convection est légerement plus lente a 10% et 20% de corde car le vortex est en phase initiale
de formation (voir paragraphe VI1.2). Enfin, I’alimentation du vortex ne doit probablement
pas se faire de maniere linéaire, mais de maniere plus soutenue vers le bord de d’attaque que
vers le bord de fuite donc les variations d’intensité et de la taille du vortex peuvent moduler
effet induit de maniere irréguliere.
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Figure 117 — Représentation normalisée de I'effet de succion du tourbillon de bord d’attaque pour deux
positions sur le profil (a 20% et 40% de la corde) et pour différentes configurations. I.’ordonnée est la
contribution du tourbillon au coefficient de pression normalisée par la valeur absolue du minimum de

T PR . 0-Omini -
cette contribution. I.’ordonnée minimum vaut donc -1. L’abscisse correspond au rapport ———— 0
) b

I’angle azimutal, Omin; 'angle azimutal du minimum du pic de dépression pour la prise de pression d’indice i
et A la vitesse réduite. Les couleurs distinguent les configurations.

La figure 118 donne un apercu de I’évolution de 'amplitude du pic de dépression
en fonction de la position sur la pale pour une configuration donnée. Pour la prise de pression
2 10% de corde, 'amplitude du pic est selon les configurations de 15% a 50% moins élevée
que celle de la prise a 20% de corde. On peut associer cela au fait qu’a 10% de corde, le
vortex n’est vraisemblablement pas encore formé, et il ne crée donc pas autant de dépression
qu’une structure tourbillonnaire complétement constituée comme elle peut I’étre a partir de
20% de corde. Ceci est en accord avec la littérature ([170]) qui indique que le vortex de bord
d’attaque se forme entre 20% et 25% de corde.

Au-dela de 20% de corde, 'amplitude du pic de succion diminue en particulier parce
que le grossissement du vortex et lincidence relative élevée et croissante du profil
provoquent un éloignement du tourbillon par rapport a la paroi, réduisant ainsi son effet.
Les prises de pression supérieures a 70% de corde ne sont pas affichées car la baisse de
I'amplitude est telle qu’il n’est plus possible d’identifier et d’isoler la seule contribution du
tourbillon de bord d’attaque.
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Figure 118 — Contribution du vortex au coefficient de pression en fonction de I'angle azimutal pour
différentes positions sur la pale pour la configuration A = 1,0 et Uw = 15 m/s. Les couleurs distinguent les
courbes en fonction de la position des prises de pression sur la corde. Les marqueurs sont placés aux
azimuts ou 'amplitude de P'effet de succion du tourbillon est la plus grande.
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Figure 119 — Amplitude maximale de la contribution du vortex au coefficient de pression en fonction de
I'angle azimutal pour différentes positions sur la corde (20% a 60%) et pour différentes configurations. Les
couleurs distinguent les courbes en fonction de la position des prises de pression sur la corde. Les formes
des marqueurs distinguent les points en fonction de la configuration. 11 existe des configurations pour
lesquelles il n’est pas possible de détecter le tourbillon a 60% de corde.

Amplitude maximale de la contributior
du vortex au coefficient de pression
&

D’une configuration a une autre, 'amplitude maximale de la contribution du
tourbillon est différente. La relation que I'on peut estimer est que plus le tourbillon se forme
tard dans un cycle de rotation de la pale, plus son amplitude est faible (voir figure 119). Cette
tendance est vérifiée sur toutes les prises de pression, mais a des rythmes de décroissance
différentes selon la position sur la corde. Les facteurs qui sont a 'origine de cette tendance
sont nombreux. Le fait que 'amplitude du pic de succion est plus faible pour les vitesses
réduites élevées est naturellement lié aux conditions d’écoulement moins critiques
(notamment un taux de variation d’incidence plus faible, voir paragraphe V.2.2.1). Pour une
vitesse réduite donnée, 'amplitude du pic de succion diminue également lorsque la vitesse
infini amont augmente. Une des explications est liée au retardement du décrochage (voir
paragraphe V.3.1). Lorsque le tourbillon se forme plus tard, le taux de variation d’incidence
(voir figure 84) et la vitesse relative de I’écoulement par rapport au profil (voir figure 88) sont
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plus faibles, il y a donc moins d’énergie contenue dans I’écoulement et le tourbillon est par
conséquent moins énergétique et son effet moindre.

VI1.4.2 Effet du tourbillon sur les coefficients globaux

Le pic de dépression visible sur les prises de pression engendre un effet sur les
coefficients de forces normale et tangentielle qui peut étre déduit de l'intégration et de la
projection de la pression. A partir des sept prises de pression a notre disposition, une
interpolation a été réalisée pour évaluer la répartition de pression sur le profil. Cette
interpolation a été guidée selon la position du tourbillon de bord d’attaque de maniére a
faciliter son suivi. La méthode d’interpolation, identique a celle utilisée pour le paragraphe
V.2.2.5 est décrite dans 'annexe A.2. Ensuite, la pression a été intégrée sur la face intérieure
et projetée dans les directions normales et tangentielles au profil. Cette estimation de la
contribution du tourbillon aux efforts souffre néanmoins du manque de mesures de pression
entre les prises et au-dela, en particulier la zone entre le 0% et 10% de corde qui joue un réle
important dans le calcul de I'effort tangentiel. Malgré cela, I'intégration ne semble pas dénuée
de sens, d’autant plus qu’il a été remarqué que le tourbillon de bord d’attaque n’est pas créé
au bord d’attaque mais plus en aval, donc son influence avant 10% de corde est moindre par
rapport a un écoulement attaché et erreur commise ne doit pas modifier la compréhension
du phénomene.

T T T

Contribution du —Interpolation
tourbillon de bord --Sans vortex
d’attaque O Expérimental
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Figure 120 — Répartition interpolée du coefficient de pression expérimental pour la configuration A = 1,0
et Us = 15 m/s lorsque 0 = 75°, c’est-a-dire lorsque le tourbillon de bord d’attaque se situe vers 20% de

corde. La pression est adimensionnée par la pression dynamique liée a la rotation EQ(XUOO)Z. Le trait

continu représente 'interpolation réalisée entre les prises de pression de 10% a 80% de corde. Le trait
pointillé représente I'estimation de la distribution de pression réalisée par interpolation polynomiale
comme présentée sur la figure 115. La zone hachurée entre les deux courbes est la seule contribution du
tourbillon au coefficient de pression.

Le principe de superposition présenté sur la figure 115 continue d’étre utilisé ici et
permet de dissocier 'effet du tourbillon du reste comme indiqué sur la figure 120. Une fois
isolé, il est intéressant de visualiser I’évolution de ces contributions du tourbillon sur les
coefficients de force normale et tangentielle (notés respectivement CY; et CY) en fonction du
temps ou de la position du vortex (qui sont liés, voir figure 110). Pour comparer la forme de
ces contributions indépendamment de la configuration, on trace sur la figure 121 les allures
des contributions normalisées par 'amplitude maximale en fonction de la position du
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tourbillon sur la corde. On remarque que les contributions prennent une forme comparable
quelle que soit la configuration. En comparant globalement les contributions CY; et C} pour
les différentes configurations, on note quelques fluctuations entre les configurations lorsque
le tourbillon est au bord d’attaque a cause de 'imprécision de Pextrapolation entre 0% et
10% de corde. La correspondance entre les courbes est aussi moins bonne lorsque le
tourbillon s’éloigne du bord d’attaque. Ceci refléte peut-étre une différence de comportement
selon les configurations mais s’explique en partie aussi par la détection de I'effet du tourbillon
qui devient plus complexe vers I'arriere du profil du fait de sa faible amplitude. On peut aussi
juger que pour une position du vortex au-dela de 80% de corde, il n’a plus d’effet direct sur
les efforts aérodynamiques. Ce phénomene est peut étre accentué par le manque de prises de
pression au-dela de 80% de corde, mais correspond malgré tout a la faiblesse de I'effet du
tourbillon sur les prises de pression située apres 70% de corde (voir par exemple figure 78).
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Figure 121 — Contributions expérimentales normalisées du vortex aux coefficients de force normale (a) et
tangentielle (b) (adimensionnés par le terme EQC(XUOC)Z) en fonction de la position sur la corde. Les

contributions sont calculées par intégration sur toute la face intérieure du profil (apres interpolation et
extrapolation) et peuvent étre surestimées lorsque le tourbillon est proche du bord d’attaque (voir annexe
A.2.3.1). Chacune des contributions est normalisée par le maximum de la valeur absolue de la contribution
du tourbillon. La position du tourbillon est estimée grace a la relation linéaire entre la position et la variable
de temps adimensionnée (voir figure 110).

Pour I'effort normal, la contribution normalisée du tourbillon prend la forme d’une
courbe en cloche avec une amplitude maximale lorsque le tourbillon est aux alentours de
30% de la corde. Pour T'effort tangentiel, il y a une ondulation positive puis négative du
coefficient de force, correspondant a un effet moteur suivi d’un effet freinant pour la rotation
de I’éolienne. La bascule d’une valeur positive a une valeur négative se produit lorsque le
tourbillon se situe globalement entre 32% et 42% de la corde. Cette bascule s’explique en
grande partie par un simple effet de projection (voir figure 94). Si 'on imagine I'effet de
succion du tourbillon comme agissant selon la direction normale a sa position au-dessus de
la surface de la pale, la résultante normale agira toujours dans le méme sens (vers l'intérieur
du rotor), mais la résultante tangentielle sera positive ou négative selon qu’elle se trouve
respectivement en amont ou en aval du point d’épaisseur maximale sur la face intérieure du
profil de pale. Pour un profil NACA0015, le point d’épaisseur maximal est a2 30% de la corde,
ce qui correspond au point pour lequel le coefficient de force normale est maximum. Ce
point ne correspond par contre pas exactement avec la position pour laquelle il y a le
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basculement positif-négatif du coefficient de force tangentiel car 'amplitude de P'effet de
succion diminue lorsque le tourbillon se déplace (voir paragraphe VI.4.1) et il résulte en
réalité de I'intégration sur une certaine surface, donc méme si un tourbillon est au-dela du
point d’épaisseur maximal, il peut continuer a avoir un effet sur la portion en amont de ce
point. On peut aussi observer que la contribution motrice a une amplitude plus grande que
la contribution résistive qui n’atteint qu’environ 20% a 50% de 'amplitude de cette premicere.
Par conséquent, s’1l est considéré comme indépendant du décollement de la couche limite de
bord de fuite, I'effet isolé du tourbillon de bord d’attaque est en moyenne moteur pour la
production de couple et de puissance.

VI.4.3 Comparaison expérimental/numérique

Maintenant que des estimations des contributions CY et C%* ont été obtenues, on
peut les comparer a celles obtenues avec le modele numérique de Leishman-Beddoes. Les
méthodes de calcul sont rappelées dans ’A.1.3. Une fois la position du tourbillon donnée,
les contributions sont essentiellement réglées par la constante de temps adimensionnée T..
Elle correspond a la constante de temps qui régle la facon dont l'effet de succion va
augmenter et diminuer en fonction des conditions d’écoulement autour du profil. Ici la valeur
la plus communément utilisée du parametre est choisie (voir annexe A.1.4).

En regardant les allures normalisées (c’est-a-dire adimensionnées par 'amplitude
maximum) des contributions du tourbillon aux coefficients aérodynamiques telles qu’elles
sont présentées sur la figure 122, on peut émettre plusieurs commentaires et distinguer
certaines différences par rapport a la figure 121 :

e Que ce soit pour les efforts normaux ou tangentiels, les formes des
contributions sont principalement guidées par les conditions d’écoulement
(incidence et vitesse incidente), d’apres le modele de Leishman-Beddoes.
Or expérimentalement, il semble que ce soit principalement la position sur

la pale qui module les formes de CY et CY'. Par conséquent, les positions
du tourbillon pour lesquelles le coefficient de force normale ou tangentielle
est maximum ne sont pas a des positions fixes, mais dépendent de la
configuration étudiée. Numériquement, la phase de décroissance du
coefficient de force normale est amorcée lorsque la variation d’angle
d’incidence change de signe, donc quand l'incidence réaugmente apres avoir
atteint son extremum négatif.

e Le coefficient numérique de force tangentielle reste systématiquement
positif alors que le coefficient expérimental présente une oscillation positive
puis négative du coefficient. Ceci est d a la formulation de Cy" dont le
signe ne dépend pas de la position du tourbillon selon la corde.

e Le coefficient numérique de force normale n’atteint pas systématiquement

une valeur nulle lorsque le tourbillon quitte le profil. La construction Y
avec une décroissance du premier ordre lorsque le tourbillon n’est plus
alimenté peut mener a la situation ou l'effet du tourbillon n’a pas encore
totalement disparu, méme apres que lincidence ait changé de signe ou que
le tourbillon ait dépassé le bord de fuite. En pratique, aucun signe de leffet
du tourbillon n’est perceptible apres 80% de corde.

e Numériquement, il n’y a pas seulement un pic de la contribution du
tourbillon au coefficient de force normale, il y a également une fluctuation
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de la contribution lorsque le tourbillon se situe vers 80% a 100% de la corde
pour les vitesses réduites les plus élevées. Ceci s’explique par la construction
de CY. Cet élément est naturellement adimensionné a I’aide de la vitesse
percue par le profil, soit la vitesse U, qui varie dans le temps. La figure 122

représente CY; qui est adimensionné a I'aide de la vitesse liée uniquement a

la rotation, soit AU, = Rw. Donc si CY" regagne en amplitude, cela peut
étre du au fait que la vitesse relative réaugmente. Or c’est le cas pour les
vitesses réduites élevées : le tourbillon apparait tard dans le cycle (voir
paragraphe V.2.2.2) et rejoint tardivement le bord de fuite, au début de la
phase aval, 2 un moment ou la vitesse relative réaugmente. Cette
observation n’est au final pas vérifiée expérimentalement car il n’y a plus de
trace du tourbillon au-dela de 80% de corde.
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Figure 122 — Contributions normalisées du vortex aux coefficients de force normale (a) et tangentielle (b)
(adimensionnés par le terme EQC(XUOO)Z) en fonction de la position sur la corde d’apres le modele de

Leishman-Beddoes. Les contributions sont calculées grace aux formules présentées dans 'annexe A.1.3.3.
Chacune des contributions est normalisée par le maximum de la valeur absolue de la contribution du
tourbillon.

L’ensemble de ces remarques mene a la conclusion qu’ainsi modélisés et paramétrés,
les contributions du tourbillon de décrochage dynamique sur les efforts normaux et
tangentiels ne correspondent pas, ne serait-ce que dans leur forme, a analyse qui a été tirée
des expériences sur une éolienne Darrieus réalisées ici. Pour vérifier qu’il ne s’agissait pas
d’un mauvais paramétrage, différentes valeurs de la constante T, ont été testées et les résultats
sont présentés sur la figure 123. On voit que le paramétre n’a que peu d’influence sur allure
du coefficient de force normale tant que le tourbillon est éloigné du bord de fuite et a une
influence pratiquement insignifiante sur le coefficient de force tangentielle. Les conclusions
sur I'adéquation de la méthode de modélisation ne sont donc pas dépendantes de la valeur
du parameétre T..
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Figure 123 — Contributions normalisées du vortex aux coefficients de force normale (a) et tangentielle (b)
(adimensionnés par le terme EQC(XUOO)Z) en fonction de la position sur la corde d’apres le modele de

Leishman-Beddoes. Les contributions sont calculées grace aux formules présentées dans 'annexe A.1.3.3.
Chacune des contributions est normalisée par le maximum de la valeur absolue de la contribution du
tourbillon. Les couleurs et la forme des traits distinguent les courbes selon la valeur de la constante de
temps adimensionnée T..

