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Abstract

Vibratory crises have been observed in EDF thermal power plants operating
with heavy fuel oil. Such instabilities may lead to shutdown and damage the
boiler. This work deals with combustion instabilities that can take place in boi-
lers equipped with steam-assisted atomizers and where the airflow is swirled.
These vibratory phenomena result from a resonant coupling between the com-
bustion dynamics and the boiler acoustics. Analyses of combustion dynamics
of non-premixed swirling spray flames remain rare and are difficult to realize
on the real system. The objective of this work is to analyze the stability of
EDF boilers using the response of generic non-premixed swirling spray flames
submitted to acoustic velocity disturbances. This response is determined on an
original device (DIFAV') equipped with a swirling vane and a twin-fluid atomi-
zer operated with steam and dodecane. This burner is equipped with the main
elements of those used in the thermal power plant, but has a reduced scale of
1/7000. The influence of the injector geometry and of the operating conditions
on the spray generated by the injector can be studied. Spray visualizations at
the outlet of the injector reveal the relationship between the topology of the
two-phase flow in the injector and the measured droplet size. Measurements
of the droplet diameter and velocity as a function of the gas-to-liquid ratio
(GLR) have been performed at the outlet of the injector. These data have been
compared to models and were used to estimate the evolution of the droplets
diameter as a function of the GLR generated by the industrial injector. A modal
analysis of the DIFAV combustor is then carried out and a simplified acous-
tic model made of three coupled cavities is developed. The natural frequencies
and damping rates of the DIFAV combustor are determined experimentally
when it is submitted to acoustic modulation. Acoustic simulations are per-
formed with COMSOL Multiphysics on a simplified geometrical model of the
industrial boiler. Three low frequency modes established between the plenums
and the combustion chamber have been identified and may be unstable. Their
sensitivity to modifications of the boiler geometry and boundary conditions
are studied. Flame responses subjected to acoustic modulations of the airflow
rate are then measured on the DIFAV combustor for several amplitudes and
two flames topologies obtained at globally lean condition. Phase-conditioned
flame visualizations and measurements of swirl number fluctuations during an
acoustic forcing cycle are conducted to explain the mechanisms that control
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the evolution of gain of the Flame Describing Function (FDF). A high sensi-
tivity of the phase of the FDF to the amplitude of the acoustic disturbance is
observed. The Strouhal number based on the airflow velocity and the effective
length of the flame is used to transpose these FDF on the industrial burner.
FDF are integrated in the acoustic model of the DIFAV setup to carry out a
stability analysis and predict the limit cycle oscillations as a function of the
combustion chamber length. These calculations are compared to frequencies of
self-sustained instability measured at the limit cycles in the DIFAV combustor.
A reasonable agreement is obtained showing the validity of the stability analy-
sis for the non-premixed two-phase flames investigated based on the knowledge
of their FDF. Finally, a stability analysis of the EDF boiler is conducted with
the COMSOL Multiphysics model by including the acoustic flame response of
the industrial burner in the simulation. This FDF is deducted from the dimen-
sionless FDF measured on the generic burner. The Rayleigh criterion is used
to analyze the stability of the combustor as a function of the flame length for
different boundary conditions. Indications are given to improve the stability of
the EDF boiler.



Résumé

Des crises vibratoires ont été constatées dans plusieurs centrales thermiques de
EDF opérant avec du fioul lourd, certaines ayant entrainé I'arrét du foyer. Ce
travail traite des instabilités de combustion pouvant se déclencher dans ce type
de systéme ol le combustible liquide est injecté avec de la vapeur d’eau et oul
I’écoulement d’air est mis en rotation. Ces phénomeénes vibratoires résultent
d’un couplage résonant entre la dynamique de la combustion et I'acoustique du
foyer. La réponse acoustique des flammes diphasiques non-prémélangées swir-
lées reste largement méconnue et est difficilement analysable sur le foyer réel.
L’objectif de ce travail est donc d’étudier la stabilité des chaudiéres EDF a par-
tir de 'analyse de la réponse d’une flamme diphasique non-prémélangée swirlée
issue d'un injecteur générique et soumise & des perturbations de la vitesse acous-
tique. Cette réponse est déterminée sur un dispositif original (DIFAV') équipé
d’un swirler et d’un injecteur bi-fluides fonctionnant & la vapeur d’eau et au
dodécane. Ce systéme est constitué des principaux éléments des brileurs uti-
lisés sur les centrales thermiques EDF & une échelle 1/7000. Le dispositif est
congu pour facilement modifier la géométrie de la téte d’injection, les condi-
tions d’injection de combustible et de vapeur et ainsi controler le spray généré.
Des visualisations & la sortie d’une buse d’injection montrent I'influence de la
topologie de ’écoulement diphasique dans l'injecteur sur la taille des gouttes
mesurées dans le spray. Des mesures de taille et de vitesse des gouttes lorsque
le rapport des débits de vapeur et de combustible (GLR) est modifié sont réali-
sées. Ces données comparées a des modéles ont permis d’estimer ’évolution de
la taille des gouttes générées par l'injecteur qui équipe les centrales thermiques
lorsque le GLR varie. Une analyse modale du foyer DIFAV et d’un modéle
simplifié de la chaudiére réelle est ensuite menée. Les fréquences propres et
les taux d’amortissement du foyer DIFAV sont déterminés expérimentalement
en soumettant le systéme a une modulation acoustique externe. Un modéle
acoustique simplifié composé de trois cavités couplées représentatif du briileur
DIFAV est également développé. Des simulations acoustiques réalisées avec
COMSOL Multiphysics sur une coupe transverse d’une chaudiére générique re-
présentative de la chaudiére industrielle permettent d’identifier trois modes a
basses fréquences établis entre les plenums et la chambre de combustion qui
sont susceptibles d’étre instables. La sensibilité de ces modes a la géométrie
du foyer et aux conditions limites est étudiée. La réponse de la flamme gé-
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nérique lorsqu’elle est soumise a des modulations acoustiques de 1’écoulement
d’air en amont du brileur est ensuite mesurée sur le banc DIFAV pour diffé-
rents niveaux d’excitation et deux topologies de flamme lorsque les conditions
d’injection sont modifiées. Les mécanismes qui pilotent ’évolution du gain de
I'une des fonctions de transfert généralisées (FDF) de la flamme sont étudiés
a l’aide de visualisations en moyenne de phase de 1’écoulement et de mesures
des vitesses axiale et azimutale de ’écoulement d’air au cours d’un cycle de
modulation. Une forte sensibilité de la phase de la FDF & 'amplitude des per-
turbations acoustiques est observée. Un adimensionnement par le nombre de
Strouhal basé sur la vitesse débitante et la longueur efficace de la flamme est
proposé pour transposer ces FDFs sur le brileur réel. Une analyse de stabilité
du foyer DIFAV est réalisée en intégrant les FDF au modéle acoustique afin de
déterminer les cycles limites des oscillations lorsque la longueur de la chambre
de combustion varie. Ces calculs sont comparés aux fréquences des instabilités
auto-entretenues mesurées aux cycles limites dans le foyer DIFAV. Un accord
raisonnable est obtenu démontrant la validité de la méthodologie développée
pour 'analyse de stabilité d’un foyer non-prémélangé diphasique & partir de la
connaissance de la FDF d’une flamme. Pour conclure, une analyse de stabilité
du foyer EDF est menée avec COMSOL Multiphysics en intégrant au modéle
acoustique la réponse de la flamme du brileur industriel. Celle-ci est déduite
de la FDF adimensionnée mesurée sur le foyer générique. Une analyse de sensi-
bilité de la stabilité de la chaudiére a la longueur des flammes et aux conditions
limites acoustiques du systéme est menée en étudiant le critére de Rayleigh.
Des pistes sont proposées pour augmenter la stabilité du foyer EDF.
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Caractéres Latin :

Cy

SN

Vitesse du son [m - s}
Chaleur spécifique mas-
sique a pression constante
[J- kg™t - K™

Chaleur spécifique mas-
sique a volume constant
[7- kg™ - K™

Diameétre [m]

Fréquence [Hz|

Sampling frequency
Accélération de la gravité

[m-s72
Enthalpie massique
[ kg™
Vitesse superficielle
[m s~

Nombre d’onde [m™?]
Constante  du
SPFM-PD
Débit massique [kg - 57|
Pression [Pa

modéle

Taux de dégagement de
chaleur local [W - m~3]
Coordonnée radiale [m]
Vitesse [m -s™!]

Vitesse axiale

m - 57

moyenne

Vitesse axiale [m - s71]
Vitesse azimutale [m - s7!]

Up

< <

Coordonnée axiale |m)|
Section [m?] ou constante
Constantes

Coeflicient de frottement
Diamétre d’une goutte |m]
Diamétre moyen de Sauter
o]

Gain de la Fonction de
Transfert de Flamme
Intensité lumineuse

Flux axial de quantité de
mouvement [kg - s~ 2]

Flux axial du moment
cinétique orthoradial
kg - m s~

Longueur de la chambre de
combustion [m]

Longueur de flamme [m]
Nombre d’éléments
Périmétre [m)]

Pouvoir calorifique inférieur [MJ - kg™?]

Taux de dégagement de
chaleur global [W]

Rayon |m)|

Température [K]|

Vitesse débitante [m - s71]
Volume |[m3]

Fraction massique
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NOMENCLATURE

Caractéres Grec :

« Fraction de vide, taux
d’amortissement [s~}]

v, I'  Rapport des chaleurs spé-
cifiques

J Angle [°]

¢ Impédance spécifique

A Longueur d’onde |m]

I Viscosité dynamique
[Pa - s]

v Viscosité cinématique
[m? - s

p Masse volumique
kg - m~?]

Indices :

1, 2, Numéros de cavité

3

b Gaz brilé

f Combustible liquide

g Phase gazeuse

l Phase liquide

m Mélange diphasique

mix  Chambre de mélange

Nombres sans dimension :

Fr Nombre de Froude

He Nombre de Helmholtz

M Nombre de Mach

Oh Nombre de Ohnesorge

Re Nombre de Reynolds
Abréviations :

DIFAVDynamique d’un Injecteur

FDF

FFT

Fioul Assisté & la Vapeur
Fonction de transfert de
flamme généralisée (Flame
Describing Function)
Transformé de Fourier ra-
pide

Tij

€ ©

[ g

S|

g2 » 3

I\

> 8

St

We

FTF

GLR
HEM

ICCD

Tension de surface

IN-m™]

Temps de retard [
Contrainte de frottement
[Pal

Richesse

Phase de la Fonction de
Transfert de Flamme [rad)|
Pulsation [s™!]

Indice de couplage acous-
tique

Constante

Buse de sortie
Vapeur

Gaz frais

Parois

Direction axiale
Direction azimutale

Nombre de Strouhal
Nombre de Swirl
Nombre de Weber
Parameétre de Martinelli

Fonction de Transfert de
Flamme

Gas-to-Liquid Ratio
Modéle homogene équili-
bré

Intensified
Coupled Device

Charge-
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LDV Vélocimétrie laser Doppler RMS Root Mean Square

OFA  Overfire Air SPFM Modéle a phases séparées

PDPA Anémométrie a  Phase SPFM-Modéle & phases sépa-
Doppler PD  rées incluant les pertes de

PM  Photo-multiplicateur charge






Introduction

Contexte

La demande énergétique mondiale ne cesse d’augmenter depuis plus de trente
ans pour dépasser les 558 x 10 TJ en 2012 (IEA (2014)). Cette demande en-
globe les procédés industriels, le transport et la production d’électricité qui
représente seulement 18% de cette demande soit 100 x 106 TJ. La production
électrique mondiale est principalement assurée par la combustion de ressources
fossiles & hauteur de 65%. En France, la part de la combustion dans la produc-
tion électrique est faible (6%) puisqu’elle est majoritairement d’origine nucléaire
79.3% comme le montre la Fig. 1. Le parc de centrales thermiques a flammes
se compose en France de 15 centrales pour une puissance totale de 12.2 GW
électrique (www.edf .com).

Nucléaire
79.3 %
171x10* TJ
Hydraulique
9.3%
Autres ENR
5.1%
Charbon Autres
33% 0.3%
Gaz Fioul
1.7 % 1.0 %

FIGURE 1 — Répartition entre les différentes sources d’énergie utilisées en France
pour fournir l’électricité en 2013 (www. edf. com ).

Le parc de centrales thermiques a flammes est stratégique pour EDF pour ré-
pondre aux pics de consommation électrique comme le montre la Fig. 2. Cette
figure présente 1’évolution de la puissance électrique consommeée (o) et produite
au cours de la journée du 8 février 2012, ot un pic de consommation historique
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FIGURE 2 — FEvolution de la puissance électriqgue consommée (o) et produite au cours
de la journée du 8 février 2012 (www. rte-france. com). Les sources de production
€lectrique sont : > : nucléaire, /\ : hydraulique, © : charbon x10, O : gaz x10 et < :
fioul x10

(102 GW) a été atteint a 19 h. On voit sur la Fig. 2 que la production électrique
d’origine nucléaire ou issue de la combustion du charbon et du gaz varie trés
peu au cours de la journée. L’électricité produite par les centrales hydrauliques
et au fioul varie de maniére importante et suit I’évolution de la consomma-
tion électrique. Les centrales au fioul qui ont ’avantage de rapidement monter
en puissance (~ 10 MW - min~!) doivent donc étre disponibles & tout moment
et présenter une grande fiabilité tout en limitant la production de polluants
tels que les poussiéres et les NOx, qui doivent étre conformes a la directive
2010/75/UE (www.ineris.fr) relative aux émissions de systémes industriels.

Dans les turbines a gaz utilisées pour la production électrique, I'une des mé-
thodes pour réduire les émissions de NOx est de briler le combustible avec un
fort excés d’air en prémélangeant le combustible et ’air avant d’atteindre la zone
de combustion (Correa (1998)). On parle alors de mode de combustion pauvre
prémélangée. Dans la plupart des applications, comme de nombreux foyers aéro-
nautiques ou les chaudiéres industrielles, le combustible et I’air ne sont pas pré-
mélangés avant 'injecteur. Il faut alors appliquer différentes stratégies comme la
combustion étagée globalement pauvre (« rich-burn/quick-quench/lean-burn »)
(Correa (1998); Lefebvre and Ballal (2010)), la recirculation des fumées (Cor-
rea (1993)) ou l'injection d’eau ou de vapeur d’eau (Hung (1976); Wilkes and
Gerhold (1982); Barreras et al. (2006); Lefebvre and Ballal (2010)) pour réduire
les NOx. Une combustion globalement pauvre, avec un bon mélange entre le
combustible et I’air, permet également de limiter la production de poussiéres
(Breen (1977); Lefebvre and Ballal (2010)). Dans ces foyers, I’écoulement d’air
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est généralement mis en rotation par une vrille, on parle de « swirler », ce qui
permet d’améliorer le mélange entre le combustible et ’air mais aussi d’obtenir
une flamme plus compacte (Syred (2006); Huang and Yang (2009); Lefebvre
and Ballal (2010)).

Les installations industrielles de grandes dimensions sont cependant sensibles
aux instabilités de combustion, comme la majorité des foyers de combustion mo-
dernes (Culick (1988); Candel (2002); Lieuwen (2005); Culick (2006)). Dans les
centrales thermiques, les modes instables apparaissent & trés basses fréquences
(Thring (1958); Mauss et al. (1965); Thring (1969); Pariel and De Saint Martin
(1969); Putnam (1971); Lawn (1982); Eisinger and Sullivan (2002); Elsari and
Cummings (2003)). Dés la mise en service en 1973 des centrales thermiques au
fioul lourd du parc d’EDF, des vibrations basses fréquences étaient détectées
dans les chaudiéres, mais les amplitudes restaient généralement modérées sauf
dans des cas extrémes.

A partir de 2007, suite & des modifications des lois de pulvérisation des injec-
teurs de fioul, pour répondre aux nouvelles normes environnementales, des crises
vibratoires sont apparues. Certaines de ces crises ont entrainé 'arrét immédiat
des tranches en question Maissa (2007). Ces vibrations ont été ressenties par
les opérateurs jusqu’a quelques dizaines de métres de la chaudiére. La fréquence
de ces vibrations est trés basse, typiquement inférieure a quelques dizaines de
Hertz.

Suites aux crises vibratoires survenues dans les centrales thermiques fonction-
nant au fioul lourd, EDF et le laboratoire EM2C se sont associés pour tenter
de comprendre 'origine de ces phénomeénes et proposer des solutions. L'une des
hypothéses avancées par Durox et al. (2009) pour expliquer 1'origine de ces phé-
nomeénes est une instabilité thermo-acoustique. Des mesures d’accélérométres,
menées par Lottiaux and Lafon (2011); Teil (2011), sur les parois de la chau-
diére de la tranche 3 de Cordemais ont permis de détecter des vibrations de
grande amplitude associées & des fréquences de 3 Hz et 69 Hz. Cette derniére a
été identifiée par Teil (2011) comme provenant du couplage entre les tourbillons
générés en aval des tubes des échangeurs et les modes acoustiques du conduit
d’évacuation des gaz brilés. Les travaux menés dans cette thése se limitent
a 'étude des modes basses fréquences du foyer (< 20Hz) qui sont les plus
dangereux pour l'installation car les fluctuations de pression y sont les plus im-
portantes (Schildmacher et al. (2006)). Pour comprendre ces phénomeénes, il est
nécessaire de connaitre et d’analyser la réponse acoustique de ce type de foyer
et la dynamique de la combustion de flammes issues de la combustion de sprays.
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FIGURE 3 — Photo de deux tranches de la centrale thermique o flamme EDF de
Cordemais (Loire Atlantique).

Les chaudiéres EDF

Les centrales thermiques alimentées au fioul lourd sont généralement consti-
tuées de plusieurs chaudiéres comme le montre la Fig. 3. Chaque chaudiére
développe une puissance thermique d’environ 1700 MW et produit 2000t - h~!
de vapeur surchauffée & 820 K. Cette vapeur est ensuite utilisée pour faire fonc-
tionner une turbine a vapeur et produire 700 MW électrique. Ces chaudiéres ont
I'avantage de monter rapidement en puissance, a environ 10 MW - min~!. Des
vues isométriques de I'une des chaudiéres et des briileurs sont représentées a la
Fig. 4. La chaudiére de profondeur uniforme L = 21.25m, se compose de deux
plenums reliés & la chambre de combustion par 24 brileurs GRC représentés
par des disques rouges sur la Fig. 4(a). Les deux plenums correspondent & des
gaines d’air qui alimentent les briilleurs avec de l’air préchauffé a T,, = 611 K.
Les parois de la chaudiére sont composées de tubes d’eau, comme le montre la
Fig. 4(b), pour favoriser les transferts thermiques entre les gaz chauds et I'eau.
Les fumées traversent ensuite deux étages d’échangeurs de chaleur situés en
aval du foyer. La majorité des fumées sont évacuées par une cheminée en haut
de la chaudiére et une fraction de ces fumées peut étre utilisée pour réguler la
température de vapeur par recirculation dans le bas du foyer. Les cendres pro-
duites par la combustion du fioul lourd sont récupérées au niveau d’un cendrier
situé en bas de la chaudiére.

Le brileur GRC

Une bonne atomisation des combustibles liquides est 'une des clés pour amé-
liorer la combustion (Lefebvre and Ballal (2010)). L’atomisation du fioul lourd
dans les centrales thermiques est un point critique. L’atomisation de ce type de
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(b) Photo de Ulintérieur d’une chau-
diére a tube d’eau (www.combustion.
fivesgroup.com).

(a) Schéma de la chaudiére EDF.

FIGURE 4 — Représentation de la chaudiére EDF.

TABLEAU 1 — Evolution des propriétés thermo-physiques du fioul lourd en fonction

de la température.

Température | Masse volumique p | Viscosité v | Tension de surface o
(°C) (kg-m~) (m? - s7)) (N-m~!)
40 970 5.9 x 10~* 0.023
90 920 4.0 x 107 0.021
130 900 1.8 x 107° 0.020



www.combustion.fivesgroup.com
www.combustion.fivesgroup.com

6 INTRODUCTION

Circuit d'air
primaire  secondaire Injecteur
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(a) Photo d’un brtleur Pillard type GRC (b) Schéma d’un brileur GRC avec la
Junqua (1984). virole mobile.

FIGURE 5 — Représentation du brileur GRC qui équipe certaines chaudiéres EDF.

combustible est difficile compte tenu de sa viscosité élevée a température am-
biante v ~ 6 x 10~*m? - s~ (Tableau. 1). Une atomisation de bonne qualité des
liquides est aisément réalisée si leur viscosité est comprise entre 5 x 1077 m? - s~
et 1 x107°m?-s7!. Les injecteurs de type bi-fluide & mélange interne sont
généralement utilisés pour atomiser des combustibles plus visqueux (Lefebvre
(1989); Mullinger and Chigier (1974); Sovani et al. (2001)). Dans ces injecteurs,
un gaz d’atomisation est mélangé au combustible liquide pour faciliter ’ato-
misation. Ce mélange est réalisé dans une chambre de mélange, située dans la
téte de 'injecteur, avant d’étre injecté dans la chambre de combustion.

Le brileur Pillard GRC qui équipe certaines tranches de centrales thermiques
d’EDF alimentées au fioul lourd est représenté sur la Fig. 5. Ce briileur fonc-
tionne avec de l'air et du fioul lourd. II développe une puissance nominale de
70 MW thermique, ce qui correspond & une consommation de fioul lourd de
my=06.4t- h~!. Le fioul est chauffé a Ty = 403 K, ce qui lui confére une visco-
sité v = 1.5 x 107°m? - s7! (Tableau 1) et facilite son transport depuis la cuve
de stockage jusqu’a la canne d’injection. Le fioul lourd est atomisé au centre
du briileur par un injecteur bi-fluide & mélange interne assisté par de la vapeur
(Lefebvre (1989); Lefebvre and Ballal (2010)). La figure Fig. 6 représente un
schéma d’une coupe de la téte de 'injecteur bi-fluide industriel avec I’alimenta-
tion en fioul lourd au centre et 'alimentation en vapeur surchauffée autour. Le
combustible liquide est mis en rotation par une vrille radiale couramment ap-
pelée « swirler ». Le fioul en rotation traverse ensuite une pastille convergente
pour former un film conique creux. Ce film liquide est sectionné par 12 jets
radiaux de vapeur surchauffée & T = 453 K injectée & grande vitesse dans la
chambre de mélange. Ces jets sont formés par des orifices rectangulaires distri-
bués sur la périphérie de la chambre de mélange. Le mélange diphasique ainsi
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mélange Multi-buses

Mélange

il Fioul lourd fioul/vapeur

Swirler radial Injection radiale
fioul de vapeur

FIGURE 6 — Schéma de principe de Uinjecteur bi-fluide équipant le brileur Pillard.

formé est injecté dans la chambre de combustion & travers 10 buses de diamétre
dy, = 6.3 mm formant un angle de 52.5° avec I'axe de I'injecteur.

Dans les centrales thermiques, la vapeur d’eau est utilisée comme gaz d’atomisa-
tion du fait de son abondance dans ces installations (Lefebvre (1989); Mullinger
and Chigier (1974); Sovani et al. (2001); Junqua (1984); John Zink Company
(2002); Lincheta et al. (2002)). Elle permet également de réduire la température
des gaz issus de la combustion et ainsi de diminuer la production de NO,. Mais
I'injection de vapeur n’a pas que des avantages. Barroso et al. (2004) et Barre-
ras et al. (2006) précisent que ’ajout de vapeur entraine une augmentation du
temps de combustion et favorise la formation de suies. La présence d’éléments
comme le soufre, le sodium et le vanadium dans le fioul lourd, couplée a une
grande quantité de vapeur corrode les matériaux dans les zones a haute tempé-
rature et provoque la formation d’acide sulfurique dans les zones a plus faible
température, notamment au niveau des échangeurs de chaleur (Barroso et al.
(2004)). Pour limiter ces phénomeénes tout en diminuant les émissions de NO,,
un compromis sur la quantité de vapeur injectée () est recherché. Celle-ci est
généralement limitée & 10% de la masse de combustible injecté.

La combustion est réalisée avec un exceés d’air de 5% (en masse), ce qui corres-
pond & une richesse globale ¢ = 0.95. La richesse ¢ est ici déterminée comme le
rapport du débit masse de combustible 12y injecté sur le débit masse d’air 1,
rapporté a celui obtenu dans des conditions stoechiométriques ¢ = (1i¢ /114 ) /s
ol ag = 0.067 pour du fioul lourd. L’alimentation en air préchauffé se fait par
deux circuits, le primaire et le secondaire, indiqués sur la Fig. 5(a). L’air du
circuit primaire est mis en rotation par deux vrilles pour stabiliser une flamme
riche et mélanger le combustible atomisé avec le comburant (Huang and Yang
(2009)). L’air du circuit secondaire est injecté selon la direction axiale du bri-
leur. Ces deux injections permettent une combustion étagée. Une virole po-
sitionnée en amont de chaque brileur et représentée a la Fig. 5(b), permet
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TABLEAU 2 — Paramétres de la combustion au point de fonctionnement nominal. g
et 1y représentent les débits masse de vapeur et fioul.

Puissance nominale 70 MW, Valeurs
Débit mng (t-h™1) 6.4
Pression (bar) 20
Température (K) 403
Fioul PCI (MJ - kg™ 1) 39.6
Masse volumique (kg - m~3) 900
Viscosité cinématique (m?-s~1) [ 1.5 x 107°
Tension de surface (N-m™1!) 20 x 1073
GLR = 1,/ 0.09
Vapeur surchauffée | Pression (bar) 9
Température (K) ~ 453
Excés d’air en % / Richesse 5/ 0.95
Air Préchauffé Débit (Nm3/s) 19
Température (K) 611

d’équilibrer le débit d’air injecté dans le circuit d’air primaire et dans le circuit
d’air secondaire. Les débits de fioul et de vapeur injectés dans le foyer sont esti-
més & partir des pressions mesurées dans les lignes d’alimentation en amont des
24 brileurs. Seules ces pressions sont pilotées par les opérateurs des centrales.
Le point de fonctionnement nominal du briileur est résumé dans le Tableau. 2.
Celui-ci a été déterminé a partir de mesures réalisées sur les centrales en fonc-
tionnement et des conditions de fonctionnement préconisées par le constructeur
du brileur (Junqua (1984)).

Objectifs de la thése

L’étude du spray et de la dynamique de la combustion du briileur industriel
n’est pas facilement réalisable & ’échelle 1:1 compte tenu de la puissance élevée
du brileur. Pour ces raisons, un banc d’essais appelé Dynamique d’un Injec-
teur Fioul Assisté a la Vapeur (DIFAV'), a été congu a une puissance réduite a
1:7000°™€ tout en conservant les principales caractéristiques du brileur indus-
triel. Les objectifs de travail présentés dans ce manuscrit sont :

e Mener une étude paramétrique de l'influence de la géométrie et des
conditions d’injection sur le spray généré par 'injecteur DIFAV a ’aide
de diagnostics lasers et de visualisations. En déduire une loi d’évolution
de la taille des gouttes applicable & 'injecteur réel ;

e Caractériser la réponse de flammes diphasiques non-prémélangées sta-
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bilisées dans le foyer DIFAV soumises & des modulations acoustiques
en terme de fonction de transfert de flamme généralisée ou « Flame
Describing Function » (FDF). Etudier les mécanismes élémentaires qui
controlent la réponse de ce type de flamme;

e Analyser la réponse acoustique du foyer réel par le biais de calculs et
comprendre ’origine des principaux modes & basse fréquence;

e Prédire la stabilité dynamique du foyer DIFAV en combinant I'analyse
acoustique et la réponse FDF mesurée. Comparer les prévisions aux
mesures ;

e Fournir des recommandations pour améliorer la stabilité dynamique des
foyers d’EDF alimentés par du fioul lourd.

Plan de thése

Ce travail comprend trois parties qui sont découpées en chapitres. Une bréve
description des trois parties est présentée dans ce qui suit.

Partie I : Analyse des injecteurs bi-fluides

La premiére partie de ce manuscrit présente les principales caractéristiques des
écoulements diphasiques en conduite. Des cartes d’écoulement sont présentées
dans le chapitre 1 afin de déterminer leur topologie. Trois modéles sont étu-
diés . Ces modéles décrivent les principales topologies d’écoulement diphasiques
qu’on peut observer dans les injecteurs bi-fluide. Ces résultats sont utilisés dans
le chapitre 2 pour analyser ’écoulement diphasique dans 'injecteur industriel.
L’écoulement d’air est également caractérisé et le nombre de swirl de 1’écoule-
ment dans le circuit d’air primaire est déterminé géométriquement. La flamme
générée par le brileur industriel est ensuite analysée. Le dimensionnement et la
conception du banc expérimental DIFAV destiné a I’analyse de la dynamique de
la flamme sont menés dans le chapitre 3. Le briileur a été conc¢u pour conser-
ver les principales caractéristiques du brtileur industriel mais & une puissance
réduite & 10 kW. L’injecteur de type bi-fluide & mélange interne est congu pour
fonctionner avec du dodécane et de la vapeur d’eau dans les mémes régimes
d’écoulement diphasiques que l'injecteur industriel. La totalité de I’écoulement
d’air est mis en rotation sur le brileur DIFAV par un swirler dont le nombre
de swirl est semblable & celui du brileur industriel. Dans ce chapitre, les diffé-
rentes configurations du banc d’essais utilisé pour les mesures sont présentées.
Les diagnostics utilisés pour caractériser le spray et la réponse de la flamme
soumise & des perturbations de ’écoulement d’air sont présentés dans le cha-
pitre 4. Le spray généré par I'injecteur DIFAV est étudié dans le chapitre 5,
lorsque les conditions d’injection et la géométrie de I'injecteur sont modifiées.
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L’influence du gaz d’atomisation sur le spray est également étudiée et la vi-
sualisation du spray a la sortie de la buse d’injection permet d’identifier deux
régimes d’atomisation en lien avec la topologie des écoulements étudiés dans le
chapitre 3. L’évolution de la taille des gouttes est modélisée lorsque la quan-
tité de vapeur injectée varie. Des mesures de pression réalisées sur un injecteur
industriel fonctionnant au fioul lourd et & l'air comme gaz d’atomisation sont
comparées aux prévisions des modéles identifiés dans le chapitre 1. L’évolution
de la taille des gouttes mesurées sur cet injecteur, lorsque la quantité de vapeur
injectée varie, est comparée aux mesures réalisées sur l'injecteur DIFAV. Cette
évolution est modélisée par la méme loi que celle déterminée pour l'injecteur
DIFAV. 1’évolution de la taille des gouttes sur l'injecteur EDF est également
modélisée par cette méme loi dite de pulvérisation.

Partie II : Analyse acoustique

Cette partie traite de 'acoustique dans les foyers de combustion. Les modes
basses fréquences qui peuvent se développer dans des systémes de trois cavi-
tés couplées sont étudiés dans le chapitre 6. Le mode de Helmholtz de ces
systémes est déterminé et sa sensibilité & l'impédance acoustique & la sortie
du systéme est analysée. Les fréquences déterminées analytiquement lorsque
I'impédance est infinie & I’entrée et & la sortie du systéme sont comparées a
des simulations acoustiques réalisées avec le logiciel COMSOL Multiphysics.
La réponse acoustique sans combustion du foyer DIFAV est mesurée dans le
chapitre 7 pour deux longueurs de chambre. Les deux premiers modes sont
identifiés et les taux d’amortissement associés a ces modes sont déterminés.
La réponse fréquentielle du foyer DIFAV est ensuite modélisée par un systéme
de trois cavités couplées. Les évolutions de la fréquence et de la structure des
modes sont analysées lorsque la longueur de la chambre de combustion varie.
Les paramétres qui pilotent ces modes sont également identifiés. La fréquence
des modes propres calculés sans combustion avec le modéle acoustique est com-
parée aux mesures. Les modes propres sont ensuite calculés pour les conditions
de fonctionnement en température du foyer DIFAV lorsqu’il y a une combus-
tion. Ces modes basses fréquences peuvent étre excités lors d’instabilités de
combustion. La réponse modale du foyer de la centrale thermique EDF est étu-
diée au chapitre 8 afin d’identifier les modes a basse fréquence qui peuvent
étre excités lors d’instabilités de combustion. Une géométrie générique de la
chaudiére est utilisée pour cette étude et les modes sont calculés dans deux
plans orthogonaux de la chaudiére avec 'outil COMSOL Multiphysics. Les cinq
premiers modes propres du foyer sont identifiés et leurs fréquences sont modé-
lisées par des relations simples. L’influence des conditions aux limites du foyer
sur ces modes est également analysée dans le chapitre 8.
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Partie III : Couplage thermo-acoustique

Cette partie est dédiée a I’étude de la stabilité dynamique du foyer DIFAV et
du foyer industriel. Deux structures de flammes générées par le brileur DIFAV
sont étudiées dans le chapitre 9. On montre dans ce chapitre que la fluctuation
du rayonnement de chimiluminescence du radical OH* de la flamme peut étre
utilisée pour déterminer la fluctuation du taux de dégagement de chaleur des
flammes diphasiques globalement pauvres. La fonction de transfert de flamme
généralisée ou FDF est mesurée pour deux régimes de combustion en fonction
de la fréquence et du niveau de la perturbation de la vitesse acoustique de
I’écoulement d’air en amont du brileur. Ces FDFs sont adimensionnées par le
nombre de Strouhal basé sur la vitesse débitante de 'air et la longueur efficace
de la flamme. La dynamique de la flamme est ensuite étudiée aux fréquences
caractéristiques de la FDF par une visualisation du mouvement de la flamme en
moyenne de phase. La fluctuation du nombre de swirl est également examinée
pour ces mémes fréquences. [’analyse de stabilité du foyer DIFAV & 'aide des
FDFs déterminées précédemment est menée dans le chapitre 10. Ceci permet
d’examiner si les outils basés sur la FDF développés pour des systémes par-
faitement prémélangés peuvent étre utilisés pour prédire la stabilité de foyer
fonctionnant avec des flammes diphasique non-prémélangées. Des instabilités
auto-entretenues observées sur le brileur DIFAV, pour les deux topologies de
flammes et différentes longueurs de chambre, sont étudiées. Une analyse non-
linéaire de la stabilité du foyer DIFAV est menée en étudiant les FDFs et en
comparant les prévisions aux mesures. Des calculs sont ensuite réalisés en inté-
grant les FDFs au modéle acoustique & trois cavités pour examiner la stabilité
du foyer DIFAV et les cycles limites lorsque la longueur de la chambre va-
rie. L’analyse de la stabilité dynamique de la chaudiére EDF est menée dans
le chapitre 11 a l'aide des FDFs adimensionnées déterminées précédemment.
Ces calculs sont réalisés avec COMSOL Multiphysics & partir du modéle géné-
rique de chaudiére développé dans la partie II. Des études de sensibilité aux
conditions limites acoustiques et a la longueur de la flamme sont également me-
nées en analysant le signe du critére de Rayleigh des flammes. Ces résultat sont
comparés aux fréquences de vibrations mesurées sur la chaudiére industrielle.
Des préconisations pour améliorer la stabilité des foyers sont indiquées & la fin
du chapitre 11.






Premiére partie

Analyse des injecteurs bi-fluides






Chapitre 1

Analyse des écoulements
diphasiques en conduite

Pour comprendre le fonctionnement d’un injecteur bi-fluide, il est d’abord né-
cessaire de s’intéresser a la structure de ’écoulement diphasique liquide/gaz
dans l'injecteur. Les principales grandeurs caractéristiques des écoulements di-
phasiques en conduite sont d’abord rappelées a la Sec.1.1. La topologie des
écoulements diphasiques dans des conduites droites est ensuite décrite a la
Sec.1.2. On s’intéresse ici a 1’écoulement composé du combustible liquide et du
gaz d’atomisation. L’écoulement de ce mélange diphasique dans la téte d’injec-
tion au travers des buses d’atomisation des injecteurs peut étre assimilé & un
écoulement diphasique dans une conduite de section variable. Les outils permet-
tant de déterminer le régime de ces écoulements sont traités dans la Sec. 1.3.
Les principales équations bilans sont présentées & la Sec. 1.4. La modélisation
1D de ces écoulements dans un canal a section variable est abordée dans la
Sec. 1.5. Trois modéles y sont décrits. Les prévisions de ces trois modéles sont
comparées sur une configuration simple. Le lecteur averti pourra directement
passer au chapitre 2 qui applique les notions et les modéles développés dans ce
chapitre a 'injecteur industriel traité.