11 existe une autre méthode de modélisation de CY; et C} mentionnée par Sheng et
al. [233] qui précisent suivre le principe introduit par Beddoes [28] dans sa troisiéme
génération de modele de décrochage dynamique. La méthode utilisée respecte 'adaptation
qu’en fait Scheurich [222] et est détaillée dans I'annexe A.1.3.3. Le choix est fait dans ce
modele de prescrire la forme de la contribution du tourbillon au coefficient de force normale.
Le terme CY; est construit 2 I'aide de branches de fonctions trigonométriques (cosinus et
sinus élevés a une certaine puissance) et est réglé par une constante T, (laissée a la valeur
T, = 6 choisie par Scheurich [222]), par la position du tourbillon sur la pale, par la position
du point de décollement et par I’évolution des conditions d’écoulement autour du profil (qui
intervient a travers la variable de temps adimensionnée t). La figure 124 représente les

contributions CY;” et C}" en fonction de la position sur le tourbillon. On remarque que la
forme de la courbe de coefficient de force normale correspond davantage a la courbe en
cloche attendue, visible sur la figure 121. Le coefficient de force normale prend une valeur
négative pour certaines configurations (aux vitesses réduites les plus élevées), mais ce n’est
pas du a la position du tourbillon, c’est seulement dG au changement de 'angle d’incidence
qui change mécaniquement le signe des contributions étant donné la formulation des
contributions. La méme différence de comportement est remarquée qu’avec le modele de
Leishman-Beddoes classique quant a la dépendance importante de la position des extrema.
Cela ne correspond pas a une position fixe du tourbillon sur la pale.

236



)

'—kzl.O,Uszm/s

1—A=13,U =12m/s
| o0

—A=13,U =15m/s
o0

A=15U =12m/s
o0

o
S

o
=

au coefficient de force tangentielle

Contribution normalisée du tourbillon
au coefficient de force normale
S
=
Contribution normalisée du tourbillon

-0.2}
0.4} JI-A=15U =15m/s
-0.8f -0.6 {=2=17,U ~12m/s
1t _O_‘? |
0 20 40 60 80 100 0 20 40 60 80 100
Position du tourbillon Position du tourbillon
sur la corde (x/c) [%0] sur la corde (x/c) [%0]
2) O\ b) Ct’

Figure 124 — Contributions normalisées du vortex aux coefficients de force normale (a) et tangentielle (b)
(adimensionnés par le terme EQC(XUOO)Z) en fonction de la position sur la corde d’apres le module de calcul

de Pinfluence du tourbillon tel qu’il est adapté par Scheurich [222]. Les contributions sont calculées grace
aux formules présentées dans 'annexe A.1.3.3 avec une constante Ty, = 6. Chacune des contributions est
normalisée par le maximum de la valeur absolue de la contribution du tourbillon. Les courbes ne sont
affichées que tant que I'angle d’incidence ne change pas de signe.

En revanche, I'influence du parametre T, est davantage significatif qu’avec la
méthode de modélisation précédente. S’il est également un paramétre pour moduler la
contribution du tourbillon, il n’évoque plus la méme représentation physique. Avec le modéle
classique, il s’agit d’une constante de temps pour la réponse du premier ordre en alimentation
et en diffusion du tourbillon, alors qu’avec le modéle remanié, il s’agit d’un parametre qui
permet d’adapter directement 'amplitude de CY; et Cy en fonction de la variable de temps
adimensionnée 1. On peut estimer qu’il s’agit du temps adimensionné pour lequel la
contribution du tourbillon sur le coefficient de force normale est maximum. Ainsi, la forme
de I'effet du tourbillon peut étre rapprochée de celle expérimentale en liant T, avec Tvi. et le

point d’épaisseur maximal du profil, noté ici x par exemple en choisissant une relation

€p,max»>

du type :

Xep,max

T, = - Ty, = 0,3 Ty, (120)

On obtient la contribution normalisée du tourbillon au coefficient de force normale
présentée sur la figure 125.a qui a les mémes propriétés principales que celle expérimentale,
a savoir : une amplitude maximale de la contribution lorsque le tourbillon est situé¢ a 30% de
corde et une atténuation des effets jusqu’a 80% de corde. L’allure s’est aussi améliorée pour
la contribution sur le coefficient de force tangentielle, mais le changement de signe de la
contribution reste inévitablement absent étant donnée la formulation du modéle.
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Figure 125 — Contributions normalisées du vortex aux coefficients de force normale (a) et tangentielle (b)
(adimensionnés par le terme EQC(XUOO)Z) en fonction de la position sur la corde d’apres le module de calcul

de Pinfluence du tourbillon tel qu’il est adapté par Scheurich [222]. Les contributions sont calculées grace

aux formules présentées dans 'annexe A.1.3.3 avec une constante T\ = 0,3Tvi.. Chacune des contributions

est normalisée par le maximum de la valeur absolue de la contribution du tourbillon. Les courbes ne sont
affichées que tant que I'angle d’incidence ne change pas de signe.

En ce qui concerne 'amplitude non-normalisée de leffet du tourbillon, il existe
malgré tout un écart significatif. Les figures 126 et 127 montrent les amplitudes maximales

des contributions du tourbillon a2 CY et C% en fonction de la position azimutale.
Expérimentalement comme numériquement, 'amplitude maximale atteinte diminue en
valeur absolue lorsque le tourbillon apparait tard. Cette diminution est associée a une
augmentation de la vitesse réduite ou a une augmentation de la vitesse infini amont.

Le rapport entre les amplitudes maximales expérimentales et numériques n’est pas
constant, donc un facteur correctif ne suffit pas a rectifier les amplitudes. I.’ordre de grandeur

, , o Jon . *
des facteurs d’écart entre le résultat numérique et expérimental est d’environ 0,6 pour CY; et

4 pour Cy'. Cet écart conséquent est le résultat, d’'une part, des incertitudes liées aux mesures
expérimentales et aux traitements des données (avec notamment 'utilisation d’un mélange
de résultats expérimentaux et numériques ainsi que les interpolations et les extrapolations de
la pression), et d’autre part, le résultat d’un ensemble d’hypotheses et de modeles numériques
qui cumulent les sources d’erreut.

En conclusion sur le modele de leffet du tourbillon, 'adéquation du modele de
Leishman-Beddoes ou des adaptions du modele qui ont été testés reste assez discutable. S’il
est possible de reconstruire artificiellement une réponse comparable dans sa forme a la
réponse des coefficients d’efforts aérodynamiques déduits de 'expérience, 'amplitude n’est
pas du méme ordre de grandeur. L’ajout dun facteur correcteur peut améliorer la
concordance des résultats mais reléve plus d’un bricolage hasardeux que d’une amélioration
réelle du modele qui présente invariablement des limitations dans les conditions dans lesquels
on essaye de le faire fonctionner. Cependant, si l'imprécision de Pestimation erronée de CY
est problématique car la contribution du tourbillon a Peffort normal est notable (voir
paragraphe V.2.2.5), il faut garder a 'esprit que pour le coefficient de force tangentiel, 'ordre
de grandeur de Ct (la contribution directe du tourbillon a effort tangentiel) reste tres faible
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devant 'ampleur des modifications induites par la séparation de Iécoulement au bord

d’attaque et la perte de la succion de bord d’attaque estimée a travers le terme C5. (voir annexe

A.1.2.2). Donc une erreur sur I'estimation de Cy ne sera pas dramatique pour Iestimation de

uissance produite tant que est correctement évalué.
duite tant que C est t t éval
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Figure 126 — Amplitude maximale de la contribution du vortex au coefficient de force normale

(adimensionné par le terme %QCO\.UOC)Z) en fonction de I'angle azimutal pour différentes configurations. La

courbe rouge est issue du calcul numérique basé sur I'adaptation du modéle de Leishman-Beddoes proposé

par Scheurich [222] avec une constante Ty = 0,3Tvr. Les formes des marqueurs distinguent les points en

fonction de la configuration.
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Figure 127 — Amplitude maximale de la contribution du vortex au coefficient de force tangentielle

(adimensionné par le terme ;QC(XU,@)Z) en fonction de I'angle azimutal pour différentes configurations. La

courbe rouge est issue du calcul numérique basé sur I'adaptation du modele de Leishman-Beddoes proposé
par Scheurich [222] avec une constante Ty = 0,3Tvr. Les formes des marqueurs distinguent les points en

fonction de la configuration.
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V1.5 Conclusion

A l'aide des mesures expérimentales de pression réalisées au cours de cette étude,
une analyse de certains aspects du modele de décrochage dynamique de Leishman-Beddoes
a été menée. LLe modele de Leishman-Beddoes est un modele largement utilisé dans le secteur
aéronautique pour lequel il a été congu, mais son application s’est généralisée a des domaines
comme ’éolien. Les conditions extrémes de variation d’incidence et de vitesse rencontrées
dans ces domaines font parfois fonctionner le modele en dehors de son régime d’application
compte tenu des hypothéses qui sont prises. I.’étude présentée dans ce chapitre porte sur le
module de calcul de 'effet du tourbillon de bord d’attaque.

La dynamique du tourbillon au-dessus du profil a d’abord été examinée. Il a été
montré que ’hypothese de vitesse de convection du tourbillon proportionnelle a la vitesse
relative U, tout au long du profil semble étre une bonne approximation de ce qui est observé
a partir d’une position supérieure a 20% de la corde. Par contre, la constante de

proportionnalité est dépendante des conditions puisque la vitesse de convection oscille entre
0,27U; et 0,45U..

Ensuite, l'instant d’apparition du tourbillon au bord d’attaque a été relié au critére
d’apparition proposé par Leishman et Beddoes [153]. Il ressort que le modele tel qu’il a été
proposé initialement anticipe le déclenchement du tourbillon. Il s’agit de la méme
constatation que celle déja faite par Sheng et al. [233] qui ont proposé d’introduire un retard
supplémentaire au modeéle. I est montré ici que ce retard supplémentaire permet
effectivement de caler I'instant d’apparition du tourbillon et de reconstruire une évolution de
la dynamique tourbillonnaire comparable a 'expérience. Néanmoins, la constante de temps
est dépendante de la vitesse réduite et de la vitesse infini amont, ce qui rend son application
et son extension a d’autres configurations incertaines.

Enfin, un protocole a été mis en place pour estimer Ieffet direct du tourbillon sur
la distribution de pression et sur les efforts normaux et tangentiels. Ceci a permis d’établir
que Iintensité de la dépression induite par le tourbillon est maximale lorsqu’il est situé aux
alentours de 20% de corde et que cette intensité diminue d’autant plus que le tourbillon
apparait a une position azimutale tardive. L’intégration de cet effet de succion montre que le
tourbillon peut avoir a lui seul un effet moteur ou résistif selon sa position sur la corde, mais
qu’au total, son effet est globalement plus moteur que résistif. Les modéles numériques
existants ne permettent pas de retrouver exactement cette observation.

Cette étude illustre au final le fait que le modele de Leishman-Beddoes a de bonnes
dispositions pour pouvoir reproduire I'évolution du tourbillon de bord d’attaque mais a
encore besoin de corrections ou d’adaptations pour pouvoir étre utilisé avec confiance. Une
tentative d’adaptation du modele pour les éoliennes Darrieus a déja été proposée par Coton
et al. [55] mais n’a pas donné de suite. D’aprées les analyses faites ici, il est probablement
important de donner un role plus important a la position du tourbillon selon la corde pour
la modulation de l'effet du tourbillon, et éventuellement aussi a la géométrie du profil. Une
piste serait de déterminer un modele de I’évolution de I'effet de succion du tourbillon sur la
pression pariétale, c’est-a-dire un modele qui décrit Pévolution de leffet de succion en
fonction des conditions d’écoulement et de la position du tourbillon comme présenté sur la
figure 119. La connaissance de cet effet donnerait acces a effet direct du tourbillon sur les
efforts en intégrant la pression, ce qui prendrait en considération I'influence de la géométrie
de la pale. La construction d’un modéle amélioré et adapté aux éoliennes a axe vertical
nécessiterait une base de données importante et fiable. Il n’y a aucune indication que les
observations faites dans cette étude sont généralisables a d’autres géométries de rotor.
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I . CONCLUSION

VII.1Bilan de I’étude

La these a été initiée pour contribuer a 'amélioration d’un outil numérique de
modélisation aérodynamique d’une éolienne Darrieus développée par Noveol SAS. Le
modele numérique qui a été préféré est une méthode des panneaux bidimensionnelle
classique. I’outil numérique devait permettre le dimensionnement et 'optimisation de la
géométrie du rotor et du profil des pales, mais les besoins industriels se sont heurtés aux
problématiques scientifiques. Une des caractéristiques clés de la machine étudiée est sa
solidité importante. La littérature nous informe sur les conséquences de ce choix en estimant
que la vitesse réduite optimale doit avoir une valeur faible et que le décrochage dynamique
doit jouer un rdle important en modifiant profondément la valeur des efforts
aérodynamiques. Malheureusement, par la construction méme du modéle numérique,
I’écoulement simulé est potentiel et ne considere aucun décollement de la couche limite. 11
faut donc ajouter une correction pour que l'outil numérique puisse prédire les performances
de la machine. Or, les corrections qui existent sont semi-empiriques et n’ont pas été calibrées
pour les éoliennes a axe vertical. Pour apporter une correction adaptée, il s’est avéré
nécessaire de procéder a des essais expérimentaux pour mieux comprendre les phénomenes
qui se produisent sur I’éolienne.

Les expériences en soufflerie ont consist¢ en des mesures sur une maquette
d’éolienne en rotation. Les mesures ont comporté simultanément des relevés de pression
pariétale et des estimations du champ de vitesse dans le sillage par PIV. Un ensemble de
configurations a été testé, réunissant différentes vitesses réduites (entre A = 1,0 et A = 1,9) et
différentes vitesses infini amont (entre Ux = 12 m/s et U» = 17 m/s). La mesure de pression
sur un rotor est une technique de mesure plutét inhabituelle et riche en information. Elle a
permis d’obtenir des informations sur l'effet direct du tourbillon de décrochage dynamique,
localisé selon sa position au-dessus du profil.

L’analyse s’est axée selon deux directions : d’une part, mieux comprendre la
dynamique du tourbillon de bord d’attaque en examinant 'effet de la vitesse réduite et de la
vitesse infini amont, d’autre part, vérifier la capacité d'un modecle semi-empirique de
décrochage dynamique a reproduire I'interaction du tourbillon de bord d’attaque avec la pale.
Le modele semi-empirique étudié est le modele de Leishman-Beddoes ([153]).
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VII.1.1 Vers une meilleure compréhension du

décrochage dynamique sur les éoliennes Darrieus

a forte solidité

Le décrochage dynamique differe du décrochage statique principalement par le
comportement différent du décollement de la couche limite et par 'apparition d’un tourbillon
de bord d’attaque cohérent et aux caractéristiques statistiquement déterministes. L’étude
présentée ici s’est concentrée uniquement sur étude du tourbillon de bord d’attaque, qui se
concrétise sur les mesures de pression par un pic de dépression. Les mesures de pression
pariétale n’ont par contre pas permis de donner, par leur niveau ou leur variabilité, des
indications claires sur le décollement de la couche limite.