1.1 Principales grandeurs caractéristiques des écou-
lements diphasiques en conduite

On s’intéresse ici & des écoulements liquide/gaz composés du combustible li-
quide et du gaz d’atomisation. L’écoulement du mélange diphasique dans la téte
d’injection peut étre assimilé a un écoulement diphasique dans une conduite de
section variable. La description d’un écoulement diphasique gaz/liquide néces-
site de déterminer la répartition de chacune des phases dans le canal. En effet,
les transferts thermiques et les pertes de charges sont fortement liées a la topo-
logie de I’écoulement diphasique. La modélisation de ces écoulements dépend
donc de la topologie locale de I’écoulement diphasique. Les différents régimes
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Gaz Liquide

FIGURE 1.1 — Schéma d’une coupe transverse d’un écoulement diphasique dans un
canal de section A.

de ces écoulements sont généralement déterminés par une analyse visuelle. Ces
topologies sont présentées dans la suite.

Avant d’aborder la topologie des écoulements diphasiques, il est nécessaire de
définir les principales grandeurs physiques généralement utilisées pour caracté-
riser ces écoulements. Ces grandeurs sont déterminées pour une section A de
conduite représentée a la Fig. 1.1.

La fraction de vide

La fraction de vide notée « est I'un des paramétres les plus importants pour
caractériser un écoulement diphasique. Elle est définie comme le rapport entre
la surface occupée par la phase gazeuse A, et la surface totale A = A; + A, de
la conduite :

a=— (1.1)

La fraction massique de gaz

La fraction massique du gaz Y, d'un mélange diphasique gaz/liquide est définie
par :
Ty

Y, = (1.2)

mg + 1y
ou 1hyg, 1y sont les débits massiques du gaz et du liquide. II est alors possible

de lier la fraction de vide et la fraction massique de gaz par la relation :

1—Yg:ulpll—a (1.3)
Y, UgPg O

ol ug et pr sont respectivement la vitesse et la masse volumique de la phase
liquide I ou gazeuse g.
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Gas-To-Liquid ratio (GLR)

Un paramétre largement utilisé pour décrire 'atomisation des injecteurs bi-
fluides est le rapport des débit massiques de la phase gazeuse et de la phase
liquide (Gas-To-Liquid ratio) noté GLR :

m™m
GLR = 2 =
my 1-Y,

(1.4)

La vitesse superficielle

La vitesse superficielle, ou vitesse apparente, de la phase k notée ji correspond
a la vitesse débitante de la phase k & travers la section du conduit d’aire A. En
d’autres termes, il s’agit de la vitesse de la phase k lorsqu’elle est considérée
seule dans le canal. On a donc :

g

9 pgA 9 ( )
my

_ —(1— 1.6

== (= (16)

ol uy et u; sont respectivement les vitesses de la phase gazeuse et de la phase
liquide définies par :

My My Y, m
T pgdy  apgA T a pg A (
. . 1V 7
w = i g M (1.8)

oA T-a)pA T 1-a pgA

ot 1 est le débit total m = 1y + 17y traversant la section.

Le débit massique surfacique

Le débit massique surfacique Gy, de la phase k est défini comme le rapport entre
le débit massique 1 de la phase k et 'aire A de la section du canal :

Ty _ my

Gg =4 = Pglg Gi=— = pu (1.9)
On définit également le débit massique surfacique du mélange par :

m

G =Gyt Cr="

(1.10)

L’ensemble de ces grandeurs est utilisé dans la suite des travaux pour caracté-
riser les régimes d’écoulement dans 'injecteur bi-fluide.
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FIGURE 1.2 — Topologie des écoulements diphasiques co-courants dans une conduite
verticale (Figure adaptée de Moreno Quiben (2005)).

1.2 Reégimes d’écoulement en conduite droite

La topologie de I’écoulement diphasique dans notre injecteur bi-fluide n’est pas
impactée par la gravité. Seuls les régimes d’écoulement dans des conduites ver-
ticales & co-courants sont décrits dans cette section. On trouvera en annexe A
une description des régimes d’écoulement dans une conduite horizontale. Un
écoulement diphasique co-courants dans une conduite verticale présente diffé-
rents régimes d’écoulement qui sont représentés a la Fig. 1.2 :

e (a) L’écoulement a bulles (« Bubbly flow ») est caractérisé par une phase
liquide continue contenant des bulles de gaz dispersées. Les bulles sont
alors sphériques et leur diamétre est généralement inférieur & un mil-
limétre. L’aspect de cet écoulement devient laiteux a grande vitesse
(Delhaye (2008));

e (b) L’écoulement a poches (« Slug flow ») se compose d'une succes-
sion de poches gazeuses entourées par la phase liquide. Lorsque le débit
de gaz augmente pour un débit de liquide constant, les poches de gaz
s’allongent et se fractionnent de maniére désordonnée. Il méne a un
écoulement pulsant ;

o (c) L’écoulement pulsant (« Churn flow ») correspond & un régime de
transition entre I’écoulement & poches et 1’écoulement annulaire. Dans
ce régime ’écoulement gazeux géneére des poches de gaz désordonnées,
mais il n’est pas suffisant pour plaquer le liquide sur la paroi et former
un film annulaire ;
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e (d) L’écoulement annulaire (« Annular flow ») se compose d’un film li-
quide annulaire le long des parois de la conduite et d'un coeur gazeux
chargé de gouttelettes s’écoulant & une vitesse beaucoup plus élevée que
celle du liquide. Les gouttelettes sont arrachées aux sommets d’instabi-
lités qui se forment a la surface du film liquide.

e (e) L’écoulement a brouillard (« Mist flow ») est obtenu lorsque la phase
gazeuse a une vitesse élevée ce qui lui permet de disperser le film liquide
en brouillard.

Il est important de noter que ces régimes ne sont pas toujours clairement définis
et reconnaissables. Certains auteurs regroupent les écoulements & poches de
gaz et les écoulements pulsant sous la dénomination commune d’écoulements
intermittents (« Intermittent flows »). De méme, il est trés courant que les
écoulements annulaires et les écoulements & brouillard soient regroupés. Seuls
les régimes d’écoulements intermittents, annulaires et & brouillard sont utilisés
dans les chapitres 1, 2, 3 et 5 pour analyser le fonctionnement de 'injecteur
industriel et de l'injecteur DIFAV puisqu’ils sont trés peu impactés par la
gravité.

1.3 Cartes d’écoulement diphasique

Ces diagrammes sont généralement utilisés pour déterminer la topologie des
écoulements diphasiques en conduit. Ils sont obtenus soit par une approche em-
pirique (Hewitt and Roberts (1969)), soit par I’étude des mécanismes de tran-
sition entre les régimes (Taitel et al. (1980); McQuillan and Whalley (1985)).
Les principaux diagrammes pour les écoulements verticaux co-courants et les
écoulements horizontaux co-courants sont présentés.

1.3.1 Ecoulements verticaux co-courants

La carte de Hewitt and Roberts (1969) obtenue & partir de 'analyse d’écoule-
ments eau-air et eau-vapeur dans une conduite de diamétre 12.5 mm avec des
pressions comprises entre 34.5 bar et 69 bar est représentée a la Fig. 1.3. Les ré-
gimes sont déterminés en fonction du flux de quantité de mouvement par unité
de surface py j,% des deux phases k. Les coordonnées étant dimensionnelles, 1’uti-
lisation de cette carte est limitée a sa plage de validité. Par exemple, lorsque
pgjg =10'kg - m™'-s2 et pljl2 = 10" kg - m~! - s72, I'écoulement est de type
pulsant (Fig. 1.2). Lorsque le flux de quantité de mouvement par unité de sur-
face du liquide augmente, I’écoulement devient & poches puis & bulles. Pour des
valeurs élevées du flux de quantité de mouvement par unité de surface du gaz,
quand pg jg =103kg - m~! - s72 par exemple, I’écoulement est annulaire pour les
faibles valeurs de p; jZQ. Lorsque py jl2 augmente, ’écoulement diphasique devient
annulaire fragmenté. Cette topologie d’écoulement correspond & un écoulement
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FIGURE 1.3 — Carte d’écoulement de Hewitt and Roberts (1969).

annulaire dans lequel de grandes poches de liquide sont transportées dans le
coeur gazeux. Notons que ces diagrammes sont parfois contradictoires, d’ou la
nécessité de comparer les résultats obtenus avec différentes cartes d’écoulement
(Delhaye (2008)).

1.3.2 Ecoulements horizontaux co-courants

Baker (1954) a proposé un diagramme d’écoulement pour des écoulements ho-
rizontaux co-courants. Ce diagramme est représenté a la Fig. 1.4. Les régimes
sont définis en fonction des débits massiques surfaciques G = ppji des deux
phases et des propriétés physico-chimiques des deux fluides, par le biais de
coefficients correctifs adimensionnés A\ et W :

A e <f’gf’l>1/2 (1.11)

Pair Peau

o 1/3

U — Oeau ( 1 (peau> > (112)

o] Meau Pl

ol py est la masse volumique du gaz. Les quantités p;, 1 et o7 sont la masse
volumique, la viscosité et la tension superficielle du liquide étudié. Les quantités
Pairs Peaus Meau €6 Teqr sONt les propriétés de 'eau et de l'air dans les conditions
standards de pression et de température. Lorsque le débit massique surfacique
du gaz G est fixé, par G,¥ = 5 x 10~ kg - m~2 - s~! par exemple, ’écoulement
diphasique est stratifié pour les faibles valeurs de G;. Lorsque (G; augmente,
I’écoulement devient a poches puis & bulles. Si G4/ = 103kg -m™2-s7 ! est
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FIGURE 1.4 — Carte d’écoulement de Ba- FIGURE 1.5 — Carte d’écoulement de
ker (1954). Mandhane et al. (1974).

fixé, I’écoulement est & poches pour les faibles valeurs de G4. Lorsque le débit
massique surfacique du gaz augmente, 1’écoulement devient & bouchons puis
annulaire pour finalement devenir dispersé.

En se basant sur de nombreuses observations d’écoulements horizontaux air-eau
dans des tubes, Mandhane et al. (1974) ont développé une carte d’écoulement
représentée a la Fig. 1.5. Les transitions de régime dépendent de la vitesse su-
perficielle des deux phases (j, et j;) définies par les Eqgs. (1.5) et (1.6). Lorsque
la vitesse superficielle du liquide est fixée & j; = 1m-s~!, Pécoulement est &
poches pour les faibles valeurs de j,. Lorsque j, augmente, I’écoulement de-
vient & bouchons, puis annulaire ou & brouillard. Cette évolution est semblable
a celle observée sur la carte de Baker (Fig. 1.4) si 'on considére les fluides
incompressibles (G4 o jg et Gy o j;). Lorsque la vitesse superficielle du gaz est
fixée a j, = 107 ' m - s~ I’écoulement est stratifié pour les faibles valeurs de
71. Lorsque j; augmente, le régime d’écoulement devient & poches puis & bulles.
Cette évolution est également semblable & celle observée sur la carte de Baker si
les fluides sont considérés incompressibles. La topologie des écoulements prédits
par ces deux cartes est similaire si les fluides sont considérés incompressibles
mais les transitions de régimes se produisent pour des bornes différentes.

Des cartes d’écoulement ont également été développées a partir de modélisation
des phénoménes physiques entrainant une transition de régime. La principale
étude a été réalisée par Taitel and Dukler (1976) dont la carte d’écoulement
est reproduite a la Fig. 1.6. Les transitions sont définies & partir du paramétre
de Lockhart and Martinelli (1949) X, du nombre de Froude F'r et des nombres
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adimensionnés Trp et Kpp définis comme suit :

[ (dp/dz);
*= [(dp/dz)J (1.13)

Jg Pg
Fr, = —_— 1.14
VgD \ pi = pg (1.14)

_ [ |dp/dz|;
Trp = 9(pi—pg) (1.15)

Krp = Frg\/Re, (1.16)

ou Re; = j;D /v, est le nombre de Reynolds du liquide supposé s’écouler seul
dans la conduite, (dp/dz)j est le gradient de pression de la phase k dans la
conduite lorsqu’elle s’écoule seule.

Pour utiliser la carte d’écoulement de Taitel and Dukler (1976) (Fig. 1.6), il
faut d’abord calculer le paramétre de Lockhart and Martinelli (1949) X et le
nombre de Froude F'r. Ce couple de paramétres permet de se positionner dans
le graphique supérieur de la Fig. 1.6. Trois cas se présentent alors :

e siles coordonnées sont situées dans la zone « annulaire », alors le régime
est annulaire ;

e si les coordonnées sont localisées dans la zone en bas & gauche du gra-
phique, le régime se définit en utilisant les paramétres X et Krp dans
le second graphique de la Fig. 1.6;

e si les coordonnées sont localisées dans la zone & droite du graphique, le
régime se définit en utilisant les paramétres X et Tp dans le troisiéme
graphique de la Fig. 1.6.

De nombreuses autres cartes d’écoulement ont été développées pour déterminer
les régimes des écoulements diphasiques dans les tubes verticaux et horizon-
taux. Notons particuliérement les travaux de Chen et al. (1997) et Chen et al.
(2006) qui étudient les paramétres pilotant les transitions entre les régimes. Des
études sur 'impact de I’évaporation sur les régimes d’écoulement ont également
été menées (Moreno Quiben (2005)). Ces cartes, méme si elles ne permettent
pas de prédire précisément une transition, ont I’avantage d’étre facilement uti-
lisables. Elles permettent de rapidement déterminer le régime de ’écoulement
diphasique dans une conduite en régime établi. Pour ces raisons, ces cartes
d’écoulement sont largement utilisées pour déterminer les régimes des écoule-
ments dans les injecteurs bi-fluides notamment par Chin and Lefebvre (1995);
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FIGURE 1.6 — Carte d’écoulement de Taitel and Dukler (1976).
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liquide

FIGURE 1.7 — Schéma d’un écoulement diphasique dans un canal de section variable

A.

Sovani et al. (2001); Lee and Kim (2001); Tafreshi et al. (2002); Jedelsky and Ji-
cha (2006); Jedelsky et al. (2009); Schroder et al. (2012); Rahman et al. (2012);
Li et al. (2012). Elle sont utilisées par la suite pour déterminer le régime de
fonctionnement des injecteurs bi-fluides étudiés.

1.4 Equations bilans fondamentales

Les équations régissant les écoulements diphasiques en conduite sont tridimen-
sionnelles et instationnaires (Ishii (1977); Brennen (2009); Delhaye (2008)).
Pour traiter I’écoulement d’'un mélange gaz/liquide au travers d’un injecteur
fonctionnant en régime permanent, nous supposons que ’écoulement est sta-
tionnaire dans une conduite circulaire de section variable A(x) représentée a
la Fig. 1.7 et qu’il peut étre modélisé par un écoulement non-réactif, station-
naire et unidimensionnel. Dans ’approche développée ci-dessous on ne tient pas
compte de la tension superficielle de la phase liquide. Chaque grandeur = est
moyennée sur la section du canal occupée par la phase k :

:L'k:/ rdS (1.17)
Ak

ou T est la valeur moyenne pour la phase k de la grandeur x et Ay est la section
occupée par la phase k. Dans la suite de I'étude, z;, sera noté x, la phase liquide
porte l'indice [ et la phase gazeuse porte 'indice g.

Conservation de la masse

L’équation de conservation de la masse a travers un canal de section A (Fig. 1.7)
s’écrit pour chaque phase k :
9 (A(z)prar) + 9 (A(z)prauy) = Iy, (1.18)
ot or
ol pi, U et ay sont respectivement la masse volumique, la vitesse et la fraction
de vide de la phase k définie par I'Eq. (1.1). La quantité Zj correspond au
transfert de masse par unité de longueur de la phase k tel que :

> T,=0 (1.19)
k
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Pour un écoulement liquide/gaz stationnaire sans changement d’état des phases
(Z), = 0), il vient :

5p A@oa(l —aju) =0 (1.20)
O (Al)pgarug) = 0 (1.21)

ou l'indice g fait référence a la phase gazeuse et l'indice [ fait référence a la
phase liquide.

Conservation de la quantité de mouvement

L’équation de conservation de la quantité de mouvement & travers un canal de
section A s’écrit pour chaque phase k (Wallis (1969)) :

0

o (A ppan) + 5 (Alx)ppoeit) =

ox

0 ProwTrw
~) (G2 ) Ao)ag + 3 Poamn (122

ou g est l'accélération de la pesanteur, 7x,, est la contrainte de frottement de
la phase k sur la paroi de la conduite et 73, la contrainte de frottement entre
les phases k et n. Dans cette expression, Py, (x) est le périmétre mouillé de la
canalisation par la phase k et Py, est le périmétre de contact entre les phases
k et n. Dans le cas d’écoulements stationnaires du liquide et du gaz, il vient :

. 8ul ap
ml%"‘A(l’)% + Py — A(x)pi(1 — a)g — Pigmig =0 (1.23)
ou o
mgT; + A(x)a% + PyuwTgw — A(x)pgorg — Pyutgt = 0 (1.24)
En égalisant les contraintes Py7y = P47y, puis en faisant la somme et un

réarrangement des Eqs. (1.23) et (1.24), il vient :

8]) PryTiw + PyuwTgw 1o . ;
_%: 1 9v9 +Z%(mlul+mgug)_g(pl(l_a)+p9(a))

(1.25)

Le gradient de pression dans le canal peut donc s’écrire comme la somme de
trois contributions :

9p _ (0Op p 9p
‘&r‘<m)F+<m)a+<m)z (1.26)

0

Le terme (p) correspond au gradient de pression engendré par les forces

x
F

de frottements pariétales :

. @ _ Py + Pnggw
ox ) p A

(1.27)
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0
Le terme <p> correspond a la variation du flux de quantité de mouvement :
a

Ox
Op 10 . .
- <<9:U> = Z%(mlul + 1hgug) (1.28)

ox

0 .
Le terme <p> correspond a l’action de la pesanteur sur le systéme :
z

dp
~(5) ottty + pyfe) (1.20)
Z z
Dans la suite de I’étude, nous négligeons cette contribution.

Conservation de 1’énergie

Le développement de I’équation de conservation de ’énergie a travers un canal
est réalisé dans la thése de Moreno Quiben (2005). Dans le cas d'un écoulement
non-réactif, stationnaire dans un canal de section A, on peut écrire pour la
phase liquide et la phase gazeuse :

(% (A(:E)pl(l —Q)u <hl + “j)) -

Py + Api(1 — o)uyg + Pydrg + Pigmigu (1.30)
0 u?
p (A(x)pgaug (hg + 29>> =
Pywgw + Apgaugg + Pyipgr + Putgiug (1.31)

ou hy est 'enthalpie massique de la phase k, ¢, est le flux de chaleur entre la
phase k et la paroi et ¢, est le flux de chaleur entre les phases n et k. Le flux
d’énergie étant conservé a l'interface des deux fluides, on obtient :

Piybig + Pymiguy = Puog + PuTgug (1.32)
La somme et un réarrangement des équations Eqs. (1.30) et (1.31) donnent :

2

g . : 0 . : : .
— [riuhy + 1hghg] + —— [ryuf + Thgug] 4 (g + 1g)g = Qu (1.33)

oz ox

ol @, représente la puissance thermique par unité de longueur échangée par
I’écoulement aux parois.
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En combinant les bilans de masse, de quantité de mouvement et d’énergie, nous
obtenons un systéme a trois équations pour la phase gazeuse :

0
o (A(z)pgaug) = 0 (1.34)
ou 0
mga—xg + A(m)a—i + PyuwTgw — A(x)pgorg — Pytgr = 0 (1.35)

w2
gx <A(w)pgaug (hg + 29>> =

Py dguw + Apgaugg + Py + Pytgug

(1.36)
et un systéme a trois équations pour la phase liquide :
0
5; A@a(l —aju) =0 (1.37)
. 6ul ap
ml% + A(l‘)% + PuyTiw — A(x)pl(l - a)g - Plngg =0 (138>
0 u?
— (A 1- L) =
o (A - ayu (1 + 1))
Prwbrw + Api(1 — a)wyg + Pighig + Prgmigu (1.39)

Ces équations régissent les écoulements diphasiques en conduite, mais ne per-
mettent pas de déterminer la structure spatiale de ’écoulement comme les pé-
rimétres mouillés Py, et Py,,. Ces expressions sont difficiles a résoudre et il est
nécessaire d’introduire des hypothéses simplificatrices permettant de modéliser
ces écoulements. Plusieurs choix sont possibles.

1.5 Modélisation en conduite

La modélisation de I’évolution de la pression, de la vitesse et de la température
d’un écoulement diphasique le long d’une conduite de section variable nécessite
d’utiliser des modéles adaptés a la topologie de ’écoulement composé de gaz et
de liquide. De nombreux modéles d’écoulements diphasiques dans des conduites
ont été développés par des approches analytiques ou a partir de corrélations ex-
périmentales. On a pour habitude de distinguer les modéles homogénes ot la
vitesse de glissement entre les deux phases est négligée (Fauske (1962); Wallis
(1969); Henry and Fauske (1971); Wallis (1980); Leung and Epstein (1990); Le-
monnier and Selmer-Olsen (1992); Travis et al. (2012) et les modéles & phases
séparées ou la vitesse de glissement est supposée non nulle (Lockhart and Mar-
tinelli (1949); Moody (1965); Bouré et al. (1976); Ishii (1977); Ardron (1978);
Martindale and Smith (1982); Richter (1983); Fischer (1995); Schmidt and Frie-
del (1997); Hibiki and Ishii (2003)).
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Dans cette étude, nous nous intéressons & trois modéles unidimensionnels dans
le cas d’'un écoulement diphasique adiabatique & travers un canal de section
variable depuis un réservoir ¢ ot la vitesse de ’écoulement est nulle u; = 0 et qui
est caractérisé par des grandeurs génératrices p;, T; et p;. Le modéle homogeéne
équilibré (Wallis (1969)) est généralement utilisé pour modéliser les écoulements
dispersés. Le modele a phases séparées (Wallis (1969)) permet de modéliser les
écoulements stratifiés, alors que le modéle de perte de charge (Lockhart and
Martinelli (1949); Wallis (1969)) introduit dans la derniére section permet de
modéliser les écoulement annulaires. Ces trois modéles permettent de couvrir
un large spectre de la topologie des écoulements diphasiques observés dans les
injecteurs bi-fluides.

1.5.1 Le modéle homogéne équilibré (HEM)

Un écoulement diphasique est considéré comme homogéne lorsque la différence
de vitesse entre les deux phases est nulle ou trés faible. Lorsque les transferts
de chaleur entre les deux phases peuvent étre négligés, on parle alors de mo-
dele homogeéne gelé (FHM) (Henry and Fauske (1971)). Au contraire, si les
deux phases peuvent étre considérées a I’équilibre thermodynamique, on parle
de modéle homogeéne équilibré (HEM) (Wallis (1969)). Les conditions requises
par le modéle homogéne équilibré sont généralement respectées dans les écou-
lements ou I’équilibre dynamique et thermodynamique entre les phases se fait
trés rapidement par rapport au temps de séjour de I’écoulement dans le conduit.
C’est généralement le cas lorsqu’une phase est finement dispersée dans la phase
continue comme par exemple pour les régimes dispersés indiqués aux Figs. 1.2
et A.1 (Wallis (1969); Brennen (2009)).

Pour ce modéle, les hypothéses simplificatrices suivantes sont faites :
e pas de vitesse de glissement entre les deux phases (ug = ;)

e la température des deux phases est égale a la température du mélange
Tg =T =Ty;

e pas de changement d’état des phases (Z, =Z; = 0);

e le canal est adiabatique (Q, = 0);

e la pression dans les deux phases est identique (p; = pg = pm) ;
e les forces de gravité sont négligées (g = 0);

e les frottements avec les parois sont négligés (74w = 7, = 0) ;

e le gaz constituant le mélange est considéré comme parfait et obéit a la
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loi d’état py = pyryTy otl ry est le rapport entre la constante universelle
des gaz parfaits et la masse molaire du gaz.

Les équations de conservation de la masse Egs. (1.20), (1.21), et de la quantité
de mouvement Eq. (1.25) s’écrivent alors :

% (A(w)pmum) =0 (1.40)
10 . Op
Z%(mmum) = "% (1.41)

ol P, My €t u,, sont la masse volumique, le débit massique et la vitesse du
mélange diphasique traité de facon homogéne. La masse volumique de ce fluide
homogéne est donnée par :

1 1 GLR 1
_ L= 1.42
pm 1+ GLR < Pg Pz) (1.42)

ol py et p; sont les masses volumiques du gaz et du liquide et le GLR est le
rapport des débits massiques gaz/liquide défini par I'Eq. (1.4) :
m
GLR=—2 (1.43)
my
L’équilibre thermodynamique entre les deux phases permet de déterminer la
température du mélange a partir de ’équation de conservation de 1’énergie
Eq. (1.33) :

_ cp Ty + GLRcp, Ty
" ¢pm (1 + GLR)

(1.44)

ol ¢y, Cp, €t ¢p,, sont les chaleurs spécifiques massiques a pression constante
du liquide, du gaz et du mélange homogene, Tj; et T; sont les températures du
liquide et du gaz avant qu’ils ne soient mélangés. Les chaleurs spécifiques mas-
siques & pression constante ¢, , et a volume constant ¢,,,, du mélange équivalent
obéissent a :

Com = YgCp, + (1= Yy)cp, (1.45)
GLRcy, + GLRc,, +
T T Co,, = TGy T O (1.46)

P 1+ GLR m = "1+ GLR

ou Yy = 1g/(1hg + 1) est la fraction massique du gaz dans le mélange. On
en déduit I'expression du rapport des chaleurs spécifiques ~,, en fonction du
GLR :

Cpm GLR Cp, + Cpy
"~ GLR Coy T Cyy

— 1.47
Tm = (1.47)

m
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Cas général

Considérons désormais que ’écoulement a travers le canal de section variable
est isentropique. L’intégration des Eqs. (1.40) et (1.41) permet de déterminer
le débit massique du mélange rh & travers la section A du conduit :

T -1 1/2
2 1— oy p r p T
= 1— 2 —— Ja=(£
)00 )e-() T
m CN\1/2
1= N 1w (pip)"/
(171) Q;
(1.48)

ou I est le rapport des chaleurs spécifiques des deux phases et «; est la fraction
de vide dans le réservoir définie par 'Eq. (1.1). Henry and Fauske (1971) ont
déterminé la valeur de la pression critique p, du mélange équivalent & partir
des conditions génératrices dans le réservoir :

I'+1

I'—1
N T (1—ai\? (TH+1\ (p\ T I+1
IL - + _ pf +2 _
Pi Q; I'-1 Di r
1—a D 2 (1—q 2
Px) _ =2 14
X( @i ><pz'> F( @i >+F—1 (1.49)

On peut ainsi déterminer le débit critique ., a partir de I'Eq. (1.48) en rempla-
cant le rapport p/p; par le rapport des pressions critiques p./p; de I'Eq. (1.49).
L’équilibre thermodynamique entre les deux phases étant supposé réalisé, Wallis
(1969) et Leung and Epstein (1990) suggeérent de remplacer dans les Eqs. (1.48)
et (1.49) le rapport des chaleurs spécifiques des deux phases I' par le rapport
des chaleurs spécifiques du mélange ~,, défini par I'Eq. (1.47). Ce modéle est
généralement utilisée lorsque le taux de vide a; dans le réservoir est important.

Cas limite

Considérons maintenant le cas limite ou la fraction de vide tend vers 1 (a; — 1).
Cette configuration peut se rencontrer, d’aprés 'Eq. (1.1), si le mélange est
uniquement constitué de gaz Y, — 1, ou si la pression d’arrét p; du mélange
composé d'un gaz et d'un liquide est suffisamment faible, de sorte que p,/p; <
1. L’équation Eq. (1.49) s’écrit alors :

2 o 1.50
p*_(I‘—}—1> Di ( )

ou I' = 7 dans ces conditions d’aprés 'Eq. (1.47). On retrouve bien 'expression
de la pression critique p, pour une transformation isentropique d’un gaz parfait.
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Wallis (1969) propose de considérer le mélange diphasique comme gaz parfait
avec des propriétés équivalentes décrites ci-dessous. Celui-ci obéit a la loi d’état
des gaz parfaits :

Pm = TmpPmTm (151)
GLR

0 = g 1.52

our "l GLR (1.52)

Dans cette expression ry est le rapport entre la constante universelle des gaz
parfaits et la masse molaire du gaz.

La célérité du son dans ce mélange homogénéisé ¢, s’écrit alors :
Cm = (ymrme)l/2 (1.53)
Cette relation est compatible avec la vitesse de propagation du son dans un

mélange liquide/gaz définie par Wallis (1969); Brennen (2009) dans le cas limite
ol a; —1:

= (= a4 ) (2 L0 (1.54)

2 2
m PgCyqy PG

Pour une transformation isentropique, on a alors :

Ti ’Vm_l

==l M2 (1.55)
i i — 1 Im/(Ym—1)

% - (1 + 72M2> (1.56)
i ' — 1 1/(ym—1)

% - (1 + 'Y2M2> (1.57)

ot les variables d’arrét du fluide portent I'indice ¢ et M = w,, /¢, est le nombre
de Mach du mélange homogéne. A partir de ces relations, on peut déterminer
le débit massique du mélange 1 qui s’exprime en fonction du nombre de Mach
M dans une section A :

_am+1l

v, 1/2 Ym — 1 Ym—1
m = AMp; < mT> <1 + ’”2M2> (1.58)

T'mds

Ces relations sont utilisées dans le cas ot le col n’est pas amorcé lorsque M, < 1.
Dans le cas oil le nombre de Mach au niveau du col est égal & M, = M, =1, la
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FIGURE 1.8 — Evolution du débit massique critique 1, adimensionné en fonction du
tauz de vide «; pour v, = 1, 1.2 et 1.4. Les courbes en traits continus (—) représentent
Uévolution du débit massique critique déterminé par le modéle général Eq. (1.48). Les
courbes en pointillés (——) représentent l’évolution du débit massique déterminé par le

modele de Wallis (1969) Eq. (1.60).

tuyeére est amorcée et le débit de blocage du mélange m. s’écrit :

Y. 1/2 Ym + 1 _%
ne = A | —= ~ 1.59
o= () (27) 1)
Ym—1
Ve Aspi Ve Aepi 2 2(ym—1)
My = (Ymr T‘)Zl/Q - ©oavec Y =m P (1.60)
mim-+1 (4 m

Lorsque le col est amorcé, les conditions critiques au niveau du col ne dépendent
que des conditions d’arrét et du rapport des chaleurs spécifiques 7., :

T, 2

e 1.61

i Ym+1 (1.61)
m/(ym—1)

D« 2 7

o 1.62

Di <’7m + 1> ( )
1/(ym—1)

Px 2

[t 1.63

Pi <7m + 1) (1.63)

L’ensemble de ces relations permet de caractériser 1’écoulement diphasique
traité comme un mélange homogénéisé dans une tuyére.

Il est intéressant d’étudier 1’évolution des débits massiques critiques en fonction
du taux de vide «; calculée avec le modéle homogéne général et calculée dans le
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cas limite ot a; — 1 (Leung and Epstein (1990)). La Fig. 1.8 représente 1’évo-
lution des débits massiques critiques adimensionnés en fonction du taux de vide
a; pour v, = 1, 1.2 et 1.4. Ces résultats sont obtenus & partir de 'Eq. (1.48)
avec le rapport p,/p; déterminé par 'Eq. (1.49) pour le cas général, et en uti-
lisant 'Eq. (1.60) pour le cas limite o; — 1. Le modéle homogéne équilibré de
Wallis (1969) prédit bien le débit massique critique i, pour les taux de vide
élevés a; > 0.7. En revanche, ce modéle sous estime le débit massique critique
pour les faibles taux de vide a; < 0.7. Henry and Fauske (1971) remarquent
que le modéle homogéne équilibré sous estime le débit critique 7, mais donne
une bonne estimation de la pression critique py.

1.5.2 Le modéle a phases séparées (SPFM)

Le modéle a phases séparées (Separate Phase Flow Model) autorise I'existence
d’une vitesse de glissement u;; = ugy—u; entre les deux phases, contrairement au
modele homogene ot uyy; = 0. Ce type de modéle est généralement utilisé pour
décrire les écoulements stratifiés (Wallis (1969)) ou les écoulements annulaires
(Fig. 1.2) (Martindale and Smith (1982)). Ces modéles ont fait I'objet de nom-
breuses études en introduisant des coefficients de frottement entre les phases
fluides et entre les phases fluides et les parois (Bouré et al. (1976); Richter
(1983); Lemonnier and Selmer-Olsen (1992); Elias and Lellouche (1994); Hibiki
and Ishii (2003). Considérons dans cette étude un modéle simple ou ’écou-
lement est isentropique & travers le canal de section variable. Les hypothéses
simplificatrices suivantes sont faites (Wallis (1969)) :

e la température des deux phases est égale a la température du mélange
Tg =T =Tn;

e pas de changement d’état des phases (Ig =7,=0);

e le canal est adiabatique (Q,, = 0);

e la pression des deux phases est identique : (p; = pg = p);

e la force de gravité est négligée (g = 0);

e les frottements avec les parois sont négligés (74, = 7 = 0) ;

e le gaz constituant le mélange est considéré comme parfait p, = pyryTy ;

Dans ce modéle les deux phases sont traitées indépendamment 'une de 'autre.
Le bilan de masse pour chaque phase est obtenu & partir des Egs. (1.21) et
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(1.20) :
0
oz (Agpgug) =0 (1.64)
Pzgw (Ajug) =0 (1.65)

ou A, et A; sont respectivement les sections de passage du gaz et du liquide
liées & la section totale A par la relation :

A=A, + A (1.66)

En appliquant la relation de Bernoulli entre le réservoir amont et la section
courante, on en déduit la vitesse du liquide :

et la section de passage du liquide :
1y

A=
' 2nap)?

(1.68)

o Ap = p; — p est la différence de pression entre le réservoir (p;) et laval
du col (p). La section de passage du gaz est déduite des Eqgs. (1.66) et (1.68).
L’écoulement étant considéré isentropique, on peut déterminer toutes les ca-
ractéristiques de 1’écoulement gazeux a partir des equations Eqgs. (1.53)-(1.63)
en remplacant 7, par 74. La résolution de ce systéme d’équations permet de
caractériser ’écoulement diphasique et de déterminer la vitesse de glissement
Ulg = Ug — UJ-

1.5.3 Le modéle a phases séparées incluant les pertes de charge
(SPFM-PD)

La prise en compte des pertes de charge est nécessaire lorsque les fluides tra-
versent un canal dont le rapport de la longueur [ sur son diamétre d est grand
(1/d > 5). La contribution des forces de frottement devient alors prédominante
sur le gradient de vitesse et doit étre prise en compte. De nombreuses modé-
lisations de ces phénomeénes ont été développées par Lockhart and Martinelli
(1949); Wallis (1969); Ishii (1977); Schmidt and Friedel (1997); Moreno Quiben
(2005).

Dans ces travaux, nous avons retenu un modeéle développé par Wallis (1969)
pour des écoulements de types annulaires (Fig. A.1). Il s’agit d’'un modéle a
phase séparée qui tient compte des pertes de charge (SPFM-PD). Dans ce type
d’écoulement, le gaz forme un noyau circulaire au centre de la canalisation
tandis que le liquide forme un anneau sur les parois du canal. Les hypothéses
simplificatrices suivantes sont faites :
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e ’écoulement est de type annulaire (noyau gazeux entouré d’un film li-
quide)

e la température des deux phases est égale a la température du mélange
(Tg - ,Tl = Tm) ;

e pas de changement d’état des phases (Z, =Z; = 0);

e le canal est adiabatique (Q,, = 0);

e la pression des deux phases est identique (p; = pg = p);
e la force de gravité est négligée (g =0);

e l'écoulement est turbulent ;

e la phase gazeuse est considérée comme un gaz parfait p, = pyryTy.