Les principaux apports de ce travail de theése a la littérature sur le décrochage
dynamique d’une éolienne Darrieus peuvent étre résumés par la liste suivante :
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Etapes du processus de décrochage dynamique
o Malgré la topologie particuliére de I’écoulement autour de la pale

(écoulement fortement incurvé, vitesse relative variable, etc.), le
décrochage dynamique a les mémes caractéristiques que celui d’'un
profil en tangage sinusoidal ou en mouvement de pilonnement
sinusoidal, notamment le retardement du décrochage et le lacher
d’un tourbillon de bord d’attaque.

Une particularité s’ajoute au cas classique de profil en tangage
sinusoidal, il y a une interaction entre la pale et le tourbillon qu’elle
a laché. Cette interaction peut se manifester de plusieurs manieres
sur la pression parié¢tale en moyenne de phase : par une diminution
de la pression et/ou par un écart type important, localisées et
momentanées. Le moment ou cette interaction apparait dépend de
la vitesse réduite et de la vitesse infini amont. Globalement, ’effet
de cette interaction pale/tourbillon est faible par rapport a 'effet de
succion lorsque le tourbillon est sur la pale ou par rapport aux
évolutions de la pression dues au changement de I'incidence.

Suite a cette interaction, il apparait que le tourbillon fusionne avec
le tourbillon de bord de fuite (lié lui uniquement a la variation de
circulation autour du profil) sauf si A = 1,0, auquel cas l'interaction
résulte en la création d’une paire de tourbillons contrarotatifs, dont
les propriétés (circulation, rayon caractéristique, etc.) évoluent
différemment entre les deux tourbillons.

Apparition du tourbillon de décrochage dynamique
o Il n’y a eu apparition du tourbillon que pour des vitesses réduites

strictement inférieures a A = 1,9, malgré un angle d’incidence
maximal (-14°) qui dépasse a I'angle de décrochage statique (-12°).
Le fait d’éliminer le tourbillon malgré une vitesse réduite faible pour
laquelle beaucoup d’études détectent normalement un tourbillon est
principalement du a la solidité élevée de la machine.

Pour les configurations ou un tourbillon de bord d’attaque existe, le
signe d’un pic de succion apparait dés 10% de corde, sans qu’il soit
possible d’affirmer catégoriquement si ce signe correspond
effectivement a un tourbillon clairement formé ou a un phénomene



préalable a la formation du tourbillon. Etant donné amplitude et la
vitesse de convection du pic de succion a 10% de corde qui sont
plus faibles qu’a 20% de corde, on peut penser qu’il s’agit en réalité
d’un tourbillon en phase initiale de formation avec des propriétés
différentes de celles que le tourbillon a par la suite.

Le tourbillon apparait d’autant plus tard que la vitesse réduite est
élevée ou que la vitesse infini amont est élevée. L’instant ou le
tourbillon apparait ne correspond pas a une incidence critique
commune pour toutes les configurations.

e Convection du tourbillon de bord d’attaque

o

En valeur absolue, la convection du tourbillon au-dessus de la pale
est plus lente lorsque la vitesse réduite ou la vitesse infini amont
sont augmentées. Ces ralentissements sont en partie dus au fait que
lorsque le tourbillon apparait tardivement, la vitesse relative de
I’écoulement est plus faible.

L’approximation d’un rapport constant entre la vitesse de
convection du tourbillon et la vitesse relative de ’écoulement est
une hypothése valable. Ce rapport reste relativement constant a
partir du moment ou le tourbillon est positionné au-dela de 20% de
la corde. Ce rapport dépend des conditions de vitesse réduite et de
vitesse infini amont et s’étend globalement de 0,27 a 0,45.

e Effet direct du tourbillon de bord d’attaque

o

o

Le tourbillon de bord d’attaque provoque un effet de succion
clairement distinguable jusqu’a environ 60% de la corde.
L’amplitude de Peffet de succion augmente lorsque le tourbillon va
de 10% a 20% de corde, puis diminue lorsque le tourbillon se
déplace au-dela d’environ 20% de la corde. Cette constatation reste
vraie quelle que soit la vitesse réduite ou la vitesse infini amont.

Le tourbillon a lui seul provoque un effet positif puis négatif sur la
création de force motrice (tangentielle). L’effet dépend de la
position du tourbillon sur la corde et de la forme du profil.
Globalement, leffet positif est plus important que I'effet négatif.
L’effet positif du tourbillon isolé est néanmoins nettement moins
important que leffet négatif que représente la perte de la succion de
bord d’attaque. La perte de la succion de bord d’attaque est
conséquente au décollement de la couche limite au niveau du bord
d’attaque.

VII.1.2 Vérification de la modélisation de Peffet du
tourbillon de bord d’attaque par le modé¢le de
Leishman-Beddoes

Les mesures expérimentales de pression donnent des renseignements sur I'effet
direct du tourbillon sur la pale. A partir de ces informations, il a été possible de juger de la
pertinence de certains aspects du modéle numérique de décrochage dynamique de Leishman-
Beddoes. Les données recueillies ont d’abord permis de confirmer que le modeéle de
Leishman-Beddoes anticipe le déclenchement du tourbillon de bord d’attaque, comme 'ont
constaté par exemple Sheng et al. [233]. Un retard supplémentaire est nécessaire mais la
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constante de temps qui regle a ce retard est dépendante de la vitesse réduite et de la vitesse
infini amont d’apres les mesures effectuées. Ensuite, la convection du tourbillon s’est avérée
correspondre de maniére satisfaisante aux hypotheses de rapport constant entre la vitesse de
convection du tourbillon et la vitesse relative de I’écoulement. La constante de temps qui
contrdle cette convection du tourbillon s'est révélée étre cohérente avec une partie de la
littérature, malgré les conditions d’écoulement assez éloignées des cas classiques de
décrochage dynamique. Enfin, la contribution du tourbillon sur les efforts normaux et
tangentiels a montré certaines limites du mode¢le. Les différentes versions du modele qui ont
été testées n’ont pas permis de reproduire I’évolution correcte de cette contribution, ni dans
sa forme, ni dans son amplitude.

Pour l'utilisation du modéle de Leishman-Beddoes sur les éoliennes Darrieus,
I’étude a montré qu’il n’y a pas de recalage évident des constantes du modele et que les valeurs
habituelles ne sont pas exactement adaptées. Pour les plus faibles vitesses réduites, I'effet du
décollement de la couche limite est nettement supérieur a celui du tourbillon en ce qui
concerne la force motrice (tangentielle), donc exactitude du modele de I'effet du tourbillon
est secondaire. Par contre, a des vitesses réduites plus élevées, et plus proches du point de
fonctionnement optimal, I'inexactitude du modele peut engendrer des erreurs d’estimation
de la puissance produite.

VII.2 Recommandations

La littérature indique qu’une éolienne de solidité élevée bénéficie de quelques
avantages, comme un auto-démarrage plus efficace ou un fonctionnement a basse vitesse
réduite qui diminue ’émission de bruit. Les caractéristiques d’une telle machine peuvent avoir
un intérét pour fonctionner en milieu urbain, mais la question de la performance d’une
machine dans des conditions de fonctionnement 2 basse vitesse réduite reste a vérifier.

Au regard des études expérimentales et numériques menées ici, il semble que bien
que le décrochage soit retardé et que le tourbillon de bord d’attaque puisse avoir un aspect
moteur lorsqu’il se situe vers 'avant de la pale, cela ne compense pas la perte du pic de
succion de bord d’attaque pour les configurations essayées. Il faut donc soit éviter de se
placer dans des conditions qui ménent au décrochage, par exemple en augmentant la vitesse
réduite, auquel cas il est préférable de diminuer aussi la solidité de la machine, soit utiliser
une technique de controle de 'écoulement pour éviter qu’il décolle. Il a été confirmé qu’une
augmentation de la turbulence (a travers un nombre de Reynolds plus élevé), retardait
effectivement le décrochage, donc des solutions de contréle passif comme des générateurs
de vortex peuvent éventuellement étre envisagées. Des solutions de contrdle actifs peuvent
aussi répondre au probléme, tels que 'utilisation de plasma ([104]), de jets pulsés (]220]) ou
de dispositifs sustentateurs (bord d’attaque ou bord de fuite mobiles par exemple).
L’utilisation de calage variable des pales est aussi une possibilité. Mais I'application de ces
solutions actives a une échelle industrielle reste encore a prouver, étant donné le bilan
énergétique de ces systemes.

VII.3 Perspectives

La présente étude s’est bornée a certaines hypothéses restrictives. D’un point de
vue numérique, la méthode des panneaux est potentielle et ne simule pas donc le décollement
de la couche limite et le décrochage dynamique. L’utilisation d’'un mode¢le semi-empirique
s’est montrée intéressante mais manque de généralité, car il faut vraisemblablement adapter
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des constantes empiriques a chaque situation. La meilleure perspective qui se dessine pour
pallier cette limitation est probablement T'utilisation d’un modéle a double sillage ([275]).
L’autre alternative est l'utilisation de modeles numériques de résolution d’une version des
équations de Navier-Stokes dans des domaines maillés (communément appelée CFD).

D’un point de vue plus global, une des suppositions les plus importantes sur laquelle
s’est basée I’étude est le fait que le comportement aérodynamique puisse se comprendre d’un
point de vue bidimensionnel. Or il a été montré (par exemple par [77]) que le phénomene de
décrochage dynamique était intrinsequement tridimensionnel. 1l est fort probable que I’étude
de linfluence de l'aspect tridimensionnel du décrochage dynamique sur une éolienne
Darrieus donnerait des résultats et peut-étre des conclusions différentes. En particulier,
Paspect hélicoidal des pales est une problématique fondamentale. Avec le caractere hélicoidal,
une partie de la pale peut étre dans les conditions propices au décrochage dynamique alors
que le reste de la pale ne I'est pas. Comment se comporte alors la couche limite au niveau de
cette pale ? Est-ce que la partie décollée fait décoller la partie attachée ou est-ce que la partie
attachée recolle la couche limite de la partie décollée ? Il reste de nombreuses interrogations
a ce sujet. Et méme sans décrochage dynamique, on ne compte seulement que quelques
études expérimentales ([237] et [193] principalement) sur les conséquences du choix de pales
hélicoidales et sur le choix de I’angle d’inclinaison des pales. Elles sont parfois contradictoires
et ne sont pas suffisantes pour se faire une idée précise du phénomene. Enfin, pour I’éolienne
de référence étudiée ici, la problématique singuliere de l'interaction entre la partie Savonius
et Darrieus demeure inexplorée. La partie Savonius perturbe fortement ’écoulement autour
d’elle, il reste a savoir dans quelle proportion. De maniere générale, la quantification de I'effet
des parties de liaisons entre le tube axial et les pales reste mal connue.

Un autre aspect qui a été négligé ici est l'instationnarité de I’écoulement et la
turbulence amont. I’éolienne Darrieus est souvent utilisée dans des milieux urbains pour
lesquels ’écoulement n’est jamais uniforme et stationnaire. La prise en considération de ces
particularités peut modifier certaines caractéristiques et phénomenes aérodynamiques,
comme le décrochage dynamique, et par conséquent modifier la production de puissance.
L’outil numérique qui a été mis en place dans ce travail de these laisse la possibilité d’étudier
numériquement linstationnarité dont les longueurs d’onde sont grandes devant la corde,
mais il manque de mesures expérimentales de comparaison. Cette instationnarité peut aussi
induire des effets aéro-élastiques. Le couplage aéro-élastique reste assez rare sur les éoliennes
Darrieus ([70]), or il est indispensable de le prendre en compte pour étudier la tenue en
fatigue des pales et ainsi concevoir des ¢oliennes dont la durée de vie est garantie sur une
durée assez longue pour étre rentable.

L’¢tude bibliographique menée ici a aussi mis en lumiere la multiplicité des
géométries d’éoliennes Darrieus : a deux ou trois pales droites, recourbées en troposkine ou
hélicoidales, avec un profil symétrique ou cambré, placé avec un angle de calage ou bien sans,
avec une géométrie globale a forte ou a faible solidité, etc. Aucune géométrie optimale ne se
dégage vraiment. L’optimisation est une tache qui devra étre réalisée par des méthodes
numériques objectives, comme par exemple avec les algorithmes évolutionnistes ([47] parmi
d’autres), mais nécessite comme prérequis d’avoir des modeles aérodynamiques fiables et
rapides.
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A.1Mode¢le de décrochage dynamique de
Leishman-Beddoes

Le modecle de Leishman-Beddoes ([153]) est un modeéle semi-empirique de
modification des efforts aérodynamiques en conséquence du décrochage dynamique,
développé principalement par Leishman and Beddoes de la fin des années 1970 au début des
années 1990. Il vise a reproduire les courbes des efforts a partir de polaires obtenues pour
un écoulement uniforme et stationnaire. Ces polaires sont modulées en fonction des
conditions d’écoulement, c’est-a-dire en fonction de I'angle d’incidence et de la norme de la
vitesse incidente, pour générer le phénomene d’hystérésis caractéristique du décrochage
dynamique. Le modéle a été initialement établi pour des écoulements compressibles (a
nombres de Mach supérieurs a 0,3), mais il existe des adaptations pour des écoulements
incompressibles ou I'influence du nombre de Mach est supprimée. Par la suite, le nombre de
Mach est supposé tres proche de zéro.

11 existe plusieurs types de formulation du modéle, mais seule la représentation du
probleme dans le domaine temporel sera discutée ici. Le principe repose sur la division du
phénomene de décrochage dynamique en processus élémentaires. I ’approximation est faite
de considérer le décrochage dynamique comme la conséquence de trois processus faiblement
couplés : la variation des efforts due uniquement a la cinématique de la pale, I'altération des
performances aérodynamiques due uniquement au décollement de bord de fuite et la
perturbation des efforts directement induite par le tourbillon de bord d’attaque. Le mod¢le
est donc construit autour de trois modules qui chacun modélise un des processus. On les
nommera module d’écoulement attaché, module de décollement décollé et module de Peffet
du tourbillon de bord d’attaque.

Pour tous les modules, le suivi dans le temps est réalisé de maniere adimensionnée
grace a une variable notée s définie telle que :

2U,

C

s= "¢ (121)

Ou U; est la norme de la vitesse relative, ¢ la corde du profil et t le temps.

Dans le cadre du mod¢le de Leishman-Beddoes, 'ensemble des développements
présentés par la suite sont appliqués aux coefficients de forces normale et tangentielle (les
développements sur le coefficient de moment ne sont pas rappelés ici) et non directement
aux coefficients de portance et de trainée. Les relations utilisées ici pour relier les coefficients
sont les suivantes :
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C; = Cycos(a) + Cysin(a)
. 122
Cp - Cpp = Cy sin(a) - Cpcos(a) (122
Il est intéressant de noter que le coefficient de trainée a incidence nulle est
systématiquement 6té du coefficient de trainée pour les différents usages dans le modele.

A.1.1Module d’écoulement attaché

Ce module vise a produire, compte tenu de la définition de I'écoulement et de
I’historique de la variation d’incidence et de vitesse, les coefficients aérodynamiques que
produirait un profil en écoulement potentiel, donc sans effet de décollement de la couche
limite. Pour les explications qui suivent, seule la construction du coefficient de force normale
sera décrite, les coefficients de moment et de force tangentielle suivant le méme principe. On

notera Ck le coefficient de force normale en écoulement potentiel issu de cette étape de
calcul.