En remplacant les forces de frottement pariétal du gaz 7,4 par des forces de
frottements interfaciales 7; dans les Eqs.(1.27), (1.24) et (1.23), on obtient :

(9p . PgTi . 47}'
<8x)F 4, Dy (1.69)
op\  Prw  Amy
_ (&:)F — T (1.70)

L’expression Eq. (1.69) exprime la perte de charge résultant des forces de frot-
tement 7; entre les deux phases, tandis que 'Eq. (1.70) tient compte des pertes
de charge résultant des forces de frottement pariétales 7,,. Lorsque u;/uy < 1,
Wallis (1969) exprime les forces de frottement entre les deux phases par :

2 (Cf)ipgjg

1
T, = i(cf)ipgug = 2&2 (1.71)

ou jg est la vitesse superficielle du gaz (Eq. (1.5)) et (Cy); le coefficient de
frottement interfacial.

De la méme maniére, le gradient de pression du gaz dans le canal lorsqu’il
s’écoule seul peut s’exprimer sous la forme :

_ (829) _ Q(Cf)gpgjg
g

s 5 (1.72)

ou (Cf)4 est le coefficient de frottement pariétal du gaz lorsqu’il s’écoule seul.
Lockhart and Martinelli (1949) ont défini le parameétre ¢4 qui est la racine carrée
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du rapport entre le gradient de pression de I’écoulement diphasique dp/dzx et le
gradient de pression du gaz s’écoulant seul :

B dp/dx 1/2
P = <<dp/dx>g> (173)

A partir des Egs. (1.71), (1.72) et (1.73), on trouve une relation entre (Ct);, ¢4
et (Cp)g :

(Cp)i = a292(Cy)g (1.74)

En suivant la méme démarche pour la phase liquide, & partir du paramétre
o= ((dp/dav)/(alp/dav)g)1/2 et de I'Eq. (1.70), on trouve une relation entre le
coefficient de frottement du film liquide (Cf), et le coefficient de frottement
du liquide seul (Cy); :

(CHw = (1= )¢} (Cr) (1.75)

On peut également considérer que les deux coefficients de frottement sont iden-
tiques (Cy); = (Cf)w puisque la rugosité du tube ne change pas entre les deux
conditions et que I’écoulement reste turbulent (Wallis (1969)). Il vient alors :

1
l—«o

o~

(1.76)

On peut donc exprimer le gradient de pression global en fonction du taux de
vide « et de la perte de charge du liquide seul (Cy); :

op\ _ 2Cpupig}
- <ax>F = arD (.77)

De la méme maniére, faisons I’hypothése que (Cy)y = (Cf);. En effet, lorsque les
écoulements sont turbulents ce coefficient dépend principalement de la rugosité
du tube. En combinant les Eqgs. (1.74) et (1.75), le paramétre de Martinelli
X2 = (bg/(ﬁ s’écrit :

w2 (L=0a)(Cp)i _ prdf
ab/? ngg

(1.78)

ot le coeflicient de frottement (Cf); est donné par Wallis (1969) pour un écou-
lement annulaire & vagues par 1’équation :

(Cp)i=1+m(l—a) (1.79)

m est un parameétre dont la valeur est fixée & m = 75 par Wallis (1969), tandis
que Lund et al. (1998) indiquent que ce paramétre dépend du débit massique
du mélange. Ce modéle permet donc de calculer la perte de charge & partir des
vitesses superficielles des fluides pour un écoulement de type annulaire.
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niyy = 7x10 kg/s

u;=0 d=1mm Uu
pi —* patm
pi T P

T;=423K I=10mmT

FIGURE 1.9 — Schéma de la configuration utilisée pour comparer les différents modéles
d’écoulements diphasiques.

1.6 Comparaison des différents modéles

Les prévisions des trois modéles sont comparées pour un écoulement dipha-
sique issu d’un réservoir a la pression p; et a la température T; qui débouche
dans un canal ouvert & son extrémité a la pression atmosphérique pgim. Le
Tableau 1.1, est une synthése des principales expressions de ces modéles. Le
diameétre d et la longueur [ du canal sont pris égal a [/d = 10. Cette configu-
ration est schématisée a la Fig. 1.9. Le mélange diphasique est composé d’'un
liquide incompressible, dont le débit massique est fixé a 1y = 7 x 104 kg - s 1,
et de vapeur d’eau avec un rapport compris entre 0 < GLR < 0.2. Le liquide
est du fioul lourd de masse volumique p; = 900kg - m~2 et de chaleur massique

¢ =2200J] -kg=! K1

La Fig. 1.10 représente 'évolution du rapport de pression p;/patm en fonc-
tion du GLR déterminé par le modele HEM (Sec. 1.5.1), par le modéle SPFM
(Sec. 1.5.2) et par le modéle SPFM-PD (Sec. 1.5.3). Notons tout d’abord que
la pression dans le réservoir reste modérée p;/patm < 4. Le rapport des masses
volumiques du gaz et du liquide est trés faible py/p; < 1, ce qui justifie 1'utili-
sation du cas limite du modéle HEM. La pression calculée avec le modéle HEM
est toujours plus importante que celle calculée avec le modéle SPFM. La pres-
sion p; augmente plus rapidement pour le modéle HEM que pour le modéle
SPFM lorsque le GLR augmente. Un point d’inflexion apparait sur la courbe
représentant 1’évolution de la pression calculée avec le modéle HEM lorsque le
GLR varie, alors qu’il n’apparait pas sur la courbe correspondant au modéle

SPFM.

Les pressions calculées avec le modéle SPFM-PD sont obtenues lorsque m = 10,
30 et 75. L’évolution de p;/patm est semblable a celle obtenue pour le modéle
SPFM mais avec une augmentation plus rapide de la pression lorsque le GLR
augmente. Lorsque le paramétre m augmente, la pression augmente pour tous
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GLR

FIGURE 1.10 — Représentation du rapport de pression p;/patm en fonction du GLR
pour la configuration représentée a la Fig. 1.9. Les trois courbes représentent les résul-
tats obtenus & partir du cas limite du modele homogéne équilibré HEM (—), du modele
G phase séparée SPFM (—-—) et du modele de perte de charge SPFM-PD (--- ) lorsque
m = 10, 30 et 75.

les GLR étudiés. Quelle que soit la valeur de m, le rapport de pression prévu
par le modele SPFM-PD reste dans ’enveloppe formée par les prévisions du
modéle HEM et du modéle SPFM pour tous les GLR étudiés.

Conclusion

Les cartes des écoulements diphasiques en conduite permettent de déterminer
le régime des écoulements qui se développe & partir de quelques grandeurs ca-
ractéristiques simples a déterminer. Les équations unidimensionnelles régissant
les écoulements diphasiques en conduite de section variable ont été présen-
tées. Trois modéles ont ensuite été décrits. Dans le modéle homogéne équilibré
(HEM), les deux phases sont parfaitement mélangées et la vitesse de glissement
entre les phases est nulle. Le cas limite lorsque le taux de vide est grand @« — 1 a
été étudié. Il a été montré que ce cas limite donne de bons résultats dés lors que
a > 0.7. Le second modéle permet d’étudier les écoulements ot les deux phases
sont continues (écoulements stratifiés ou annulaires). Ce modéle a phases sépa-
rées (SPFM) autorise une vitesse de glissement entre les deux phases mais ne
tient pas compte des forces de frottements. Le modéle & phases séparées incluant
les pertes de charges (SPFM-PD) a été développé pour représenter les pertes de
charges des écoulements annulaires. Ce modéle est utilisé lorsque la longueur
du canal est importante par rapport a son diamétre [/d > 5. Une synthése
des principales équations de ces modéles est présentée au Tableau 1.1. Le rap-
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port de pression p;/pam calculé par les trois modéles a été comparé lorsque le
GLR varie. La pression calculée par le modéle HEM augmente plus rapidement
que celle calculée par le modele SPFM lorsque le GLR augmente. L’influence
du paramétre m du modéle SPFM-PD sur la pression calculée a été mise en
évidence. La pression calculée par le modéle SPFM-PD est comprise entre les
prévisions du modéle HEM et celles du modéles SPFM lorsque m = 10, 30 et
75. Ces modéles sont utilisés par la suite pour analyser les écoulements dans
I'injecteur industriel et dans I'injecteur DIFAV.
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Chapitre 2

Le brileur industriel

Le brileur Pillard GRC équipe certaines chaudiéres de centrales thermiques
EDF. Le foyer de centrale thermique que nous étudions est équipé de 24 bri-
leurs. Chaque brileur développe une puissance thermique nominale de 70 MW.
Dans ce chapitre, les développements menés au chapitre 1 sont utilisés pour ana-
lyser I’écoulement diphasique dans la téte de l'injecteur d’un des brileurs en
fonction du rapport du débit masse de vapeur injecté rapporté au débit masse
de fioul GLR. La géométrie de I'injecteur industriel et le point de fonctionne-
ment étudié sont présentés a la Sec. 2.1. L’analyse de I’écoulement diphasique
dans la multi-buse de l'injecteur est menée a la Sec. 2.2. Les écoulements du
fioul lourd et de la vapeur qui entrent dans la chambre de mélange sont étudiés
aux Secs. 2.3 et 2.4. Une synthése de 'analyse des écoulements dans 'injecteur
est menée a la Sec. 2.5. L’écoulement d’air dans le briileur industriel est analysé
ala Sec. 2.6. La flamme générée par le brileur est ensuite briévement décrite a
la Sec.2.7.

2.1 Géométrie du brileur industriel

Le combustible liquide est atomisé au centre du briileur par un injecteur assisté
par de la vapeur (Annexe B). L’alimentation en air se fait par deux circuits,
le primaire et le secondaire, indiqués & la Fig. 2.1. L’air du circuit primaire
est mis en rotation par deux vrilles pour stabiliser la flamme. L’air du circuit
secondaire est injecté selon la direction axiale du brileur.

L’injecteur industriel est de type bi-fluide & mélange interne (Annexe B). Le
fioul lourd est mélangé & de la vapeur surchauffée dans une chambre de mé-
lange située dans la téte de l'injecteur. Ce mélange facilite ’atomisation du fioul
lourd. La Fig. 2.2 représente (a) un schéma en coupe de la téte de I'injecteur
industriel et (b) une vue éclatée de la téte d’injection avec une photographie des
principaux composants. L’alimentation en fioul lourd se fait au centre de I'in-
jecteur et I’alimentation en vapeur surchauffée autour. Le combustible liquide
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(a) Photo d’un brtleur GRC. (b) Schéma du brileur industriel avec les princi-

pales cotes.

FIGURE 2.1 — Représentation du brileur Pillard de type GRC.

est mis en rotation par une vrille radiale couramment appelée swirler. Le fioul
en rotation traverse ensuite une pastille convergente. Ce type d’injecteur est
appelé « Simplex » par Lefebvre (1989). Il en résulte un film conique creux de
combustible qui entre dans la chambre de mélange & travers un orifice de dia-
metre dy = 10.6 mm. La chambre de mélange est spécifique aux injecteurs avec
assistance interne. Il s’agit de la zone interne ot le combustible liquide et le gaz
d’atomisation sont mélangés. La chambre de mélange de l'injecteur industriel
a un diamétre d,,;; = 25mm. Le film liquide conique est sectionné par 12 jets
radiaux de vapeur surchauffée & Ty = 453 K qui sont injectés a grande vitesse.
Ces jets sont formés par des orifices rectangulaires distribués sur la périphérie
de la chambre de mélange dont la section de passage totale est A, = 108 mm?.
Le mélange diphasique ainsi formé est injecté dans la chambre de combustion &
travers 10 buses de diamétre d,, = 6.3 mm formant un angle de 52.5° avec I'axe
de l'injecteur.

Le point de fonctionnement de l'injecteur industriel retenu pour 'analyse de
I’écoulement dans l'injecteur est résumé dans le Tableau 2.1. Notons que les
valeurs de débits de fioul et de vapeur injectés dans le foyer présentent une forte
incertitude puisque ces débits sont uniquement pilotés par les pressions dans
les lignes d’alimentation en amont des 24 injecteurs installés sur les centrales
thermiques EDF.

2.2 Analyse de ’écoulement dans la multi-buse

Les performances du brileur industriel dépendent beaucoup de la qualité d’ato-
misation du fioul lourd et donc des performances de 'injecteur assisté par de
la vapeur. Le rapport GLR = rs/1ns (Gas-to-liquid ratio) du débit masse de
vapeur 7 sur le débit masse de combustible liquide 7y est utilisé pour analy-
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Chambre de
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Mélange

fioul/vapeur

Swirler radial Injection radiale
fioul de vapeur

(a) Schéma de principe de I'injecteur bi-fluide
industriel.

| Swirler Chambre
' radial fioul de mélange

Pastille
~J/ convergente

Corps de

e Multi-buses
Injecteur

(b) Vue en éclaté de la téte de I'injecteur industriel.

FIGURE 2.2 — Représentation de linjecteur industriel (a) schéma de principe, (b)
vue éclatée.
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TABLEAU 2.1 — Parameétres de la combustion au point de fonctionnement nominal.
M, et mhy représentent les débits masse de vapeur et fioul.

Puissance nominale 70 MW; Valeurs
Débit iy (t-h™1) 6.4
Pression (bar) 20
Température (K) 403
Fioul PCI (MJ - kg™ 1) 39.6
Masse volumique (kg - m~3) 900
Viscosité cinématique (m?-s~1) [ 1.5 x 107>
Tension de surface (N-m™1) 20 x 1073
GLR = 1, /g 0.09
Vapeur surchauffée | Pression (bar) 9
Température (K) ~ 453
Exces d’air en % / Richesse 5/ 0.95
Air Préchauffé Débit (Nm?/s) 19
Température (K) 611
Réservoir
de vapeur Chambre
p. T, m, de mélange
Réservoir de x / L
|fioulliquidel—a, " |Auw_]. "5, Chambrede
pr Ty iy ?}“ A, combustion

FIGURE 2.3 — Schéma de principe de l'injecteur assisté a la vapeur.

ser ’écoulement diphasique dans la téte de 'injecteur (Lefebvre (1996); Sovani
et al. (2001); Konstantinov et al. (2010)). Le fioul lourd est injecté dans la
chambre de mélange dans les conditions définies au Tableau 2.1 avec un débit
fixé & my = 6.4t - h~!. Le mélange diphasique supposé a I’équilibre thermo-
dynamique (cf. chapitre 1) & la pression p, et a la température 7,, dans la
chambre de mélange de section A,,;; = 491 mm? traverse une série de buses de
section droite totale A,, = 312mm? pour entrer dans la chambre de combustion
considérée a la pression atmosphérique pgs,. Toutes les grandeurs caractérisant
I'injecteur sont notées sur le schéma de principe de la Fig. 2.3. On suppose éga-
lement que les écoulements sont pleinement développés dans la chambre de
mélange et les buses d’injection malgré les dimensions réduites de ces organes.
L’analyse est menée & partir du modeéle homogéne équilibré (HEM ) (Sec. 1.5.1)
et du modele & phases séparées (SPFM) (Sec. 1.5.2).
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FIGURE 2.4 — Fwolution de la pression p, calculée dans la chambre de mélange de
linjecteur industriel adimensionnée par la pression atmosphérique paim en fonction du
GLR. Les pressions sont évaluées & partir du modéle homogene équilibré (HEM) et du
modeéle o phases séparées (SPFM) dans les conditions nominales de fonctionnement
(Tableau 2.1). Les courbes en traits continus représentent [’évolution des pressions
d’arrét, les courbes en pointillés représentent l’évolution des pressions dans la chambre
de mélange.

2.2.1 Modélisation de I’écoulement diphasique

La figure Fig. 2.4 représente 'évolution du rapport de pression py,/paim en
fonction du GLR pour les deux modéles considérés. Les courbes en pointillés
correspondent & 1’évolution de la pression dans la chambre de mélange et les
courbes en traits pleins représentent les pressions d’arrét associées. La pression
statique dans la chambre de mélange est différente de la pression d’arrét puisque
le rapport de section A,,/Apiz = 0.64 est trop important pour considérer la vi-
tesse des fluides négligeable dans la chambre de mélange. La pression dans la
chambre de mélange calculée par le modéle homogéne a I’équilibre (HEM) est
bien supérieure a celle du modéle & phases séparées (SPFM). La pression dans
la chambre de mélange atteint p,/patm = 11.4 selon le modéle homogéne et
Pn/DPatm = 4.5 selon le modeéle a phases séparées pour un GLR = 0.09 dans
les conditions nominales de fonctionnement. Seule le modéle SPFM permet
d’atteindre une pression proche des niveaux mesurés sur Uinstallation (Du-
rox et al. (2009)). La pression critique déterminée a partir de ’'Eq. (1.62) est
D} /Datm = 1.67 lorsqu’elle est calculée avec le modéle HEM et pl /paim = 1.85
pour le modéle SPFM. L’écoulement dans les buses atteint donc les conditions
critiques pour un GLR > 0.03 pour le modéle SPFM alors qu’il atteint ces
mémes conditions dés que GLR > 0.001 pour le modéle HEM.

Pour les mémes conditions de fonctionnement, 1’évolution de la vitesse de ces
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FIGURE 2.5 — Fvolution de la vitesse u des deux phases calculée a la sortie de l’injec-
teur en fonction du GLR. Les vitesses sont calculées avec le modéle homogéne équilibré
(HEM) et avec le modéle & phases séparées (SPFM), dans les conditions nominales de
fonctionnement indiquées a la Tab. 2.1.

écoulements a la sortie de 'injecteur est représentée & la Fig. 2.5 en fonction
du GLR. Les calculs menés avec le modéle a phase séparées montrent que la
vitesse de la vapeur uy atteint les conditions soniques (M = 1) a la sortie de
Iinjecteur lorsque le GLR > 0.027. Cette valeur est en accord avec 1’évolu-
tion de la pression dans la chambre de mélange. La vitesse du fioul reste faible
(uf < 40m-s~!) sur la gamme étudiée de GLR. L’écoulement du mélange ho-
mogeéne atteignant toujours les conditions critiques dans les buses d’injection,
sa vitesse augmente progressivement avec le GLR d’aprés 'Eq. (1.53). 11 at-
teint une vitesse uggy = 166m -s~! pour un GLR = 0.16. Notons que pour
un GLR = 0.09 correspondant aux conditions nominales de fonctionnement,
la vitesse du mélange homogeéne est ugpy = 128m -s~ 1. Pour ce GLR, les
vitesses de la vapeur et du fioul & la sortie de I'injecteur calculées par le modéle
SPFM atteignent u, = 472m - s7l et up = 28m - s7!. La vitesse des fluides,
calculée a la sortie de I'injecteur, dépend donc fortement du modéle utilisé pour
décrire I’écoulement diphasique dans les buses d’injection.

2.2.2 Topologie de ’écoulement dans la chambre de mélange

La topologie de ’écoulement diphasique dans la chambre de mélange est dé-
terminée & partir des cartes d’écoulement étudiées & la Sec. 1.3 du chapitre 1.
La carte d’écoulement de Hewitt and Roberts (1969) est utilisée pour analyser
I’écoulement diphasique dans la chambre de mélange de I'injecteur industriel.
Celle-ci est représentée a la Fig. 2.6 en fonction du GLR. Pour de faibles valeurs
du GLR (< 0.01) I’écoulement dans la chambre de mélange est de type annu-



PART I - ANALYSE DES INJECTEURS BI-FLUIDES 47

Annulaire

o
GLR =0.01

1 Pulsatile Bulles

Poches

10 100 100 10t 10
piji (kg m~"s7?)
FIGURE 2.6 — Carte d’écoulement de
Hewitt and Roberts (1969) appliquée a
l’écoulement diphasique dans la chambre
de mélange de l'injecteur industriel en

fonction du GLR.
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FIGURE 2.7 — Carte d’écoulement de
Mandhane et al. (1974) appliquée a
l’écoulement diphasique dans la chambre
de mélange de l'injecteur industriel en
fonction du GLR.

laire fragmenté. Lorsque le GLR augmente cette carte indique une transition
vers un écoulement de type annulaire.

Ces résultats sont comparés & d’autres cartes d’écoulement. La Fig. 2.7 repré-
sente la carte d’écoulement de Mandhane et al. (1974) ou les symboles repré-
sentent la topologie de I’écoulement diphasique dans la chambre de mélange
en fonction du GLR dans les mémes conditions que précédemment. Pour des
faibles valeurs de GLR (< 0.01) I’écoulement dans la chambre de mélange se
positionne désormais & la frontiére d’un régime a bulles et d’un régime a bou-
chons. Lorsque le GLR augmente, la Fig. 2.7 indique une transition vers un
écoulement de type annulaire ou & brouillard pour un GLR ~ 0.01. L’augmen-
tation du GLR n’a ensuite plus d’effet sur la topologie de 1’écoulement.

La carte de Baker (1954) représentée a la Fig. 2.8 est établie dans les mémes
conditions que les cartes de Hewitt and Roberts (1969) a la Fig. 2.6 et Mand-
hane et al. (1974) & la Fig. 2.7. Pour obtenir cette carte, il est nécessaire de
déterminer le paramétre A\, défini par 'Eq. (1.11), qui fait intervenir la masse
volumique de la vapeur ps. L’évolution de ps dans la chambre de mélange est
calculée avec le modéle HEM lorsque le GLR varie. D’aprés la Fig. 2.8, ’écou-
lement dans la chambre de mélange débute par un régime annulaire lorsque
0.005 < GLR < 0.02 avant que I’écoulement transite vers un régime dispersé
dés que le GLR > 0.02.

Les cartes d’écoulement de Mandhane et al. (1974) a la Fig. 2.7 et de Baker
(1954) a la Fig. 2.8 prévoient une évolution de I’écoulement diphasique dans la
chambre de mélange depuis un régime & bouchons pour les faibles GLR jusqu’a
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FIGURE 2.8 — Carte d’écoulement de Baker (195}) appliquée a ’écoulement dipha-
sique dans la chambre de mélange de linjecteur industriel en fonction du GLR.

un régime dispersé pour GLR > 0.02. En revanche, la carte de Hewitt and Ro-
berts (1969) a la Fig. 2.6 prévoit une évolution entre deux versions du régime
annulaire. Les valeurs des GLR permettant de définir la transition entre les dif-
férents régimes ne concordent pas pour les trois cartes d’écoulement étudiées.
Ces trois cartes sont en accord pour les GLR élevés et prévoient un régime
d’écoulement de type annulaire dispersé. Si on examine le régime d’écoulement
pour un fonctionnement nominal du brileur industriel lorsque GLR = 0.09
I’écoulement semble étre de type dispersé d’aprés ces trois cartes. La modé-
lisation de I’écoulement diphasique dans les buses d’injection par le modéle
homogene équilibré (HEM) semble donc la plus pertinente pour ce régime de
fonctionnement.

2.3 Analyse de I’écoulement du fioul

Le fioul lourd est chauffé a Ty = 403K, ce qui facilite son transport de la
cuve de stockage jusqu’a la canne d’injection, car sa viscosité chute alors a
v = 1.5x107°m?-s7!. Le chauffage du fioul est également nécessaire pour
éviter la condensation de la vapeur lorsque les deux fluides sont mis en contact
dans la téte de 'injecteur.

Le fioul lourd est mis en rotation dans la téte de I'injecteur par un swirler ra-
dial représenté a la Fig. 2.1 et schématisé a la Fig. 2.9. Il traverse ensuite une
pastille convergente de diameétre dy = 10.6 mm pour entrer dans la chambre de
meélange sous la forme d’un film conique creux. La vitesse débitante du fioul uy
a travers l'orifice d’entrée, de diameétre dy = 10.6 mm, est déterminée pour un
débit de combustible i = 1.78 kg - s~! correspondant aux conditions de fonc-
tionnement nominales (Tableau 2.1). La vitesse débitante du fioul vaut dans ce
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cas uf = 22m - s~1. 1l s’agit donc d’un écoulement turbulent ayant un nombre
de Reynolds Rey = 1.6 X 10* basé sur le diamétre d 1 de la pastille.

L’écoulement tourbillonnaire formé par le swirler de fioul est caractérisé par son
nombre de swirl S (Chigier and Beeér (1964)). Le nombre de swirl est le rapport
du flux axial du moment cinétique orthoradial Jy et du produit du rayon R de
la section de sortie du swirler par le flux axial de quantité de mouvement J, :

Jo fORpuguITer

S = =
Bl [(pu2 +p)rdr

(2.1)

ou p désigne la pression, p est la masse volumique du fluide, u, et ug sont
respectivement les vitesses axiales et orthoradiales définies a la Fig. 2.9. En
général on peut négliger la variation de pression p & travers le swirler. On
admet ici également que la vitesse en sortie du swirler a un mouvement de
rotation solide. On en déduit la vitesse azimutale ugy a la sortie du swirler :

ug(r) = ;p;hjlc tan(0) (2.2)

ou A, est la surface courbe normale a la vitesse radiale u, représentée a la
Fig. 2.9, A est la surface de sortie du swirler et § ’angle des pales. D’aprés les
mesures menées par Durox et al. (2013) & la sortie d’un swirler radial, le profil
de la vitesse axiale u, peut étre considéré en premiére approximation comme
linéaire avec une vitesse nulle au centre u,(r = 0) = 0. On trouve :

3r Thf
(=2 2.
w(r) = S (23)
Le nombre de Swirl S s’écrit alors :
8 A,

Il est important de noter que le nombre de swirl défini par 'Eq. (2.4) dépend
uniquement des paramétres géométriques du swirler. Dans le cas du swirler de
fioul de I'injecteur industriel, A, ~ 490 mm?, A, = 380 mm? et 0 = 45° ce qui
donne un nombre de swirl assez faible Sy = 0.41.

2.4 Analyse de I’écoulement de vapeur

La vapeur entre dans la chambre de mélange par 12 trous distribués sur une
couronne d’injection (Fig. 2.2). La section totale de passage de ces orifices est
A, = 108 mm?. L’injection de la vapeur est étudiée en fonction du GLR pour
les conditions définies dans le Tableau 2.1.
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FIGURE 2.9 — Schéma de principe d’un swirler radial.
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FIGURE 2.10 — FEwolution de la pression d’arrét ps calculée dans la ligne vapeur de
Uinjecteur industriel, adimensionnée par la pression atmosphérique patm en fonction
du GLR. Les pressions sont calculées dans les conditions nominales de fonctionnement
(Tab. 2.1) pour des pressions dans la chambre de mélange déterminées par le modéle
homogéne équilibré (HEM) (—) et par le modeéle & phases séparées (SPFM) (——)
représentées a la Fig. 2.4.
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La figure Fig. 2.10 représente ’évolution de la pression d’arrét ps dans la ligne
vapeur adimensionnée par la pression atmosphérique pgs, en fonction du GLR.
La courbe en trait plein représente 1’évolution de la pression de vapeur lorsque
la pression p,, dans la chambre de mélange, représentée a la Fig. 2.4, est calculée
par le modéle HEM. La courbe en pointillés correspond & 1’évolution de ps pour
une pression p, calculée a partir du modéle SPFM. Pour un GLR = 0.05, la
pression dans la ligne vapeur atteint ps/patm = 9.5 bar pour le modéle HEM et
Ds/Patm = 5.6 bar pour le modéle SPFM. Ces pressions sont compatibles avec
les conditions de fonctionnement nominales de l'injecteur ot ps/patm = 10 bar
(Tableau 2.1). Pour une valeur GLR = 0.09, la pression dans la ligne vapeur
atteint ps/paum = 13.8 pour le modele HEM et ps/paim = 10 pour le modéle
SPFM. La pression déterminée par le modeéle SPFM est compatible avec les
conditions de fonctionnement nominal de I'injecteur alors qu’elle est incompa-
tible lorsqu’elle est déterminée par le modéle HEM pour un GLR = 0.09.

La figure Fig. 2.11 représente ’évolution du nombre de Mach des jets de vapeur
entrants dans la chambre de mélange en fonction du GLR pour les deux modéles
diphasiques. Le nombre de Mach atteint par ’écoulement de vapeur déterminé
a partir du modéle HEM reste toujours subsonique (Mg < 1) sur la gamme de
GLR étudiée. En revanche, le nombre de Mach augmente rapidement avec le
GLR lorsqu’il est calculé par le modéle SPFM pour atteindre Mg = 1 pour un
GLR = 0.026. Dans ces conditions, les jets de vapeur impactant le film liquide
ont une vitesse us = 527m - s L.

2.5 Synthése de I’analyse de I’écoulement dans I’in-
jecteur

L’analyse des régimes d’écoulement au sein de l'injecteur industriel a partir
des cartes de Baker (1954), Hewitt and Roberts (1969) et Mandhane et al.
(1974) indique un régime dispersé lorsque le GLR > 0.02. La modélisation
de I’écoulement diphasique par le modéle HEM est la plus pertinente pour
ce régime de fonctionnement d’aprés le chapitre 1. En revanche, les pressions
dans la chambre de mélange p, et dans la ligne vapeur ps déterminées par le
modéle HEM dans les conditions nominales de fonctionnement pour un GLR =
0.09 ne sont pas compatibles avec la pression mesurée sur la ligne vapeur de
I'installation (Durox et al. (2009)). On rappelle cependant que la valeur indiquée
GLR = 0.09 pour le régime nominal n’est pas le résultat d’une mesure directe
de débits mais d’une estimation & partir des pressions mesurées en amont des 24
injecteurs de la centrales EDF. L’incompatibilité entre la pression mesurée et la
pression calculée sur la ligne vapeur semble probablement résulter de la valeur
du GLR utilisée pour le régime nominal. L’évolution du rapport de pression
Ds/Datm déterminée par le modele HEM en fonction du GLR est représentée a
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FIGURE 2.11 — Evolution du nombre de Mach (M) des jets de vapeur entrant dans la
chambre de mélange de l'injecteur industriel en fonction du GLR. Le nombre de Mach
est déterminé o partir de la pression p, calculée par le modéle homogéne équilibré
(HEM) (=) et par le modéle a phases séparées (SPFM) (——) dans les conditions
nominales de fonctionnement (Tableau 2.1).

la Fig. 2.10. Elle permet de déterminer une autre valeur GLR = 0.05 lorsque
ps = 8.5 bar. Cette valeur est compatible avec la pression mesurée dans la ligne
vapeur en amont des 24 injecteurs p; = 9 bar en tenant compte d’une perte de
charge de l'ordre de 0.5 bar entre ’amont de la ligne vapeur et la pression a
I’entrée d’un injecteur.

2.6 Analyse de I’écoulement d’air

L’air est le comburant utilisé lors de la combustion du fioul lourd dans le foyer de
la centrale thermique EDF. La combustion du fioul nécessite de préchauffer ’air
puisque le point éclair du fioul est de 333 K. L’air est préchauffé a T, = 611K, ce
qui permet également de réchauffer la canne d’injection et ainsi d’éviter que la
vapeur ne se condense. L’écoulement d’air doit permettre d’améliorer le mélange
avec le combustible et de stabiliser la combustion loin des limites d’extinction.
Les deux circuits d’air utilisés sur le briileur industriel sont représentés a la
Fig. 2.1.

2.6.1 Circuit d’air primaire

L’injection d’air primaire est celle qui est la plus proche de la canne d’injection
(Fig. 2.1(b)). Elle est réalisée a travers deux grilles d’aubes qui mettent 1’écou-
lement en rotation. La premiére de diamétre d; = 460 mm est un swirler axial
avec un angle d’incidence des aubes proche de 90°. Ce swirler permet de stabili-
ser un noyau de flamme ou la combustion est trés riche. Le second swirler axial
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de diamétre dy = 800 mm, avec un angle de pale d,4 &~ 45°, permet de créer
une zone de recirculation interne a I’écoulement schématisée a la Fig. 2.1(b).
Cette recirculation permet de stabiliser la combustion par un apport de gaz
brilés. On ne tient compte dans I’analyse suivante que de 'impact de la vrille
externe. En supposant la vitesse axiale uniforme, le nombre de swirl donné par
I'Eq. (2.1) s’écrit :

r2
Se = 222)/7« tan &(r)r2dr (2.5)

T2 (7‘2 - 1

ou ¢ est la valeur de ’angle que forme les ailettes avec ’axe, 11 et ro désignent
le rayon intérieur et le rayon extérieur du systéme d’injection d’air. Dans le
cas ol d(r) est constant, c’est a dire lorsque les ailettes ne sont pas vrillées, on
trouve :

tan d (2.6)

Pour les dimensions du swirler externe du circuit d’air primaire du brileur
industriel, on trouve un nombre de swirl S, = 0.81.

2.6.2 Circuit d’air secondaire

Le circuit d’air secondaire forme un écoulement axial au travers d’un anneau
de diamétre intérieur do = 800mm et de diamétre extérieur ds = 1221 mm
représenté a la Fig. 2.1(b). Cet écoulement axial permet d’agir sur la forme
de la flamme. Il est possible de controler la quantité d’air qui passe au travers
de la ligne secondaire et du circuit primaire par I'intermédiaire de viroles afin
d’obtenir des flammes plus ou moins compactes. Le débit d’air total m, =
19Nm?3 /s est réparti de la facon suivante : 20% passe dans le circuit primaire
et 80% traverse le circuit secondaire. La vitesse axiale de l'air ugo & la sortie
du circuit secondaire vaut ainsi ugzo = 47m - s~1. La vitesse débitante totale de
air & travers la surface délimitée par di et dz vaut u, = 39m - s 1.

2.7 Analyse de la lamme

Observer la flamme est difficile dans la chaudiére EDF car les accés optiques
sont trés limités. La Fig. 2.12 montre des images d’une flamme de fioul lourd
générée par le briileur industriel mais avec des conditions opératoires et une géo-
métrie de 'injecteur différentes de celles étudiées. La vue latérale de la flamme
(Fig. 2.12(a)) montre une flamme trés jaune qui produit beaucoup de suies,
avec une forme globale en « V ». Cette flamme comprend un cceur trés jaune
et un ensemble de six flammes stabilisées autour des différents sprays injectés.
La vue de face de la flamme (Fig. 2.12(b)) confirme l’existence des six flammes
au niveau des sprays. La flamme que nous étudions est semblable & celle de la
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(a) Vue latérale. (b) Vue de face.

FIGURE 2.12 — Photos d’une flamme de fioul lourd générée par ’injecteur industriel
pour une géométrie et des conditions opératoires différentes de celles considérées dans
létude (Pillard).

Fig. 2.12, mais elle comprend dix flammes qui sont stabilisées autour des dix
sprays d’injection.

La longueur L?RC de la flamme du brileur industriel est estimée a partir de
vidéos prises par les caméras de surveillance et par des simulations numériques
réalisées par EDF. A pleine charge de la chaudiére, on trouve une longueur
d’environ LEFC ~ 6m (Fig. 2.13) qui est estimée sur la base de I’émission lu-
mineuse. L’'influence de ce paramétre sur la stabilité de la chaudiére est étudiée
au chapitre 10.

Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons décrit la géométrie de I'injecteur industriel. Le
régime d’écoulement diphasique dans les buses de sortie a été étudié lorsque le
GLR varie. La pression dans la chambre de mélange, la vitesse de la vapeur et
du fioul lourd & la sortie de 'injecteur ont été calculées avec le modéele HEM et le
modéle SPFM lorsque le GLR varie. Les cartes d’écoulement appliquées a I'in-
jecteur ont mis en évidence un régime d’écoulement dispersé dans les conditions
nominales de fonctionnement de I'injecteur lorsque le GLR > 0.02. La modélisa-
tion de ’écoulement diphasique par le modéle HEM est la plus pertinente pour
ce régime. La pression d’arrét calculée par ce modéle dans la chambre de mé-
lange p, = 12.9 bar lorsque le GLR = 0.09 est cependant incompatible avec les
pressions mesurées sur l'installation. Cette différence résulte probablement de
I'incertitude qu’il existe sur le débit de vapeur injecté qui n’est pas directement
mesuré sur 'installation. A partir de cette analyse, un GLR compatible avec les
conditions nominales de fonctionnement a été déterminé et vaut GLR = 0.05.
La pression et le nombre de Mach de la vapeur qui entre dans la chambre de
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FIGURE 2.13 — Photo d’une flamme de fioul lourd générée par l'injecteur industriel.
L?RC est la longueur de la flamme (Pillard).

mélange ont été calculés avec les modéles HEM et SPFM lorsque le GLR varie.
Pour un GLR = 0.05, la pression p; = 8.5bar de la vapeur dans les lignes
d’alimentation calculée par le modéle HEM est compatible a celle mesurée lors
de I'exploitation des briileurs. Le nombre de swirl qui caractérise I’écoulement
de fioul entrant dans la chambre de mélange a été déterminé & partir de consi-
dérations géométriques. Les conditions d’écoulement de l'air dans les circuits
d’injection d’air primaire (écoulement swirlé) et secondaire (injection axiale)
ont été déterminées. Le nombre de swirl de ’écoulement d’air primaire a été
déterminé a S, = 0.81. La vitesse axiale de 'air dans le circuit primaire vaut
Ug1 = 24m - s~1. Dans le circuit secondaire elle vaut uge = 47m - s~1. Trés peu
d’accés optiques permettent de visualiser et d’analyser la flamme dans la confi-
guration réelle de la chaudiére EDF en opération. La longueur L?RC ~ 6m de
la lamme a été estimée a partir d’observations et de simulations numériques
réalisées par EDF. L’ensemble de ces éléments sont utilisés dans le chapitre
suivant pour dimensionner le brilleur générique DIFAV.






Chapitre 3

Le brileur de laboratoire DIFAV

Le dimensionnement et la conception du banc expérimental destiné & I'analyse
de la Dynamique d’'un Injecteur Fioul Assisté a la Vapeur (DIFAV') sont dé-
crits dans ce chapitre. Ce brileur de laboratoire est équipé d’un injecteur de
combustible liquide assisté par de la vapeur respectant un certain nombre de
similitudes avec le systéme industriel. Les similitudes et les contraintes liées a
son environnement sont listées ci-dessous :

e Le brileur DIFAV est équipé d’un injecteur bi-fluide & mélange interne
(chambre de mélange) utilisant comme principal gaz d’atomisation de
la vapeur surchauffée ;

e Il fonctionne avec des combustibles liquides purs dont les propriétés
physico-chimique sont bien connues en substitution au fioul lourd dont
la composition peu varier;

e La puissance du brileur DIFAV est limitée a 10 kW et la pression maxi-
male des fluides & 15 bar;

e Le banc DIFAV est facilement modulable pour réaliser des études pa-
ramétriques ;

e Le systéme complexe d’injection de 'air du briileur industriel est sim-
plifié. ’ensemble de 'air nécessaire a la combustion est mis en rotation
par une seule vrille. Le circuit secondaire est éliminé;

e La flamme est confinée dans un tube & flamme afin de simuler I’ambiance
de la chaudiére;

e Il offre un accés optique important de sorte & mettre en ceuvre des
diagnostics pour analyser le spray et la dynamique du briileur soumis a
des perturbations de I’écoulement d’air.
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TABLEAU 3.1 — Parameétres physico-chimiques du n-dodécane ¢ 10 bar.

Paramétres physico-chimiques du n-dodécane CioHog

PCL (MJ - kg V) 4.1
Température (K) 293 413
Masse volumique (kg - m™3) 758 661
Viscosité cinématique (m? -s—1) 2.4 x107% [ 5.4 x 1077
Tension de surface (N - m~!) 25 x 1073 | 17 x 1073
Point éclair (K) 347
Température auto-inflammation (K) 473

Le dimensionnement du banc DIFAV a fait I'objet d’'une démarche itérative
entre les calculs et la conception du systéme. Aussi, seuls les choix de dimen-
sionnement définitifs sont présentés dans le manuscrit.

Le dimensionnement et la conception de l'injecteur générique présentés a la
Sec. 3.1 reposent sur I’analyse de la topologie de I’écoulement diphasique dans
I'injecteur industriel. La conception du briileur d’essais est présentée a la Sec. 3.2
ainsi que les lignes d’alimentation en gaz. Les différentes configurations du brii-
leur qui seront utilisées pour I’étude du spray et de la combustion sont décrites
a la Sec. 3.3.

3.1 L’injecteur DIFAV

La puissance maximale du brileur DIFAV est limitée 4 10kW. Le GLR dimen-
sionnant est fixé & GLR = 0.09 afin de conserver un régime de fonctionnement
proche de celui utilisé dans l'injecteur industriel. Ces paramétres sont utilisés
comme point de départ du dimensionnement du banc expérimental.

3.1.1 Choix du combustible

Le fioul lourd pose des difficultés de stockage, de conditionnement et d’écoule-
ment dans des conduites de petites dimensions. Ses propriétés physico-chimiques
varient également en fonction de la provenance. Ces problémes nous ont conduit
& choisir pour cette étude un combustible liquide de substitution mieux carac-
térisé. Notre choix s’est porté sur le n-dodécane (Ci12Hgg).

Le dodécane est un combustible liquide & température ambiante, de viscosité
cinématique v = 2 x 1075m? .s71 & Ty = 293K, ce qui rend son stockage et
son transport aisés. Sa composition et ses propriétés physiques sont trés bien
connues (Queimada et al. (2001); Linstrom and Mallard (2014)). Le Tableau 3.1
fournit les principales propriétés physico-chimiques du dodécane pour deux tem-
pératures Ty = 293K et Ty = 413K a une pression py = 10bar. Son pouvoir
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calorifique inférieur (PCI), sa masse volumique ps et sa tension superficielle o
sont comparables & celles du fioul lourd dans les conditions nominales de fonc-
tionnement de I'injecteur industriel (Tableau 2.1). En revanche, la viscosité v¢
du dodécane est beaucoup plus faible que celle du fioul lourd. Elle est réduite
de deux ordres de grandeur. D’aprés Cooper and Asfour (1991), la viscosité des
alcanes supérieurs augmente avec la longueur de leur chaine carbonée, mais pas
de maniére significative. L’hexadécane (CisHss) est le dernier alcane liquide
A température ambiante et sa viscosité v = 4.5 x 1075m? - s7! & température
ambiante est seulement le double de celle du n-dodécane.

La combustion de gouttelettes de fioul lourd est caractérisée par une distillation
fractionnée du combustible (Williams (1976)). Les composants les plus volatiles
s’évaporent rapidement. Il s’agit par exemple des alcanes dont les chaines car-
bonées sont courtes comme le n-dodécane utilisé dans cette étude (Queimada
et al. (2001); Ghassemi et al. (2006)). Les composants les plus lourds comme
les asphalténes subissent ensuite une pyrolyse qui produit des particules solides
de type cénosphéne (Witzel et al. (1995); Villasenor and Garcia (1999)). Cette
étape de pyrolyse ne peut pas étre décrite avec le n-dodécane utilisé. La distil-
lation fractionnée du fioul lourd conduit donc & un épaississement du front de
flamme et a étalement plus important du taux de dégagement de chaleur que
pour la combustion du dodécane.

L’utilisation du n-dodécane comme combustible de substitution résulte donc
d’un compromis entre la simplicité d’utilisation et la connaissance de ses pro-
priétés physico-chimiques. On gardera toutefois a I'esprit que les flammes ob-
tenues sont a priori plus compactes avec le dodécane qu’avec du fioul lourd.

Le combustible étant choisi et la puissance thermique maximale ayant été dé-
finie, on en déduit le débit massique maximal de dodécane nécessaire 1y =
13.6 g - min—'. Le débit de dodécane est fixé a myp=125g- min~! pour le point
de fonctionnement nominal. Des variations autour de cette valeur permettent
d’étudier I'impact du débit de combustible sur ’atomisation. Le dimension-
nement de linjecteur DIFAV est basé sur ce débit nominal. Le dodécane est
chauffé & une température Ty = 413 K pour éviter de condenser la vapeur d’eau
lorsque les deux fluides sont mélangés dans la chambre de mélange.

3.1.2 L’injecteur multi-buses

La similitude recherchée entre I'injecteur bi-fluide du banc DIFAV et le systéme
industriel impose un fonctionnement similaire de I'injecteur et une conservation
du rapport d’échelle. Le schéma de principe de 'injecteur DIFAV est représenté
a la Fig. 3.1. Le diamétre d,, des trous de l'injecteur multi-buses calculé a
partir de la conservation de ce rapport d’échelle est trop faible pour étre usiné.
Le diamétre des orifices de la multi-buses de l'injecteur modéle résulte donc



60 CHAPITRE 3 - LE BRULEUR DE LABORATOIRE DIFAV

Réservoir
de vapeur Chambre
p. T, 1, de mélange
- : | /
Reser’vmr de T |_ Pun
| dodécane L de i T Chambre de
pe T g ?}“ ’—':dn combustion

FIGURE 3.1 — Schéma de principe de l'injecteur bi-fluide DIFAV.

10 T T T 5
4
R 10 Annulaire !
<10 + (6 -
[ b4 *lo GLR=0.03
2 +
o0 10 o U
=) Pulsatile r Bulles
R 10' |
S Poches \
=10
10”"

10' 10° 10° 10" 10°
prji (kg m=ts2)

FIGURE 3.2 — Carte d’écoulement de Hewitt and Roberts (1969) appliquée a l’écou-
lement diphasique dans la chambre de mélange de linjecteur DIFAV en fonction du
GLR. Avec o:d, =0.20mm, + : d,, = 0.25mm et ¢ : d,, = 0.30 mm.

d’un compromis. Les dimensions doivent étre suffisantes pour pouvoir percer les
trous avec les techniques d’usinage classiques et avec une précision suffisante sur
les tolérances. L’injecteur modéle doit opérer dans le régime annulaire comme
Iinjecteur industriel. La multi-buses choisie ne posséde que 5 orifices de sortie
contrairement & I'injecteur industriel qui en posséde 10. Dans cette étude, trois
jeux de buses avec des diamétres d,, = 0.20 mm, 0.25 mm et 0.30 mm des trous
d’éjection ont été retenus.

Topologie de I’écoulement

La topologie de I’écoulement diphasique dans les orifices de la multi-buses est
déterminée a partir des cartes d’écoulement déja utilisées dans la Sec. 2.2.2
pour déterminer le régime d’écoulement de l'injecteur industriel. La Fig. 3.2
représente la carte d’écoulement de Hewitt and Roberts (1969) calculée pour
Iinjecteur DIFAV pour les trois diamétres de buses étudiés. L’écoulement dans
les orifices de l'injecteur modéle est & poches pour les GLR < 0.005 lorsque
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dp = 0.25mm et 0.30mm. L’écoulement diphasique devient ensuite annu-
laire lorsque GLR > 0.01 pour d,, = 0.25mm et 0.30 mm. En revanche, pour
dyp, = 0.20mm ’écoulement est annulaire fragmenté avant de devenir annulaire
lorsque le GLR > 0.02. D’aprés cette carte, ’écoulement dans l'injecteur DI-
FAV est annulaire comme dans I'injecteur industriel pour toutes les géométries
considérées dés lors que le GLR > 0.02. Notons que le GLR seuil pour atteindre
le régime annulaire est plus faible sur le banc industriel que sur le banc d’essais
comme le montre la carte de la Fig. 2.6.

Il est intéressant de vérifier ce résultat en examinant d’autres cartes d’écoule-
ment. Les prévisions des cartes d’écoulement dans des conduites horizontales
appliquées a l'injecteur DIFAV sont représentées a la Fig. 3.3. D’aprés la carte
de Mandhane et al. (1974) représentée sur la Fig. 3.3(a), I’écoulement dans les
orifices de l'injecteur modéle est & bouchons pour les faibles GLR et devient an-
nulaire ou & brouillard lorsque le GLR augmente. Ce comportement est observé
quel que soit le diamétre d,, des buses. En revanche, la valeur du GLR seuil cor-
respondant & la transition entre ces deux types d’écoulement augmente lorsque
le diameétre de la buse d, augmente. Lorsque d,, = 0.20 mm la transition appa-
rait pour un GLR = 0.02. Pour d,, = 0.25 mm la transition apparait pour un
GLR compris entre GLR = 0.02 et 0.03. Le GLR seuil vaut GLR = 0.03 lorsque
dy, = 0.30mm. L’évolution de la topologie de I’écoulement dans 'injecteur DI-
FAV est comparable & celle de I'injecteur industriel lorsque le GLR varie. Ces
résultats sont en effet proches de ceux obtenus sur la carte de Mandhane et al.
(1974) tracée a la Fig. 2.7. Seules les valeurs des GLR seuils correspondant aux
transitions entre les régimes sont plus faibles sur I'injecteur industriel que sur
les multi-buses de U'injecteur DIFAV.

La carte de Baker (1954) obtenue pour l'injecteur DIFAV est présentée a la
Fig. 3.3(b). D’aprés cette carte, I’écoulement est stratifié pour les GLR < 0.005
avec d, = 0.30mm. Lorsque le GLR augmente, ’écoulement dans la multi-
buses devient & vagues, puis il transite vers un régime annulaire lorsque le
GLR > 0.02. Pour d,, = 0.25 mm, I’écoulement est également annulaire dés le
GLR > 0.01. Pour d,, = 0.20 mm, I’écoulement est de type annulaire lorsque le
GLR > 0.005. Il est important de noter que pour toutes les multi-buses étudiées
I’écoulement n’atteint pas le régime dispersé d’aprés la carte de Mandhane a la
Fig. 3.3(a), contrairement a 'injecteur industriel dont les régimes sont tracés a
la Fig. 2.8.

Ces cartes d’écoulement mettent en évidence la similitude de la topologie de
I’écoulement diphasique entre 'injecteur industriel et I'injecteur DIFAV pour
les diamétres de buses d,, = 0.20mm, 0.25mm et 0.30 mm. L’écoulement dans
les orifices de 'injecteur modéle est de type annulaire si le GLR est suffisamment
élevé, comme pour I'injecteur industriel. Ce GLR seuil est fonction du diamétre
d,, des orifices de la multi-buses.
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(a) Carte d’écoulement de Mandhane et al.  (b) Carte d’écoulement de Baker (1954) ap-
(1974) appliquée a l'injecteur DIFAV. pliquée a l'injecteur DIFAV.

FIGURE 3.3 — Cartes d’écoulement appliquées a l’écoulement diphasique dans l’in-
jecteur DIFAV pour les trois diamétre de buses d,, lorsque le GLR est compris entre

0.005 et 0.16. Avec : o : d, = 0.20mm, + : d,, = 0.25mm et ¢ : d, = 0.30 mm

Conditions opératoires

L’étude de la pression dans la chambre de mélange et de la vitesse de 1’écoule-
ment diphasique a la sortie de 'injecteur modéle est réalisée en fonction du GLR
pour les trois diamétres de buses & partir des modéles développés pour étudier
le fonctionnement de I'injecteur industriel dans le chapitre 2. La Fig. 3.4 repré-
sente 1’évolution de la pression p, dans la chambre de mélange adimensionnée
par la pression atmosphérique lorsque le GLR varie. La Fig. 3.4(a) représente
la solution du modéle homogéne équilibré (HEM). La Fig. 3.4(b) représente
I’évolution de cette pression calculée avec le modéle a phases séparées (SPFM).
Le rapport de la section d’éjection de la multi-buses 4,, < 0.2mm? et de la
chambre de mélange A,,;, = 12.6 mm? est petit, A, /Amiz < 1. On peut donc
considérer que les vitesses sont négligeables dans la chambre de mélange. Les
pressions p, dans la chambre de mélange de 'injecteur modéle DIFAV sont
donc proches des pressions d’arrét. L’évolution de la pression dans la chambre
de mélange de 'injecteur modéle est comparable & celle de I'injecteur indus-
triel présentée a la Fig. 2.4, mais avec des niveaux différents. En effet, d’apreés
la Fig. 3.4(a) la pression maximale atteinte dans la chambre de mélange de
Iinjecteur modéle est de 3 bar lorsque d,, = 0.20mm et le GLR = 0.09. Cette
pression est compatible avec la pression maximale admissible dans les lignes
d’alimentation prévue pour le foyer DIFAV. La pression critique calculée avec
le modéle HEM dans ces conditions est atteinte pour p /patm ~ 1.6. L’écou-
lement atteint ainsi les conditions critiques dans la section d’éjection pour un
GLR = 0.03 lorsque d,, = 0.20 mm, pour un GLR = 0.07 lorsque d,, = 0.25 mm
et pour un GLR =~ 0.14 lorsque d,, = 0.30 mm. L’écoulement atteint donc les
conditions soniques dans la multi-buses pour un GLR suffisamment important
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FIGURE 3.4 — Ewvolution de la pression d’arrét p, (—) et de la pression critique
p (——), calculée dans la chambre de mélange de linjecteur DIFAV, adimensionnée
par la pression atmosphérique parm en fonction du GLR pour les diamétres de buses
d, = 0.20mm, 0.25mm et 0.30 mm. Les pressions sont déterminées pour un débit de
dodécane my = 12.5g-min~! par (a) le modéle homogéne équilibré (HEM) et par (b)
le modele a phases séparées (SPFM).

comme dans l'injecteur industriel. Les pressions calculées avec le modéle SPFM
représentées a la Fig. 3.4(b) sont beaucoup plus faibles que celles déterminées
avec le modele HEM. La pression critique pour la vapeur est p} /patm = 1.85. Le
modéle & phases séparées indique que 1’écoulement n’atteint jamais les condi-
tions critiques dans I'injecteur modéle pour la gamme de GLR étudiée, contrai-
rement & 'injecteur industriel (Fig. 2.4).

L’évolution de la vitesse de I’écoulement diphasique a la sortie de la multi-buses
est représentée sur la Fig. 3.5 en fonction du GLR. Le modéle HEM indique
que la vitesse augmente linéairement avant d’atteindre les conditions soniques
M = 1 représentées en pointillés rouges sur la Fig. 3.5(a). Cette évolution
est en accord avec I’évolution de la pression présentée a la Fig. 3.4(a). Lorsque
le GLR = 0.09, la vitesse du mélange atteint les conditions soniques M, =1
(up, = 125m -s71) pour d,, = 0.20mm ou d,, = 0.25 mm.

La figure Fig. 3.5(b) représente I’évolution de la vitesse de la vapeur u, et du
combustible liquide uy calculées avec le modéle a phases séparées (SPFM) en
fonction du GLR. Seule I'évolution de la vitesse du combustible pour un dia-
metre de buses d,, = 0.20mm est représentée. Les vitesses uy calculées pour
les deux autres configurations sont plus faibles. La vitesse de la vapeur n’at-
teint jamais les conditions critiques sur la gamme de GLR étudiée. Lorsque le
GLR = 0.09 et d, = 0.20mm, la vitesse de la vapeur u, atteint 276 m - s~
et la vitesse du dodécane vaut uy = 8m - s~!. Ces vitesses sont trés faibles
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FIGURE 3.5 — Fvolution de la vitesse u des deux phases calculée a la sortie de la buse
de Uinjecteur DIFAV en fonction du GLR pour les diamétres de buses d,, = 0.20 mm,
0.25mm et 0.30mm. Les vitesses sont déterminées pour un débit de dodécane my =
12.5g-min~! par (a) le modele homogéne équilibré (HEM) et (b) le modéle a phases
séparées (SPFM).

par rapport a celles calculées avec le modéle SPFM sur 'injecteur industriel
(Fig. 2.5).

Pour un GLR = 0.09, les calculs de la pression dans la chambre de mélange
(Fig. 2.4) et de la vitesse de ’écoulement diphasique a la sortie de l'injecteur
industriel (Fig. 2.5) montrent que 1’écoulement atteint les conditions critiques.
Cette condition est uniquement respectée sur 'injecteur DIFAV pour le modéle
HEM lorsque le GLR est suffisamment important quelles que soient les buses
d’éjection utilisées.

3.1.3 Injection du combustible

Le choix du diameétre dy de la buse d’entrée du combustible (Fig. 3.1) dans la
chambre de mélange est basé sur la conservation du nombre de Reynolds et la
perte de charge générée par l'injecteur. La pression maximale admissible dans
la ligne d’alimentation de dodécane de l'injecteur DIFAV est py = 15bar. Le
nombre de Reynolds de 1’écoulement déterminé sur le systéme industriel a la
Sec. 2.3 est Rey = 1.6 10%. La relation permettant de définir le diamétre de
passage du combustible s’écrit alors :

ds = dring (3.1)

TVfp fRe f



PART I - ANALYSE DES INJECTEURS BI-FLUIDES 65

0 0.04 0.08 0.12 0.16
GLR

(a) ds = 0.10 mm.

FIGURE 3.6 — FEwvolution de la pression d’arrét ps calculée dans la ligne vapeur de
Uingecteur DIFAV, adimensionnée par la pression atmosphérique paim, en fonction du
GLR et du diamétre ds des buses de vapeur. Les pressions sont calculées par le modéle
HEM (=) et par le modéle SPFM (——) pour les trois diamétres d, = 0.20, 0.25 et
0.30 mm des buses de sortie de l’injecteur.

ou vy et py sont la viscosité et la masse volumique du dodécane a Ty = 403 K
(Tableau 3.1). On en déduit un diameétre dy = 0.04 mm pour I'injecteur DIFAV.
Un calcul de perte de charge a travers un diaphragme de diamétre dy (Idelchik
(1986)) donne une valeur supérieure & 15bar. La pression d’alimentation du
combustible n’est donc pas compatible avec la pression maximale admissible
dans la ligne d’alimentation du banc DIFAV.

En limitant la perte de charge & 8 bar et en considérant la pression la plus élevée
dans la chambre de mélange p,, ~ 3bar (Fig. 3.4(a)) lorsque le GLR = 0.09, la
pression dans la ligne d’alimentation serait d’environ 11bar. On obtient ainsi
un diametre d’orifice plus grand, égal a dy = 0.10 mm. Le nombre de Reynolds
de I'écoulement associé a ce diametre est Rep = 6.8 x 103. Cette valeur est du
méme ordre de grandeur que celle atteinte par le fioul lourd dans le systéme
industriel. Notons que le combustible n’est pas mis en rotation dans l’injecteur
DIFAV car les faibles dimensions du systéme ne permettent pas la mise en
place d’un swirler. Dans la suite de 1’étude, le diamétre de l'orifice d’entrée du
combustible dans la chambre de mélange est fixé a dy = 0.10 mm.

3.1.4 Injection de la vapeur

Le choix du diamétre des buses d’entrée de la vapeur dans la chambre de mé-
lange de I'injecteur DIFAV est réalisé en conservant le rapport entre la pression
vapeur p, et la pression fioul p; de I'injecteur industriel (Tab. 2.1). Pour un
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GLR =0.09, on a :

Ps 045 (3.2)

bf
La pression d’alimentation du dodécane dans I'injecteur DIFAV est d’environ
pf = 11bar (Sec. 3.1.3). La pression recherchée dans la ligne vapeur pour un
GLR = 0.09 est donc fixée & p; = 4.95bar. La température de la vapeur est
fixée a Ts = 453 K pour éviter toute condensation & 5bar. Deux diamétres
ds = 0.10mm et ds = 0.15mm on été sélectionnés pour les 4 orifices réguliére-
ment répartis autour de la chambre de mélange. Ces trous assurent ’entrée de
la vapeur dans la chambre de mélange de I'injecteur DIFAV. Ces trous sont au
nombre de 12 sur l'injecteur réel.

La figure Fig. 3.6 représente I’évolution de la pression d’arrét de la vapeur p; adi-
mensionnée par la pression atmosphérique pgm, en fonction du GLR, pour les
deux diamétres ds choisis. Les courbes en traits pleins représentent 1’évolution
de la pression de la vapeur p, calculées par le modéle HEM pour les trois multi-
buses considérées dans I’étude. Les courbes en pointillés représentent 1’évolution
de la pression ps déterminées par le modéle SPFM. Lorsque ds = 0.10 mm, les
pressions calculées par le modéle SPFM pour tous les diamétres d,, et celles
calculées par le modéle HEM pour d, = 0.25mm et d, = 0.30 mm sont trés
proches. En revanche, la pression ps déterminée par le modéle HEM est plus
élevée pour d,, = 0.20 mm. Lorsque d,, = 0.20mm et le GLR = 0.09, la pression
dans la ligne vapeur ps calculée par le modéle HEM est ps = 4.1 bar. Elle vaut
ps = 3.8 bar pour toutes les autres configurations.

Lorsque le diamétre ds = 0.15 mm, les pressions de vapeur calculées sont repré-
sentées a la Fig. 3.6(b). Ces pressions sont globalement plus faibles que lorsque
ds = 0.10 mm. Les pressions ps déterminées par le modéle SPFM pour tous les
diamétres d,, et celles calculées par le modéle HEM pour d, = 0.30 mm sont
comparables. La pression ps déterminée par le modéle HEM est plus importante
lorsque d,, = 0.25 mm que lorsque d,, = 0.30 mm et encore plus importante pour
d, = 0.20mm. Lorsque d, = 0.20mm et le GLR = 0.09, la pression dans la
ligne vapeur ps calculée par le modéle HEM est ps = 3.2bar et ps = 1.9bar
lorsqu’elle est calculée par le modéle SPEM. Les pressions calculées atteignent
ps =~ 4 bar pour tous les diameétres de buses de sortie lorsque le diamétre des
orifices de vapeur dg = 0.10mm et le GLR = 0.09. Ces valeurs sont en accord
avec la pression ps; = 4.95 bar recherchée.

L’évolution du nombre de Mach M, des jets de vapeur est représentée a la
Fig. 3.7 en fonction du GLR. Lorsque ds; = 0.10 mm, la limite ot I’écoulement
devient critique dépend du GLR et du modéle utilisé pour le calcul. Pour un
GLR = 0.09, I'’écoulement de vapeur atteint les conditions soniques My = 1
(us = 527m - s~1) dans toutes les configurations, sauf lorsque le modéle HEM
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FIGURE 3.7 — FEwvolution du nombre de Mach des jets de vapeur My entrant dans
la chambre de mélange de linjecteur DIFAV en fonction du GLR et du diamétre d
des buses de vapeur. Le nombre de Mach est calculé par le modéle HEM (—) et par le
modeéle SPEM (——) pour les trois les trois diamétres d, = 0.20, 0.25 et 0.30 mm des
buses de sortie de l’injecteur.

est utilisé avec un diamétre de buses de sortie de l'injecteur d,, = 0.20 mm.
Lorsque ds = 0.15mm (Fig. 3.7(b)), I’écoulement de vapeur calculé avec le mo-
déle HEM n’atteint pas les conditions critiques sur la gamme de GLR étudiée.
Ces conditions sont atteintes pour des GLR > 0.10 lorsque le nombre de Mach
de la vapeur M, est déterminé par le modéle SPFM. Ces deux diamétres de
buses de vapeur ds permettent d’obtenir des jets soniques Mg = 1 qui impactent
le liquide & ugs = 527m - s~1. Ceci est valable pour toutes les buses de sortie de
diameétre d,, considérées dans cette étude lorsque 1’écoulement diphasique est
modélisé par le modéle SPFM et que le GLR est suffisamment élevé.

L’écoulement dans les buses de vapeur présente de fortes différences sur ’évolu-
tion du nombre de Mach et sur la pression ps d’alimentation en vapeur lorsque
le diamétre d’injection de la vapeur ds varie. Par la suite, une étude expérimen-
tale sera menée pour caractériser I'influence de ce diamétre sur les performances

de l'injecteur DIFAV.

3.1.5 Géométrie de l’injecteur DIFAV

Le dimensionnement de l'injecteur DIFAV a permis de déterminer le diamétre
des différents orifices constituant l'injecteur bi-fluide & mélange interne dont
une vue éclatée est présentée a la Fig. 3.8. Le corps de l'injecteur est constitué
de la canne vapeur (21) dans laquelle une canne d’alimentation en combustible
(31) est insérée. La téte d’injection est composée des piéces (8), (9) et (10).
Les cannes vapeur et combustible permettent d’alimenter la téte d’injection en
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vapeur (21) combustible (31) (10)
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FIGURE 3.8 — Vue éclatée de la téte d’injecteur avec les cannes.
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FIGURE 3.9 — Vue éclatée de la téte d’injecteur DIFAV.

combustible liquide et en gaz d’atomisation. Le systéme de fixation de la canne
combustible dans la canne vapeur laisse un degré de liberté nécessaire a la di-
latation thermique des matériaux.

La téte de l'injecteur qui permet de mélanger le combustible liquide et le gaz
d’atomisation est décrite plus précisément a la Fig. 3.8. L’injecteur combustible
(8), la chambre de mélange (9) et la multi-buses (10) sont assemblés et serrés
grace a la multi-buses (10) sur la canne combustible (31). Ce montage rend
I’ensemble facilement interchangeable et est adapté aux études paramétriques
pour examiner I'influence de la géométrie sur le spray généré. L’étanchéité entre
les composants (8), (9) et (10) est assurée par un contact plan/plan entre deux
matériaux de dureté différentes (inox/laiton).
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FIGURE 3.10 — Vue en coupe de l'injection d’air du braleur DIFAV.

Le dodécane entre dans la chambre de mélange a travers un trou de diamétre
df = 0.10mm de l'injecteur combustible (8), comme dans I'injecteur indus-
triel. La vapeur entre dans la chambre de mélange (9) de diamétre intérieur
dmiz = 4mm par 4 trous radiaux de diamétre d; réguliérement répartis au-
tour de celle-ci. Le mélange diphasique est ensuite éjecté de la chambre de
meélange a travers la multi-buses (10) qui comprend un ensemble de 5 buses de
diameétre d,, qui forment un angle de 52.5° par rapport a 'axe de l'injecteur.
L’injecteur DIFAV offre la possibilité d’étudier six configurations géométriques
puisque ds; = 0.10mm ou ds = 0.15mm et d,, = 0.20mm, d,, = 0.25mm ou
d, = 0.30 mm. Il existe également une multi-buses avec des orifices de diamétres
d, = 0.20mm formant un angle de 40° par rapport & I’axe de 'injecteur.

3.2 Le brileur DIFAV

Le brilleur DIFAV est composé de l'injecteur DIFAV, d’'un plenum, d’une ligne
d’injection d’air équipée d’un swirler et d’'une chambre de combustion. Le brii-
leur est alimenté en combustible, en gaz d’atomisation et en air préchauffé
par des lignes d’alimentation. Ces lignes permettent de réguler les débits, les
pressions et les températures des fluides. Ce banc a été congu pour étudier la
dynamique du spray et la réponse des flammes soumises & des perturbations
acoustiques dans l'injection d’air.

Le dimensionnement du swirler d’air DIFAV a fait 'objet d’une étude particu-
liére. Les lignes d’alimentations sont ensuite présentées ainsi que les différentes
configurations du banc DIFAV.
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3.2.1 Dimensionnement de l’injecteur d’air DIFAV

Du fait que I'injecteur bi-fluide est relativement encombrant (dg = 30mm) et
compte tenu des faibles dimensions du banc d’essais, il est nécessaire de simpli-
fier le brileur DIFAV par rapport au brileur industriel en faisant passer tout
’air nécessaire & la combustion par un swirler unique. On choisit d’opérer le brii-
leur avec la méme richesse (globale) ¢ = 0.95 nominale que le foyer industriel.
Le débit d’air m, nécessaire & la combustion pour un débit nominal de dodé-
cane my = 12.5g- min~! est 7, = 152N -L-min~! pour le brileur DIFAV.
Comme pour le briileur industriel, 'air est préchauffé a T, = 443 K afin d’éviter
la condensation de la vapeur d’eau et de permettre la combustion du dodécane
dont le point éclair est & 347K & pression atmosphérique (Tableau 3.1). On
souhaite que le brtleur DIFAV ait un nombre de swirl S, = 0.81 semblable
a celui du briileur industriel. L’injecteur DIFAV de diamétre dy = 30 mm est
placé au centre du briileur représenté a la Fig. 3.10. Pour conserver une vitesse
débitante u, = 45m - s~! identique & celle du brileur industriel, le canal d’in-
jection de 'air devrait avoir un diamétre extérieur égale a d; = 32 mm. Dans ces
conditions, l'injecteur d’air formerait un anneau de 1 mm de large pour un dia-
métre moyen de 31 mm. Cette configuration étant trés difficilement réalisable,
nous fixons le diamétre extérieur & d; = 40 mm. Pour limiter I’encombrement
et faciliter la réalisation, le swirler est de type radial comme représenté a la
Fig. 3.10. Les arrivées d’air sont réalisées par 6 trous oblongs de largeur 5 mm
et de hauteur Iy = 16 mm qui forment un angle § = 60°. La section totale de
Pentrée d’air dans le swirler est A, = 448 mm?.

Le nombre de swirl peut étre déterminé a partir de 'Eq. (2.1) en faisant I’hy-
pothése que I'écoulement est uniforme a travers la section de sortie Ay =
7(d? — d3)/4. La section courbe d’injection A, est également représentée a la
Fig. 3.10. Dans ces conditions, le nombre de swirl S, est donné par :

_ 7 dif—dg
T 6A. 4y

tan o (3.3)

La section curviligne vaut A, = 1244 mm? sur l'injecteur d’air développé. On
trouve alors un nombre de swirl S, = 0.67. Une autre hypotheése est de supposer
que la vitesse u. est uniforme dans toute la section A, = 448 mm? mais que
la composante radiale u, n’est pas uniforme dans toute la section courbe A,
& cause du changement de section important entre les sections A, et A.. Un
bilan de masse a travers la section A, donne up = my/(pAe)sind. Le nombre
de swirl devient avec ces nouvelles hypothéses :

_ 7 dif—dg
T 6A. 4y

sin 6 (3.4)

On trouve dans ce cas un nombre de swirl plus élevé S, = 0.94. Ces deux
nombres de swirl calculés en exploitant la géométrie du systéme sont trés diffé-
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FIGURE 3.11 — Schéma de la ligne d’alimentation en combustible du banc DIFAV.
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FIGURE 3.12 — Schéma de la ligne d’alimentation vapeur du banc DIFAV.

rents mais ils encadrent le nombre de swirl déterminé sur le brileur industriel.
Le nombre de swirl sera mesuré dans la Sec. 9.2 et comparé & ces prévisions.

3.2.2 Les lignes d’alimentation

Le brileur DIFAV est alimenté par trois fluides : le combustible liquide, le gaz
d’atomisation et l'air.

Ligne d’alimentation en combustible

La ligne d’alimentation en combustible est représentée a la Fig. 3.11. Le com-
bustible est mis sous pression par de l'azote dans un réservoir équipé d’une
membrane étanche. L’utilisation de ce type de réservoir évite la dissolution du
gaz dans le combustible liquide. Le fluide passe ensuite & travers un filtre, puis
dans un régulateur de débit de type Coriolis (Rheonik RHM 015). Le combus-
tible est mis en température grace a une ligne chauffante (M&C Techgroup) de
4m de long et d’'une puissance de 480 W. Cette ligne est régulée en tempéra-
ture et pilotée en modulant le chauffage avec un temps de cycle de 1s pour
éviter les points chauds, ce qui évaporerait localement le dodécane. La pression
et la température du combustible sont mesurées a ’entrée de la canne d’injec-
tion par un thermocouple et un capteur de pression présentés a la Sec. 4.5.3.
La ligne combustible peut alimenter 'injecteur DIFAV avec un débit maximal
my = 16.8¢g- min~!, pour une température maximale Ty = 453K sous une
pression maximale py = 15 bar.

Ligne d’alimentation du gaz d’atomisation

L’alimentation et la production de la vapeur se font a travers une série d’élé-
ments schématisés a la Fig. 3.12. Pour des raisons de sécurité, la vapeur ne peut
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pas étre stockée. L’eau distillée est mise sous pression dans un réservoir pres-
surisé a l'azote. La production continue de vapeur est ensuite réalisée par un
évaporateur (2M Process). La quantité de vapeur produite n’est pas directement
mesurée, mais un débitmeétre de type Coriolis (Bronkhorst Mini Cori-Flow) ré-
gule le débit d’eau & évaporer. L’acheminement de la vapeur jusqu’a l'injecteur
se fait & travers un tube chauffant (M&C Techgroup) de 4m de long et d’une
puissance de 480 W, qui permet de maintenir la température du gaz. La tem-
pérature et la pression de la vapeur sont mesurées en entrée de l'injecteur par
un thermocouple et par un capteur de pression présentés a la Sec. 4.5.3. Notons
que tout le systéme d’alimentation est isolé thermiquement pour éviter que la
vapeur ne se condense. Cette ligne d’alimentation permet d’atteindre un débit
maximum 7, = 2.5¢-min~! de vapeur, & des températures comprises entre
T, = 293K et 473 K, sous une pression maximale de ps; = 5 bar.

my, € [0; 2.4] g/min

. Débitmetre Thermocouple -
Bouteille de . [Tube chauffant Injecteur
—»- massique > > ct transmetteur
N, . 480 W . DIFAV
thermique de pression
px, € [1;5] bar Ty, € [293;433]K

FIGURE 3.13 — Schéma de la ligne d’alimentation en di-azote (N3 ) du banc DIFAV.

Une étude de l'influence du gaz d’atomisation sur le spray a été réalisée en
remplacant la vapeur par de l'azote. La Fig. 3.13 représente la ligne d’alimen-
tation en azote. Cette ligne est trés proche de la ligne de vapeur représentée
a la Fig. 3.12. Le réservoir et I’évaporateur sont remplacés par une bouteille
sous pression de type B20 de Ny. Un débitmétre thermique massique (Bron-
khorst) permet de réguler le débit d’azote. Dans cette configuration, le diazote
N2 peut atteindre une température maximale T, = 433 K grace au tube chauf-
fant pour un débit maximal ry, = 2.4g - min~! et sous une pression maximale
PN, = D bar.

Ligne d’alimentation en air

La ligne d’alimentation en air est schématisée a la Fig. 3.14. Elle permet de
controler le débit injecté et de chauffer I’air tout en I'acheminant vers le ple-
num du brileur DIFAV. Pour des raisons technologiques liées au bon fonc-
tionnement du débitmétre, la régulation du débit par un débitmétre Bron-
khorst thermique massique est réalisée avant le chauffage du gaz. Le réchauf-
feur Leister LHS15 System, d’une puissance de 800 W permet de chauffer ’air
a une température maximale de T, = 523 K et pour un débit maximum d’air
e = 200N - L - min~'. La température de I'air est mesurée dans le plenum par
un thermocouple de type K.
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m, € [0; 200] NL/min
Air Débitmetre ] -
comprimé [»| massique |- Réchauffeur Thermocouple > Brileur
; : 800 W DIFAV
réseau thermique
T, € [293;523]K

FIGURE 3.14 — Schéma de la ligne d’alimentation en air du banc DIFAV.

TABLEAU 3.2 — Point de fonctionnement nominal du braleur DIFAV.

Puissance nominale 9.2 kWi Valeurs
Débit (g - min~1) 12.5
Température (K) 413
. PCL (MJ kg 1) 30.6
Fioul Masse volumique (kg - m~3) 668
Viscosité cinématique (m? - s771) 5.8 x 107
Tension de surface (N - m™!) 17x 1073
Vapeur GLR 0.09
p Température (K) Surchauffée (= 453)
Excés d’air en % / Richesse 5/ 0.95
Air Préchauffé Débit (N-L-min1) 152
Température (K) 443

3.3 Les configurations d’études du banc DIFAV

Le banc DIFAV peut fonctionner selon deux configurations. Le point de fonc-
tionnement nominal est rappelé dans le Tab. 3.2.

3.3.1 Configuration sans combustion

L’étude du spray généré par l'injecteur DIFAV est réalisée sans écoulement
d’air, avec 'injecteur orienté vers le bas afin de récupérer le combustible ato-
misé. La Fig. 3.15 montre une photo du banc DIFAV lors de I’étude du spray
sans combustion. Un bac est positionné en-dessous de l'injecteur pour récu-
pérer le combustible. Les deux lignes d’alimentation en combustible et en gaz
d’atomisation sont visibles sur la figure. Le corps du briileur est recouvert d’un
ruban blanc isolant en fibre de verre, sous lequel une gaine chauffante entourant
le brilleur permet de le thermaliser.

La figure Fig. 3.16 montre une coupe du briilleur DIFAV. Le systéme permettant
de thermaliser le corps de l'injecteur n’est pas représenté sur cette figure. Dans
cette configuration, les cannes d’injection du combustible et de la vapeur sont
verticales et orientées vers le bas. L’injecteur est bouché dans ces conditions. Un
point vert indique la position de la mesure de la vitesse et de la taille des gouttes
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FIGURE 3.15 — Photo du brileur DIFAV pour l’étude du spray sans combustion.

Combustible Gaz
,/ d'atomisation

270

FIGURE 3.16 — Schéma du braleur DIFAV pour l'étude sans combustion (proportions
non respectées).

au centre du spray, & z = 10 mm en aval de I'injecteur. Le systéme de mesure
est présenté a la Sec. 4.1. Cette configuration avec I'injecteur orienté vers le bas
est utilisée pour toutes les mesures réalisées sur le spray sans combustion.
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FIGURE 3.17 — Photo du brileur DIFAV pour l’étude de la combustion.

3.3.2 Configuration avec combustion

L’étude de la combustion et la caractérisation du nombre de swirl de 1’écou-
lement d’air sont réalisées avec le brileur DIFAV orienté vers le haut lorsque
I’écoulement d’air est préchauffé. La Fig. 3.17 montre une photo du banc DI-
FAV lorsqu’il est utilisé pour caractériser la combustion. La Fig. 3.18 montre
une coupe du banc DIFAV lors des études avec combustion. Dans cette configu-
ration, le swirler radial est mis en place et deux coudes sont ajoutés au niveau du
plenum sur deux branches d’une croix centrale a 6 branches qui constitue le ple-
num du briileur. L’alimentation du plenum en air chaud se fait par une troisiéme
branche de la croix. Le volume du plenum est V, = 2.5 x 1073 m3. L’injecteur
DIFAV est protubérant de 25 mm par rapport & la base de la chambre de com-
bustion. Pour les études avec combustion, I'injecteur de combustible est équipé
d’une chambre de mélange avec des buses de vapeur de diamétre ds = 0.10 mm
et d’'une multi-buses avec des orifices de diamétre d,, = 0.20 mm qui forment
un angle de 40° par rapport a ’axe de l'injecteur. Une rondelle en céramique
Macor de 1.8 mm d’épaisseur, représentée & la Fig. 3.17, est positionnée sur la
partie supérieure de l'injecteur garantissant une protection thermique entre la
flamme et l'injecteur. Un tube en quartz, qui transmet le rayonnement dans le
visible et le proche UV, de diamétre intérieur 140 mm et de longueur 0.30 m
ou 0.50m, est utilisé pour confiner la flamme. Le tube de longueur 0.50 m est
utilisé sur la Fig. 3.17. Une cheminée en inox peut étre ajoutée sur le tube en
quartz pour modifier la longueur de la chambre de combustion et obtenir une
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longueur L comprise entre 0.30m et 1.22m.
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FIGURE 3.18 — Schéma du brileur DIFAV pour la combustion (proportions non
respectées).

Deux photo-multiplicateurs (Sec. 4.3) enregistrant le rayonnement global de la
flamme sont placés autour du briileur. Des microphones, avec des guides d’onde
thermalisés (Sec. 4.5.1), permettent de mesurer la pression acoustique dans la
chambre de combustion (Micro 1) et dans le plenum (Micro 2). Le plenum est
fermé & 'extrémité des coudes par deux plaques métalliques qui peuvent étre
remplacées par deux haut-parleurs Monacor (Number One SPH-135/AD) de
65 W. Ces haut-parleurs permettent de moduler acoustiquement 1’écoulement
d’air et de générer des fluctuations de vitesse qui sont mesurées & 1.4 mm (point
vert sur la Fig. 3.18), au dessus de la sortie de l'injecteur d’air par un systéme
de Vélocimétrie Laser Doppler (LDV) (Sec. 4.2).

Conclusion

Le dimensionnement du banc expérimental DIFAV reprenant les principales
caractéristiques du brileur industriel & une échelle 1 : 7000°™¢ a été mené
dans ce chapitre. L’injecteur fonctionnant au dodécane et & la vapeur est de
type bi-fluide & mélange interne. L’injecteur diphasique a été dimensionné pour
conserver un régime similaire & celui obtenu dans les conditions nominales de
fonctionnement de 'injecteur industriel. Un régime d’écoulement diphasique de
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type dispersé a été mis en évidence dans les buses de I'injecteur DIFAV lorsque
le GLR = 0.09. La pression dans la chambre de mélange et la vitesse de 1’écou-
lement diphasique a la sortie de 'injecteur multi-buses ont été étudiées pour
différentes modélisations de I’écoulement diphasique. Trois multi-buses avec 5
trous de diamétre de sortie d,, = 0.20, 0.25, 0.30 mm ont été congues afin d’étu-
dier 'influence du diamétre d,, et I'influence de la topologie de 1’écoulement
diphasique sur le spray généré par I'injecteur DIFAV. Deux chambres de mé-
lange avec des buses d’injection de la vapeur de diamétre dg = 0.10 et 0.15 mm
ont été congues pour analyser l'impact de ce diamétre sur le spray. L’injec-
teur d’air qui alimente le brilleur DIFAV a été réalisé avec un swirler radial en
simplifiant drastiquement I’écoulement par rapport au briileur industriel. Deux
nombres de swirl théoriques ont été obtenus selon les hypothéses réalisées sur
la forme du profil de vitesse dans cet élément. Ces valeurs encadrent le nombre
de swirl calculé sur le brileur industriel. Les lignes d’alimentation de I’injec-
teur DIFAV ont été décrites, ainsi que les configurations possibles pour réaliser
I’étude du spray sans combustion et ’étude de la dynamique de la combustion.
Les diagnostics utilisés pour caractériser ces écoulements sont décrits dans le
chapitre suivant.






Chapitre 4

Diagnostics

Les diagnostics utilisés dans cette étude pour caractériser les écoulements ga-
zeux et de la phase dispersée avec et sans combustion sont présentés dans ce
chapitre. Le principe de la mesure de la taille et de la vitesse des gouttes par
le systéme d’anémométrie a phase doppler (PDPA) est décrit a la Sec. 4.1. La
technique de mesure par vélocimétrie laser Doppler (LDV) de la vitesse de l'air
a la sortie de l'injecteur est présentée a la Sec. 4.2. Les dispositifs utilisés pour
les mesures de chimiluminescence et de spectroscopie sont ensuite détaillés dans
les Secs. 4.3 et 4.4. Les systémes permettant de mesurer les pressions acous-
tiques dans la chambre de combustion, les pressions statiques dans la chambre
de mélange de l'injecteur DIFAV et dans les lignes d’alimentation sont décrits
dans la Sec. 4.5. Dans la derniére section 4.6, les méthodes d’imagerie directe
et par rétro-éclairage utilisées pour caractériser le spray et la dynamique de la
combustion sont finalement présentées.

4.1 Anémométrie & Phase Doppler (PDPA)

L’Anémométrie & phase Doppler (PDPA) a été mise en ccuvre pour mesurer
simultanément deux composantes de la vitesse des gouttes du spray ainsi que
leur diameétre. La technique de mesure repose sur 'interférométrie et la diffu-
sion de la lumiére, ce qui ne nécessite pas d’étalonnage. Un schéma de principe
du PDPA utilisé est présenté a la Fig. 4.1 lorsqu’une mesure d’une seule com-
posante de vitesse est désirée. Le faisceau d’un laser de longueur d’onde \ est
divisé en deux par un séparateur de faisceaux. L’un de ces faisceaux traverse
une cellule de Bragg qui décale la fréquence d’une valeur Af = 40 MHz en gé-
néral. Une lentille convergente permet ensuite de focaliser ces deux faisceaux.
L’intersection de ces faisceaux représente le volume de mesure qui peut faire
quelques millimétres de long. Le volume de mesure schématisé a la Fig. 4.2 est
le siege de franges d’interférences paralléles générées par le croisement des deux
faisceaux cohérents. La distance entre deux franges, ou interfrange L, dépend
de la longueur d’onde A du faisceau laser et de ’angle 6 entre les deux faisceaux
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FIGURE 4.1 — Schéma de principe d’un systéme PDPA o une seule composante.

incidents :

A

Lr= QSin(g) (41)
Lorsqu’une particule traverse le volume de mesure, 'intensité lumineuse diffu-
sée par cette particule fluctue. Ce scintillement est di au déplacement de la
particule & travers le réseau de franges réguliérement espacées. L’intensité lu-
mineuse diffusée par les particules est collectée par un photo-multiplicateur &
travers un jeu de lentilles focalisées sur le volume de mesure. Afin de limiter le
bruit généré par la lumiére ambiante, un filtre interférentiel passe-bande, centré
sur la longueur d’onde A du laser, est placé en amont du photo-multiplicateur.
Le photo-multiplicateur transforme la fluctuation de l'intensité lumineuse en
un signal électrique appelé bouffée Doppler. Ce signal est sinusoidal avec une
enveloppe de forme gaussienne, due au profil spatial de I'intensité lumineuse du
faisceau laser. Si on retranche la fréquence de Bragg imposée par le systéme a
la fréquence de la bouffé, on obtient une fréquence appelée fréquence Doppler
fp puisque la lumiére diffusée par les particules est modifiée par ’effet Dop-
pler (Albrecht et al. (2003)). Cette fréquence fp de scintillement positive ou
négative est proportionnelle & la vitesse de la particule et son signe indique le
sens de la vitesse. La cellule de Bragg qui sert a décaler la fréquence d’un des
faisceaux du laser sert a créer une vitesse de défilement des franges et ainsi a
lever I’ambiguité sur le sens de la vitesse mesuré.

4.1.1 Mesure de la vitesse

La mesure de la vitesse se fait a partir de la bouffée Doppler qui est amplifiée
puis filtrée par un filtre passe-bande. On parle aussi de Vélocimétrie Laser Dop-
pler (LDV). Une analyse par FFT (Fast Fourier Transform) est ensuite conduite
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FIGURE 4.2 — Schéma d’un volume de mesure obtenu par LDV.

sur la bouffée Doppler afin d’en déterminer sa fréquence fp. Ce traitement est
réalisé pour chaque particule traversant le volume de mesure. La fréquence fp
est proportionnelle a la composante de vitesse u, dans le plan des faisceaux qui
est perpendiculaire a 'axe de symétrie des deux faisceaux laser (Albrecht et al.
(2003)) :

ugy = fp Ly (4.2)

En remplagant Ly par son expression de I'Eq. (4.1), il vient :

A

2sin(§) (43)

uz = fp

La détermination simultanée de deux composantes de la vitesse nécessite d’uti-
liser deux longueurs d’ondes différentes. Les faisceaux laser de couleurs diffé-
rentes doivent converger au méme point focal pour former un volume de mesure
unique.

4.1.2 Mesure du diamétre des particules

La mesure du diamétre des gouttes nécessite 'utilisation d’au moins deux
photo-multiplicateurs (PM) positionnés a des angles différents par rapport au
volume de mesure. Une différence de phase A®, entre les deux signaux cap-
tés par les PM apparait. Ce déphasage A®, est proportionnel a la taille de la
particule d, (Albrecht et al. (2003)). Cependant, si les signaux recus par les
PM proviennent d’une réflexion ou d’une réfraction du 1¢* ou du 2" ordre, les
relations liants A®, & d, sont différentes. Ces phénoménes sont dus a la nature
optique des particules et au milieu dans lequel elles se situent. Dans notre étude,
nous utiliserons la réfraction du 1" ordre. La téte de réception du systéme est
positionnée a un angle ¥, = 30°, représenté a la Fig. 4.3, par rapport a l'axe
du systéme d’émission. Cet angle correspond au maximum de réfraction pour
des particules sphériques de dodécane. Le diametre des particules d, est déduit
de la relation suivante (Albrecht et al. (2003)) :

2 m sin 4, sin &
AD, = -4, Yrsin 5

A (2(1+ Co)(1 +m2 — mv2y/T+ Cy))

(4.4)

N
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FIGURE 4.3 — Schéma d’un systéme PDPA reproduit de Albrecht et al. (2003).

ot C, = cos 1y, cos 0, cos(0/2) et m est I'indice de réfraction relatif :

n (45)
ot ny, est I'indice optique de la substance composant la particule et n I'indice
optique de I’écoulement de gaz.

Le déphasage A®, mesuré entre deux PM est obtenu a 27 prés. Cette in-
certitude ne permet donc pas de déterminer de maniére absolue la taille des
particules. Pour lever cette incertitude, un troisieme PM positionné selon un
troisiéme angle est utilisé. Le déphasage mesuré entre les PM 1 et 2 est com-
paré a celui mesuré entre les PM 1 et 3. Cette opération permet de déterminer
la taille de la particule sans incertitude. Un critére est utilisé pour valider la
mesure du diameétre des particules. Ce critére est défini comme 1’écart relatif
du diameétre d), déterminé par deux couples de PM. Généralement 1'écart relatif
toléré est de 10%, sinon l'information est rejetée.

4.1.3 Biais de mesure sur la vitesse

La mesure de la vitesse des particules par PDPA ou par LDV introduit un biais
sur les grandeurs statistiques (Boutier (2012)). En effet, la mesure consiste a
associer une vitesse a4 chaque particule traversant le volume de mesure. Ainsi,
pour une concentration de particules fixée, la probabilité d’obtenir un échan-
tillon & haute vitesse est plus élevée que celle d’obtenir un échantillon & basse
vitesse. Les grandeurs statistiques sont alors biaisées. Ce biais dépend forte-
ment des conditions de I’écoulement. La pondération par le temps de résidence
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FIGURE 4.4 — Photo du montage PDPA.

de la particule 7; dans le volume de mesure est souvent utilisée pour corriger ce
phénomeéne (Albrecht et al. (2003); Boutier (2012)). Les grandeurs statistiques
s’écrivent alors :

N N
Zi:l Ti Zi:l Ti

ol u est la vitesse moyenne des particules, v’ la fluctuation de vitesse efficace,
N le nombre de particules de 1’échantillon et wu; est la vitesse de la i°™¢ par-
ticule. Le temps de séjour 7; de la i®™€ particule correspond a la longueur de
la bouffé Doppler mesurée. Dans la suite, cette correction est appliquée par

post-traitement sous Matlab a I’ensemble des échantillons.

N N T
T T e Dm0 (46)

u =

4.1.4 Configuration du PDPA pour I’étude

Dans cette étude, un systéme PDPA a deux voies de marque TSI est utilisé.
Les longueurs d’ondes des deux voies sont A = 514.4 nm pour la voie principale
et A = 488 nm pour la seconde voie. Ces faisceaux issus d’un laser Argon de
5W, sont sélectionnés et divisés en deux par un systéme optique avant de
traverser une cellule de Bragg cadencée & 40 MHz. Les faisceaux lasers sont
transmis & une téte d’émission achromatique de focale 250 mm & travers des
fibres optiques mono-modes. Au niveau de la téte d’émission, I’espacement entre
les faisceaux est de 40 mm. Les franges d’interférences formées par ce systéme
ont une interfrange Ly = 3.23 pm dans le volume de mesure d’aprés 'Eq. (4.1).
La téte de réception de focale 300 mm est placée a ¥,, = 30° en diffusion avant
par rapport a 'axe d’émission. Ce systéme permet donc de mesurer des gouttes
dont le diametre est compris entre d, = 1 pm et 129 pm.

4.1.5 Etude du spray par PDPA

La distribution de tailles et de vitesses des gouttelettes générées par l'injecteur
DIFAV est mesurée sans combustion. Le PDPA est installé sur un déplacement
trois axes micrométriques afin de cartographier le spray. Dans cette étude, la
téte d’émission du PDPA est tournée d’un angle de 52.5° correspondant a I’angle
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que forment les trous de l'injecteur par rapport a la verticale, comme le montre
la Fig. 4.4. La vitesse u,, mesurée par la voie 1, correspond a la vitesse des
gouttes selon I’axe du spray. La voie 2 mesure la vitesse radiale u, dans le plan
perpendiculaire au spray.

La simultanéité de la mesure de vitesse sur les deux voies pour une particule
n’est pas garantie par le systéme de mesure. Une particule peut trés bien dé-
clencher un comptage validé sur une voie et pas sur l'autre. Afin d’assurer
une synchronisation des voies, nous imposons une coincidence de la mesure de
vitesse entre les deux voies avec le logiciel TSI. La mesure de la vitesse est
considérée coincidente si I’écart relatif exprimé en pourcentage entre le début
de la bouffée de la voie 1 et celle de la voie 2, est inférieur & un paramétre € :

[t1,i — to,i

- x 100 < ¢ 4.7
min(t ;,t2;) (4.7)

ol t1; et to; sont les temps correspondant au début de la bouffée sur la voie
1 et sur la voie 2. Dans notre étude, on fixe € = 200%. Le taux de comptage
des particules chute fortement lorsque ce critére est imposé. Cependant afin de
garantir une convergence des grandeurs statistiques, nous imposons une taille
d’échantillon N = 50 x 102 particules ou un temps d’acquisition de 20s lorsque
le taux de comptage n’est pas suffisant. La mesure est considérée valide lorsque
le taux de comptage est supérieur a 103 particules par seconde. Le chapitre 5 est
consacré a lanalyse des mesures réalisées sur le banc DIFAV pour différentes
géométries de l'injecteur bi-fluide et en faisant varier les conditions opératoires.

4.2 Mesure de la vitesse de ’air par LDV

La mesure de la vitesse de I’écoulement d’air sur le banc DIFAV est réalisée
par LDV avec le méme systéme décrit précédemment lorsque ’écoulement d’air
est ensemencé par de fines gouttelettes d’huile. Si les particules sont suffisam-
ment petites et de densité faible, on admet qu’elles suivent I’écoulement gazeux
dans lequel elles sont en suspension et leur vitesse correspond & la vitesse du
gaz. Cet ensemencement est réalisé par un nébuliseur représenté a la Fig. 4.5.
Les gouttelettes ainsi formées ont un diamétre moyen d’environ 3 pm (Durox
et al. (1999)). Ces particules suivront donc des fluctuations de vitesse dont la
fréquence est au maximum de 2kHz. Notons que 'huile & un effet négligeable
sur ’écoulement d’air et sur la combustion puisque son débit est négligeable et
représente moins de 0.5% du débit masse de combustible injecté.

L’acquisition simultanée de la vitesse avec de nombreuses autres grandeurs
physiques nous a conduit a utiliser la sortie analogique du systéme LDV. Cette
sortie génére un signal de tension entre 1 et 10 V, proportionnel a la fréquence de
la bouffée Doppler. Lorsque la fréquence d’une bouffée Doppler est mesurée, le
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FIGURE 4.5 — Schéma du nébuliseur d’huile.

signal de tension garde la valeur correspondante jusqu’a la prochaine mesure de
fréquence. Le biais de vitesse n’a donc pas besoin d’étre corrigé puisque le signal
de tension prend en compte le temps de séjour de la particule. L’acquisition du
signal et le calcul de la vitesse a partir de 'Eq. (4.3) sont réalisés par un
programme Labview pilotant une carte d’acquisition National Instruments NI-

PCI-6040E.

4.3 Chimiluminescence

L’émission naturelle d’'une flamme est liée au rayonnement de chimilumines-
cence des espéces chimiques la composant et au rayonnement thermique des
gaz (CO2, H20, ...) et des suies. Le rayonnement de chimiluminescence est
émis lors du retour des molécules électroniquement excitées a leur état fonda-
mental. D’aprés Gaydon (1974), le rayonnement des radicaux OH*, CH* et C3
est majoritaire lors d’une combustion d’hydrocarbure. D’autres espéces comme
H50, CO2 et NO* rayonnent mais de maniére moins intense dans les condi-
tions expérimentales de I’étude. Le rayonnement des radicaux OH*, CH* et
C3 est couramment utilisé en combustion pour identifier le front de flamme,
mais aussi des grandeurs plus globales comme les fluctuations du taux de dé-
gagement de chaleur (Price et al. (1969); Higgins et al. (2001); Schuller (2003)).

Dans notre étude, les émissions de chimiluminescence des radicaux OH* et CH*
de la flamme sont mesurées simultanément par deux photo-multiplicateurs (Ha-
mamatsu H5784-06) qui collectent le rayonnement de ’ensemble de la flamme.
Ces capteurs sont équipés de filtres passe-bande Melles Griot de 10 nm de lar-
geur centrés sur 307.7 nm pour OH* et 430 nm pour détecter CH*. L’acquisition
des signaux de chimiluminescence est réalisée a ’aide d’'un programme Labview
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FIGURE 4.6 — Spectre obtenu par le spec- FIGURE 4.7 — Réponse spectrale Dy du
tromeétre soumis & deux faisceauz laser de  systéme Ocean Optics PC2000 pour X
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par 'intermédiaire d’une carte d’acquisition National Instruments.

4.4 Spectroscopie

Une étude du rayonnement dans le visible et le proche UV des flammes étu-
diées a été réalisée par spectroscopie. Le spectrométre (Ocean Optics, PC2000)
utilisé dans cette étude est composé d’un réseau a 600 traits/mm. Il est sen-
sible aux longueurs d’ondes comprises entre 200 nm et 800 nm. Il est utilisé avec
une fibre optique et une lentille UV et visible qui collectent le rayonnement de
I’ensemble de la flamme. Un calibrage a été réalisée pour déterminer la réso-
lution spectrale du systéme en prenant en compte la fonction d’appareil. La
figure Fig. 4.6 représente le spectre mesuré lorsque le spectrométre est éclairé
par deux faisceaux laser de longueurs d’onde 488 nm et 514.5nm. En considé-
rant que le spectre d’émission d’un faisceau laser est trés fin, on en déduit la
fonction d’appareil du systéme et sa résolution spectrale, laquelle est de 2.5 nm.

Il est nécessaire de calibrer le spectrométre car sa réponse n’est pas linéaire
en fonction de la longueur d’onde. Pour couvrir toute la gamme des longueurs
d’ondes, deux calibrages ont été réalisés. Dans le visible, le calibrage a été
effectué grace a une lampe de tungsténe dont le rayonnement est assimilé a
un corps gris qui suit la fonction de Planck. Dans le proche UV, le calibrage
est réalisé grace & un arc plasma dans de I'argon, dont la réponse spectrale
est connue. Ces deux réponses se recouvrent entre 350 nm et 380 nm. Elles
permettent de déterminer la réponse spectrale du spectrométre D) représentée
a la Fig. 4.7. On peut ainsi déterminer le spectre corrigé S§ a partir du spectre
mesuré Sy par le détecteur :

S5 = S\/Dx (4.8)
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FIGURE 4.8 — Guide d’onde thermalisé équipé d’un microphone.

4.5 Mesures de pression

4.5.1 Pressions acoustiques

Les pressions acoustiques sont relevées a divers endroits sur le banc DIFAV. Les
mesures de pression acoustique dans des zones ot la température de ’air est éle-
vée sont réalisées par I'intermédiaire d’un guide d’onde thermalisé (Tran et al.
(2009)) équipé d'un microphone 1/4" Briiel & Kjeer représenté a la Fig. 4.8. Le
microphone placé dans le plenum est équipé d’une téte Briiel & Kjeer de type
4938 1/4" Falcon polarisée & 200V et d’un pré-amplificateur Briiel & Kjeaer de
type 2670 1/4" Falcon Range. Le microphone placé dans la chambre de com-
bustion est équipé d’une téte Briiel & Kjzer de type 4136 1/4 " Falcon polarisée
a 200V et d’un pré-amplificateur Briiel & Kjeer de type 2669 1/2". Ces micro-
phones ont 'avantage d’avoir une réponse et une sensibilité uniformes sur une
large gamme de fréquences comprise entre 4 Hz et 20 kHz. Tous les microphones
utilisés sont connectés & un amplificateur/conditionneur de signaux (Briiel &
Kjaer NEXUS type 2690) qui permet de contrdler la sensibilité et le gain du
microphone. Un calibrage des microphones a été mené afin de déterminer leur
sensibilité avec un systéme Briiel & Kjaer, modéle 4231 qui génére un signal de
94dB a 1kHz, correspondant & une pression RMS de 1 Pa.

Le guide d’onde représenté a la Fig. 4.8(b) se compose d'un tube raccordé a
I'endroit ot la mesure doit étre réalisée (Tran et al. (2009)). Il est fermé a la se-
conde extrémité pour éviter toute fuite. Un systéme & doubles parois, avec une
circulation d’eau, permet de refroidir le conduit avant de mesurer la pression
acoustique par le microphone. Un tube fermé de 25m est raccordé au guide
d’onde pour éliminer les ondes réfléchies et ne mesurer que la pression acous-
tique incidente au niveau du microphone.

Lors du traitement des données, la mesure réalisée a travers ce guide d’onde est
retardée d’un temps 7 correspondant au temps de propagation de ’onde acous-
tique dans le guide d’onde de longueur Lg,, depuis la prise de pression jusqu’au
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FIGURE 4.9 — Multi-buses avec prise de pression dans la chambre de mélange.

microphone. Ce temps tient également compte des variations de température
dans le guide d’onde thermalisé. Ce retard vaut 7 ~ 650 ms pour les conditions
d’installation réalisées dans ces travaux.

4.5.2 Mesure de la pression dans la chambre de mélange

La pression statique du mélange gaz/liquide dans la chambre de mélange est
mesurée grace 4 un injecteur spécialement congu a cet effet. La téte de l'injec-
teur bi-fluide représenté a la Fig. 4.9 est constitué de cing orifices de diamétre
d, = 0.20mm avec au centre une prise de pression de diamétre 1 mm directe-
ment reliée a la chambre de mélange. Ce montage permet d’adapter un cap-
teur de pression piézoélectrique (Kistler 4007BA5) et son amplificateur (Kistler
4618A2). Il permet de mesurer la pression statique absolue jusqu’a 5 bar dans
la chambre de mélange. Tous les signaux présentés dans ce manuscrit sont des
pressions relatives par rapport a la pression atmosphérique pgim.

4.5.3 Mesure de la pression et de la température dans les lignes
d’alimentation

La température et la pression sont mesurées simultanément, en un point, dans
les lignes d’alimentation du combustible liquide et du gaz d’atomisation. Le
thermocouple et le capteur de pression sont installés en vis-a-vis dans une croix
a quatre branches représentée a la Fig. 4.10, au travers de laquelle circule le
fluide. La température est mesurée par un thermocouple de type K de diamétre
2 mm.

La pression est mesurée par un capteur de pression Keller résistant aux hautes
températures, jusqu’a 300 °C, de type PR35XHTC représenté a la Fig. 4.11. La
pression & mesurer est appliquée sur une membrane et transmise au capteur
par un capillaire rempli d’huile silicone. Le capillaire joue le role de radiateur
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ture et de pression.

de refroidissement. L’élément sensible du capteur est ainsi isolé thermiquement
du fluide. L’échelle de mesure du capteur de pression sur la ligne combustible
est comprise entre 0 et 30bar & £0.15bar. Le capteur installé sur la ligne de
vapeur permet de mesurer des pressions comprises entre 0 et 10 bar & +0.05 bar.

4.6 Imagerie

Des images et des films du spray et de la flamme ont été réalisés avec des
caméras. La technique de rétro-éclairage a été utilisée pour visualiser le spray.
Des images de la flamme conditionnées en moyenne de phase par rapport au
signal d’excitation acoustique ont été prises par visualisation directe.

4.6.1 Imagerie par rétro-éclairage

La visualisation par rétro-éclairage consiste a placer I’écoulement que ’'on sou-
haite visualiser entre une source lumineuse et une caméra. Dans notre étude,
cette technique est utilisée pour visualiser le spray généré par 'injecteur DIFAV
en I'absence de combustion. Le dispositif utilisé est représenté a la Fig. 4.12.
Les images sont réalisées avec une caméra CCD 752(H) x 291(V) px? Pulnix
(TMC-6 color) équipée d’un objectif en verre de 75 mm, avec une ouverture
de 1.8. La source lumineuse est un panneau de 36 LED rouges devant lequel
un verre dépoli est placé afin d’homogénéiser la distribution d’intensité de la
lumiére. Les acquisitions sont réalisées avec un temps d’exposition de 100 ps.
Cette caméra ne permet pas de suivre la dynamique rapide du spray.

Le processus d’atomisation a la sortie de I'injecteur est aussi examiné a l’aide
d’une caméra intensifiée rapide CMOS Photron Fastcam APX-i2, avec une ré-
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FIGURE 4.12 — Schéma du montage d’imagerie par rétro-éclairage.

solution de 512 x 512 px? en niveau de gris sur 8 bits, équipée d'un objectif
de 200 mm avec une ouverture de 8. La source lumineuse est une lampe flash
Fischer Nanolite avec une durée de flash de 20 ns et une cadence de répétition
de 50 Hz. Ces expériences ont été réalisées avec un injecteur spécifique spécia-
lement congu avec un unique orifice de sortie de diamétre d,, = 0.45 mm, dont
la section de passage est identique a la section de passage des 5 orifices de
diamétre d,, = 0.20 mm de l'injecteur de référence utilisé sur le banc DIFAV.

4.6.2 Imagerie directe

Des images des flammes ont été prises pour examiner leurs mouvements lors-
qu’elles sont soumises & des excitations acoustiques. L’émission du radical OH*
a été enregistrée par une caméra intensifice CCD Princeton Instruments PI-
max 4 d’une résolution de 1024 x 1024 px? en niveau de gris sur 16 bits équipée
d’un objectif UV (UV Nikkor) de 105 mm, avec une ouverture de 4.5, et d’'un
filtre passe-bande (Asahi Spectra Co, ZBPA310) de largeur 30 nm centré sur
310 nm. L’acquisition est réalisée en moyenne de phase par rapport a l'excita-
tion acoustique en accumulant 100 images par phase afin d’améliorer le rapport
signal sur bruit et avec un temps d’exposition de 100 ps pour chaque image. La
moyenne de phase est réalisée en synchronisant la caméra par 'intermédiaire
d’un signal TTL issu du générateur de signaux qui alimente ’amplificateur des
haut-parleurs.

Conclusion

Les diagnostics utilisés pour caractériser la distribution de vitesses et de tailles
des gouttes du spray et la vitesse de petites gouttes ensemencées dans 1’écoule-
ment d’air ont été décrits. Les systémes qui équipent les lignes d’alimentation
afin de contréler la pression et la température des fluides ont été présentés.
La téte de l'injecteur et le capteur utilisés pour mesurer la pression dans la
chambre de mélange de 'injecteur DIFAV ont été décrits. Les montages uti-
lisés pour visualiser le spray ont ensuite été présentés. Les dispositifs mis en
ceuvre pour enregistrer I’émission de chimiluminescence de la flamme ainsi que
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les systémes de visualisation de la flamme on été décrits. Tous ces diagnostics
sont utilisés dans les chapitres suivants pour analyser le spray et les flammes
produites dans le banc DIFAV.






Chapitre 5

Analyse du spray

Le spray généré par l'injecteur DIFAV est étudié dans ce chapitre en ’absence
d’écoulement d’air par des visualisations directes du spray et par des mesures de
la vitesse et de la taille des gouttes par PDPA. Les principales caractéristiques
des sprays issus des injecteurs bi-fluides avec assistance interne sont d’abord
présentées a la Sec. 5.1. Une analyse des résultats est réalisée dans la Sec. 5.2,
en comparant les mesures & des corrélations issues de la littérature et obtenues
pour d’autres injecteurs avec des conditions de fonctionnement différentes. Des
visualisations de 1’écoulement diphasique a la sortie de l'injecteur sont égale-
ment réalisées dans cette section. Le lien entre la topologie de 1’écoulement
diphasique et la qualité de ’atomisation est étudié dans la Sec. 5.3 par ’ana-
lyse des pressions mesurées dans la chambre de mélange pour différents gaz
d’atomisation. Une étude paramétrique sur la qualité du spray est réalisée a la
Sec. 5.4 lorsque la géométrie de 'injecteur est modifiée. L’influence du débit
de dodécane est ensuite analysée a la Sec. 5.5. Des mesures réalisées par Pau-
bel (2009) sur un spray généré par un injecteur Pillard de 2 MW, alimenté par
du fioul et de 'air comme gaz d’atomisation, sont analysées et comparées, a la
Sec. 5.6, aux résultats obtenus avec l'injecteur DIFAV de 10 kW. L’évolution de
la taille des gouttes générées par I'injecteur industriel Pillard GRC de 70 MW
utilisé dans les centrales thermique EDF est finalement déterminée lorsque le
GLR varie.