L’hypothese de base sur laquelle repose la théorie utilisée dans ce modele est la
théorie du profil mince, c’est-a-dire que le profil est suffisamment mince pour que son
comportement aérodynamique puisse étre approximé par celui d’une plaque épaisseur
infiniment fine. Dans le contexte des écoulements potentiels bidimensionnels, le modele fait
appel a des solutions analytiques élémentaires et semi-analytiques basées sur la théorie de
Theodorsen. Ces solutions peuvent se décomposer en deux parties considérées comme
indépendantes et superposées : la réponse non-circulatoire, dite "impulsionnelle” (telle que
I'appellent Leishman et Beddoes) notée Cy et la réponse circulatoire notée C%. Le premier
type de réponse représente la charge instantanée que subit un profil en réaction a un
mouvement. Le second type permet de considérer le temps d’établissement de I’écoulement
autour du profil et donc la variation des efforts en réponse au mouvement. L’appellation
circulatoire découle du fait que cette phase transitoire est liée a 'effet induit par le lacher
tourbillonnaire consécutif au mouvement. Lorsque les conditions d’écoulement autour du
profil varient, la circulation autour du profil change en conséquence et cela génere un lacher
de vorticité dans le sillage qui, par la vitesse induite, restreint les variations d’efforts sur le
profil. Ces deux réponses, impulsionnelle et circulatoire, sont modélisées par des réponses
indicielles notées respectivement ¢! et ¢ qui dépendent de la variable de temps

o o

adimensionnée s.

Si on considére un échelon Aa d’incidence de faible amplitude, la réponse du
systeme a cet évenement est calculée de la maniere suivante :

4
ACY = M Lpi Ax + Gy, LPSAO(
T T
Cll\l Cg (123)
Réponse Réponse
impulsionnelle circulatoire

Ou M est le nombre de Mach, et Cy le coefficient de pente linéaire du coefficient
de force normale en écoulement attaché. Cette pente est généralement issue de données
expérimentales mais peut aussi étre choisie égale a 2n dans le cadre des profils minces. La
réponse a un échelon est utilisée comme point de départ pour la construction d’une réponse
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instationnaire quelconque a une variation d’incidence par superpositions successives de
réponses indicielles en suivant le principe de l'intégrale de Duhamel. Prenons 'exemple de

CX. Pour une variation temporelle d’incidence entre 0 et t, le terme peut s’écrire :

N

c§ = Cr,@(0)5(s) + Cy, f & ()¢ (s-s)dt (124)
0
. 2U, P20 L o iy
Ous = —tets = ——t et aest la dérivée temporelle de I'incidence. L’intégrale

présentée dans I'expression (124) peut étre résolue analytiquement tant que la variation
d’incidence est simple, mais elle est plus souvent résolue de maniere numérique. La fonction
cpg a été déterminée analytiquement pour un sillage plan se déplagant a vitesse constante,
mais en pratique, une approximation sous forme exponentielle de cette fonction est plus
commode d’usage :

9C(s) = 1- Ape™ - Aye™ (125)

Ou Ay = 0,3, A2 = 0,7, b1 = 0,14 et b, = 0,53. Ainsi, on peut réécrire Pexpression
(124) simplement a 'aide d’un angle d’incidence effectif o. :

Cgf =Cy, (Oﬁ(t) - - Xl,cx - Xz,a) =Cy, (%(t) - 0‘0) (120)

Ot o est I'incidence de coefficient de force normale nul et X, , et X, , sont appelées
des fonctions de déficience et dépendent de T'historique de la variation d’incidence et des
constantes Ai, Az, b1 et ba. Ces termes peuvent étre calculés numériquement a chaque pas de
temps par récurrence en utilisant une approximation en différence finie des intégrales (voir
[151] pour plus de détails).

Pour le terme impulsionnel CY, l'intégrale de Duhamel est plus simple. Pour un
nombre de Mach trés petit comme c’est le cas pour Iéolienne étudiée, les effets de la
compressibilité sont négligeables et les perturbations de pression qui se déplacent a la vitesse
du son sont tres rapidement dissipées. Le terme impulsionnel se réduit alors aux effets de
masse apparente (voir [151] pour plus de détails), c’est-a-dire aux efforts supplémentaires
pour 'accélération d’une certaine masse d’air autour du profil. L’effet de la masse apparente

. . . , c \
dans le cas d’un changement Aa d’incidence est exprimé par le terme ES(O ou d est la
T
fonction de Dirac. Dans ce cas, I'intégrale de Duhamel se réduit au terme :

I Y
CN:

c
20, a(t) (127)
Cependant, le raisonnement précédent sur les composantes impulsionnelle et
circulatoire n’a pris en compte qu’une simple variation d’incidence, mais dans le cas d’une
éolienne a axe vertical, la variation du taux d’incidence et de la vitesse incidente complexifie
le modele (voir [150] et [151] pour plus de détails). Pour le terme impulsionnel Cy, I'effet de
masse apparente comporte des termes supplémentaires qui font intervenir les variations
temporelles V(t) et &(t) (voir [151] pour plus de détails). En pratique, étant donné ordre de
grandeur de ces termes secondaires devant les effets du décollement de la couche limite, il
est souvent justifié de les négliger dans le cadre des éoliennes a axe vertical ([76]). Par la suite,

on considére donc Ci, = 0 et CX = CK.
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Ensuite, méme avec les variations de vitesse incidente, sous condition de certaines
hypothéses, il reste possible d’écrire le coefficient CY a I'aide d’un angle a. en introduisant
des fonctions de déficience supplémentaires. Au final, Pangle effectif contient les
informations de conditions amont de I’écoulement et les informations de perturbation de
vitesse induite par le lacher tourbillonnaire. Un des problemes de ce modele pour simuler les
effets instationnaires dans le cas d’une éolienne a axe vertical est le fait que le sillage est
supposé plan, or étant donné la trajectoire de la pale, il est clairement courbé (de forme
trochoidale). La courbure du sillage peut étre telle que la pale peut couper son sillage.

Le modele de décrochage dynamique est utilisé ici dans le cadre d’'une méthode des
panneaux qui modélise le lacher tourbillonnaire par un ensemble de particules (voir
paragraphe I11.2.2.1) et 'angle d’incidence qui est calculé inclut déja les effets de perturbation
induits par le sillage et les effets de courbure de 'écoulement (voir paragraphe 111.2.4.2.2).
Donc l'angle d’incidence obtenu a I'issue du calcul numérique (angle ot 3/4c €quivalent aux
trois-quarts de corde) ne correspond pas a a(t) mais bien 2 un angle d’incidence effectif
a.(t). Le choix a donc été fait dans le code de calcul numérique d’obtenir le coefficient de
force normale en écoulement potentiel CY directement 4 partir de cet angle e 3/4c> €0
négligeant par ailleurs les effets impulsionnels. Pour améliorer la prédiction pour les grands

angles d’incidence, le coefficient de force normale est calculé a partir du sinus de 'angle
d’incidence ([109]) :

CN — CN — CNa SlI’l(O(e - 0(0) — CNa 51n(oceq’3/4c - 060) (128>
Ou la pente linéaire du coefficient de force normale en écoulement attaché Cy est
déterminée a partir des polaires expérimentales de Jacobs et Sherman [129].

Puisque l'on fait ’hypothese d’un écoulement potentiel, la seule force qui agit est la
portance, donc le coefficient de force tangentielle peut étre déduit a partir de la projection
de la portance (voir figure 128), et il est éventuellement possible de linéariser les relations si
on considere des petits angles :

AE,

Figure 128 — Projection de la force de portance (L) dans les directions normale (F'x) et tangentielle (F'r) sur
un profil. Inspiré de Leishman et Crouse [154].

Ck = Cn, sin(oce - oco) =~ C\,%.  pour un profil
(129)

Ch = C{ tan(a) = Cy, sin(oce - oco) tan(o,) = Cy . symétrique
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En pratique, méme quand il n’y a pas de décollement de la couche limite, la force
tangentielle n’atteint pas 100% de la force tangentielle obtenue en écoulement potentiel. Un
facteur multiplicatif empirique 7 est donc généralement ajouté pour corriger le coefficient de
force tangentiel, avec typiquement 1 = 0,95 :

CE = an tan (o) (130)

A.1.2 Module d’écoulement décollé

A partir des coefficients instationnaires CY et C2 en écoulement attaché et des
coefficients aérodynamiques statiques CX; et C} en écoulement uniforme stationnaire, le
module va construire des réponses CY et C} qui sont les coefficients aérodynamiques
instationnaires pour un écoulement progressivement décollé. Cette construction repose sur
deux hypotheses essentielles : que le profil est mince et qu’il existe une relation bijective entre
le coefficient de force normale et la position adimensionnée du point de décollement de la
couche limite selon la corde du profil, notée £, qui vaut 1 lorsque le point de décollement est
au bord de fuite et 0 lorsque le point de décollement est au bord d’attaque.

La fonction de bijection utilisée est basée sur la théorie de Kirchhoff, qui consiste
en la résolution analytique d’un modele de décollement de bord de fuite sur une plaque plane
bidimensionnelle (voir figure 129). Il est montré que dans cette configuration, les coefficients
de forces normale et tangentielle s’écrivent :

Point de
décollement

Y

Figure 129 — Définition du point de décollement de bord de fuite fx dans ’écoulement de Kirchhoff
autour d’une plaque plane (d’apres [154]).

1+ vE\
Cx = 27(o - o) > (131)
Cr = 2n(a - ) tan(o) VF (132)

Ou 27 est le coefficient de pente du coefficient de force normale. En pratique, il est
souvent préférable de remplacer 27 par le coefficient Cy, pour prendre en compte la perte

de pente due a épaisseur du profil et d’ajouter le facteur multiplicatif empirique 7. On peut
alors considérer de remplacer les relations (131) et (132) par les relations suivantes :
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. 1+ VE o (1+VE ?
Cn = Cy, sln(oc - oco) =Cy (133)

2 2

Cr =nCy, sin(o - o) tan(ex) VE=CPVf (134)

Le modele est structuré autour de cette relation qui relie Cx a f et de la relation
inverse qui relie f a Cx. A partir des coefficients de force statiques, un point de décollement
statique f** est défini. Les effets dynamiques auront pour effet de retarder les variations de la

position du décollement et 4 partir de ce point retardé f , le coefficient de force normale CY;
en écoulement progressivement décollé est évalué.

A.1.2.1 Méthode générale de détermination du point
de décollement

Leishman et Beddoes proposent de généraliser la forme de I’évolution du point de
décollement f en fonction de I'incidence ([153]). Ils suggerent que de maniere générale, f peut
se mettre sous la forme d’une fonction de type exponentielle par morceau :

( -
il(lmdexp(ocsal) st <oy
1

Ikmz + (ml —mz) exp <océoc1> sia > ay
2

(135)

Ou my, my, Si, Sz et o1 sont des constantes qui dépendent du profil, du nombre de
Reynolds et du nombre de Mach et qui sont déterminées a partir des polaires statiques,
généralement par une méthode des moindres carrés a 'aide la relation (133). En général,
m; peut prendre les valeurs 0,7 ([153]) ou 0,6 ([233]) et m; les valeurs 0,04 ([153]) ou 0,02
([233]). Pour beaucoup de profils, la constante a; correspond a I'angle de décrochage statique.
Pour certains profils épais, Gupta et Leishman [109] suggerent de modéliser la courbe par
trois morceaux au lieu de deux car le décrochage est progressif et 'expression (135) n’est pas
appropriée.

L’utilisation de cette généralisation de la forme de Iévolution du point de
décollement f en fonction de Tincidence souléve plusieurs remarques et critiques.
I’approximation par une fonction exponentielle par morceau ne convient pas a tous les
profils et des caractéristiques essentielles peuvent étre perdues suite a 'approximation (voir
[200] et figure 47.b). De plus, selon I'adaptation du modele de Leishman-Beddoes utilisée,
elle n’est pas nécessairement indispensable puisqu’une simple inversion de la relation (133)
en utilisant CY est suffisante et une interpolation permet alors de définir f quel que soit 'angle
d’incidence. Par la suite, la généralisation de la courbe de f par une fonction exponentielle
par morceau n’a donc pas été conservée.

Ensuite, Pierce [200] a remarqué que puisque la position du point de décollement f
est déterminée 4 partir du coefficient C3}, le modéle ne reconstruit pas les valeurs de C}.
lorsque la formule (134) est utilisée. En réalité, selon que la position f soit déterminée par
inversion de la formule (133) ou de la formule (134), 1a valeur n’est pas exactement la méme
(voir figure 47.a). La proposition de Pierce est d’utiliser deux positions du point de
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décollement, une pour le calcul du coefficient de force normale, noté fx, et une pour le calcul
du coefficient de force tangentielle, noté fr, pour limiter les erreurs sur le coefficient Cr.
Formellement, il n’existe pas deux positions du point de décollement, on peut plutdt définir
fx et fr comme des positions équivalentes, non-physiques, du point de décollement. On les
nommera positions effectives du point de décollement. Cette proposition de Pierce a été
retenue ici.

Enfin, une dernic¢re correction est a apporter pour le calcul des coefficients
aérodynamiques a partir de fx et fr. Dans certains cas, le coefficient Cy peut étre négatif,
notamment apres le décrochage, or la racine carrée dans la formule (134) ne permet aucune
valeur négative. Gupta et Leishman [109] soumettent I'idée de transformer la méthode de
calcul de Cr par une méthode que 'on peut résumer ainst :

{C?\/% Avant le décrochage statique
T = (136)

K, + ChV/E® Apres le décrochage statique

Ou K| est une constante qui est déterminée a partir des données statiques et O une
variable qui dépend de plusieurs données dont le point de décollement f, le coefficient de
force normale Cx et des constantes empiriques. Cette méthode apporte une complexité
supplémentaire et nécessite un réglage de trois nouvelles constantes empiriques.

Une autre proposition est celle de Sheng et al. [233] qui ne font que remplacer le

terme Vf par un terme Vi - E, ou E, est une constante déterminée empiriquement a partir
des données statiques.

Cr = Ch(VE-Ey) (137)

Urbina et al. [255] jugent quant a eux que la soustraction par une constante n’est
pas suffisante, mais qu’il faut moduler par la position du point de décollement de la manicre
suivante :

Cp=Ch (\/_f- Eo(1 - \/_f)z) (138)

Le choix est plutot fait ici de suivre de nouveau la stratégie de Pierce [206]. 11
propose de laisser la possibilité aux variables fx et fr d’avoir des valeurs négatives et de
remplacer les relations (133) et (134) par les formules suivantes :

2
o [ 1+ Se/ Il

CN - CN T (139>

Cr = CrSg/ I (140)

Ou S, et ¢, sont respectivement les signes de fx et fr. [’avantage de cette méthode
est de n’introduire aucune constante empirique supplémentaire. Pour avoir un signe négatif,
le calcul de fx et fr pour une incidence a donnée ne résulte désormais plus simplement de
I'inversion des formules (133) ou (134), mais est modifié¢ de la facon suivante :
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(141)

Cr (o)

- nCx, sin(oc - oco) tan (o)

— 2 N
fr =S,2r° ou zr (142)

Ou S, et S, sont respectivement les signes de zy et z.

A.1.2.2 Estimation des coefficients aérodynamiques en
écoulement décollé

En cas de variation d’incidence, il a été observé que la distribution de pression, et
en particulier le pic de succion de bord d’attaque, s’établit avec un retard par rapport au cas
ou la méme incidence est atteinte dans des conditions stationnaires. Ce retard d’établissement
de la pression pariétale se traduit directement par un retard sur le coefficient de force
normale. Il est pris en compte dans le modéle par un systeme du premier ordre appliqué au

coefficient de force normale Cky de maniére 4 obtenir un coefficient de substitution Cy :

1

oC \
T a_N +Cy =Ch (143)

P 0s
Ou T, est la constante de temps adimensionnée associée a cette fonction de
transfert du premier ordre et Cy le coefficient de force normale retardé. La valeur de T, est

déduite empiriquement. En pas de temps discrets, on peut montrer que le coefficient Cy
peut étre calculé numériquement avec une bonne approximation en le mettant sous la forme
suivante (pour un pas de temps d’indice n) :
Cn. =CY -D
Np Ny Pn
As

As (144)
N _ P P
ou Dpn = Dpn_1 exp <— i) + (CNn - Canl) exp <— 2_Tp>

Ou DP est la fonction de déficience associée au retard dans I’établissement de la

pression. Cependant, il a été observé (d’apres Sheng et al. [232] entre autres) que ce retard
est insuffisant pour simuler le comportement réel d’un profil a faible nombre de Mach.

L’ajout d’un retard supplémentaire appliqué a Cy a été suggéré pour améliorer la précision
du modele :

Cx, = Cn, - Dy,
As ) (145)

. As , |
ou Dy =Dy, exp (— T_b> + (CNn - CNH_J exp (—E

Ou T, est la constante de temps adimensionnée et empirique associée a cette
fonction de transfert et Cy le coefficient de force normale issu du cumul des fonctions de

retard pour le pas de temps n. A partir de ce coefficient Cy, on peut définir un angle
d’incidence effectif équivalent o :
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(S
of = asin C_ + o (146)

N,

Cet angle sert a déterminer les positions effectives du point de décollement de la
couche limite pour les coefficients de forces normale et tangentielle, notées respectivement

fN et fr, a partir des données en écoulement stationnaire et des relations (141) et (142)
implémentées avec « = ay.

En plus de retarder P’établissement de la pression, une autre conséquence du
décrochage dynamique est de retarder le déplacement du point de décollement. A partir de

la position effective du point de décollement de la couche limite fy, Leishman et Beddoes
proposent d’ajouter un retard supplémentaire du premier ordre et de constante T afin

d’obtenir la position effective retardée fy qui sert au calcul final du coefficient de force
normale en écoulement décollé CIS\I :

f;wn = f'Nn - Dy,

. As , , As (147)
ou Dfn = Dfn_1 exp (- E) + (an - an_l) exp (— Z_Tf)

2

[1+5; /|fN|\
S _ P

donc Cy = Cy \T / (148)

OuS g, est le signe de fy. On procede exactement de la méme maniére pour le calcul
I

du coefficient C5 :

fT - an - Dfn
. As \ \ As (149)
ou D¢ =Dy ,exp (— E) + (an - an-l) exp (— Z_Tf)
donc Ci = C%Sf% || (150)

Ou Sf} est le signe de fL}.

En pratique, les corrélations empiriques montrent que la constante de temps
adimensionné Tt peut prendre une valeur différente selon que I'incidence soit croissante ou
décroissante, afin de mieux représenter les processus physiques. Ici, comme le préconise

[153], on opte pour une multiplication par 1,5 de la valeur de T¢lorsque oc% <0, c’est-a-dire

lorsque l'incidence positive diminue apres avoir atteint son maximum ou lorsque 'incidence
négative réaugmente apres avoir atteint son minimum. De cette maniere, le recollement de
la couche limite est plus lent que son décollement (voir figure 130). Il existe des modifications
plus complexes de T¢ qui font aussi intervenir la position du tourbillon, pour plus de détails,
voir par exemple [271].
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Pour résumer, on peut voir les coefficients CSN et C»SF comme les résultats de
I'application de deux fonctions de transfert du premier ordre de constantes de temps T, et
T:. En retardant le coefficient de force normale, le premier retard de constante T, induit
principalement un décalage du point de décollement pour une incidence donnée (voir
figure 130). En agissant directement sur la position du point de décollement, la seconde

constante de temps ralentit quant a elle les fluctuations de position du point de décollement

(voir figure 130).

/N
SN = o
- . Y\ Retard induit par T,
[ \‘ Ky %\\ I
g 0.8 \ \ \en phase ascendante
. \ %
% “‘ \“\
3 0.6 \ \ Retard induit par Tt
Fg ' ‘\‘ “? en phase ascendante
:2» 04 Retard induit par T %“\ ‘*
o= il ! ]
S, en phase descendante \ \ .
g-* \ \ ~-Statique
\ b
o | . . \ 4 \ , '
c 02 Retard induit par T, \ \ . \ - fN
= K \ "
g=! en phase descendante oY _fN
7 ~, ., N,
3 0 L L S b )
a¥ 0 5 10 15 20

Angle d'attaque (o) [°]

Figure 130 — Exemple d’évolution de la position du point de décollement en fonction de 'angle d’attaque.
Le modele utilise ici les valeurs T, = 1,7 et T¢ = 3. La loi d’incidence est « = 10° + 10° sin(wt), la
fréquence réduite vaut k = 0,05. La polaire statique utilisée est une polaire analytique pour laquelle f = 0,5

lorsque a = 15°. Elle n’a pas de valeur physique et est utilisée uniquement pour illustrer ce cas test.

Sheng et al. [233] ont également proposé une autre fagon d’appliquer le premier
retard en agissant directement sur I'incidence et en utilisant la forme généralisée de I’évolution

du point de décollement en fonction de l'incidence (135). Ils définissent une constante T,

qui remplace et joue le role des constantes T}, et Ty, et qui est plus appropriée étant donnée
les observations faites sur leurs mesures expérimentales.

A.1l.3 Module d’effet du tourbillon de bord d’attaque

En général, le décrochage dynamique donne naissance a un décollement brusque
de la couche limite vers le bord d’attaque qui finit par former un tourbillon. Le choix de
modélisation amene a considérer le tourbillon de bord d’attaque comme apportant un effet
additionnel a celui induit par le décollement progressif de la couche limite, qui ne devient
influent qu’a partir du moment ou un certain critere est vérifié. Le modéle est en boucle
ouverte, c’est-a-dire que leffet du tourbillon est supposé ne pas modifier le décollement
progressif de la couche limite au bord de fuite. En réalité, les phénomenes sont physiquement
liés : le décollement progressif de la couche limite par le bord de fuite peut étre écourté par
le décollement de bord d’attaque et le recollement de la couche limite peut étre retardé par
la présence d’un tourbillon de décrochage dynamique ([153]). En pratique, 'approximation

qui consiste a ajouter arithmétiquement leffet du tourbillon de bord d’attaque aux

coefficients CY; et C}- a prouvé qu’elle permettait de reproduire suffisamment correctement
les coefficients aérodynamiques mesurés expérimentalement.
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A.1.3.1 Déclenchement du tourbillon de bord d’attaque

Dans le mode¢le de Leishman-Beddoes, la détection de I'instant pour lequel le
décollement de la couche limite méne a I'apparition d’un tourbillon de bord d’attaque est
basée sur le critere d’Evans-Mort [72]. Evans et Mort ont montré que pour le décrochage
statique, le décollement de bord d’attaque peut étre relié a 'obtention d’une pression critique
au bord d’attaque et de son gradient de pression associé. Leishman et Beddoes ont ensuite
confirmé que ce critere restait valable méme en instationnaire et ont relié le critere de pression
a un critere sur le coefficient de force normale, en I’étendant également a des nombres de
Mach élevés. Il est ainsi estimé que le tourbillon de bord d’attaque apparait lorsque le
coefficient de force normale en écoulement potentiel dépasse la valeur critique Cni.

I’obtention de cette valeur critique peut se faire a partir des données empiriques
statiques. Comme lillustre la figure 131.a, on peut associer le coefficient critique Cxi a la
valeur que prend le coefficient de force normale lorsque 'angle de décrochage statique est
atteint (J206]). Cx1 dépend donc du profil et des conditions d’écoulement autour du profil
(nombre de Reynolds et nombre de Mach).

Expérience (dynamique)

- 5 T 4 —~ 5 ——---Ecoulement attaché

Z Expérience (statique) Z
S : S Avec une fonction de

° 4|l ——=—Ecoulement attaché 1 o 4l — i
9 P < retard (T,) P

s Cy S Avec deux fonctions de Cy

é N e P et
g 3L e {1 E 3 retard (T, et Ty)) > D an
o 7 = % “N
8 /// 8 ,//

8 2 I // 1 8 2 [ //’ B
(] CN1 d = CNl 7

Q P4 Q A
o o
% \__ 15 4 |
o o
2 2

o O
£ of { £ of f
3 5 Z Déclenchement du tourbillon

o) o) - bord dattaque (Shene ef -
@) 1 ‘ ‘ ‘ ‘ O 1 ‘ dc‘ bord d attaque (Sh‘cnh ctal.)

-10 0 10 20 30 40 -10 0 10 20 30 40
Angle d'attaque (o) [°] Angle d'attaque (o) [°]
a) Détermination de Cxi b) Détermination du déclenchement du lacher du

tourbillon de bord d’attaque

Figure 131 — Illustration des méthodes de Sheng et al. [232] pour détecter I'angle de décrochage dynamique
(schéma adapté de [232]).
a) Détermination du coefficient critique Cn1 a partir de la courbe statique de coefficient de force normale.

b) Détermination de I'angle de décrochage dynamique a partir de Cy en connaissant la valeur de Cni.

En régime instationnaire, ce coefficient critique est atteint avec du retard. Donc
Leishman et Beddoes suggerent donc de comparer la valeur C'Nn ala valeur critique Cxi pour
déduire l'instant auquel le tourbillon de bord d’attaque apparait. Ceci permet de prendre en
compte les effets circulatoires (voir paragraphe A.1.1) et le retard d’établissement de la
pression (voir paragraphe A.1.2.2).

Néanmoins, Sheng et al. [232] montrent que pour leurs mesures expérimentales a
faible nombre de Reynolds, le critere utilisé par Leishman et Beddoes anticipe le
déclenchement du lacher du tourbillon au bord d’attaque (voir figure 131.b). Ils proposent
une solution alternative qui consiste a ajouter la fonction de retard du premier ordre de
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constante de temps adimensionnée T, présentée déja utilisée dans le paragraphe A.1.2.2. Des
lors, en régime instationnaire, le déclenchement du tourbillon de bord d’attaque est initié

lorsque Cy > Cui.

A partir d’'une corrélation avec leurs mesures expérimentales, Sheng et al. [232]
proposent aussi une méthode alternative basée non plus sur le coefficient de force normale,
mais sur un angle de décrochage dynamique considéré comme évoluant linéairement avec le
taux de tangage. Elle n’a été vérifiée que pour des faibles taux de tangage (jusqu’a 0,04) et
donne vraisemblablement des résultats comparables, bien que légerement différents, a ceux
résultant de I'ajout de la fonction de retard. Cette méthode alternative n’a pas été utilisée ici.
Pour plus de précisions, se référer au document original.

A.1.3.2 Déplacement du tourbillon le long de la corde

En pratique, le tourbillon qui prend naissance au bord d’attaque se détache du profil
et est convecté vers I'aval au-dessus de la face normalement en dépression ('extrados). Le
suivi de la position du tourbillon est importante car elle conditionne d’une certaine maniere
les efforts sur la pale et permet de limiter I'effet du tourbillon dans le temps. Le suivi est
effectué grace a une variable de temps adimensionnée notée 1. ILa variable t = 0 lorsque le
décollement de bord d’attaque a lieu et que le tourbillon de décrochage dynamique est au
bord d’attaque et t = Tvr. lorsque le tourbillon a parcouru une distance d’une corde, c’est-a-
dire lorsqu’il a atteint le bord de fuite. Tvi. est une constante de temps adimensionnées qui
controle le temps de parcours du tourbillon. I’expression de 7 est :

s(t) t
' 2Ur '
w(t) = fds :f dt (151)
C
s(to) t

Ou ty est 'instant ou le critére C;] = Cxi est vérifié. Cette formulation a initialement
été congue pour des cas classiques de profils en tangage ou la vitesse relative est la vitesse
infini amont qui est constante. Elle a naturellement été étendue aux cas ou la vitesse incidente
fluctue en remplagant la vitesse infini amont par la vitesse relative.

Numériquement, on calcule simplement la variable t, pour un pas de temps n par
une relation de récurrence :

2
T, =1+ E(U‘:ntn U tas) (152)

Pour relier directement ce temps adimensionné a une position sur la pale, une
hypothese supplémentaire est nécessaire. Elle se base sur 'observation faite (par exemple par
[77]) que la convection du tourbillon de bord d’attaque a la surface d’un profil dans une
configuration bidimensionnelle se fait a une vitesse constante, un peu inférieure a la moitié
de la vitesse infini amont (de 'ordre de 25% a 45% de la vitesse infini amont selon les études).
Cette observation étant faite pour une vitesse incidence invariante dans le temps, la
transposition de ce résultat pour une vitesse incidence fluctuante n’est qu’une supposition,
en labsence de vérification expérimentale dans la littérature. L’hypothese généralement
utilisée est que la vitesse de convection du vortex est proportionnelle a la vitesse relative du
profil. Ainsi, la position du tourbillon sur le profil, notée ici x, est directement
proportionnelle a la variable 7 :
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X==1 (153)

A.1.3.3 Modélisation de P’effet du tourbillon

I’idée de Leishman et de Beddoes est de modéliser I'incrément du coefficient de
force normale, noté CY;, comme étant induit par un exces de circulation qui s’accumule a
proximité du profil. Cette accumulation de circulation est alimentée par le terme
Cy, = CY - CY qui est la différence entre les coefficients CX; en écoulement attaché et C3; en
écoulement décollé. L’alimentation en circulation est gérée par un systeme du premier ordre
de constante de temps adimensionnée T,. Dans le méme temps, lincrément CY; est
naturellement diminué par un phénomene diffusif, lui-méme modélisé par un systeme du
premier ordre de méme constante de temps. Les deux processus d’alimentation et de
diffusion s’opposent. D’un point de vue numérique, on peut écrire expression de Cy; pour
un pas de temps d’indice n de la maniére suivante :

y As As )
. CX, exp (- T_V> + (CVn - CVn—l) exp (— 2_Tv> sit =Ty,
Ny = As (154)
kCﬁ 1 €XP (— T_> sinon

v

Dans Pexpression originale du modele par Leishman et Beddoes [153], rien n’est
précisé sur l'effet du tourbillon de bord d’attaque sur le coefficient de force tangentielle.
Pierce [206] estime qu’a partir des études instationnaires autour de profils, il est apparent que
le tourbillon contribue a la modification du coefficient de force tangentielle. Il propose de
modéliser cet effet d’une maniere comparable a la composante circulatoire (voir formule

. .. T . , .. . . ,
(130)) mais en multipliant par le terme 1 - —— (qui représente la position adimensionnée du
VL

tourbillon par rapport au bord de fuite) pour moduler effet du tourbillon en fonction de la
position de ce dernier sur la pale. Ainsi, le tourbillon contribue de maniere moins en moins
importante quand le tourbillon s’approche du bord de fuite :

T
Ct = nC\ tan(a) (1T—) (155)
VL

Au total, les efforts aérodynamiques C* et CT" en cas de décrochage dynamique
sont obtenus par superposition des effets du décollement progressif de la couche limite et

de I'effet du tourbillon de bord d’attaque :

{c{gt =CY + & o

CP'=Cy + Gy

En tenant compte du fait que le coefficient de trainée a incidence nulle a été retiré
des coefficients aérodynamiques utilisés tout au long du modele (voir relation (122)), on peut
apporter une derniére correction pour obtenir les coefficients finaux :
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{C{St = CY + CY + Cpysin(o,)
(157)

CF' = Cy + C} - Cpgcos(a)

Sheng et al. [233] proposent quant a eux une version profondément différente de
Ieffet du tourbillon en se basant sur les suggestions de Beddoes [28]. Ils modulent 'amplitude
de leffet du tourbillon par la position du tourbillon selon la corde a I’aide d’une variable Vi
qui dépend de 7:

( T
[ sin®? [ET_] si0<t<T,
V, = 4 '
2

(=)
COS™ |t simon
L Ty,

Cette variable est utilisée pour calculer une position de référence du point de
décollement, notée ', qui sert a calculer directement les efforts finaux (d’apres [222]). A la
place des équations (157), on utilise les relations (133) et (134) en remplagant f par £ de la
manicre suivante :

tot P 1+ Vi :
CN = Cy — + Cpg sin(o.)