5.1 Qualité de ’atomisation des injecteurs bi-fluides

La qualité des sprays est généralement caractérisée en analysant des grandeurs
moyennes de taille et de vitesse des gouttes. En combustion on utilise souvent
le diamétre moyen de Sauter (SMD) :

D3y = i NiDy (5.1)

ot IV; est le nombre de gouttes de diamétre D;. L’atomisation des injecteurs
bi-fluides dépend surtout du rapport des débits massiques du gaz d’atomisation
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FIGURE 5.1 — Evolution du diameétre moyen de Sauter des gouttes (SMD) en fonction
du GLR.

myg et de la phase liquide 7y (Gas-To-Liquid ratio) noté GLR.

GLR = 22 (5.2)

my

De nombreuses études ont été conduites pour analyser ’évolution de la taille
des gouttes (SMD) générées par un injecteur bi-fluide en fonction du GLR.
Ces études sont généralement menées avec de 1’eau et avec de I'air comme gaz
d’atomisation (Wigg (1964); Lefebvre (1996); Sovani et al. (2001); Barreras
et al. (2006); Ferreira et al. (2009)). Dans ces études, le SMD décroit rapide-
ment lorsque le GLR augmente pour tendre vers un plateau lorsque le GLR est
suffisamment grand comme le montre la Fig. 5.1(a) issue des travaux de Whit-
low and Lefebvre (1993). Les études menées avec des liquides dont la viscosité
et la tension superficielle sont différentes de celles de 'eau sont rares (Mullinger
and Chigier (1974); Lund et al. (1993); Qian et al. (2010); Konstantinov et al.
(2010); Ejim et al. (2010); Qian and Lin (2011); Rahman et al. (2012); Schréder
et al. (2012); Liet al. (2013)). Ces auteurs observent une augmentation du SMD
des gouttes, sans modification de son évolution en fonction du GLR, lorsque la
viscosité ou la tension superficielle augmente comme le montre la Fig. 5.1(b).
Dans la grande majorité des études, le gaz d’atomisation est de 'air. Lund
et al. (1998); Rahman et al. (2012) ont étudié l'effet de la masse molaire du gaz
d’atomisation sur les caractéristiques d’un spray d’eau. Ces travaux montrent
que la masse molaire du gaz d’atomisation n’a pas d’effet significatif sur la taille
et la vitesse des gouttes générées par les injecteurs bi-fluides.

L’évolution du SMD des gouttes en fonction du GLR a été modélisée dans la
majorité des études par des corrélations empiriques. Des articles de revues ont
été publiés a ce sujet, par exemple par Lefebvre (1996); Sovani et al. (2001)
ou Konstantinov et al. (2010). La corrélation proposée par Wigg (1964) est le



PART I - ANALYSE DES INJECTEURS BI-FLUIDES 95

FUEL FLOW
RATE kgls
1 000166

0-0067
E
=
Q 300
200
d .

0-0133
0 00 0a4 006 0 08 010 012

09-020
GLR

L TR

Q029

FIGURE 5.2 — Evolution du diametre moyen de Sauter des gouttes (SMD) en fonction
du GLR et du débit de fioul selon Mullinger and Chigier (197/) pour un combustible
liquide et de ’air.

plus souvent utilisée pour les injecteurs bi-fluides. Elle a par exemple servi a
représenter les mesures de Mullinger and Chigier (1974) indiquées a la Fig. 5.2
obtenues pour une injection de fioul et d’air. La corrélation de Wigg (1964) est
reproduite ici avec des notations adaptées a notre étude :

1 1/2
SMD = k <1 - GLR) T (5.3)

ot u correspond dans notre étude a la vitesse axiale des gouttes a la sortie
de l'injecteur et k est une constante qui dépend de la viscosité du liquide,
de sa tension superficielle, de la masse volumique du gaz d’atomisation, de
la géométrie de l'injecteur et du débit massique de liquide injecté. Une autre
corrélation qui fait intervenir des nombres sans dimension est également souvent
utilisée (Lefebvre (1996); Lefebvre and Ballal (2010)) :

0.4

SMD = 0.48d, We 4 (1 + G2R> +0.15d,,Oh (1 + GiR) (5.4)
ou We = PgUern /o est le nombre de Weber qui caractérise la capacité d’une
goutte, d'un jet ou d’un ligament & résister aux forces aérodynamiques gréace
aux forces de tension de surface. Le nombre de Ohnesorge Oh = p/(opd,,)"/?
caractérise le rapport des forces de viscosité et de tension superficielle. Dans
ces expressions, le terme d,, est le diameétre de la buse de sortie, p, est la masse
volumique du gaz d’atomisation, u;, o, p; sont respectivement la viscosité, la
tension superficielle et 1la masse volumique du liquide et U, est la vitesse relative
entre le gaz et le liquide. Dans notre étude U, sera prise égale a la vitesse axiale
des gouttes u. Dans la suite de cette étude, ces corrélations sont confrontées a
nos mesures.

L’évolution du SMD des gouttes en fonction de la distance radiale r a 'axe du
spray a également été étudiée pour différents GLR par Lefebvre (1996); Pancha-



96 CHAPITRE 5 - ANALYSE DU SPRAY

D.=1.2 [mm]
900 | Ap=2[bar]
X ® Ap=3[bar]
800 7 A Ap=4[bar]
] D,=1.6 [mm]
FO0 A s s Y v ap=2[bar]
%  Ap=3fbar]
. B00 Intermittent §.| - p =4 [bar]
= Flow D,=2.0 [mm]
=3 500 X Ap=2[bar]
= . #  Ap=3bar]
§ 74770 [ SR ) = Ap =4 [bar)
“ 3004 :
500 Bubbly Flow - ALR i| Annular
1" i g 2 X( / 1 Flow )
100 o e i LAY
0 ‘{ ‘%Aiﬁﬁﬁr X
0.0001 . 0.001 0.01 0.1 0.5

GLR
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Figure reproduite des travauz de Lee and Kim (2001).

gnula and Sojka (1999); Kushari (2010); Qian et al. (2010); Ejim et al. (2010);
Qian and Lin (2011); Li et al. (2012); Li et al. (2013). Ces études mettent en
évidence une décroissance plus ou moins marquée du SMD lorsqu’on s’approche
de T'axe du spray dés que le GLR > 0.02. Des études paramétriques de l'in-
fluence de la géométrie des injecteurs bi-fluide sur I’évolution du SMD ont été
menées par Mullinger and Chigier (1974); Chin and Lefebvre (1995); Lefebvre
(1996); Nguyen and Rhodes (1998); Lee and Kim (2001); Catlin and Swithen-
bank (2001); Sovani et al. (2001); Lorcher et al. (2005); Barreras et al. (2006);
Ferreira et al. (2009); Konstantinov et al. (2010); Kushari (2010); Qian and Lin
(2011); Li et al. (2012); Rahman et al. (2012); Schroder et al. (2012). Ces tra-
vaux montrent que le SMD du spray généré dépend de nombreux paramétres.
Notons en particulier le trés faible impact du diamétre des buses d’injection sur
le SMD des gouttes (Lefebvre et al. (1988); Nguyen and Rhodes (1998); Sovani
et al. (2001); Konstantinov et al. (2010)). Cette propriété est I'une des princi-
pales caractéristiques des injecteurs bi-fluides. Il a également été observé par
Chin and Lefebvre (1995); Ferreira et al. (2009); Kushari (2010), qu’augmenter
la section d’entrée du gaz d’atomisation dans la chambre de mélange augmente
la valeur du GLR permettant d’atteindre le plateau mais ne modifie que trés
légérement la valeur de ce plateau.

Les études concernant la caractérisation de la vitesse des gouttes issues d’un
injecteur bi-fluide sont plus rares (Lefebvre (1989); Panchagnula and Sojka
(1999); Ghaemi et al. (2008); Ejim et al. (2010); Rahman et al. (2012); Li et al.
(2013)) et ont toutes été réalisées pour de I'eau. Ces études montrent que le
profil radial de la vitesse des gouttes obéit & une loi gaussienne avec un maxi-
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mum atteint au centre du spray.

Les mécanismes qui pilotent I’atomisation des injecteurs bi-fluides ont été étu-
diés par Lee and Kim (2001); Ramamurthi et al. (2009); Schroder et al. (2012);
Liet al. (2012). Des visualisations de 1’écoulement a la sortie des injecteurs et
dans des injecteurs transparents lorsque le GLR varie ont permis de faire le lien
entre la topologie de I’écoulement et 1’évolution du SMD des gouttes comme le
montre la Fig. 5.3 issue des travaux de Lee and Kim (2001). D’apres ces travaux,
la diminution du SMD des gouttes pour atteindre un plateau est pilotée par des
transitions entre différentes topologies de I’écoulement diphasique dans la buse
d’injection. Les grosses gouttes sont formées lorsque le GLR est faible. Le régime
d’écoulement dans l'injecteur est alors de type & bulle. Lorsque le GLR aug-
mente et que ’écoulement dans I'injecteur devient annulaire, des petites gouttes
sont formées, en particulier au centre du spray, et la taille des gouttes générées
ne dépend plus du GLR (Jedelsky and Jicha (2012)). Il est donc intéressant
d’étudier la topologie des écoulements diphasiques dans les buses d’injecteurs
bi-fluides par rapport aux régimes observés dans les conduites.

5.2 Caractérisation du spray généré par l’injecteur
DIFAYV en fonction du GLR

Dans cette section, nous étudions I'influence du GLR sur la taille et la vitesse
des gouttes générées par l'injecteur DIFAV. Ces mesures sont réalisées par le
systéme PDPA (Sec. 4.1) sur le brileur DIFAV dans la configuration de réfé-
rence du banc DIFAV, sans combustion et sans écoulement d’air (Fig. 3.16 a
la Sec. 3.3). L’injecteur a dans cette configuration les dimensions suivantes :
df = 0.10mm, dg = 0.10mm et d, = 0.20mm. II est utilis¢ avec un débit
nominal de dodécane 7hy = 12.5g - min~! dans les conditions indiquées dans le
Tableau 3.2 de la Sec. 3.2. Nous faisons ’hypothése que les cing sprays générés
par l'injecteur DIFAV sont semblables et qu’ils sont axi-symétriques. Les me-
sures présentées dans la suite de I’étude sont réalisées sur un seul spray, dans
un plan perpendiculaire au spray & une distance z de la buse d’injection.

5.2.1 Visualisation du spray par rétro-éclairage

La qualité du spray généré par l'injecteur DIFAV est tout d’abord étudiée par
une visualisation directe par rétro-éclairage (Sec. 4.6.1). Ces visualisations sont
menées avec et sans vapeur afin d’illustrer son effet sur 'atomisation. La figure
Fig. 5.4(a) est obtenue pour un débit massique de dodécane rins = 10.8 g - min™?
en ’absence de vapeur, ce qui correspond a un GLR = 0. La pression du com-
bustible mesurée dans la ligne d’alimentation pour cette condition opératoire est
py = 5.7bar. Cette image montre un jet liquide formé a la sortie de la buse qui
est ensuite désintégré progressivement en gouttelettes. Le diamétre des gouttes



98 CHAPITRE 5 - ANALYSE DU SPRAY

24l
ot -’ ; . 2 B,
> . . :i‘ ‘.‘ -
2 :
“
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FIGURE 5.4 — Images du spray généré par linjecteur DIFAV dans sa configuration
de référence obtenues par rétro-éclairage.

est proche du diamétre d,, des buses de linjecteur. La figure Fig. 5.4(b) est
une photographie obtenue pour un GLR = 0.055, avec un débit de dodécane
my =92g- min~! et une pression py = 4.5bar dans la ligne d’alimentation
en dodécane. La pression dans la ligne de vapeur est p; = 2.75bar. Sur cette
image, il n’existe plus de dard liquide dense proche des buses d’injection. Un
nuage de gouttes est formé dés la sortie de l'injecteur. L’ajout de vapeur d’eau
permet de considérablement améliorer la qualité du spray de combustible et
d’avoir des gouttes beaucoup plus fines.

5.2.2 Analyse des profils radiaux de taille et de vitesse des
gouttes

0 10 20 30 0 10 20 30
D (pm) D (pm)

(a) GLR = 0.01. (b) GLR = 0.06.

FIGURE 5.5 — Distribution de la taille des gouttes générées par l'injecteur de référence

mesurée sur l’aze du jet o z = 10mm en aval de la buse d’injection pour deur GLR

avec iy = 12.5g - min~'.

L’étude du spray selon la direction radiale a ’axe du jet de gouttes est réalisée
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FIGURE 5.6 — Fvolution du SMD des gouttes en fonction de la position radiale r
adimensionnée par d, o z = 10mm pour différents GLR. x GLR = 0.01, + GLR =
0.040, 0 GLR = 0.060 et o GLR = 0.090.

pour quatre valeurs de GLR : GLR = 0.01, 0.04, 0.06 et 0.09. Les mesures
PDPA sont réalisées & z = 10mm en aval de I'injecteur pour examiner ’évo-
lution du diamétre moyen de Sauter (SMD) des gouttes et de la vitesse axiale
moyenne 4 des gouttes. L’injecteur est utilisé dans sa configuration de réfé-
rence avec un débit de dodécane my = 12.5g - min~!. La figure Fig. 5.5 montre
deux distributions de taille de gouttes mesurées au centre du spray pour un
GLR = 0.01 (Fig. 5.5(a)) et pour un GLR = 0.06 (Fig. 5.5(b)). Le diamétre
moyen des gouttes est d’environ Dig = 8um et le SMD vaut D3y = 19pm
lorsqu’il y a peu de vapeur injectée (Fig. 5.5(a)). Cette valeur élevée du SMD
par rapport au diamétre moyen Dig met en évidence une dispersion importante
de la taille des gouttes lorsque GLR = 0.01 et notamment un étirement de la
queue de la distribution vers les grosses gouttes. La dispersion de taille des
gouttes est réduite lorsque le GLR = 0.06 (Fig. 5.5(b)). Le diamétre moyen des
gouttes vaut ici Dig = 6 pm et le SMD vaut D3y = 9pum. Pour cette configu-
ration géométrique de I'injecteur DIFAV, ce type de distribution est observée
pour tous les GLR > 0.02 avec les mémes valeurs de SMD et de Dqyp.

L’évolution du diamétre des gouttes D39 est présentée en fonction de la position
radiale r adimensionnée par le diamétre de la buse d,, = 0.20mm & la Fig. 5.6.
Les profils du SMD des gouttes sont symétriques par rapport a 'axe du jet.
Lorsque le GLR = 0.01, on note que le SMD augmente en se rapprochant du
centre du jet. Les valeurs sur les bords du spray sont relativement uniformes
et proches de SMD = 10pm. Cette évolution peut s’expliquer par 'existence
d’un dard liquide au centre du spray pour ces faibles GLR comme l'indique la
Fig. 5.7(a) obtenue pour un GLR = 0.015. Lorsque GLR > 0.04, le SMD des
gouttes augmente légérement depuis I'extérieur du spray et diminue ensuite 1é-
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(a) GLR = 0.015. (b) GLR = 0.025.

FIGURE 5.7 — Images obtenues par rétro-éclairage pour l'injecteur de référence avec
un débit de dodécane my =12.5g - min~' et deuz GLR.

gérement au centre. Il s’agit d’un profil & deux bosses symétrique par rapport a
l’axe du spray. Cette évolution est en accord avec les études de Lefebvre (1996);
Panchagnula and Sojka (1999); Kushari (2010); Qian et al. (2010); Ejim et al.
(2010); Qian and Lin (2011); Li et al. (2012); Li et al. (2013) dans lesquelles une
décroissance du SMD lorsqu’on s’approche de ’axe du spray a été constatée.
Dés que GLR > 0.04 les mesures de SMD se confondent le long de I’axe radial.
Le diamétre moyen de Sauter des gouttes est égal & D3o =~ 9nm quelle que
soit la position radiale autour de l'axe |r/d,| < 10mm. Dans ce cas, le spray
forme un brouillard dense de petites gouttes, méme trés prés de la sortie de
I'injecteur, comme 'indique la Fig. 5.7(b) obtenue par rétro-éclairage pour un
GLR = 0.025.

Les distributions des vitesses axiales u des gouttes mesurées au centre du spray
simultanément avec la taille des gouttes sont présentées a la Fig. 5.8 pour diffé-
rents GLR. Lorsque le GLR = 0.01 (Fig. 5.8(a)), la vitesse moyenne des gouttes
vaut & = 17m - s~ ! et la fluctuation efficace de la vitesse vaut upp;g = 5m - s~ L.
Lorsque le GLR = 0.06 (Fig. 5.8(b)), la distribution de vitesses est semblable &
une gaussienne avec des queux de distribution bien résolues. La vitesse moyenne
est @ = 39m - s~ ! et la fluctuation efficace de la vitesse vaut upyrs = 9.5m - s~ L.
Ce type de distribution est obtenu pour tout GLR > 0.020. On peut remar-
quer que pour un GLR = 0.06, la distribution de la taille des gouttes est peu
dispersée (Fig. 5.5(b)) mais la dispersion de la vitesse est importante. Pour un
GLR = 0.01, la vitesse des gouttes est plus homogéne alors que la distribution
des diamétres est plus dispersée.

L’évolution radiale de la vitesse axiale moyenne des gouttes @(r) est repré-
sentée a la Fig. 5.9. On constate que pour toutes les conditions explorées, le
profil des vitesses est symétrique par rapport & 'axe du spray. La vitesse est
maximale sur l'axe du jet et décroit rapidement lorsqu’on s’éloigne de 'axe.
Lorsque r/d,, = 10, la vitesse des gouttes est trés faible @ ~ 0. Ce profil de vi-
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FIGURE 5.8 — Distribution de la vitesse axiale u des gouttes générées par l'injecteur

de référence mesurée sur l'aze du jet 4 z = 10mm en aval de la buse d’injection pour

deuz GLR lorsque iy = 12.5g - min~".

tesse est en accord avec les résultats obtenus par Panchagnula and Sojka (1999).

Cette analyse montre que le SMD des gouttes au centre du spray est repré-
sentatif de I’évolution du diamétre moyen des gouttes selon la position radiale.
Les profils des vitesses axiales moyennes ont tous le méme comportement se-
lon r lorsque le GLR varie avec un maximum atteint au centre du spray en
r = 0mm dés lors que le GLR > 0.02. Par la suite, nous nous intéressons donc
uniquement aux mesures réalisées au centre du spray.

5.2.3 Analyse du spray sur son axe

L’évolution du SMD des gouttes et de la vitesse axiale moyenne des gouttes
sur ’axe du spray est examinée a la Fig. 5.10 lorsque le GLR varie. Pour des
faibles valeurs du GLR < 0.02, le SMD des gouttes décroit trés rapidement
lorsque le GLR augmente avant d’atteindre un plateau & D3o = 9pm lorsque
le GLR > 0.02. Ce type de comportement est proche des observations et des
mesures réalisées par Mullinger and Chigier (1974) (Fig. 5.2) pour un spray de
combustible liquide assisté par de I'air. Cette évolution est également proche de
celle observée par Whitlow and Lefebvre (1993) (Fig. 5.1(a)). Il est intéressant
de comparer nos mesures aux corrélations de Wigg (1964) et de Lefebvre (1996).
Dans les Egs. (5.3) et (5.4) nous utilisons la vitesse moyenne des gouttes @
mesurée et la masse volumique p, de la vapeur. Nous obtenons un coefficient
k = 335! dans I'Eq. (5.3) pour de la vapeur et du dodécane. Les prévisions de
I'Eq. (5.3) sont représentées en pointillés noirs (——) sur la Fig. 5.10(a). Celles
de 'Eq. (5.4) sont représentées en pointillés bleus (---). On constate que le
comportement observé expérimentalement est bien reproduit par la corrélation
de Wigg (1964), notamment pour les faibles GLR avant d’atteindre le plateau.
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FIGURE 5.9 — FEwolution de la vitesse axiale moyenne u des gouttes en fonction
de la position radiale r adimensionnée par d, & z = 10mm pour différents GLR.
* GLR =0.01, + GLR =0.04,0 GLR =0.06 et o GLR = 0.09.

En revanche, la corrélation de Lefebvre (1996) surestime le diamétre des gouttes.
Le plateau atteint lorsque le GLR croit est mal prédit par ces corrélations. Ni
le niveau du plateau, ni la valeur du GLR permettant de ’atteindre ne sont
correctement capturés par ces deux corrélations. Ces mesures sont maintenant
comparées a la corrélation de Lefebvre and Ballal (2010) (Eq. (5.4) modifiée)
présentée ici :

D= Adywer (142 ) 2 g on(1v L) ve 655

32 = n We +GLR Py + n +GLR+ (5.5)

ou A, B, 1 et B2 sont des constantes. Le nombre de Weber We = pguzdn/a est
basé sur la vitesse u de I’écoulement diphasique dans le trou de sortie calculée
avec le modele HEM (Fig. 3.5), Oh = p;/(opidn)'/? est le nombre d’Ohne-
sorge, py est la masse volumique du gaz d’atomisation (p, = 0.46kg - m~3 pour
la vapeur), u;, o, p; sont respectivement la viscosité, la tension superficielle
et la masse volumique du dodécane. Les constantes sont choisies telles que
B1 = —0.5 et B3 = 0.5. Ces valeurs sont proches de celles données par Lefebvre
and Ballal (2010). Lorsque seul le premier terme de I'Eq. (5.5) est conservé, le
SMD o v 'GLR™%5 comme dans la corrélation de Wigg (1964) (Eq. (5.3)).
Les résultats de cette corrélation sont représentés en pointillés rouges (——)
lorsque A = 1.2 x 1072, B = 0.0l et C = 8 x 10~%m. Le comportement observé
expérimentalement est bien reproduit par cette corrélation pour l’ensemble
des GLR étudiés. Seule la valeur du GLR = 0.20, nécessaire pour atteindre
le plateau, est surestimée par cette relation. Les corrélations de Wigg (1964)
(Eq. (5.3)) et de Lefebvre and Ballal (2010) modifiée (Eq. (5.5)) seront privi-
légiées dans la suite de I’étude par rapport a celle de Lefebvre (1996) (Eq. (5.4)).
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(a) SMD des gouttes en fonction du GLR. (b) Vitesse @ des gouttes en fonction du
La courbe en pointillés noirs (——) repré- GLR. Les droites affines en pointillées repré-
sente la corrélation de Wigg (1964) d’aprés  sentent les tendances de 1’évolution de la vi-
IEq. (5.3), la courbe en pointillés bleus (---)  tesse.

celle de Lefebvre (1996) d’aprés 'Eq. (5.4)

et la courbe en pointillés rouges (——) repré-

sente la corrélation Eq. (5.5).

FIGURE 5.10 — Représentation du SMD des gouttes et de la vitesse axiale moyenne
u des gouttes sur l'axe du jet o z = 10mm en aval de la buse d’injection lorsque le
GLR varie pour la configuration de référence.

La vitesse axiale moyenne @ des gouttes représentée a la Fig. 5.10(b) croit de
fagon monotone avec le GLR. Elle augmente rapidement pour les GLR < 0.02
puis de facon plus lente lorsque le GLR > 0.02. Cette évolution pour les faibles
GLR est conforme aux mesures réalisées par Sutherland et al. (1997). 11 existe
cependant peu d’informations dans la littérature permettant de déterminer la
vitesse des gouttes dans les injecteurs bi-fluides équipés d’un mélangeur interne
(Sovani et al. (2001)). On représente donc en premiére approximation cette
évolution par deux droites d’équation :

i=AxGLR+B (5.6)

ot A=809m-s 'et B=8m-s !lorsquele GLR < 0.02¢et A =297m-s ! et
B =20m s~ ! lorsque le GLR > 0.02. On constate que la transition observée
au niveau de la vitesse des gouttes & la Fig. 5.10(a) et celle observée sur la
taille des gouttes a la Fig. 5.10(b) sont atteintes pour la méme valeur GLR ~
0.02. Lorsque le GLR > 0.02, la taille des gouttes est indépendante du GLR
et la vitesse des gouttes augmente moins vite avec le GLR. Dans la suite de
I’étude, cette valeur est appelée GLR seuil et est notée GLR;. D’aprés Lee
and Kim (2001); Ramamurthi et al. (2009); Schroder et al. (2012); Li et al.
(2012), cette évolution s’apparente & un changement du régime d’atomisation
depuis un écoulement intermittent pour les faibles GLR (GLR < GLR;) vers
un écoulement annulaire ou & brouillard lorsque le plateau est atteint (GLR >
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GLR =0.04 GLR=0.16
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(a) Régime intermittent (b) Régime annulaire

FIGURE 5.11 — Négatifs d’images instantanées du spray de dodécane généré par
Uinjecteur DIFAV assisté par du Ny a température ambiante T = 293K avec une
buse de diamétre d, = 0.45mm. Les images sont obtenues par rétro-éclairage avec un
temps d’exposition de 20ns pour un GLR = 0.04 (Fig. 5.11(a)) et un GLR = 0.16

(Fig. 5.11(b)).

GLR;) (Fig. 1.2). Cette transition a déja été mise en évidence lors de 'étude
des cartes d’écoulement dans la Sec. 3.1.2. La carte d’écoulement de Mandhane
et al. (1974) représentée a la Fig. 3.3(a) indique une transition d’un écoulement
a bouchons vers un écoulement annulaire & brouillard pour un GLR, =~ 0.02.
Afin d’étudier plus précisément cette transition, des visualisations du spray par
rétro-éclairage sont réalisées a la sortie d’une buse d’injection.

5.2.4 Visualisation du spray a la sortie de l’'injecteur

Observer I'atomisation & la sortie de 'injecteur DIFAV est difficile & cause des
petites dimensions des buses d’injection d,, = 0.20mm. Une buse a donc été
spécialement congue avec un trou de diamétre d,, = 0.45 mm dont la section de
passage est égale a celle des cinq trous de diamétre d,, = 0.20 mm. On montre
ala Sec. 5.4.1 que ce diamétre a un impact faible sur le spray généré. La visua-
lisation par rétro-éclairage du spray a la sortie de cet injecteur est réalisée avec
une caméra intensifiée rapide (Sec. 4.6.1). Pour limiter le bruit généré par la
vapeur sur I'image, 'expérience est menée a température ambiante T' = 293 K
avec du dodécane et du diazote No comme gaz d’atomisation (Sec. 3.2.2).

La figure Fig. 5.11 représente en niveau de gris le négatif des images obtenues
par rétro-éclairage pour un GLR = 0.04 (Fig. 5.11(a)) et un GLR = 0.16
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(Fig. 5.11(b)). Deux instants caractéristiques de I’atomisation qui ne sont pas
consécutifs sont présentés a la Fig. 5.11(a). L’'image de gauche montre la sou-
daine expansion d’une bulle de Ny et la formation de ligaments de dodécane.
L’image de droite de la Fig. 5.11(a) montre la rupture des ligaments en grosses
gouttes. La figure Fig. 5.11(b) montre une zone d’intensité lumineuse uniforme
qui représente le film liquide en aval de I'injecteur. Ce film liquide est ensuite
atomisé en fines gouttelettes uniformément réparties dans le spray. D’aprés So-
vani et al. (2001); Ramamurthi et al. (2009); Schroder et al. (2012), les images
de la Fig. 5.11(a) sont typiques d’un écoulement intermittent dans le régime a
poches. L'image de la Fig. 5.11(b) est caractéristique d’un écoulement annulaire.

Ces visualisations confirment qu'un changement de régime de 1’écoulement di-
phasique intervient dans la buse de 'injecteur lorsque le GLR augmente. L’injec-
teur fonctionne donc dans un régime d’écoulement intermittent pour les faibles
valeurs du GLR et devient annulaire pour les GLR plus élevés. Les résultats
de la Sec. 5.4.1 montrent que cette analyse peut étre étendue a l'injecteur dont
la buse est composée de cinq trous de diamétres d,, = 0.20 mm. L’impact du
gaz d’atomisation sur le spray généré par l'injecteur a cinq buses est étudié a
la section suivante.

5.3 Analyse de l'influence du gaz d’atomisation sur
le spray généré par l'injecteur DIFAV

L’influence du gaz d’atomisation sur le spray généré par Uinjecteur DIFAV de
référence est étudiée avec un débit de dodécane my = 12.5¢g- min~! lorsque
de la vapeur surchauffée a Ty = 423 K, de 'azote No préchauffé a To = 413K
ou de l'azote a température ambiante T3 = 293 K sont utilisés comme gaz
d’atomisation. Les mesures de tailles et de vitesses des gouttes sont réalisées au
centre du spray & z = 10mm en aval de I'injecteur.

5.3.1 Caractérisation de la taille et de la vitesse des gouttes

La figure Fig. 5.12 représente I'évolution du SMD en fonction du GLR pour
les trois gaz d’atomisation considérés. Cette figure met en évidence dans un
premier temps une décroissance du SMD des gouttes lorsque le GLR augmente
avant d’atteindre un plateau avec un SMD = 9 um identique pour les trois gaz
d’atomisation. Il est important de noter que la valeur du seuil GLR¢ dépend du
gaz d’atomisation. Pour Ny & température ambiante Ts = 293 K, la transition
est obtenue pour GLRs = 0.13. Pour la vapeur surchauffée, la transition est
atteinte pour un GLRs ~ 0.02 (Sec. 5.2.3). Cette valeur est proche de celle
obtenue pour le diazote préchauffé a To=413K ou GLRs ~ 0.03.

Les corrélations de Wigg (1964) (Eq. (5.3)) sont représentés pour ces trois cas
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IEq. (5.3). difiée d’apres 'Eq. (5.5)).

FIGURE 5.12 — Fvolution du SMD des gouttes sur l’aze du jet ¢ z = 10mm en aval
de la buse d’injection, lorsque le GLR varie pour différents gaz d’atomisation. Avec o
et —-— rwvapeur a Ty = 423K, ¢ et —— : Ny a To=413K, + et --- : Ny a T3=293 K.

en courbes pointillées sur la Fig. 5.12(a). La constante k vaut k = 33s~! pour
la vapeur surchauffée et No préchauffé & une température proche. Pour Ny &
température ambiante, il faut utiliser une valeur plus importante k = 112s7!
dans I'Eq. (5.3) pour reproduire les mesures. La corrélation de Wigg (1964)
permet donc de reproduire le comportement général de 1’évolution du SMD des
gouttes lorsque le gaz d’atomisation est modifié, & condition d’adapter la valeur
de la constante k lorsque la température du gaz d’atomisation varie.

Les corrélations de Lefebvre and Ballal (2010) modifiées (Eq. (5.5)) sont re-
présentées pour ces trois cas en courbes pointillées sur la Fig. 5.12(b) avec les
mémes coefficients que ceux utilisés a la Sec. 5.2. Le nombre de Ohnesorge vaut
Oh = 8.1 x 1073 lorsque la vapeur surchauffée ou du Ny préchauffé sont utilisés.
La masse volumique du Ny préchauffé est fixée a p, = 0.74 kg - m~3. Lorsque du
Ny & température ambiante est utilisé, Oh = 8.1 x 1073 et pg = 1.25kg - m™3.
La corrélation (Eq. (5.5)) permet de reproduire le comportement général de
I’évolution du SMD des gouttes lorsque la vapeur surchauffée et du Ny pré-
chauffé sont utilisés comme gaz d’atomisation. Cette corrélation ne permet pas
de prédire I'évolution du SMD des gouttes en fonction du GLR lorsque du No
a température ambiante est utilisé comme gaz d’atomisation. Ces expériences
confirment que la taille des gouttes tend vers une asymptote indépendante du
GLR quel que soit le gaz d’atomisation, mais la valeur de cette asymptote dé-
pend principalement de la température du gaz d’atomisation.

L’évolution de la vitesse axiale moyenne des gouttes 4 est représentée en fonc-
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FIGURE 5.13 — Fvolution de la vitesse aziale moyenne @ des gouttes sur l'axe du jet
G z = 10mm en aval de la buse d’injection, lorsque le GLR varie pour différents gaz
d’atomisation. Avec o et — - — : vapeur & Ts = 423K, ¢ et —— : Ny a To=413K, +
et --- NQ a T3:293K.

tion du GLR a la Fig. 5.13. Cette évolution est la méme pour les trois gaz
d’atomisation avec une croissance réguliére de la vitesse des gouttes lorsque
le GLR augmente. [’augmentation de la vitesse axiale moyenne @ des gouttes
est rapide pour les faibles valeurs du GLR, puis plus faible pour les GLR plus
élevés. Cette rupture de pente dépend du gaz d’atomisation utilisé. Ce compor-
tement global est mis en évidence par les pointillés en couleur représentant la
solution de 'Eq. (5.6). Les pointillés (-—) en rouge représentent 1’évolution de
la vitesse lorsque la vapeur surchauffée est utilisée (Sec. 5.2.3). Les pointillés
(——) en vert représentent les solutions de I'Eq. (5.6) pour du Ny préchauffé
avec A = 522m-s™' et B =10m-s ! sile GLR < 0.03 et A = 223m-s™!
et B=20m-s"!sile GLR > 0.03. Les pointillés (---) en bleu sont les solu-
tions de I'Eq. (5.6) pour du Ny & température ambiante avec A = 208 m -s~*
et B= —Tm-s 1 st GLR < 0.14d et A = 12lm-s ' et B = 6m-s~ ! si
GLR > 0.14. La rupture de pente de la vitesse des gouttes apparait pour les
trois configurations étudiées pour le méme seuil GLR; que celui qui a été iden-
tifié & partir de I’évolution du SMD des gouttes. En comparant les résultats
obtenus pour 'azote a température ambiante et ’azote préchauffé, on constate
que la température du gaz et du combustible joue réle important sur la qualité
de I'atomisation. En revanche, en comparant les résultats obtenus pour la va-
peur et I'azote préchauffé, on constate comme Lund et al. (1998) que la masse
molaire du gaz d’atomisation (28¢-mol~! pour le Ny et 18g- mol~! pour la
vapeur d’eau) n’a pas d’effet sur la taille et la vitesse des gouttes générées par
I'injecteur lorsque le GLR > GLR; et un effet trés faible pour GLR < GLR;.
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FIGURE 5.14 — Cartes d’écoulement appliquées a l’écoulement diphasique dans la
multi-buses de l'injecteur DIFAV pour les trois gaz d’atomisation en fonction du GLR.
Avec : o : Vapeur, © : Ny a To = 413K et + : Ny 6 T3 = 293 K.

5.3.2 Topologie de I’écoulement diphasique

D’aprés Lee and Kim (2001); Ramamurthi et al. (2009); Schroder et al. (2012);
Li et al. (2012), cette évolution de la taille et de la vitesse des gouttes est
caractéristique d’'un changement du régime de 1’écoulement diphasique dans
les buses d’injection. Ces études sont corroborées par les images de ’atomisa-
tion & la sortie de l'injecteur a la Fig. 5.11. La Fig. 5.14, représente les cartes
d’écoulement de Mandhane et al. (1974) et de Baker (1954) pour des buses de
diamétre d, = 0.20mm et pour les trois gaz d’atomisation considérés lorsque
le GLR varie. La carte de Mandhane et al. (1974) a la Fig. 5.14(a) indique une
transition de 1’écoulement diphasique depuis un écoulement & bouchons vers
un écoulement annulaire ou a brouillard pour les trois configurations lorsque le
GLR augmente. Le GLR seuil vaut GLRs; = 0.02 pour la vapeur surchauffée,
GLRs ~ 0.03 pour du Ny préchauffé et GLRs ~ 0.04 pour du Ny a température
ambiante. La valeur du GLR¢ mesurée précédemment sur les Figs. 5.12 et 5.13
est donc conforme aux prévisions de la Fig. 5.14(a) lorsque de la vapeur ou du
Ny préchauffé sont utilisés comme gaz d’atomisation. La carte d’écoulement de
la Fig. 5.14(a) indique que cette transition apparait pour un GLR; plus élevé
lorsque du diazote & température ambiante est utilisé, mais cette valeur est
inférieure aux seuils GLRs mesurées & partir des Figs. 5.12 et 5.13.