(159)
CP'=  CiE”" - Cpycos(x,)
" + " _ Al . <
on f°= {E Vi(£ - ) S%T =T (160)
sSinon

Dans le cas ou fy et fr sont différenciés, on peut appliquer la formule (160) deux
fois et obtenir fi{" et f" 4 insérer dans les relations (159).

Que lexpression des coefficients de force finaux CY' et CF' soit déduite des
relations (157) ou (160), il faut dans tous les cas controler la remise a zéro de la variable de
temps adimensionnée 1. Lorsqu’il y a un mouvement périodique ou un décollement prolongé,
il peut se produire une succession de lachers de tourbillons de bord d’attaque. Pour permettre
cela, la variable t doit étre remise a zéro sous certaines conditions parmi lesquelles on peut
citer :

e Lorsque le coefficient de force normale est en dega du coefficient critique
.. " do
dans la phase de recollement de la couche limite : |CN| <Cyy et x— < 0.

e Lorsque 'angle d’attaque change de signe.

2(1-£)
St
lachers tourbillonnaires. Cette temporisation permet des lachers

tourbillonnaires successifs a un nombre de Strouhal basé sur la longueur de
la portion de la pale effectivement décollée. En pratique, ce nombre de
Strouhal est de 'ordre de St = 0,19 ([153]).

e Lorsque t = Ty, + T, ou Tg, = avec St le nombre de Strouhal des
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A.1.4 Valeurs des constantes utilisées dans la
littérature

Le mode¢le initial de Leishman-Beddoes compte au total 11 constantes a régler en
ce qui concerne uniquement les coefficients de force normale et tangentielle (Ai, b1, Az, bo,
Ty, T¢, T, Tvi, Cxi, 1 et St). Elles ne sont pas toutes d’importance égale et certaines sont
pratiquement invariantes pour toutes les configurations et pour tous les profils. Selon les
adaptations choisies par rapport au mod¢le initial, certaines constantes peuvent s’ajouter ou
disparaitre.

Pour le calcul de Peffet circulatoire, les constantes A, bi, Az et bo ne sont que
rarement changées par rapport aux valeurs issues de la théorie des profils minces (des valeurs
sont données dans le paragraphe A.1.1). Dans I'adaptation du modéle choisie dans cette
étude, ces constantes ne sont pas nécessaires car I'effet circulatoire est inclus dans la valeur
de I'angle d’attaque pris en entrée du modcle.

Pour le calcul de l'effet du décollement de la couche limite, il faut donner les
constantes T, et Tr. La constante T, vaut 1,70 pour un profil NACA0012 a Mach M = 0,3
d’apres [154], et il est précisé que cette constante ne dépend principalement que du nombre
de Mach et tres peu du profil utilisé. Cette valeur a été choisie ici. Elle a été largement reprise
pour des profils NACA symétriques de différentes épaisseurs (par [76], [222], [271] entre
autres) et pour des profils cambrés ([109]), méme a un nombre de Mach bien inférieur. La
constante T est censée étre tres peu dépendante du nombre de Mach et du profil. La valeur
T = 3,0 est donnée par [154] pour un profil NACA0012 a Mach M = 0,3. Pour un profil
NACAO0015 a tres faible nombre de Mach, en I'absence de données empiriques utilisables
pour le calage de cette constante, la valeur 3,0 a été assez systématiquement réutilisée (par
[222] par exemple) et a aussi été choisie ici.

L’utilisation d’un retard supplémentaire est préconisée par Sheng et al. [232] pour
des faibles nombres de Mach. Cela nécessite le calage d’une constante Ty, supplémentaire.
Elle dépend de la mani¢re dont Cni est défini. Pour un profil NACAO012, Sheng et al.
estiment que T, = 3,93 si Cx1 = 1,57 alors que la valeur chute a Ty, = 2,2 si Cxi = 1,75. Ceci
semble étre le parametre le plus subjectif et ne parait pas étre basé sur un ensemble de
données important et varié¢. Dans le cas général, la valeur proposée par Sheng et al. a été
choisie : T, = 3,93 a été gardée.

Pour la dynamique du lacher tourbillonnaire de bord d’attaque, les trois constantes
a régler sont le coefficient critique Cxi qui régle le déclenchement du phénomene, la
constante de temps Tvi. qui fixe le temps de parcours du tourbillon sur le profil et T, qui
contrdle la croissance et la décroissance de Ieffet du tourbillon. Le choix du coefficient
critique dépend des données statiques, et la méthode d’obtention est décrite au paragraphe
A.1.3.1. La constante Tvr. vaut 7,5 pour un profil NACA0012 a Mach M = 0,3 d’apres [154]
et est relativement indépendante du nombre de Mach et du profil. Pourtant, de nombreuses
études utilisent aussi la valeur Ty = 11,0 ([109], [184], [271] par exemple) pour différents
profils ou la valeur Tvi. = 7,0 ([222]). Au final, la valeur retenue ici est 7,5. Quant a la
constante Ty, la valeur sélectionnée est celle unanimement utilisée dans la littérature : Ty = 6,0.

Enfin, la constante 7 qui réduit "amplitude du coefficient de force normale est de
lordre de 0,95 a 0,97 selon les sources. La valeur n = 0,95 est retenue ici. Pour ce qui est du
nombre de Strouhal, suivant la recommandation de [153], la valeur St = 0,19 est adoptée.
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Le reste des données nécessaires pour les calculs sont des données relatives aux
polaires statiques du profil utilisé. Pour les profils NACA, les mesures expérimentales de
Jacobs et Sherman [129] ont été exploitées pour déterminer le coefficient de pente du
coefficient de force normale, 'incidence a coefficient de force normale nul et le coefficient
de trainée minimum.

A.2M¢éthodes d’interpolation de la pression
pariétale pour le calcul des efforts

Dans I'expérience présente, les mesures de pression sont peu nombreuses selon la
corde. Pour calculer des efforts aérodynamiques, linterpolation (et éventuellement
Pextrapolation) de la pression est nécessaire. Pour limiter au mieux les erreurs, plusieurs
techniques spécifiques ont été utilisées. Les plus importantes sont présentées ici.

A.2.1 Technique d’interpolation a partir de prises de
pression espacées

Cette astuce présentée ici est tirée du livre de Leishman [151].

Pour des écoulements subsoniques, le pic de succion et les gradients de pression
adverses les plus importants sont présents vers le bord d’attaque, sur une surface réduite.
Une absence de points de mesures au niveau du bord d’attaque, comme c’est le cas ici, est
source d’une grande imprécision pour l'intégration de la pression. La technique retenue pour
minimiser les erreurs est de procéder a une transformation de la fonction a interpoler. Au
lieu d’interpoler le coefficient de pression en fonction de la position sur la corde (¢, vs. x/c),
il est préféré d’interpoler la variable El; = ZCP\/X_/C en fonction de );7c = \/x_/c En tracant

c,
P
zone plus large et sa définition est meilleure. On peut systématiquement ajouter le point

vs. x/c de maniere conventionnelle, le pic de succion du bord d’attaque est étalé sur une

(é; i x/ c) = (0;0) car sa valeur est la méme pour toutes les répartitions de pression.

Pour illustrer 'intérét de cette méthode, un cas test est présenté sur la figure 132.
Cet exemple consiste a essayer de reconstruire une estimation de distribution de pression sur
I'extrados la plus fidele possible a la distribution de pression d’origine a partir de laquelle seul
un nombre tres limité de relevés de pression sont utilisés. Ces points disponibles sont espacés
et ne décrivent pas bien I’évolution de la pression au niveau du bord d’attaque puisqu’il n’y a
que 3 points entre 0% et 5% de corde. Les interpolations classiques pat spline ou par spline
cubique d’Hermite sur la courbe ¢, vs. x/c sous-estiment nettement le pic de succion de bord
d’attaque entre 0% et 2% de corde et surestiment le niveau de dépression entre 2% et 5% de
corde. De plus, I'utilisation de sp/ine classique mene a une répartition de pression en forme
de vagues a cause du phénomene de Runge [218]. En transformant les points a partir desquels

~

linterpolation est réalisée, donc en travaillant dans Pespace ¢,

coefficient de pression a une variation plus lente et mieux répartie. Le pic de succion est
effectivement étalé sur une surface plus grande. Donc une interpolation par spline cubique

vs. x/c, Iévolution du

~

d’Hermite sur la coutbe ¢
de dépression au bord d’attaque une fois la transformation inverse appliquée.

vs. x/c permet de trouver une estimation moins erronée du pic
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Figure 132 — Exemple d’interpolations classiques et d’interpolations issues de la transformation des
vatiables de coefficient de pression et de position sur la corde. La distribution de pression représente celle
d’un profil NACA0015 a 10° d’incidence calculée en fluide parfait a 'aide du logiciel XFOIL?!. Ce cas test

consiste a essayer de retrouver une estimation de distribution de pression sur 'extrados fidele a la
distribution de pression numérique ("I'objectif”, en trait pointillé noir) uniquement a partir de quelques
relevés de pression (ici, choisis arbitrairement a 0%, 2%, 5%0,15%, 35%, 55% et 75% de la corde,
représentés par les marqueurs ronds). D’abord deux types d’interpolation classiques sont utilisés
directement sur la coutbe ¢, vs. x/c : par des fonctions polynomiales par morceau (autrement appelées
Splines, en trait discontinu bleu) ou par des splines cubiques d’Hermite par morceau (aussi appelées pehip
pour Piecewise Cubic Hermite Interpolating Polynomial, en trait discontinu vert). L’interpolation dite "par
transformation” est une interpolation en pchip appliquée sur la courbe distordue ¢, vs. x/c, tracée en trait
continu rouge. La figure en médaillon située en haut de I'image est un zoom de la figure a).
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L’amélioration que procure cette astuce est surtout significative lorsque
I’écoulement est attaché et qu’il existe un pic de succion vers le bord d’attaque. Si la couche
limite est décollée, cette technique n’interpolation n’apporte pas d’amélioration notable.

A.2.2  Guidage de P’interpolation pour le suivi du
tourbillon

Dans cette étude, un intérét particulier est porté sur la dynamique du tourbillon de
bord d’attaque. Pour un meilleur suivi, il faut procéder a une interpolation sur la corde en
prenant en compte I’évolution temporelle de la pression pariétale sur chacune des prises a
notre disposition.

Prenons un exemple analytique simple : suivre selon la dimension spatiale x le
déplacement d’une perturbation en forme de cloche (une fonction gaussienne), dont le
niveau est représenté par la variable f (qui symbolise par exemple la pression pariétale).
Supposons que 'on n’a acces qu’a I’évolution temporelle avec une bonne résolution de la
courbe en un nombre limité de positions spatiales (5 positions par exemple, voir figure 133).
On souhaite avoir un meilleur raffinement selon la dimension x en procédant a une
interpolation. Pour cet exemple, les valeurs numériques ne nous intéressent pas, on ne
s’attache qu’a la forme de l'interpolation. On choisit arbitrairement les valeurs de toutes les
grandeurs (x pour la dimension spatiale, t pour la dimension temporelle et f pour le niveau
de la fonction que 'on cherche a interpoler) entre 0% et 100%.

—x = 0%
—x = 25%
x = 50%
—x = 75%
—x = 100%
I
|
|
T
|
|
|
100
75
50 x [0/0]

100 0

Figure 133 — Tracé des données d’entrées pour I'exemple analytique test : valeur de la variable f en
fonction du temps t pour 5 positions spatiales x connues. Les couleurs distinguent les courbes selon leur
position spatiale.

La méthode d’interpolation la plus simple est de procéder a une interpolation
classique (linéaire, cubique, etc.) entre les 5 positions connues pour chaque pas de temps
indépendamment. Le processus est présenté sur la figure 134 avec une représentation selon
le temps et espace. Le résultat pour une interpolation linéaire est donné sur la figure 135.
On remarque que linterpolation présente une série de pics sans rapport entre eux, qui
apparaissent successivement aux positions connues. L’interprétation qui résulte de cette

2l XFOIL est un logiciel de calcul d’effort et d’écoulement subsonique autour d’un profil isolé. 1l est développé depuis 1986, notamment
par Mark Drela qui a entre autres écrit la version initiale. Le code se base sur une méthode des panneaux d’ordre élevé couplé avec une
méthode d’interaction forte avec un modeéle de couche limite pour considérer certains phénomenes liés a la viscosité. Grice a cet outil, il
est en particulier possible de modéliser le bulbe de décollement laminaire.
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méthode n’est pas en accord avec le fait que le phénomeéne visualisé est le déplacement d’une
perturbation en cloche. lutilisation d’une interpolation d’ordre plus élevée (cubique par
exemple) ne fait que lisser la forme des pics, mais ne rajoute pas de lien entre ces pics.
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Figure 134 — Description des étapes du processus d’interpolation linéaire classique. Les couleurs indiquent

le niveau de la variable f.
a) Données de départ sur le maillage initial (en traits noirs). Les données initiales correspondent aux
niveaux de couleur en cing positions sur tout I'intervalle temporel.
b) Définition d’un maillage raffiné selon x.
¢) Interpolation linéaire classique des données initiales sur le maillage raffiné.

—Données de départ‘

y AN e/ ,""“ =
O, AN )
ST
(50X
U

"‘\‘ = (O

NS N
XXX KXY

TS

(/

100 0

Figure 135 — Apercu de I'interpolation linéaire classique sous forme de courbe de surface.

Pour améliorer la technique d’interpolation, deux méthodes sont testées. L’une
guide I'interpolation en ajoutant un point, 'autre consiste a déformer le plan (t ; x) de manicére
a forcer la liaison entre les maxima des courbes en cloche.
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A.2.2.1 Interpolation guidée par ajout d’un point

Pour assurer la continuité des pics entre les différentes positions spatiales, on peut
choisir d’ajouter un point supplémentaire pour chaque pas de temps. Le processus est illustré
sur la figure 1306. Il suffit de procéder a une premicre interpolation entre les maxima des pics
aux positions x connues pour obtenir, pour chaque pas de temps, la position et 'amplitude
supposées du maximum du pic. Ces points sont ajoutés aux autres données connues du
probleme (voir figure 136.c) pour les calculs des interpolations. Ces interpolations sont alors
effectuées a partir de 6 points au lieu de 5 (les 5 points connus plus un point estimé comme
étant la position du maximum) tant qu’un maximum de la perturbation en cloche est présent.