La carte de Baker (1954) de la Fig. 5.14(b) n’indique pas de changement de
régime de 1’écoulement diphasique lorsqu’il est composé de vapeur surchauffée
ou de Ny préchauffé. Une transition depuis un régime annulaire vers un régime
dispersé est identifiée pour ’écoulement diphasique composé de dodécane et de
No & température ambiante. Le GLR; = 0.03 obtenu est cependant inférieur a
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GLR

FIGURE 5.15 — Evolution de la pression moyenne d’arrét dans la chambre de mélange
en fonction du GLR pour trois gaz d’atomisation. Les mesures sont représentées par les
symboles. Prévisions avec le modéle HEM (traits noirs), SPFM (traits bleus), SPFM-
PD (traits rouges). Avec o et —— : vapeur o T1=423K, o et —- — : Ny a4 To=413K,
+ et : Ny T3=293K.

celui déduit des Figs. 5.12 et 5.13. Cette carte d’écoulement de Baker (1954)
ne met pas en évidence de modification de la topologie de 1’écoulement dans
I'injecteur DIFAV lorsque le GLR augmente.

L’analyse des cartes d’écoulement lorsque le GLR est modifié pour ces trois
gaz d’atomisation a montré que la carte de Mandhane et al. (1974) capture le
changement de régime observé a la sortie de I'injecteur diphasique (Fig. 5.11)
et sur 'évolution de la taille et de la vitesse des gouttes (Figs. 5.12 et 5.13).
L’évolution du niveau du seuil GLR; est également prédite par cette carte.

5.3.3 Influence du GLR sur la pression dans la chambre de mé-
lange

Il est maintenant intéressant de mesurer I’évolution de la pression p, dans la
chambre de mélange de l'injecteur DIFAV pour ces trois gaz d’atomisation
lorsque le GLR varie. On cherche également & déterminer si cette pression at-
teinte par le mélange diphasique peut étre décrite par les différents modéles
développés au chapitre 1. La pression dans la chambre de mélange est mesurée
en utilisant le montage expérimental décrit a la Sec. 4.5.2. La buse spécialement
congue a cet effet a cing trous d’injection de diamétre d,, = 0.20 mm, comme la
buse de référence, mais elle posséde également une prise de pression (Fig. 4.9).
L’étude est conduite avec le débit nominal de dodécane et avec les trois gaz
d’atomisation utilisés précédemment.



110 CHAPITRE 5 - ANALYSE DU SPRAY

La figure Fig. 5.15 montre 1’évolution du rapport de la pression d’arrét p,, me-
surée dans la chambre de mélange et de la pression atmosphérique pgtm, €en
fonction du GLR pour les trois gaz d’atomisation. Les prévisions des différents
modéles sont représentées en pointillés et comparées aux mesures représentées
par des symboles. La pression dans la chambre de mélange alimentée par de
la vapeur surchauffée et du No préchauffé augmente rapidement avec le GLR,
avec un point d’inflexion pour une valeur seuil du GLR. Lorsque du Ny a tem-
pérature ambiante est utilisé, la pression dans la chambre de mélange augmente
lentement avec le GLR. Les courbes en noir représentent I’évolution de la pres-
sion calculée par le modéle homogeéne équilibré (HEM) (Sec. 1.5.1). Ce modéle
donne la bonne évolution de la pression dans la chambre de mélange pour la va-
peur surchauffée et le No préchauffé. En revanche, il ne capture pas 1’évolution
de la pression lorsque le Ny et le dodécane sont utilisés a température ambiante.

Les évolutions de la vitesse et de la taille des gouttes tracées aux Figs. 5.12 et
5.13 et les visualisations de I'atomisation du dodécane & la sortie de l'injecteur
de la Fig. 5.11 indiquent que I’écoulement est de type & poches pour une large
gamme de GLR lorsque le gaz d’atomisation utilisé est du Ny a température am-
biante. Les prévisions des modéles diphasiques indiquent que le modéle & phases
séparées (SPFM) serait plus pertinent pour examiner cette topologie d’écou-
lement. L’évolution de la pression calculée par le modele SPFM (Sec. 1.5.2)
est représentée par des courbes bleues sur la Fig. 5.15 pour les trois gaz d’ato-
misation. On constate que ce modéle sous estime fortement la pression dans
la chambre de mélange. Pour cette condition de fonctionnement, la perte de
charge résulte du passage du fluide dans la buse d’injection de petite dimen-
sion. Le modéle a phases séparées incluant les pertes de charge (SPFM-PD)
est utilisé pour rendre compte de la perte de charge générée par les buses de
diamétre d,, = 0.20mm et de longueur [, =~ 0.8 mm. Les courbes en pointillés
rouges représentent I’évolution de la pression calculée par ce modéle en fonction
du GLR. La valeur du paramétre m de 'Eq (1.79) est choisie égale & m = 130.
La pression calculée par ce modéle est alors en bon accord avec les mesures
pour tous les GLR < 0.14. Cette valeur correspond au GLR seuil déterminé
aux Figs. 5.12 et 5.13.

L’analyse de la pression dans la chambre de mélange lorsque le GLR est modifié
pour les trois gaz d’atomisation a mis en évidence un bon accord entre le modéle
HEM et les données expérimentales lorsque les gaz d’atomisation et le dodécane
sont chauffés. Le modéle SPFM-PD représente mieux ’évolution de la pression
dans la chambre de mélange lorsque du N3 & température ambiante est utilisé
comme gaz d’atomisation. Ces résultats confirment & nouveau le changement
de régime qui s’opére pour ’écoulement diphasique dans la buse d’injection
lorsque la température du gaz d’atomisation est modifiée.
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TABLEAU 5.1 — Configurations géométriques de l’injecteur DIFAV dont le spray a
été étudié.

ds (mm) d,, (mm)
0.10 0.20 0.25 0.30
0.10 0.15 0.20

5.4 Influence de la géométrie de l'injecteur DIFAV
sur le spray

Une étude paramétrique est maintenant menée pour étudier l'influence de la
taille des trous d’injection de la vapeur de diamétre ds dans la chambre de
mélange et du diameétre d,, des orifices de sortie de l'injecteur sur le SMD et
la vitesse axiale moyenne u des gouttes. L’évolution du SMD des gouttes en
fonction du GLR est modélisée par la corrélation de Lefebvre and Ballal (2010)
modifiée (Eq. (5.5)) avec les constantes issues de la Sec. 5.2.3. Les configurations
géomeétriques étudiées sont indiquées dans le Tableau 5.1. Le débit de dodécane
my =125g- min~! est fixé pour cette étude. Les mesures sont effectuées au
centre du spray a z = 10 mm en aval de la buse de sortie.

5.4.1 Influence du diamétre d,, des orifices de l’'injecteur

Cette analyse est réalisée pour des trous de buse de diamétre d, = 0.20,
dn, = 0.25 et 0.30mm avec des buses d’injection de la vapeur de diamétre
ds = 0.10mm (Tableau 5.1). L’évolution du SMD des gouttes est représentée
a la Fig.5.16(a) en fonction du GLR. Les symboles o, 4+ et ¢ sont les SMD
des gouttes mesurés respectivement pour d, = 0.20mm, d, = 0.25mm et
d, = 0.30 mm. Les évolutions sont toutes semblables. En effet, dans toutes les
configurations le diamétre des gouttes atteint une asymptote & SMD = 9 pm.
Celle-ci est atteinte pour GLR; = 0.025 lorsque d,, = 0.25 mm et GLR; = 0.030
quand dp, = 0.30mm. Les traits en pointillés a la Fig.5.16(a) sont les résul-
tats de la corrélation Eq. (5.5) associés aux vitesses représentées a la Fig. 3.5.
L’évolution du SMD est correctement prédite par cette corrélation. Lorsque
d, = 0.25mm la corrélation prédit un seuil GLR; = 0.037. Celui-ci vaut
GLR; = 0.048 si d,, = 0.30mm. Ces mesures montrent que lorsque le dia-
métre des buses de sortie diminue, la valeur du GLR seuil diminue, mais le
diamétre de sortie d, des trous d’injection n’a pas d’influence sur la valeur de
ce plateau. Cette évolution du GLR; est capturée par la corrélation de Lefebvre
and Ballal (2010) modifiée mais les valeurs de GLR; sont surévaluées. Dimi-
nuer le diamétre des trous de sortie de 'injecteur ne permet donc pas de réduire
la taille des gouttes, mais augmente la plage de fonctionnement de 'injecteur
dans le régime permettant de produire des gouttes de diamétre 9 ym. Cet im-
pact faible du diamétre des buses d’injection sur le SMD des gouttes est I'une
des caractéristiques des injecteurs bi-fluides comme le montrent les études de
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FIGURE 5.16 — Représentation du diameétre moyen de Sauter Dso des gouttes et de
la vitesse aziale moyenne u des gouttes mesurées sur l'aze du jet & z = 10mm en aval
de la buse d’injection, en fonction du GLR pour différents diamétres de sortie d,, des
buses. o et —— :d, =0.20mm, + et —- — : d, = 0.25mm, ¢ et :dp, = 0.30mm.

Lefebvre et al. (1988); Nguyen and Rhodes (1998); Sovani et al. (2001); Kons-
tantinov et al. (2010).

L’évolution de la vitesse axiale moyenne u des gouttes est représentée a la
Fig. 5.16(b) en fonction du GLR pour les trois configurations géométriques étu-
diées. Les résultats sont semblables pour les trois cas avec une croissance régu-
liere de la vitesse lorsque le GLR augmente et une rupture de pente qui dépend
de d,. Cependant, les vitesses sont plus élevées lorsque le diamétre d,, diminue.
La rupture de pente intervient pour GLRs; = 0.025 lorsque d,, = 0.25mm et
GLR; = 0.030 quand d,, = 0.30mm. Les pointillés représentent les solutions
de ’'Eq. (5.6) associées aux mesures. Les pointillés (——) en rouge représentent
I’évolution de la vitesse lorsque d,, = 0.20 mm (Sec. 5.2.3). Les pointillés (—-—)
en bleu sont les solutions de I'Eq. (5.6) pour d,, = 0.25mm avec A = 842m - s~ !
et B=2m-s ' si GLR < GLR; et A = 321m-s ! et B = 16m-s! si
GLR > GLR;. Les pointillés (---) en vert sont les solutions de I'Eq. (5.6)
pour d, = 0.30mm avec A = 50lm-s~ ! et B =6m-s!si GLR < GLR,
et A=195m-s et B=17m-s ! si GLR > GLR,. Dans toutes ces confi-
gurations, la rupture de pente de I’évolution de la vitesse intervient pour un
GLR seuil correspondant a la valeur du GLRs ou le SMD des gouttes atteint
un plateau. La valeur du seuil GLRg correspondant & un changement du régime
d’atomisation diminue lorsque le diamétre des buses d,, diminue. Ces évolutions
et les valeurs du GLR qui dépendent du diamétre d,, sont en accord avec les
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deux configurations géométriques (Eq.(5.5)).

FIGURE 5.17 — Représentation du diamétre moyen de Sauter Dss des gouttes (a) et
de la vitesse aziale moyenne @ des gouttes (b) mesurées sur l’aze du jet ¢ z = 10 mm en
aval de la buse d’injection, en fonction du GLR pour différents diamétres ds d’orifices
d’injection de la vapeur lorsque d,, = 0.20mm. + : ds = 0.10mm et ¢ : dg = 0.15 mm.

prévisions du diagramme de Mandhane et al. (1974) représenté a la Fig. 3.3(a).

La section de sortie A, des buses de I'injecteur que nous avons fait varier de
55% sur le banc DIFAV n’a pas d’effet sur I’évolution globale du SMD des
gouttes puisque pour un GLR suffisamment grand le méme plateau est atteint.
En revanche, la valeur du seuil GLRs augmente lorsque d,, augmente. Lorsque
le diamétre d,, augmente, la vitesse moyenne des gouttes chute également.

5.4.2 Influence du diamétre d, des buses d’injection de la va-
peur

Cette analyse est réalisée pour des orifices d’injection de la vapeur de dia-
métre ds = 0.10mm et dg = 0.15mm avec des trous de buse de diamétre
d, = 0.20mm (Tableau 5.1). L’évolution du SMD des gouttes lorsque le GLR
varie est semblable au comportement identifié dans la Sec. 5.2.3. En effet, pour
des faibles valeurs du GLR, le SMD des gouttes décroit fortement lorsque le
GLR augmente jusqu’a atteindre une asymptote autour de SMD = 9pm. Celle-
ci est atteinte pour GLR; ~ 0.03 lorsque ds = 0.15mm et pour GLR; = 0.02
lorsque ds = 0.10mm. La courbe en pointillés rouges représente les résultats
de la corrélation Eq. (5.5) associés a la vitesse calculée par le modéle HEM
(Fig. 3.5). Cette courbe est indépendante du diamétre ds des trous d’injec-
tion de la vapeur. Cette courbe est donc valable pour les deux configurations
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TABLEAU 5.2 — Résumé de l’étude paramétrique sur le spray généré par l'injecteur
DIFAV pour les différentes géométries étudiées.

ds (mm) d, (mm) GLR; Commentaires
0.20 0.020
0.10 0.25 0.025 dp, /= { flfs 4
0.30 0.030
0.10 0.020
0.20 ds /0 = u ~ constant
0.15 0.030

Pour toutes les configurations Dss =~ 9 pm lorsque GLR > GLR;.

géométriques. L’évolution du SMD des gouttes en fonction du GLR est bien re-
produite par cette corrélation lorsque ds = 0.10 mm. Lorsque ds = 0.15 mm, les
SMD calculés pour GLR =~ GLR, sont inférieurs a ceux mesurés. Le seuil GLR
n’est pas correctement prédit par cette corrélation. Ces mesures sont en accord
avec les travaux de Chin and Lefebvre (1995); Ferreira et al. (2009); Kushari
(2010) qui mettent en évidence que 'augmentation de la section d’entrée du gaz
d’atomisation dans la chambre de mélange a deux effets : le SMD des gouttes
augmente avant le plateau et la valeur du GLR seuil augmente. Ce phénoméne
peut s’expliquer sur I'injecteur DIFAV par la diminution de la vitesse d’entrée
de la vapeur dans la chambre de mélange lorsque ds augmente, ce qui modifie
le régime de I’écoulement diphasique dans l'injecteur (Fig. 3.7). En revanche,
notons que les conditions soniques de 1’écoulement de vapeur ne pilotent pas
cette transition. Cette condition n’est jamais atteinte d’aprés le modele HEM
et 'augmentation du diamétre ds; modifie fortement la valeur du GLR permet-
tant d’atteindre les conditions critiques selon le modéle SPFM (Fig. 3.7), ce
qui n’est pas observé ici.

L’évolution de la vitesse axiale u des gouttes est représentée sur la Fig. 5.17(b)
en fonction du GLR pour les deux diamétres dg considérés. Cette évolution est
semblable a celle observée dans la Sec. 5.2.3. Le diamétre des trous d’injection
de la vapeur n’a pas d’influence sur la vitesse des gouttes. Les pointillés (——)
bleus représentent 1’évolution de la vitesse lorsque ds = 0.10 et 0.15 mm avec
les mémes coefficients que ceux utilisés & la Sec. 5.2.3. La rupture de pente
intervient pour GLRs = 0.02 pour les deux configurations étudiées. Les valeurs
des seuils GLR; mesurées sur le diamétre des gouttes et sur leur vitesse sont
donc différentes. Cette différence a été observée pour d’autres configurations,
mais sans que nous puissions ’expliquer.

L’augmentation de la section de passage de la vapeur Ag de 55% sur le banc
DIFAV n’a pas d’effet sur ’évolution de la vitesse des gouttes. En revanche,
cette étude met en évidence que l'augmentation du diamétre dg des orifices
d’injection de la vapeur entraine une augmentation du SMD des gouttes et du
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tion du GLR pour différents débits massiques  des gouttes @ en fonction du GLR pour diffé-
de dodécane mhs. Les courbes en pointillés  rents débits massiques de dodécane mvs. Les
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FIGURE 5.18 — Représentation du diamétre moyen de Sauter des gouttes Dsa (a) et
de la vitesse axiale moyenne des gouttes @ (b) mesurées sur l'aze du jet & z = 10 mm
en aval de la buse d’injection, en fonction du GLR pour différents débits massiques de

dodécane my. % et sy =10.8g -min~!, o et —— 1y = 12.5g - min~!, o et

Cimhy = 13.8g - min~!.

GLR; seuil du spray généré. Les principaux résultats de cette étude paramé-
trique sont résumés dans le Tableau 5.2. Cette étude a également montré que
la corrélation de Lefebvre and Ballal (2010) modifiée (Eq. (5.5)) basée sur la
vitesse de ’écoulement diphasique atteinte dans les buses d’injection calculée
par le modéle HEM permet de prévoir I'évolution de la taille des gouttes en
fonction du GLR pour I'ensemble des configurations étudiées. Seule la valeur
du GLR; seuil n’est pas correctement estimée par cette corrélation.

5.5 Influence du débit massique de dodécane 71y sur
le spray généré par l'injecteur DIFAV

L’influence du débit massique de dodécane vy sur le SMD et la vitesse axiale
moyenne des gouttes est maintenant étudiée pour la configuration de référence
de T'injecteur DIFAV lorsque ry = 10.8, 12.5 et 13.8¢g- min~—!. Le SMD des
gouttes est représenté a la Fig. 5.18(a) pour les trois débits considérés lorsque
le GLR varie. L’évolution du SMD est semblable au comportement identifié
a la Sec. 5.2.3 pour les trois débits massiques de combustibles étudiés. La va-
leur du GLR; seuil diminue lorsque le débit 7y augmente : GLR; = 0.020 pour
my =10.8g-min~!, GLR; = 0.03 lorsque iy = 12.5g - min~! et GLR, < 0.01
pour 7hy = 13.8¢g - min~!. Ces évolutions du SMD des gouttes sont bien repré-
sentées par les corrélations de Lefebvre and Ballal (2010) modifiées (Eq. (5.5))
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TABLEAU 5.3 — Résumé de l’étude de l'influence de 1y sur le spray généré par
Uingecteur DIFAV dans sa configuration de référence.

my (g min~!)  GLR, ‘ Commentaires
125 oo | e = GLR,
) ] ~ ‘ N
13.8 0.01 D3y ~ 9pm lorsque GLR > GLR,

associées aux vitesses calculées par le modéle HEM. En revanche, I’évolution
du GLR; seuil n’est pas correctement prédite par ce modéle.

L’évolution de la vitesse axiale moyenne % des gouttes est représentée par des
symboles sur la Fig. 5.18(b) lorsque le GLR varie pour les trois débits de do-
décane considérés. Cette évolution est semblable au cas de référence pour les
trois débits, mais avec une rupture de pente qui dépend du débit 7iny. Cette
rupture de pente intervient pour GLR, = 0.03 lorsque m; = 10.8g - min~"! et
GLR; = 0.01 lorsque iy = 13.8 g - min~'. Les pointillés (——) en bleu sont les
solutions de I'Eq. (5.6) lorsque 7y = 12.5g- min~! (Sec. 5.2.3). Les pointillés
(— - —) en vert sont les solutions de 'Eq. (5.6) lorsque 7y = 10.8 g - min~!
avec A = 786 m-s ' et B = 2m-s ! si GLR < GLRs; et A = 215m-s~!
et B=19m s~ ! si GLR > GLR;s. Les pointillés (---) en rouge sont les so-
lutions de I'Eq. (5.6) lorsque my = 13.8g-min~! avec A = 241m-s~! et
B =19m-s7!si GLR < GLR;. La figure Fig. 5.18(b) montre que la vitesse
des gouttes augmente lorsque le débit de dodécane passe de my = 10.8¢g - min !

amp=125g- min~!, puis chute lorsque my atteint 13.8 g - min~!.

Une modification du débit de combustible 7y de 28% sur le banc DIFAV n’a
pas d’effet sur I’évolution globale du SMD des gouttes puisque pour un GLR
suffisamment grand une asymptote est atteinte. Cette étude paramétrique a
mis en évidence que la valeur du GLR, seuil diminue lorsque 7y augmente,
mais que cette évolution n’est pas correctement capturée par la corrélation
de Lefebvre and Ballal (2010) modifiée (Eq. (5.6)). En revanche, il est plus
difficile de conclure sur I’évolution de la vitesse des gouttes en fonction de
my. Les principaux résultats de cette étude sont résumés dans le Tableau 5.3.
Cette étude a également montré que la corrélation Eq. (5.5) prédit correctement
I’évolution de la taille des gouttes en fonction du GLR pour 'ensemble des
débits . Mais la valeur du GLR; seuil n’est pas correctement estimée.

5.6 Analyse du spray généré par I’injecteur industriel
Il est intéressant de comparer les résultats obtenus sur le spray généré par l'in-

jecteur générique DIFAV & des mesures réalisées sur un injecteur industriel. La
similitude avec l'injecteur industriel est complexe du fait du rapport d’échelle
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FIGURE 5.19 — Visualisation par tomographie du spray généré par l'injecteur indus-
triel de 2MW pour un débit de fioul my = 198 kg -h~!. Image réalisée par Paubel
(2009).

mais également de la modification du combustible utilisé. Des mesures réalisées
par Paubel (2009) sur un spray généré par un injecteur Pillard de 2 MW sont
analysées et comparées aux prévisions de la corrélation Eq. (5.5). Cet injecteur
est proche de celui utilisé sur le briileur industriel des chaudiéres EDF. L’évo-
lution du diamétre moyen de Sauter des gouttes générées par 'injecteur Pillard
GRC de T0MW (Fig. 2.1) qui équipe les centrales EDF sera ensuite estimé
lorsque le GLR varie.

5.6.1 Etude du spray généré par un injecteur de 2 MW

Le spray étudié dans cette section est issu d’un injecteur industriel Pillard de
2MW dont la géométrie est semblable a celle des injecteurs installés sur les cen-
trales thermiques (Fig. 6). Dans cet injecteur, le fioul est mis en rotation par un
swirler avant d’entrer dans la chambre de mélange de diamétre d,;, = 4.9 mm a
travers une pastille de diametre dy = 3.4mm. La vapeur entre dans la chambre
de mélange par 6 trous dont la section de passage totale est Ay = 8.4mm?.
L’injecteur de sortie comprend 6 orifices de diamétre d,, = 1.8 mm. Dans cette
étude, du fioul lourd N*2 TBTS (Association Technique Energie Environnement
et al. (1995)) préchauffé a Ty = 383K est utilisé comme combustible. Le gaz
d’atomisation est de l'air & température ambiante.

L’étude du spray généré par cet injecteur (Fig. 5.19) est menée en fonction
du GLR pour trois débits massiques de fioul 7y ~ 81, 166 et 210kg - h—1.
Les mesures du diamétre moyen de Sauter des gouttes (SMD) sont réalisées a
z = 600 mm en aval de I'injecteur & trois positions radiales r = 0, 60 et 75 mm
par rapport au centre du spray, par un systéme Malvern Spraytec (Dodge et al.
(1987); Dayal et al. (2004)). Les pressions moyennes dans les lignes d’alimen-
tation de fioul et de I’air sont également mesurées (Paubel (2009)).
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FIGURE 5.20 — Représentation de l’évolution de la pression d’arrét du gaz d’atomisa-
tion ps rapportée a la pression atmosphérique pqaim en fonction du GLR pour différents
débits de fioul my. Les symboles représentent les mesures. Les traits continus repré-
sentent les solutions du modeéle HEM (Sec. 1.5.1) pour chaque configuration et les poin-
tillés représentent les solutions du modéle SPFM (Sec. 1.5.2) pour iy = 81kg - h—t.

Analyse de I’évolution de la pression dans les lignes d’alimentation

La figure Fig. 5.20 représente 1’évolution du rapport de pression ps/paim en fonc-
tion du GLR. Les symboles représentent les mesures pour les trois débits de
fioul. Les courbes en traits pleins représentent 1’évolution de la pression dans la
ligne d’air obtenue & partir du modéle homogéne équilibré (HEM) (Sec. 1.5.1).
La courbe en pointillés représente 1’évolution de la pression du gaz d’atomisa-
tion déterminée a partir du modeéle SPFM (Sec. 1.5.2) lorsque rivy = 90kg - h™1.
On constate que le modéle SPFM ne permet pas de prévoir correctement 1’évo-
lution de la pression dans 'injecteur. En revanche, 1’évolution de la pression du
gaz d’atomisation est bien capturée par le modéle HEM, mais avec un niveau
plus faible que les mesures car le modéle ne tient pas compte des pertes de
charge dans la ligne d’alimentation.

La pression dans les lignes d’alimentation d’un injecteur bi-fluide de 2 MW
fonctionnant au fioul lourd et assisté & l'air est correctement calculée par le
modéle HEM pour différent débits de combustible lorsque le GLR varie.

Analyse de la topologie de I’écoulement diphasique

L’analyse du régime d’écoulement diphasique dans l'injecteur industriel de
2MW est menée pour les trois débits de combustible lorsque le GLR varie.
La carte de Mandhane et al. (1974), représentée a la Fig. 5.21, est utilisée pour
cette étude puisqu’elle fournit de meilleurs résultats que la carte de Baker (1954)
d’aprés I'analyse de la Sec. 5.3.2. La figure Fig. 5.21 indique une transition de
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FIGURE 5.21 — Carte d’écoulement de Mandhane et al. (197}) appliquée a 1in-
jecteur industriel de 2MW pour my = 8lkg-h™! (o), my = 166kg-h™1 (4) et
myg =210kg-h~' (o) lorsque le GLR varie.

I’écoulement diphasique depuis un écoulement & bouchons vers un écoulement
annulaire ou & brouillard pour les trois débits de combustible lorsque le GLR
augmente. Le GLR seuil vaut GLR, = 0.02 lorsque 7y = 81 et 166 kg - h=! et
il vaut GLRs = 0.03 lorsque 7y = 210kg - h~!. 1l est important de noter que
I’écoulement diphasique devient rapidement annulaire pour les GLR > 0.03 ou
a brouillard comme dans l'injecteur DIFAV lorsqu’il est opéré avec de la va-
peur d’eau. La modélisation de 1’écoulement par le modéle HEM semble donc
appropriée (Sec. 5.3.3).

Analyse du SMD des gouttes

L’évolution du SMD des gouttes mesuré & une distance z = 600 mm de la
sortie de Dinjecteur pour riny = 81kg-h=! (¢), mhy = 166kg-h™! (+) et
myg = 210kg-h™! (o) lorsque le GLR varie est représentée a la Fig. 5.22. Les
symboles noirs correspondent aux mesures réalisées au centre du spray r = 0,
les symboles rouges aux mesures & r = 60 mm et les symboles bleus aux mesures
ar = 75mm. On constate que le SMD des gouttes est trés peu sensible a la
position radiale r (couleur) comme nous ’avons observé sur 'injecteur DIFAV
a la Sec. 5.2.2 lorsque le GLR > GLRg. Le SMD des gouttes change trés peu
lorsque le GLR varie pour les trois débits de combustible considérés. Le pla-
teau sur la taille des gouttes & SMD ~ 70 pm semble donc étre atteint avec un
GLRs =~ 0.06 supérieur a celui prévu par la carte de Mandhane et al. (1974)
a la Fig. 5.21. Le SMD des gouttes est indépendant du débit de combustible
my en accord avec les mesures réalisées sur l'injecteur DIFAV & la Sec. 5.5
lorsque le plateau est atteint. La corrélation de Lefebvre and Ballal (2010) mo-
difiéce Eq. (5.5) basée sur la vitesse du mélange homogéne est représentée en
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FIGURE 5.22 — Représentation du diamétre moyen de Sauter des gouttes D3o mesurée
a z = 600mm en aval de la buse d’injection, en fonction du GLR pour différents débit
de combustible my et positions radiales r. ¢ 1ty = 81kg- h=!, + my = 166kg-h~!
et o 1y = 210kg-h~'. Les symboles noirs correspondent aux mesures réalisées au
centre du spray v = 0, en rouge a r = 60mm et en bleuw ¢ r = 75mm. Les pointillés
représentent la corrélation de Lefebvre and Ballal (2010) modifiée Eq. (5.5).

pointillés noirs a la Fig. 5.22, avec les mémes constantes que celles utilisées
précédemment (Sec. 5.2.3). Seule la constante C' est modifiée et elle est ici fixée
aC =41 x 107%m. Le SMD des gouttes est bien prédit par ce modéle lorsque
le GLR varie. La corrélation prédit un GLR; = 0.06 identique & celui observé
sur les mesures.

Les mesures réalisées sur le spray d’un injecteur bi-fluide de 2 MW fonction-
nant au fioul lourd et assisté & ’air montrent que le SMD des gouttes décroit
trés lentement avec 'augmentation du GLR sur la gamme de GLR = 0.06 a
0.26. Le SMD des goutes dépend peu du débit de fioul 7y, et de la position
radiale r dans le spray. La version modifiée de la relation de Lefebvre (1996)
Eq. (5.5) basée sur la vitesse du mélange homogéne a la sortie de I'injecteur
calculée avec le modéle HEM permet de prévoir correctement 1’évolution du
SMD des gouttes en fonction du GLR qui est observée sur cet injecteur. Ce
modéle adapté a U'injecteur DIFAV de 10 kW semble pouvoir étre étendu a des
injecteurs industriels de 2 MW en modifiant uniquement la constante C' du mo-
déle. Les résultats obtenus sur cet injecteur industriel sont en bon accord avec
les observations réalisées sur l'injecteur DIFAV.

5.6.2 Estimation de la taille des gouttes sur ’'injecteur EDF

Il est maintenant intéressant de déterminer 1’évolution du diamétre moyen de
Sauter des gouttes (SMD) en appliquant la corrélation Eq. (5.5) a linjecteur
industriel utilisé par EDF (Sec.2.1) dans les conditions nominales de fonction-
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FIGURE 5.23 — FEvolution du diamétre moyen de Sauter des gouttes calculée avec
la corrélation de Lefebure and Ballal (2010) modifiée Eq. (5.5) pour ray = 6.4t-h™1
lorsque le GLR varie. Le symbole (o) représente le SMD fourni par le constructeur de
Uinjecteur pour un GLR = 0.09.

nement lorsque my = 6.4t - h~!. La vitesse du mélange homogéne équilibré
a la sortie de l'injecteur nécessaire au calcul de la corrélation est représentée
a la Fig. 2.5. Les prévisions obtenues sur 1’évolution du SMD lorsque le GLR
varie sont tracées & la Fig. 5.23. Le symbole rouge représente la valeur du
SMD =~ 90 nm fourni par le constructeur de l'injecteur lorsque GLR = 0.09.
Cette donnée permet d’ajuster la corrélation et de déterminer la constante
C = 88 x107%m du modéle. La taille des gouttes décroit trés rapidement
lorsque le GLR augmente jusqu’au GLRs; =~ 0.03, ou la décroissance devient
beaucoup plus lente. Cette valeur seuil est proche de celle observée sur le dia-
gramme de Mandhane et al. (1974) a la Fig. 2.7 correspondant a la transition
entre un régime annulaire et un régime dispersé.

L’analyse d’un spray généré par un injecteur bi-fluide de 2 MW fonctionnant
au fioul lourd a montré de fortes similitudes avec le spray généré par l'injec-
teur DIFAV d’une puissance de 10kW. Ces données ont permis de vérifier la
validité de la relation de Lefebvre and Ballal (2010) modifiée Eq. (5.5) donnant
la taille des gouttes lorsque le GLR varie. Ce modéle a permis d’estimer 1’évo-
lution du diamétre moyen de Sauter des gouttes (SMD) en fonction du GLR
généré par I'injecteur industriel EDF de 70 MW dans ses conditions nominales
de fonctionnement.
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Conclusion

L’analyse du spray généré par l'injecteur DIFAV alimenté par du dodécane a
été réalisée pour un débit de dodécane my = 12.5g- min~!. Les mesures ont
été réalisées par PDPA &4 z = 10mm en aval de l'injecteur dans le plan per-
pendiculaire au spray. Les profils radiaux de la vitesse axiale @ et du SMD des
gouttes ont été déterminées pour différents GLR lorsque de la vapeur d’eau est
utilisé comme gaz d’atomisation. La vitesse est maximale au centre du spray
et décroit lorsqu’on s’éloigne de l'axe. La vitesse moyenne augmente lorsque
le GLR augmente. Le SMD des gouttes est maximal au centre du spray pour
les faibles GLR. Lorsque le GLR augmente, le SMD devient uniforme et égal a
9pm. Ces mesures ont permis de montrer que 'analyse du spray sur son axe
est représentative de ’évolution de la vitesse et du SMD des gouttes dans tout
le spray. L’évolution du SMD et de la vitesse des gouttes au centre du spray a
été mesurée lorsque le GLR varie. Le SMD décroit rapidement pour les faibles
valeurs du GLR pour atteindre une asymptote a D3y = 9pum. Ces résultats
sont correctement prédits par la corrélation de Lefebvre and Ballal (2010) mo-
difiée Eq. (5.5). La vitesse moyenne des gouttes augmente de maniére monotone
avant une rupture de pente. Il a été montré que cette transition sur la taille
et la vitesse des gouttes intervient pour un méme GLR seuil. Des visualisa-
tions & la sortie d’une buse d’injection ont été réalisées avec du dodécane et de
Iair & température ambiante pour deux valeurs de GLR. Ces images ont mon-
tré qu'un changement de régime de I’écoulement diphasique dans l'injecteur
intervient lorsque le GLR augmente, comme le prédit la carte de Mandhane
et al. (1974). Une analyse de l'influence du gaz d’atomisation sur le spray a
été menée. Les mesures montrent que I’évolution de la taille et de la vitesse
des gouttes est semblable pour les trois gaz d’atomisation utilisés. La valeur
du plateau sur le SMD des gouttes ne dépend pas du gaz d’atomisation uti-
lisé mais la transition ente les régimes dépend de celui-ci. La pression dans les
lignes d’alimentation a également été mesurée et modélisée par le modéele HEM
lorsque les gaz d’atomisation sont chauds et par le modéle SPEFM-PD lorsque
du Ny & température ambiante est utilisé. L’influence de la géométrie de I'in-
jecteur DIFAV sur le spray a été étudiée en faisant varier le diamétre d,, de la
buse d’injection et le diamétre dg des orifices de vapeur. L’évolution du SMD
et de la vitesse des gouttes est semblable pour toutes les configurations. L’aug-
mentation du diamétre d,, engendre une augmentation du GLRs seuil qui est
correctement prédit par la corrélation de Lefebvre and Ballal (2010) modifiée.
La valeur du plateau atteint par le diamétre moyen de Sauter des gouttes ne
dépend pas du diameétre d,, de la buse d’injection. Ces mesures montrent que la
vitesse des gouttes diminue lorsque d,, augmente. La modification du diamétre
d,, permet donc de modifier la vitesse des gouttes sans modifier leur diamétre
moyen. L’augmentation du diamétre ds; engendre une augmentation du GLR;
seuil d’aprés I’évolution du SMD mais n’a pas d’effet sur la vitesse moyenne des
gouttes. L’influence du débit massique de dodécane sur le spray a été étudiée.
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Ces mesures montrent que 'augmentation de 7y engendre une diminution de
GLR; seuil mais la valeur du plateau du SMD n’est pas modifiée. L’ensemble
de ces résultats est résumé dans le Tableau 5.4.