100 {
T
< \H
2 = 50 L
V% |
; I
0
0 25 50 75 100
£ %]

b)

£ [%] U)

( 0 25 %O 75 100)
t

wTm
(@]
£ %]

x [%)]

75 100

50 s 50
£ [%] 2 &%)

*
Yanus®

d) Linéaire e) Splines cubiques d’Hermite par morceau

Figure 136 — Description des étapes du processus d’interpolation linéaire guidée par ajout d’un point
supplémentaire situé a la position estimée du maximum du pic. Les couleurs indiquent le niveau de f.
a) Données de départ sur le maillage initial (en traits noirs). Les données initiales correspondent aux
niveaux de couleur en cinq positions sur tout lintervalle temporel.
b) Définition d’un maillage raffiné selon x.
) Ajout d’un point a chaque pas de temps correspondant a la position supposée du maximum du pic.
d) Interpolation linéaire classique des données sur le maillage raffiné.
e) Interpolation en splines cubiques d’Hermite par morceau des données sur le maillage raffiné. Les cercles
pointillés noirs entourent un défaut de I'interpolation.
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Par exemple ici, le maximum de la perturbation apparait lorsque t = 20% et
continue a se déplacer jusqu’a t = 80%. Un exemple de résultat est présenté sur la figure 137.
L’utilisation de 6 points prouve que la liaison spatio-temporelle des pics est effectivement
mieux réalisée (voir figure 135 pour comparaison).
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Figure 137 — Apercu de linterpolation linéaire classique guidée par ajout d’un point sous forme de courbe
de surface.

Néanmoins, cette méthode n’assure pas une liaison complétement continue dans le
temps car le passage de 5 a 6 points (avant et aprés le premier maximum de la perturbation)
est assez abrupt, ce qui peut se traduire par des sauts (entourés par des cercles pointillés noirs
sur la figure 1306.¢) si I'interpolation fait intervenir des polynémes d’ordre supérieur a 2
(splines, etc.). Ceci est dl au fait que seule la position du maximum est guidée et qu’il n’y a pas
de continuité temporelle de linterpolation, donc aucun signe précurseur du pic. Une
possibilité d’amélioration du modele pourrait étre d’ajouter des guides (par exemple relier en
plus les points ou la perturbation atteint 90% de sa valeur maximum) ou d’imposer des
contraintes supplémentaires au calcul d’interpolation (par exemple imposer des coefficients
directeurs particuliers aux extrémités).

A.2.2.2 Interpolation guidée par transformation du plan

I’idée est de rapprocher les pics des courbes en cloche en distordant le plan (t ; x)
pour guider I'interpolation et faciliter la liaison entre les maxima. Le processus est présenté
sur la figure 139. On cherche tout d’abord la trajectoire du tourbillon (lighe noire discontinue
qui relie les maxima sur la figure 139.b). On crée ensuite une distorsion du plan (t ; x) en un
plan (f ; i) pour aligner les maxima au niveau de leur position temporelle moyenne (voir
tigure 139.c). On choisit la transformation F suivante :

[ ot \

F
' ——t sit<t. |
X
N I " e
- ()
F—l ty - moy pic ( ) ) /
— | t-t, . (x + movl( t; sinon
tl B tplc (X) plC( ) Y( plC)

Ou tyice(x) est Pinstant t ou le maximum de la perturbation en cloche est a la position

x (ligne noire discontinue sur la figure 139.b), moy(t ) est la moyenne spatiale des tyic(x) et

pic
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t; est la valeur finale de la dimension temporelle (soit ici la valeur indiquée comme étant
100%). Les allures de F sont représentées sur la figure 138.

100 . . .
75
ox = 0%
— ox = 25%
= 50 < = 50%
= °ox = 75%
ox = 100%
25
0 25 | 75 100

50
t [O/o]
Figure 138 — Tracé de l'allure de la fonction F(t) = t appliquée au cas test étudié ici. L’allure differe selon la
position spatiale x.

Les maxima ainsi alignés dans le plan déformé (voir figure 139.c), une interpolation
peut relier directement un maximum d’une position x au maximum de la position x voisine
car il s’agit du point le plus proche. Pour que la liaison se fasse, il faut, a partir des mémes
nceuds que dans le plan original, redéfinir un nouveau maillage dans le plan déformé, et un
nouveau maillage de sortie raffiné. Les maillages cartésiens ne sont plus adaptés, on leur
préférera des maillages triangulaires (voir figure 139.d) que 'on peut trouver par exemple par
triangulation de Delaunay”. 1l est alors possible de procéder a une interpolation
barycentrique d’un maillage triangulaire a lautre (voir figure 139.e). A laide de la
transformation inverse F', on peut revenir a la représentation plus habituelle dans le plan
(t; x) (voir figure 139.f). Et puisque les nceuds du maillage triangulaire correspondent aux
nceuds du maillage cartésien initial, on peut de nouveau représenter le résultat sous sa forme
cartésienne (voir figure 139.).

Le résultat de cette interpolation est donné sur la figure 140. En comparaison avec
la figure 135 pour laquelle aucune transformation n’est appliquée avant I'interpolation, on
remarque qu’a la place de la succession de bosses, il y a une progression continue de la courbe
en cloche. Ainsi, en sachant au préalable que les pics sur les différentes positions spatiales
correspondent au déplacement d’une seule et méme perturbation, cette méthode
d’interpolation guidée apporte une estimation significativement meilleure de la répartition de
la variable f selon x.

Cette technique a été utilisée pour toutes les interpolations de pression pariétale sur
lesquelles les pics de succion du tourbillon de bord d’attaque sont clairement visibles et
cohérentes avec ’hypothese de déplacement d’un seul et méme tourbillon. Ces distributions
de pression sont ensuite utilisées pour le calcul des efforts aérodynamiques.

22 La triangulation de Delaunay relie pat des triangles les points du maillage, de telle maniere que le plus petit angle parmi les trois sommets
d’un triangle soit maximisé pour I'ensemble des triangles. Cette méthode assure que les triangles obtenus ne sont pas excessivement allongés.
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Figure 139 — Description des étapes du processus d’interpolation guidée par transformation du plan spatio-
temporel. Les couleurs indiquent le niveau de la variable f.
a) Données de départ sur le maillage initial (en traits noirs). Les données initiales correspondent aux
niveaux de couleur en cing positions sur tout I'intervalle temporel.
b) Définition d’un maillage raffiné selon x et estimation de la trajectoire du maximum du pic.
¢) Transformation du maillage pour aligner les maxima du pic.
d) Définition d’un maillage triangulaire par triangulation de Delaunay.
e) Interpolation barycentrique des données sur le maillage triangulaire.
f) Transformation inverse des données interpolées pour revenir dans le plan initial.
f) Affichage des mémes données sur le maillage raffiné selon (maillage cartésien).
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Figure 140 — Apercu de linterpolation linéaire classique guidée par transformation du plan sous forme de
courbe de sutface.

A.2.3 Calcul des efforts par intégration de la pression

Les efforts aérodynamiques s’appliquant sur les pales sont le résultat d’efforts de
pression et d’efforts de frottement. N’ayant acces qu'aux mesures de pression, on ne peut
estimer que les efforts de pression qui représentent malgré tout la partie la plus importante
de Teffort normal et une partie significative de leffort tangentiel pour une incidence
suffisamment importante.

A.2.3.1 Extrapolation sur la totalité de la face intérieure

Les efforts expérimentaux sont issus de I'intégration de la pression sur la totalité
des deux faces des pales. On ne s’intéresse ici qu’a la face intérieure. N’ayant accés qu’aux
mesures de pression entre 10% et 80% de corde, il faut au préalable estimer la pression au
bord d’attaque avant de procéder a I'intégration car cette zone du profil contribue beaucoup
au bilan des efforts, notamment pour la force tangentielle. On peut distinguer trois cas
particuliers, lorsque I’écoulement est attaché au-dessus du profil, lorsqu’il est décollé et que
le tourbillon est proche du premier point de mesure, et lorsqu’il est décollé et que le tourbillon
est loin du bord d’attaque (voir figure 141).

Lorsque I’écoulement est attaché (voir figure 141.a), on peut estimer que le modele
numérique est suffisamment correct pour pouvoir servir de guide pour I'interpolation. Ainsi,
on procede a l'extrapolation en utilisant les données numériques de pression au bord
d’attaque (0% de la corde), au bord de fuite (100% de la corde) et dans la zone du pic de
succion (2,5% de la corde). Il ne s’agit donc plus d’une extrapolation a proprement parler
mais plutot d’une interpolation a partir de points de plusieurs origines (données
expérimentales auxquelles s’ajoutent trois points numériques).

Lorsqu’il y a eu un lacher tourbillonnaire de bord d’attaque et que ’écoulement est
décollé (voir figure 141.b), il n’y a plus de pic de succion au bord d’attaque et le modele
numérique n’est plus d’aucune aide pour guider extrapolation. S’il n’y a pas de tourbillon
au-dessus du profil ou qu’il est suffisamment loin des régions d’extrapolation (bord d’attaque
ou bord de fuite), on peut faire 'approximation d’une répartition de pression uniforme car il
est vérifié expérimentalement que dans la portion décollée d’un profil en translation rectiligne
et uniforme, la répartition de coefficient de pression est en moyenne constante ([238]). Cette
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observation a aussi été faite sur des profils en décrochage dynamique ([148] et [171]). Dans
ce cas, la méthode d’extrapolation consiste a prolonger le niveau de la pression a 10% de
corde jusqu’au bord d’attaque et celui a 80% de corde jusqu’au bord de fuite.

o Expérimental
\ s Numérique

— Interpolation
--- Extrapolation

o Expérimental
— Interpolation
--- EBxtrapolation
— Scénario 1
Scénario 2

o Expérimental
— Interpolation
--- Extrapolation

Coefficient de pression (c,*)
Coefficient de pression (c,*)
Coefficient de pression (c,*)

)y
0 100 0 0
Position sur la corde (x/c) [%] Position sur la corde (x/c) [%] Position sur la corde (x/c) [%]
a) Ecoulement attaché b) Ecoulement décollé ¢) Ecoulement décollé
Tourbillon proche du bord Tourbillon éloigné du bord
d’attaque d’attaque

Figure 141 — Schémas de principe des méthodes d’extrapolation de la pression patiétale sur la face
intérieure en fonction de la position sur le profil. La méthode d’extrapolation différe selon que
I’écoulement sur la face intérieure soit attaché (a) ou décollé au profil (b et c).

Lorsque écoulement est décollé au bord d’attaque et que 'effet du tourbillon est
important sur les zones de décollement (voir figure 141.c), les mesures expérimentales seules
ne permettent pas elles non plus de prédire le niveau de pression au bord d’attaque. Une
multitude de scénarios sont possibles sans qu’un seul puisse étre privilégié sur les autres.
Plutot que de choisir arbitrairement une estimation, il a été préféré de prolonger
uniformément les niveaux de pression comme quand il n’y a pas d’effet du tourbillon. Cette
méthode donne un niveau de dépression supérieur a celui qui peut exister en réalité. On
obtient ainsi une borne supérieure de la contribution du tourbillon a la pression pariétale du
bord d’attaque. Une dépression au bord d’attaque étant favorable a la production d’effort
normal et tangentiel, cette méthode évalue aussi une limite supérieure de la contribution
expérimentale de la face intérieure aux coefficients de force normale et tangentielle.

A.2.3.2 Indépendance des calculs d’effort vis-a-vis de la méthode
d’interpolation

Différentes méthodes d’interpolation sont testées pour procéder conjointement a
I'interpolation et a Dextrapolation. Systématiquement les techniques sont utilisées en
procédant au préalable a la transformation présentée au paragraphe A.2.1. Ces techniques
sont les suivantes :

e Mcéthode (1) : Par transformation du plan (t ; x) en un plan (E ; i), en
utilisant une interpolation barycentrique au sein des triangles formés dans
le plan (f ; §) (voir paragraphe A.2.2.2).

e Méthode (2) : Par transformation du plan (t ; x) en un plan (f ; i), en
utilisant une interpolation par krigeage® dans le plan (f ; i) (en utilisant un
mode¢le de variogramme sp/ine cubique). Cette méthode utilise 'outil DACE

2 Le krigeage est une méthode d’estimation linéaire qui peut étre utilisée pour Pinterpolation ou I'extrapolation spatiale, y compris a
plusieurs dimensions. Elle est non-biaisée, objective et optimale (au sens statistique). Il s’agit de 'estimateur linéaire qui assure la valeur
minimale de la variance d'estimation. Le krigeage est normalement une méthode d’estimation spatiale, elle n’est pas utilisée ici dans ses
conditions idéales d’opération puisque elle est appliquée a un espace spatio-temporel (f ; %) La pertinence de l'utilisation du krigeage et
'optimisation du modéle ne sont pas discutées ici, cette méthode est juste choisie du fait de sa bonne aptitude a réaliser une interpolation
avec un maillage non-cartésien fortement irrégulier tel que peut ’étre celui dans le plan (f ; i) et le choix du modele de variogramme est
simplement issu d’un choix subjectif en comparant divers modeles.
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développé par Lophaven et al. [158], se référer au document original pour
plus d’information.

e Mcéthode (3) : Par interpolation par splines cubiques d’Hermite par morceau
(pehip) réalisées successivement a chaque pas de temps en guidant
Pinterpolation en ajoutant un point correspondant a la position et a
Pamplitude supposées du tourbillon (voir paragraphe A.2.2.1).

e Méthode (4) : Par interpolation par des courbes de Bézier réalisées
successivement a chaque pas de temps en guidant I'interpolation en ajoutant
un point correspondant a la position et a I'amplitude supposées du
tourbillon (voir paragraphe A.2.2.1). L’interpolation par courbes de Bézier
est réalisée grace a une fonction tirée de I'utilitaire Interpolation Ultilities
développé par Henning [114].

-15 T T ' .

— --Numérique
iu/m X 0 Expérimental
o 10k —Méthode (1)

2 —Mcéthode (2)
i'& Méthode (3)
2) o -5F —M¢éthode (4)
- TTeege.___
R e
L e
o
s 0
D]
Q
O
5 I I I [
0 10 40 50
Position sur la corde (x/c) [%]
_1 G T T T T .
\ --Numérique
\ @ Expérimental
—Méthode (1)
-5¢ NG —Méthode (2)
= Méthode (3)
L e —Méthode (4)

@

Coefficient de pression (cp*)

50 10 20 30 40 50

Position sur la corde (x/c) [%]

Figure 142 — Allures des interpolations de coefficient de pression réalisées au niveau de I'avant du profil
avec différentes méthodes d’interpolation. Ces interpolations correspondent a celles réalisées pour la
configuration A = 1,5 et Us = 12 m/s lorsque 0 = 80° (a) et lorsque 0 = 110° (b).

De manicre générale, lorsque I'écoulement est attaché (voir figure 142.a), ces
différentes méthodes d’interpolation donnent des résultats relativement similaires entre 10%
et 80% de corde. Les principales variations concernent la zone du bord d’attaque entre les
deux premiers points (0% et 2,5% de la corde). Lorsque I'écoulement est décollé au bord
d’attaque (voir figure 142.b), des différences plus significatives sont visibles sur les
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répartitions de pression a cause du suivi du tourbillon de bord d’attaque. On peut observer
I'influence de ces écarts sur les coefficients de force normale et tangentielle sur la figure 143.
Les différences entre les méthodes ne modifient manifestement pas les estimations que 'on
peut faire des efforts aérodynamiques. En particulier, cela met en évidence le fait que les
résultats qui sont présentés dans cette étude pour la borne maximum des efforts ne sont pas
affectés par la méthode d’interpolation de la pression pariétale.
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Figure 143 — Coefficients de forces aérodynamiques (adimensionnés par le terme %QC(XUW)Z) issus de

intégration et de la projection de la pression pariétale sur la face intérieure uniquement.

A.3Vitesses induites par des singularités
élémentaires

Pour déduire la vitesse et la pression au niveau des pales, la méthode des panneaux
vise a résoudre un systeme matriciel dans lequel interviennent les vitesses induites par des
singularités élémentaires d’intensités unitaires. Les vitesses induites par un ensemble de
singularités élémentaires sont présentées dans le tableau 20. Les expressions des vitesses sont
écrites sous leur forme complexe car les formulations sont plus simples. Les composantes
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de la vitesse dans différents reperes (cartésiens ou polaires) peuvent étre déduites,
notamment en calculant les parties réelles et imaginaires.

Le tableau 20 récapitule aussi les expressions des potentiels complexes qui servent
au calcul de la pression instationnaire en utilisant ’équation de Bernoulli instationnaire (voir
paragraphe I11.2.2.6). Ils correspondent aux primitives des vitesses complexes.

L’ensemble de ces résultats est démontré dans le livre de Katz et Plotkin [133].

Potentiel complexe

Vitesse complexe

Singularité
nguiarie F(z) = +id W(z) =U-iv
Ecoulement uniforme
® De vitesse U, i o
® D’incidence o par rapport 2 Uaze Ueoe
Ox
Source ponctuelle 5 s
® En M(z) ou zy = x; + iy, Eln(z - zo) 27[(2 -, )
® De débit X 0
Vortex ponctuel T T
N . -1 -

® En M(z) oz = xg + iy, Zln(z - 7) m

® D’intensité I'

Distribution constante de
soutrce

® Sclon un segment [AB] avec
A(zy) et B(zg) ou

Zn = Xp T iyA et ou

zg = Xg T in

® De débit par unité de
longueur constant o(s) =0

% f ln(z - Zi) dz
12 22) - G Yl )

7B

o J’ 1 d

— | ——dz

2n (Z - Zi)

ZA

o Z -7 .
= —In 2 i

2n Z-zg

VoY
Avec 8 = atan (M)
XB - XA

Distribution constante de
vorticité

® Sclon un segment [AB] avec
A(zy) et B(zg) ou

Zp = Xp T iyA et ou

zp = xp t lyg

® D’intensité par unité de

B
-
ﬁ ln(z - zi) dz;

zA

;_:[(Z - zA)ln(z - zA) - (z - ZB)ln(z ) ZB)]

zB

-1y 1
| G

ZA

-i Z-7 .
= —Yln A e
2n Z -7

v v
Avec § = atan (‘“ “\)
X

B - XA

longueur constante y(s) =y

Tableau 20 — Récapitulatif des vitesses et des potentiels complexes induits par un ensemble de singularités.

A.4Simulations de parois par la méthode des
images

Les solutions de ’équation de Laplace pour différentes singularités peuvent étre
utilisées pour construire ’écoulement autour d’obstacles de forme arbitraire. On peut aussi
étre amené a calculer ’écoulement autour des mémes obstacles faces a une paroi. La présence
d’une paroi suppose une vitesse nulle a la surface de cette paroi, elle peut étre simulée par
'ajout de singularités de méme intensité ou d’intensité opposée, placées de l'autre coté de la
paroi de maniere a satisfaire la condition de non-pénétration du fluide a travers la paroi. Cette
méthode est appelée méthode des images car chaque singularité du plan physique peut étre
associée a une singularité image de l'autre coté de la paroi. Dans le cadre du modele
numérique développé ici, la méthode des images est utilisée pour simuler le fonctionnement
de I’éolienne entre deux parois paralléles représentant les murs d’une soufflerie.
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Prenons d’abord 'exemple d’une source ponctuelle de débit X~ a une distance h
d’une paroi plane (voir figure 144.a). Par définition, la vitesse normale a la paroi est nulle. On
peut montrer que 'on peut obtenir la méme topologie de I’écoulement que si 'on avait une
source virtuelle de méme débit de l'autre coté de la paroi, a la méme distance h car la vitesse
normale induite par la source au niveau de la paroi est contrebalancée par la vitesse normale
induite par la source virtuelle. On note les coordonnées en écriture complexe des sources
réelles et virtuelles respectivement zo et z = zo - 2ih. La vitesse calculée en un point z du plan
peut étre écrite comme la vitesse induite par les deux singularités :

by
W(z) = +
27r(z - zo) Zn(z -zp + Zih) (162)

* *
h h
h

%

a) Source contre une paroi b) Source face a une source image

Figure 144 — Schéma de principe de la méthode des images sur une source de débit 2 a une distance h
d’une paroi.

Si maintenant on place la méme source entre deux parois équidistantes a une
distance +h/2 et -h/2 de la singularité. On peut procéder a la méme méthode en ajoutant
une source de l'autre coté de chaque paroi, mais il faut aussi ajouter les images des images.
On obtient alors une infinité de sources images (voir figure 145.a). Dés lors, la vitesse calculée
en un point z du plan peut étre écrite comme la somme infinie des vitesses induites par les
singularités :

o]

>
W — Z 0%
(=) Zn(z -zg + inh) (163

n=1

Drapres [105], on peut montrer que l'expression de la vitesse induite peut se
simplifier en introduisant la cotangente hyperbolique :

X 1
W(z) = —

h tanh (% (z - zo)> (164
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Dans le cas général, si la source n’est pas placée de manicre équidistante par rapport
aux deux parois, on peut se ramener a deux séries infinies d’images équidistantes (voir
figure 145.b). D’une part, on a une série d’images infinies de la singularité initiale, avec une
distance 2h entre chaque image. D’autre part, on a une série d’images infinies de I'image de
la singularité par rapport a la paroi inférieure, également avec une distance 2h entre chaque
image. En notant h; la distance entre la source et la paroi inférieure, on obtient la vitesse
induite a partir de la formule suivante :

z 1 z 1
W) = 2h m " oh m (165)
. 65
tanh (E (z - zo)> tanh (ﬁ (z -zo + 21h1))
2h
% PAVAR
N
h
v K
2h
il \ ;
. T P
N %h1 i
~F h
| A
X% n
h
2h
% PAVAR
N
a) Source entre deux parois a égales distances b) Source entre deux parois non-équidistantes

Figure 145 — Schéma de principe de la méthode des images sur une source de débit 2 entre deux parois
séparée d’une distance h.

Les expressions des vitesses induites par une source face ou entre deux parois sont
résumées dans le tableau 21. On peut également mener un raisonnement similaire sur des
vortex ponctuels, auquel cas les termes images ont des signes qui s’alternent (voir tableau 22).
De méme, on peut réaliser un développement comparable pour des singularités non plus
ponctuelles, mais distribuées sur un segment. Le tableau 23 donne I'expression de la vitesse
induite par une distribution constante de source face a une paroi et entre deux parois. Le
tableau 24 donne les expressions équivalentes pour une distribution constante de vorticité.

11 existe aussi des formulations pour le potentiel induit par les sources, certaines de
ces expressions peuvent étre trouvées dans le livre de Katz et Plotkin [133] et Particle de
Greengard [105].
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Singularité

Vitesse complexe
W(z) =U-iv

Soutrce ponctuelle face a une
paroi

® En M(z) oz, = x + iy,
® De débit X

® La paroi est orientée selon
OX telle que z = i(y0 - h)

., )
2n(z-2)  2n(z- 2 + 2ih)

Source ponctuelle entre deux
parois équidistantes
® Bn M(z) ot zy =x, + iy,
® De débit X
® Les parois sont orientées

>
selon OX telles que

. h . h
z—1(yo+ Z)etz_l(yo_ 5)

Z 1

Etanh (% (z - zo)>

Source ponctuelle entre deux
parois non-équidistantes

® Bn M(z)) ot zy =x, + iy,
® De débit X

® Les parois sont orientées
selon OX telles que

z=ly etz =iy, avecy <y,

X 1 > 1

— + —
2h tanh (% (z - zo)) 2h tanh (% (z -z + Zihl))

Avechy =y, -y, ladistance du point M 4 la paroi inférieure

eth =y, -y, la distance inter-paroi

Tableau 21 — Récapitulatif des vitesses complexes induites par une source ponctuelle face a une paroi ou

entre deux parois.

Singularité

Vitesse complexe
W(z) =U-iv

Vortex ponctuel face a une
paroi

® En M(z) ou 7y = x, + iy,
® D’intensité I"

® La paroi est orientée selon

OX telle que z = i(y0 - h)

i ir
2n(z-2))  2n(z- 2 + 2ih)

Vortex ponctuel entre deux
parois équidistantes

® En M(z) ot 7y = x + iy,
® D’intensité I’

® Les parois sont orientées
selon OX telles que

=iy, +3)era=i5,- )
z =1 y() > etz =1 0—2

Vortex ponctuel entre deux

parois non-équidistantes

o F U = v
En M(zg) ot 2y = x¢ + iy,

® D’intensité I"

® Les parois sont orientées

selon OX telles que

z =1y etz=1y avecy <y,

- il 1

1
+ J—
2h tanh (% (z - zo)) 2h tanh (% (z -z9t+ 2ih1))

Avec hy =y, -y, la distance du point M a la paroi inférieure

eth =y, -y, ladistance inter-paroi

Tableau 22 — Récapitulatif des vitesses complexes induites par un vortex ponctuel face a une paroi ou entre

deux parois.
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Singularité

Vitesse complexe
W(z) =U-ivV

Distribution constante de
source face a une paroi

® Sclon un segment [AB] avec
A(zy) et B(zp) ou

zy = X5 Ty, et ou

zg = xg + in

® De débit par unité de
longueur constant a(s)=o

® La paroi est orientée selon
OX sous le segment [AB]

c . Z -7 c .. 7z - zx + 2ih
—e®n A + —e®ln A oA - A
2n 7 -7 2n z - zg + 2ihp

Avec § = atan (yB - y"\)

XB - XA
hy est la distance du point A a la paroi
hp est la distance du point B a la paroi

Distribution constante de
source entre deux parois non-
équidistantes

® Sclon un segment [AB] avec
A(zp) et B(zp) ou

75 = x5 Ty, et ou

Zp = Xp + in

® De débit par unité de
longueur constant o(s) = o

® Les parois sont orientées
selon OX avec une distance
inter-paroi notée h

% e®n [sinh (% (Z - Zz\))]
- % e®ln [sinh (;—h (Z - ZB))]
+ %ei% [smh (;—h (z-2a+ ihA))]
- Zomfion (v i)

Avec 6 = atan (yB : yA)

XB - XA

hy est la distance du point A a la paroi inférieure
hy est la distance du point B a la paroi inférieure

Tableau 23 — Récapitulatif des vitesses complexes induites par une distribution constante de source face a

une paroi ou entre deux parois.

Singularité

Vitesse complexe
W(z) =U-iv

Distribution constante de
vorticité face a une paroi

® Sclon un segment [AB] avec
A(zy) et B(zp) ou

zy = x5 Ty, et ou

zg = xg + in

® D’intensité par unité de
longueur constant y(s) =y

® La paroi est otientée selon
OX sous le segment [AB]

iy Z-7z iy . z - zp + 2ih
- Bl —2) + X e In #
2n Z -7 2n z - zg + 2ihg

Avec 8 = atan (‘VB - ‘V’\)

XB - Xp
hy est la distance du point A a la paroi

hg est la distance du point B a la paroi

Distribution constante de
vorticité entre deux parois
non-équidistantes

® Sclon un segment [AB] avec
A(zy) et B(zg) ou

zy = x4 Ty, et ou

Zg — XB + in

® D’intensité par unité de
longueur constant y(s) =y
® Les parois sont orientées
selon OX avec une distance
inter-paroi notée h

_ %e'ialn [sinh (;_h (Z - ZA))]
+ Zi—ie'ialn [sinh (% (Z - ZB))]
+ Zi—ieisln [sinh (% (Z -zpy t ihA))]
ol (G i) )|

Avec & = atan (YB - y‘*)

Xp - XA
hy est la distance du point A a la paroi inférieure
hp est la distance du point B a la paroi inférieure

Tableau 24 — Récapitulatif des vitesses complexes induites par une distribution constante de vorticité face a
une paroi ou entre deux parois.
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RESUME : L’éolienne Dattieus connait un intérét accru ces derniéres années patce qu’elle représente
une solution alternative potentielle de production d’électricité dans les milieux urbains. En particulier,
une éolienne de forte solidité peut étre choisie car certaines de ses propriétés peuvent étre
avantageuses pour son implantation proche de zones habitées. A linverse, certaines difficultés
aérodynamiques émergent. Ce type d’éolienne fonctionne a de faibles vitesses réduites pour lesquelles
le décrochage dynamique a un rdle trés significatif. L’objectif de ce travail de thése consiste a
compléter la connaissance du phénomene de décrochage dynamique sur une éolienne a axe vertical
afin d’améliorer les modeles numériques de prédiction existants. Cette étude s’appuie sur une analyse
combinée de résultats numériques et expérimentaux. Les simulations numériques sont produites avec
une méthode des panneaux bidimensionnelle instationnaire. Les effets de la viscosité sont introduits
par des corrections utilisant notamment un modele semi-empirique de décrochage dynamique. Le
travail expérimental s’est concentré sur la dynamique tourbillonnaire a proximité immédiate du rotor
résultante du décrochage dynamique. Le montage se compose d’une éolienne a pale droite placée
dans une soufflerie. Des mesures instationnaires de la répartition de pression pariétale le long de la
corde et des mesures de champ de vitesse par vélocimétrie par images de particules ont été
accomplies. Les résultats révélent la manicre dont les caractéristiques du décrochage dynamique sont
conditionnées par la vitesse réduite. Le retard au décrochage, l'intensité de I'effet du tourbillon de
décrochage dynamique et sa convection ont été quantifiés. Enfin, un examen critique de 'applicabilité
du modele de Leishman-Beddoes pour simuler efficacement les effets du décrochage dynamique a

été réalisé.

MOTS CLES : éolienne Datrieus ; décrochage dynamique ; simulation numérique ; méthode des

panneaux ; mesure de pression ; PIV ; dynamique tourbillonnaire

TITLE: Experimental and numerical study of dynamic stall on a high solidity vertical axis
wind turbine

ABSTRACT: The Darrieus wind turbine has entered a petiod of renewed interest in recent years
because it may stand for an alternative solution to produce electricity in urban areas. In particular,
high solidity wind turbine can be chosen for use near populated city areas to benefit from some of
its key properties. Conversely, some acrodynamic problems atise. This type of wind turbine operates
at low tip-speed ratio for which dynamic stall has a very significant role. The goal of this work is to
provide valuable data to complement the knowledge of the dynamic stall phenomenon that occurs
on a vertical axis wind turbine in order to improve existing numerical models. This study relies on a
combined analysis of numerical and experimental results. The numerical simulations are based on a
bidimensional unsteady vortex panel method. Effects of viscosity are introduced by adding
corrections computed with a semi-empirical dynamic stall model. The experimental work focuses on
the dynamics of the shed vortices existing in the vicinity of the rotor as a result of dynamic stall. The
set-up consists of a straight-bladed wind turbine tested in a wind tunnel. Unsteady pressure
distribution measurements along the chord and velocity fields measurements by particle image
velocimetry are presented. Results indicate how the characteristics of dynamic stall are conditioned
by the tip-speed ratio. Stall inception delay, the magnitude of the dynamic stall vortex effects and its
convection velocity are evaluated. In addition, a critical review of the suitability of the Leishman-
Beddoes model to effectively simulate the effects of dynamic stall is described.

KEYWORDS: Darrieus wind turbine; dynamic stall; numerical simulation; panel method; pressure

measurement; PIV; vortex dynamics