L’analyse d’un spray généré par un injecteur bi-fluide de 2 MW fonctionnant au
fioul lourd a montré de fortes similitudes avec le spray généré par I'injecteur DI-
FAV d’une puissance de 10 kW. Ces données ont permis de vérifier la validité de
la relation de Lefebvre and Ballal (2010) modifiée donnant la taille des gouttes
lorsque le GLR varie. Ce modéle a permis d’estimer 1’évolution du diamétre
moyen de Sauter des gouttes (SMD) en fonction du GLR généré par l'injecteur
industriel EDF de 70 MW dans ses conditions nominales de fonctionnement.
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Deuxiéme partie

Analyse acoustique






Chapitre 6

Acoustique en milieu non réactif

On s’intéresse dans cette partie & la structure des modes de plus basses fré-
quences qui peuvent se développer dans la chaudiére EDF en considérant son
plenum, les briileurs et la chambre de combustion. Les modes basses fréquences
sont généralement de type Helmholtz ou quart d’onde lorsque la chambre de
combustion est ouverte & I'atmosphére (Putnam (1971)). En revanche, peu
d’études ont été consacrées a ’analyse de la structure des modes de plus basses
fréquences lorsque 'impédance a la sortie de la chambre de combustion prend
des valeurs élevées. Dans le foyer EDF, les gaz brilés de la chaudiére sont
évacués en traversant un échangeur de chaleur. L'impédance de la sortie de
la chambre de combustion prend dans ces conditions des valeurs élevées qui
dépendent principalement du taux d’obstruction de la section de passage de
I’écoulement. Il est utile de comprendre dans cette situation les principaux élé-
ments qui controlent la fréquence de ces modes pour mieux les éliminer en cas
de probléme vibratoire identifié a ces fréquences. Dans ce chapitre, les modes
acoustiques basses fréquences d’un systéme générique comprenant trois cavi-
tés sont étudiés pour deux conditions aux limites au niveau de la sortie. Ces
développements sont menés en ’absence de combustion. Les principales équa-
tions et la méthode du couplage entre les cavités compactes sont décrites dans
la Sec. 6.1. L’analyse des modes propres du systéme est réalisée a la Sec. 6.2.
Une solution analytique de la fréquence propre du mode de Helmholtz y est
déterminée pour chaque condition & la limite considérée. Ces développements
analytiques sont complétés par des simulations numériques & 1’aide du logiciel
COMSOL Multiphysics qui est présenté a la Sec. 6.3. Dans la derniére sec-
tion (Sec. 6.4), une comparaison est menée entre les fréquences des modes de
Helmholtz déterminées analytiquement et par simulation.

6.1 Modélisation acoustique

Dans cette section on suppose que les ondes acoustiques se propagent dans un
milieu non réactif isotherme considéré comme un gaz parfait. On limite I’ana-
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lyse a de petites perturbations supposées isentropiques autour d’un écoulement
moyen au repos ou a faible nombre de Mach (Crighton et al. (1992)).

6.1.1 Equations bilans

En P'absence de source acoustique, de force externe et lorsque la viscosité est
négligée, les équations de conservation de la masse, de la quantité de mouvement
et de I’énergie pour un écoulement isentropique s’écrivent (Candel (2001)) :

)
E£+Vpu:0 (6.1)
)
,0(71; + pu.Vu=—-Vp (6.2)
)
p£+muVs:O (6.3)

ol u est le vecteur vitesse, p la pression, p la masse volumique et s ’entropie.
On ajoute a ce systéme d’équations I’équation d’état des gaz parfaits :

P /e
= (6.4)

ol v est le rapport des chaleurs massiques et ¢, la chaleur massique a volume
constant du fluide. Considérons des petites perturbations (p/, u’, p’) autour de
I’écoulement moyen (pg, ug = 0, pg) telles que p’ <K pg, p' <K pg et v/ <K ¢p :

p=po+p, u=u et p=po+p (6.5)

En injectant les expressions Eq. (6.5) et en linéarisant les Egs. (6.1) et (6.2), il

vient :
8 /
a—pt +poVaa' =0 (6.6)
u./
poa + Vp' =0 (67)

D’apres la définition de la vitesse du son, on a aussi :
0
p=cp ou = <p> (6.8)
s$=50

Pour un gaz parfait, la vitesse du son est obtenue a partir de 'Eq. (6.4) :

Po 12 1/2
Co=(7po> — (rTy) (6.9)
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En utilisant 'Eq. (6.8), dans les équations linéarisées de conservation de la
masse et de quantité de mouvement, il vient :

1 op/ ’

— a =0 6.10

g ot T roVu (6.10)
u/

En combinant les Eqgs. (6.10) et (6.11) on en déduit ’équation d’onde régissant
la propagation de perturbations de pression acoustique :

1 0%
2.1
vy — _ 12
p cg Ot? 0 (6.12)

Le champ de vitesse acoustique u’ associé est donné par 'Eq. (6.11).

6.1.2 Equation de Helmholtz

Pour les analyses modales il est nécessaire de travailler dans I’espace fréquentiel.
Considérons des ondes acoustiques harmoniques. Les grandeurs fluctuantes de
I’écoulement s’écrivent alors :

P =R@e ™, u =R(ae ™) et p =R(pe ) (6.13)

ol p, p sont des nombres complexes associés aux fluctuations de la pression p’
et de la densité p’. Le vecteur 11 est le vecteur complexe associé a la fluctuation
de vitesse acoustique u’. L’opérateur R représente la partie réelle du nombre
complexe. L’équation d’onde Eq. (6.12) devient alors I’équation de Helmholtz :

V2 +k*p=0 (6.14)
ol k = w/cy est le nombre d’onde. La vitesse acoustique est déterminée par :

1
= —Vp (6.15)
iwpo

La résolution de ’équation de Helmholtz assujettie des conditions aux limites
du systéme étudié permet de déterminer les différents modes acoustiques lon-
gitudinaux et transversaux dans les chambres de combustion (Crighton et al.
(1992)). Nous considérerons dans la suite de la thése les parois des systémes
rigides. La vitesse acoustique aux parois est nulle ce qui s’écrit .n = 0 oll n
est le vecteur normal aux parois. Seules les impédances d’entrée et de sortie des
systémes sont prises en compte.
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FIGURE 6.1 — Condition de saut a travers un canal & section variable.

6.1.3 Approximation unidimensionnelle

Pour les modes de plus basses fréquences, seules les dimensions les plus grandes
du systéme sont & considérer. On suppose désormais que les ondes acoustiques
sont longitudinales p(z,y, z) = p(x) et se propagent dans la direction principale
du canal selon I'axe z. L’onde de pression acoustique, solution de I'Eq. (6.14),
s’écrit dans ce cas comme la somme de deux ondes progressives. La premiére se
propage dans le sens positif §; (z) = ATe™=? et la seconde dans le sens négatif

p—(x) = A~ e =T T, pression et la vitesse acoustiques prennent dans ce cas
les formes générales :

pz) = Atetka® | A= ha® (6.16)
1 . .

i(x) = —— (ATehs® — Amehar 6.17

ifr) = (A% eiker) (6.17)

o ky = w/cy. AT et A~ sont des nombres complexes.

6.1.4 Effet d’un changement de section

Dans un systéme comprenant plusieurs cavités, il est nécessaire de traiter des
effets des changements de section. On considére maintenant la propagations
d’ondes mono-dimensionnelles dans un canal dont la section change brusque-
ment de surface. Un bilan de masse et de quantité de mouvement est réalisé
sur le volume de contréle V' compris entre x — dz/2 et x + dx/2 représenté en
gris sur la Fig. 6.1 :

/8pdV+/ V. (pu)dV =0 (6.18)
v ot 1%

ou

pdV+/ pu.VudV = —/ VpdV (6.19)
v Ot v v
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En appliquant le théoréme de Green-Ostrogradski on obtient :

adV+/pu-ndS:0 (6.20)
ot S

adV—l—/puu-ndS:—/pndS (6.21)

On utlhse le résultat suivant pour simplifier les expressions. Pour un écoulement
a faible nombre de Mach (M = ug/cop < 1) dans un canal de section constante,
si la transformation est isentropique, on peut négliger les fluctuations de débit
masse associées aux perturbations de densité (Dowling (1995); Bauerheim et al.
(2015)) :

()" = (puS)’
= pot'S + pupS

/
= pou,S + (222 — ’YC,OO S/) upS
0 v

/
= pou'S + i@g— DP0uS (6.22)
< 0

Cy

——
M<1 s=0
En décomposant les intégrales prises sur les surfaces selon I'entrée de section S,
la sortie de section Sj41 et la surface latérale X et en linéarisant les Eqgs. (6.20)
et (6.21), il vient :

op
/ Lav + PO“/)z+dm/2 Sj+1 — (POul)r—dzm Sj +M: 0

(6.23)
ou’ 3 s dS+( ) i . ( 2 -
P p 0 dS + (pou'?) g7 ex — (pou) 7 Sy e
= ~mdS + ( )g; dx /QS €x — (p/)x+da:/2 Sj+1 ex (6.24)

b
On fait désormais tendre dz — 0, on a dans ce cas :
/ /
/V()dV d;)() 0 et — /Ep -ndS d;)ﬂ (p ):c (Sj+1 — SJ) €ex

On en déduit les relations de saut associées au débit volumique acoustique et
a la pression acoustique au niveau du changement de section :

u;-_HSjJrl - u;S] =0 (6.25)
D)= V1 =0 (6.26)

Ces relations sont valables pour les ondes basses fréquences dans la limite d’élé-
ments compacts ' et pour des écoulements a faible nombre de Mach. Lorsqu’il

1. Un élément est considéré compact lorsque sa longueur [ est petite par rapport a la
longueur d’onde A du mode acoustique (I < A). Ici, la longueur dz du changement de section
doit étre petite par rapport a la longueur d’onde acoustique.
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FIGURE 6.2 — Vue schématique d’un systéeme de combustion générique modélisé par
trois cavités couplées avec une impédance de sortie Zs (Schuller et al. (2012)).

y a un changement de température dans les cavités, les fluctuations ne peuvent
plus étre considérées isentropiques et il faut tenir compte dans 'Eq. (6.22) de la
contribution de la fluctuation de la densité associée a la fluctuation d’entropie
(Dowling (1995)). Ce probléme a récemment été revisité par Bauerheim et al.
(2015). C’est par exemple le cas si on tient compte de 'impact de la flamme.

6.2 Etude acoustique d’un systéme a trois cavités

6.2.1 Equation de dispersion

Le systéme & trois cavités couplées, qui est présenté a la Fig. 6.2, est, du point de
vue acoustique, représentatif de nombreux systémes de combustion industriels
(Schuller et al. (2012)). On considére que la condition a la limite imposée a
Pentrée de la cavité (1) est un nceud de vitesse 41(x = 0) = 0 et on suppose
que la sortie de la cavité (3) peut étre représentée par une impédance Z3 =
ps(l3)/u(l3). Les cavités (1) et (2) sont remplies de gaz frais, de masse volumique
pu €t de température T,,. La vitesse du son dans ces gaz est notée ¢,. La cavité
(3) contient les gaz brilés de masse volumique pp, de température T} et de
célérité du son ¢p. L'origine de 'axe des abscisses du systéme est prise au fond
du plenum. Les pressions et les vitesses acoustiques des cavités (1), (2) et (3)
s’écrivent :

p1(z) = A exp(ik,x) + A] exp(—ik,) (6.27)
pucyiir(x) = Af exp(ik,x) — A} exp(—iky,z) (6.28)
p2(x) = A exp(iky(z — 11)) + A5 exp(—iky(z — 1)) (6.29)
pucyiia(x) = AF exp(iky(z — 11)) — A5 exp(—iky(z — 1)) (6.30)
p3(x) = AT exp(iky(z — 11 — I2)) + A3 exp(—iky(x — 11 — l2)) (6.31)
poepliz(z) = AF exp(iky(z — 1y — l2)) — A3 exp(—iky(z — 11 — l3)) (6.32)
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oil les coefficients Af, A7, AT, A5, A;{ et A3 sont des nombres complexes. k, =
wy/Cy et ky = wy/cp représentent les nombres d’onde des ondes acoustiques dans
les gaz frais et dans les gaz briilés. Les conditions aux limites et les conditions
de saut entre les différentes sections s’écrivent :

u1(0) =0 (6.33)

pi(l) = pa(la) (6.34)

Sy (ly) = Satiz(lh) (6.35)

p2(li +12) = p3(lh + 12) (6.36)

Sotia(ly + lp) = Ssus(ly + lz) (6.37)

p3(ly + 12 +13) = Zzug(ly + la + 13) (6.38)

En manipulant ces deux systémes d’équations, on obtient le systéme matriciel
suivant :

M[AT AT A A7 AT A71M =0 (6.39)

ol M est la matrice :

[ 1 —1 0 0 0 0 -
eik‘ull e—ik‘ull _1 _1 0 0
& ikull _i *’L’k‘ull _
M = 5, S, € 1 1 0 0
B 0 0 ikulz  o=ikuly . 1
0 0 Zethulz  _Femitkulz —1 1
L 0 0 0 0 (1-— Cg)eikblza (1+ Cg)e_ikbl3_
(6.40)

Ou E = (ppes)/(pucu)S2/S3 =~ \/(Tu/Ty)S2/S5 dénote l'indice de couplage
acoustique entre les deux cavités (Schuller et al. (2012)) et {3 = Z3/(ppcp)
représente I'impédance spécifique & la sortie du systéme. Les modes propres des
trois cavités sont les solutions non triviales de det M = 0. Aprés simplification
par rapport & la derniére ligne et & la derniére colonne, le déterminant s’écrit :

det M =det My [(G = D)™ — (G + 1)e 1]

ou det My, est le déterminant lié aux cavités (1) et (2) remplies de gaz frais a
la température Ty, :

det My, = —4 [cos(kull) cos(kyla) — % sin(kyly) sin(kzulg)] (6.42)
2

Le déterminant det M, représente le terme de couplage entre le tube d’injection
et la chambre de combustion :

S
det My, = —4i= |:COS(]<IUZ1> sin(kyla) + S—l sin(kyl1) cos(kub)} (6.43)
2
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Le déterminant de M, est négligeable dans I'Eq. (6.41) lorsque = < 1 et det M
devient :

det M = det My, | (¢ — 1)et®ls — (¢5 + 1)6*1"%’3} (6.44)

Cette condition est souvent respectée dans la plupart des brileurs industriels
lorsqu’une flamme est située entre les cavités (2) et (3) (Schuller et al. (2012);
Bauerheim et al. (2015)).

6.2.2 Analyse de cas limites

Considérons dans un premier temps que la chambre de combustion débouche
dans 'atmosphére au repos. L’impédance de sortie de la chambre de combustion
vaut dans ces conditions : (3 = 0. L’équation Eq. (6.44) devient alors :

det M = 8cos(kpls) |cos(kyly) cos(kyla) — % sin(kyly) sin(kylo)|  (6.45)
2

Les modes des cavités couplées (1), (2) et (3) sont donc associés : (a) au plenum
et au tube d’injection, ou (b) a la chambre de combustion :

(a) cos(kyly) cos(kyla) — % sin(kyl1) sin(kyla) =0 (6.46)
2

(b) cos(kplz) =0 (6.47)

Les solutions de I'Eq. (6.47) sont les modes associés a la chambre de combustion
dont les fréquences propres sont f' = (1+2n)cy/(4l3) oun =0, 1, 2, ... est un
entier. Les solutions de 'Eq. (6.46) sont les modes associés aux cavités (1) et
(2) comportant les gaz frais.

Considérons désormais le cas ot 'impédance de sortie de la chambre de com-
bustion est élevée (3 — 0o. Les modes du systéme & trois cavités sont toujours
découplés et il vient :

cos(kyly) cos(kyle) — % sin(kyly ) sin(kylo) =0 (6.48)
2

Sin(kbl3) =0 (6.49)

Les modes associés & la chambre de combustion sont de type demi-onde avec
= (1+2n)cp/(2l3) ot n =0, 1, 2, ... est un entier. Les modes des cavités
(1) et (2) ne sont pas modifiés. L’équation Eq. (6.48) est identique a 'équation
Eq. (6.46). Cette analyse montre bien que le plenum et la chambre de combus-
tion sont découplées lorsque = <« 1 quelle que soit la valeur de I'impédance de
sortie (3 (Schuller et al. (2012)).
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6.2.3 Mode de Helmholtz

Le mode de plus basse fréquence des chaudiéres est en général un mode de
Helmholtz (Putnam (1971)). Il s’agit d’'un mode d’oscillation en volume (ou
en bloc) sans déphasage notable entre les fluctuations acoustiques dans les
différents éléments du systéme. Ce mode existe lorsqu’un grand volume est
couplé a un canal étroit (Rienstra and Hirschberg (2011)). Dans les chaudiéres
industrielles, le canal est formée par le tube d’injection et le grand volume est
formé par le plenum ou par le foyer.

Condition ouverte ({3 = 0)

La condition ot la chambre de combustion est ouverte & la pression atmosphé-
rique (3 = 0 a été étudiée par Palies (2010) et Schuller et al. (2012). Lorsque
= < 1, la pulsation propre w du mode s’écrit (Schuller et al. (2012)) :

w=wi |[1—=-———F—-= 6.50
[ 2 pu S3 lJ (6:50)
ol wy est la fréquence propre du mode de Helmholtz associé au plenum et a
I'injecteur. Elle est donnée par :

1/2

En négligeant la chute de pression au travers de 'injecteur (p, /py ~ 1), 'Eq. (6.50)
devient :

w=w [1 ————— } (6.52)

L’oscillation en bloc de ce systéme est principalement contrélée par le mode de
Helmholtz a la fréquence f; = w1/(27) du plenum et du systéme d’injection.
Ce mode est légérement modifié par la présence de la chambre de combustion
lorsque (3 = 0. Le fort changement de section S3/S3 < 1 entre le systéme d’in-
jection et la chambre de combustion et la forte expansion thermique Ty, /T, < 1
des gaz lors de la combustion entraine une petite diminution de la fréquence
f =w/(2m) du mode mais elle reste trés proche de w; (w ~ w1).

Condition fermée ({3 — )

L’impédance & la sortie de la chambre de combustion est désormais assimilée
a une paroi rigide (3 — 00). Cette situation se produit lorsque la chambre de
combustion se termine par un col amorcé comme dans les turbines a gaz ou plus
généralement lorsque 'impédance en sortie est grande (échangeur, changement
de section important, ...). Dans ce cas, la relation de dispersion déduite de
I'Eq. (6.41) s’écrit :

0 = 2(3 [det My, sin(kpls) + det My, cos(kpls)] (6.53)
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L’impédance spécifique (3 apparait maintenant comme un facteur multiplica-
teur commun et peu étre écartée de la relation de dispersion. Les fréquences
propres de ce systéme couplé, déterminées en annulant le second terme entre
crochets de I'Eq. (6.53), sont plus difficiles & calculer par les codes de calcul
acoustiques (Nicoud et al. (2007); Camporeale et al. (2011)) car le déterminant
(det M) prend des valeurs élevées et est plus difficile & annuler. En développant
I'expression Eq. (6.53), on obtient :

0 = cos(kyl1) cos(kyl2) sin(kpls) — % sin(kyly ) sin(kylo) sin(kpls)
2

S
+ Zcos(kyly) sin(kyla) cos(kpls) + ES—I sin(kyly) cos(kyle) cos(kpls)
2
(6.54)

Considérons que la longueur d’onde A est grande par rapport a toutes les dimen-
sions du systéme. Un développement limité au troisiéme ordre de I'Eq. (6.54),
nécessaire du fait des produits triples de cosinus et sinus, donne :

S1 Si 9
0 = kpls + Zkylo + 22—
b3 + 2+ S, S,

1 2, 1 2, 1 2
kpls [6(kbl3) + 2(/~cull) + 2(kul2) ]

kuly — = k2llokyls

1 1 1
— Bkyly | = (kyla)? + = (kpl3)? + = (kuly)?
2[6( 2)+2(b3)+2( 1)}

=51
S

On introduit dans cette relation 'indice de couplage acoustique Schuller et al.
(2012) :

“kyuly [é(kull)Q + %(kul2)2 + ;(k:blg)Q] (6.55)

PoCh S2
Pulu S3

[1]

(6.56)

En notant le volume des différentes cavités V4 = [1.57, Vo = 1952, V3 = 1353, on
obtient aprés réorganisation des différents termes :

1 1 1 Vils
0=(1—|=(kpl3)® + = (kyl1)? + = (kyls)? =22
( [6(b3) +2( 1) +2( 2)]) 5

2/ 1 1 1
4 2% 2 (1 — [6(kul2)2 + §(kbl3)2 + 2(kuzl)2]>

pucs Va

2
PbCh [/1 1 2 1 2 1 2
+ — 1 — | =(kul1)” + = (kul2)” + = (ksl 6.57

puci; V3 ( [6( 17+ g kula)” + 5 (ko) (6.57)

Dans la limite des grandes longueurs d’onde, on peut négliger les termes (k;l;)? <
loui=mwu,bet j=1,2 3. Cette expression devient :

2
w be Vo W
2 =1 6.58
(w1> T oz <V3 * vg) (6.58)
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ol w est la pulsation propre du systéme et wy est la pulsation propre du mode
de Helmholtz entre le plenum et le systéme d’injection donnée par 'Eq. (6.51).
Cette expression est trés différente de celle obtenue pour une chambre de com-
bustion ouverte a I’atmosphére. Les volumes des trois cavités interviennent di-
rectement dans ’expression de la pulsation propre du systéme. Il est intéressant
d’examiner quelques cas limites.

Analyse de cas limites

Le volume du systéme d’injection est généralement petit par rapport au volume
de la chambre de combustion V5 < V3. En I'absence de chute de pression entre
I'injecteur et la chambre de combustion, I'Eq. (6.58) devient :

2 2
w PuCy V1 V1
— ) =1+ —~1+ = 6.59
<w1> puci Vs Vs (659

Analysons 'influence du volume de la chambre de combustion par rapport au
volume du plenum :

e Si V; <« Vi, la fréquence des oscillations de volume est déterminée par
le mode de Helmholtz qui s’établit entre le plenum et le systéme d’in-
jection :

1/2
w~w =y (él) (6.60)

Cette configuration a été étudiée par Schuller et al. (2012) lorsque I'im-
pédance de sortie variait, mais il n’a pas été mis en évidence que ce
mode d’oscillation se développe uniquement si le volume du plenum
reste faible par rapport au volume de la chambre de combustion.

e Si Vi > V3, la fréquence d’oscillation en volume du systéme est pilotée
par le mode de Helmholtz qui s’établit entre la chambre de combustion
et le systéme d’injection. On trouve en effet :

2
w Vi
— ) ~—= 6.61
(2) =1 (6.61)
La fréquence d’oscillation est alors :

1/2 1/2 1/2
Pb Ty N S2
~ — ~ — = — .62
w ™~ ws (Pu) w3 <Tb) , ol w3 = ¢p (‘/312> (6.62)

La pulsation ws correspond au mode de Helmholtz associé & la chambre
de combustion et au systéme d’injection.
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L’oscillation en volume d’un systéme de trois cavités couplées avec une impé-
dance de sortie élevée est commandée par le plus petit des volumes du plenum et
de la chambre de combustion. Ce résultat n’est valable que si le volume occupé
par le systéme d’injection est faible par rapport a ces quantités. C’est générale-
ment le cas dans les applications industrielles. Si les volumes du plenum et de
la chambre sont du méme ordre de grandeur, on doit utiliser I'Eq. (6.59) afin
d’estimer la premiére fréquence de résonance du systéme. L’équation Eq. (6.51)
donnant la fréquence d’oscillation du mode de Helmholtz entre le plenum et le
systéme d’injection est un cas limite de 'Eq. (6.59) lorsque la cavité aval prend
un volume infiniment grand V3 — oo pour représenter ’atmosphére. Dans la
suite du chapitre on teste la capacité du code acoustique COMSOL Multiphysics
& retrouver ces résultats.

6.3 Simulation acoustique avec COMSOL

Le logiciel COMSOL Multiphysics est un outil de simulation multiphysique.
Il permet de modéliser des géométries complexes et de générer les maillages.
Ce logiciel permet également de visualiser les résultats des calculs. COMSOL
Multiphysics permet de réaliser des calculs aux éléments finis dans le domaine
temporel ou fréquentiel pour une large gamme de problémes physiques tels que
la mécanique des structures, I’électromagnétisme, la mécanique des fluides, mais
aussi 'acoustique. Dans la suite de I’étude, nous nous intéressons exclusivement
au module acoustique utilisé dans le domaine fréquentiel.

6.3.1 Equation d’onde

Le module acoustique de COMSOL Multiphysics permet de résoudre des équa-
tions d’onde de la forme (Comsol (2010b)) :

1 9% 1
—— + V.| ——(VY =) ) =92 6.63
2 o1 p( P—d)) =2 (6.63)
sur des maillages 3D non-structurés en tenant compte de différents types de
conditions aux limites. La densité p et la célérité du son ¢ sont des fonctions de
lespace. Le terme q’ représente une source dipolaire et @’ une source monopo-
laire. Dans le domaine fréquentiel, I’équation s’écrit :

1, . w? ~
Vil=—=(Vp—a)) - —5p=2Q (6.64)
pe

on p/(x.1) = R (p(x)e™), Q/(x.1) = R (Q(x)e™!) et q/(x.1) = R (a(x)e™").
Notons que la convention de signe exp(iwt) utilisée dans COMSOL Multiphysics
est différente de celle utilisée dans ’ensemble du manuscrit.
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6.3.2 Le solveur (Comsol (2010a))

La discrétisation par la méthode des éléments finis de I’équation Eq. (6.64) sur
un maillage donné et pour des conditions aux limites données aboutit & un
systéme matriciel (Silva et al. (2013)) :

1 2 ~
v. (pv;s) + %m O(w) =0 (6.65)
pe e
PP
w2

ol p est le vecteur propre du systéme associé au champ de pression. Le scalaire
complexe w représente la valeur propre (la pulsation propre) du systéme. La
matrice A4 dépend de la discrétisation spatiale du terme V.(1/pV). Le vecteur
‘H peut étre complexe et dépendre de w. Il représente le terme source du sys-
téme. Une méthode de résolution itérative de cette équation non-linéaire basée
sur une linéarisation du probléme autour de la valeur propre recherchée est mise
en ceuvre. A chaque itération la solution w du probléme aux valeurs propres
Eq. (6.66) est recherchée. Cette équation est résolue avec le « package » AR-
PACK développé par Lehoucq et al. (1997) basé sur un algorithme d’Arnoldi,
de type « implicitly restarted Arnoldi method » (IRAM).

La discrétisation par éléments finis et 'utilisation d’un maillage non structuré
permet de simuler des phénoménes acoustiques dans des géométries complexes
avec des impédances complexes. Les résultats de nombreuses simulations acous-
tiques réalisées avec COMSOL Multiphysics ont été comparés a des solutions
analytiques pour valider le code. A titre d’exemple pour les problémes thermo-
acoustiques, Camporeale et al. (2011) ont réalisé des simulations a partir des
travaux analytiques de Dowling (1995), en étudiant la réponse de foyers géné-
riques simplifiés & une source monopolaire dont le niveau dépend de la pression
ou de la vitesse acoustique. Les résultats obtenus sont conformes aux solutions
analytiques de Dowling (1995). Dans la section suivante, des simulations sont
menées pour examiner les résultats analytiques développés a la Sec. 6.2.3.

6.4 Simulation pour trois cavités couplées

Des simulations 2D axi-symétriques sont conduites avec COMSOL Multiphysics
afin de valider les modéles développés pour le systéme & trois cavités couplées
lorsque (3 — oo. Trois simulations sont réalisées pour déterminer la fréquence
du mode de Helmholtz et le champ de pression associé lorsque les volumes du
plenum et de la chambre de combustion varient en 1’absence de source acous-
tique. La géométrie du systéme considéré pour ces tests est représentée a la
Fig. 6.2. Les cavités sont remplies d’air. Les longueurs /1 = 0.5m, I = 0.25m
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-1
V¥ -0.3036

(a) Cas d’une grande chambre de combustion  (b) Cas d’un grand plenum par rapport a la
par rapport au plenum, avec V3 = 1m® et  chambre de combustion, avec Vi = 1m? et
Vi =0.1V;s. V3 =0.1V1.

(c) Cas ou le plenum et la chambre de com-
bustion sont de méme volume, avec Vi3 =
1m3 et Vs = V4.

FIGURE 6.3 — Champ de pression acoustique adimensionné associé au mode de ré-
sonance de plus basse fréquence pour différentes configurations géométrique lorsque

Vo = 0.005V5, (3 = 5.3 x 107, T, = 293K et T}, = 1400 K.

et I3 = 1m sont fixées ainsi que les températures des gaz frais T,, = 293K et
des gaz briilées T, = 1400 K. Un découplage fort = = 0.01 est assuré entre les
cavités en choisissant le volume Vo = 0.005V3. Le maillage comprend 2500 élé-
ments triangulaires. L’'impédance de sortie est fixée & Zo =1 x 103 Pa-s-m™!.
Trois cas, représentés a la Fig. 6.3, sont étudiés.

i<V

On considére d’abord un cas ou le volume du plenum est faible par rapport
au volume de la chambre de combustion Vi = 0.1V3 avec V3 = 1m3. Les
cavités sont découplées car = = 0.01. Le premier mode propre est recherché avec
COMSOL Multiphysics. La figure Fig. 6.3(a) représente le champ de pression
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adimensionné passant par l'axe de la cavité. Le champ de pression est bien
uniforme dans le plenum et dans la chambre de combustion. Il s’agit donc
bien d’une oscillation en volume (ou en bloc). La pression est maximale dans
le plenum et négative dans la chambre de combustion avec un niveau faible.
Il s’agit donc d’'un mode de Helmholtz contrélé par le plenum et l'injecteur
avec une fréquence calculée par le solveur égale a f = 45.3 Hz. La fréquence
calculée avec 'Eq. (6.51) vaut f; = 48.8 Hz. Un écart d’environ 7% apparait
entre la solution analytique et le résultat de la simulation. Cet écart s’explique
par 'apparition d’une vitesse radiale au niveau du changement de section dans
la simulation 2D axi-symétrique. Ces ondes évanescentes ne sont pas prises
en compte dans l'approche unidimensionnelle par réseaux d’éléments couplés
(Pierce (1981); Mirat (2011)).

Vi> Vs

On considére désormais un cas ot le volume du plenum est grand Vi = 1m3
par rapport au volume de la chambre de combustion V3 = 0.1V]. Les cavités
sont toujours découplées acoustiquement avec = = 0.01. La figure Fig. 6.3(b)
représente le champ de pression adimensionné passant par ’axe de la cavité
correspondant au premier mode identifié par le code. Le champ de pression
est également uniforme dans le plenum et dans la chambre de combustion. Il
s’agit donc toujours d’une oscillation en volume. La pression est cette fois-ci
maximale dans la chambre de combustion et négative dans le plenum avec un
niveau faible. Cette oscillation de fréquence f = 15.5 Hz correspond & un mode
de Helmholtz contrélé par la chambre de combustion et I'injecteur. Un écart de
1% apparait également avec la fréquence f = 15.4 Hz déduite de 'expression
analytique Eq. (6.62) pour les mémes raisons que précédemment.

Vi=Vs

On considére désormais le cas ou les volumes du plenum et de la chambre de
combustion sont égaux Vz = V; = 1m? avec un fort découplage acoustique
entre les deux cavités puisque = = 0.01. La figure Fig. 6.3(c) représente le
champ de pression adimensionné passant par l'axe de la cavité et correspon-
dant au mode de plus basse fréquence identifié par COMSOL Multiphysics. Le
champ de pression est toujours uniforme dans le plenum et dans la chambre
de combustion. Il s’agit donc toujours d’'un mode d’oscillation en volume. La
pression est maximale dans la chambre de combustion et minimale dans le ple-
num avec le méme niveau en valeur absolue. La pression est ainsi transférée
d’une cavité vers la seconde & travers le tube d’injection ot la pression est nulle
au centre. La fréquence de ce mode calculée par le code est f = 19.3Hz. Un
écart de 13% apparait désormais avec la fréquence f; = 21.8 Hz calculée avec
I'Eq. (6.62) toujours du fait des ondes évanescentes. L’écart est plus important
car les deux changements de section entre le plenum et le tube d’injection, et
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TABLEAU 6.1 — Syntheése des fréquences déterminées analytiquement et par simula-
tion pour les trois configurations géométriques étudiées lorsque (3 — oo, T,, = 293K

et T, = 1400 K.

Configuration | Solution | fi=wi/27 | f=f3 (5—5)1/2 Fréquence
géométrique | numérique | Eq. (6.51) Eq. (6.62) théorique
(Hz) (Hz) (Hz) Eq. (6.59)
Vi =0.1V3 45.3 48.8 154 51.2
Vs =0.1\4 15.5 4.9 15.4 16.2
W=V 19.3 15.4 15.4 21.8

entre la chambre de combustion et le tube d’injection sont plus importants que
dans les cas précédents.

Les fréquences déterminées par les simulations, rappelées dans le Tableau. 6.1,
sont en accord avec les prévisions théoriques associées au mode de Helmholtz
de la plus petite des cavités entre le plenum et la chambre de combustion.
L’écart faible qui existe entre ces fréquences est lié a la vitesse radiale qui
apparait au niveau des changements de section dans les simulations numériques
et qui n’est pas prise en compte dans I’approche par réseaux d’éléments couplés.
Ces phénoménes multi-dimensionnels sont associés aux ondes évanescantes qui
apparaissent au niveau des changements de section (Pierce (1981)). Dans tous
les cas lexpression théorique Eq.(6.59) permet de capturer correctement la
fréquence du mode d’oscillation en volume.

Conclusion

Les interactions acoustiques basses fréquences entre la chambre de combus-
tion et le plenum d’un systéme couplé de trois cavités peuvent étre traitées
en examinant la valeur de I'indice de couplage acoustique =. Les modes basses
fréquences des différentes cavités peuvent étre analysés séparément lorsque ce
paramétre est petit. Des modes basses fréquences associés & des oscillations en
bloc ou modes de Helmholtz peuvent se développer dans ces systémes. Des ex-
pressions analytiques de la fréquence d’oscillation ont été déterminées lorsque
I'impédance de sortie du systéme est nulle, (3 = 0, et lorsqu’elle est élevée
C3 — 00.

Des simulations numériques et une analyse mathématique ont montré que le
mode de Helmholtz d’un systéme de deux volumes reliés par un petit injecteur
est piloté par le volume de la plus petite des cavités. Ce mode de résonance
correspond & la premiére fréquence propre du systéme couplé. Pour un plenum
ayant un grand volume par rapport au volume de la chambre de combustion, la
fréquence des oscillations en volume est uniquement déterminée par les dimen-
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sions de la chambre de combustion. Pour une chambre de combustion ayant
un grand volume par rapport au volume du plenum, la situation est inversée.
Le cas ou ces éléments sont dotés de volumes du méme ordre de grandeur a
également été examiné. Dans cette configuration, lorsque les volumes du ple-
num et de la chambre sont identiques, les simulations numériques ont mis en
évidence un niveau de pression identique dans les deux cavités, mais un signal
de pression en opposition de phase.

Cette analyse met en évidence la sensibilité des modes d’oscillation en volume a
basses fréquences aux conditions aux limites & ’entrée et & la sortie du systéme.
Les expressions analytiques déterminées dans cette étude peuvent servir a in-
terpréter les instabilités thermo-acoustiques basses fréquences dans les foyers
comprenant un plenum et une chambre de combustion couplés par des injec-
teurs. Elles sont utilisées dans la suite du manuscrit pour interpréter certains
phénomeénes a basse fréquence dans le foyer EDF.






Chapitre 7

Analyse acoustique du foyer
DIFAV

Les modes acoustiques a basses fréquences du brilleur DIFAV sont étudiés
dans ce chapitre. Dans la Sec. 7.1, les fréquences des deux premiers modes
du dispositif sont déterminées expérimentalement, sans combustion, pour deux
longueurs de chambre de combustion. La structure de ces modes est analysée
en déterminant le déphasage entre les signaux mesurés par deux microphones
situés dans la chambre et le plenum. Le facteur d’amortissement du systéme
« est caractérisé expérimentalement pour deux longueurs de la chambre de
combustion. La réponse modale du briileur DIFAV est modélisée a la Sec. 7.2
par un systéme a trois cavités couplées. Les paramétres qui pilotent 1’évolution
des fréquences propres lorsque la longueur de la chambre de combustion varie
sont identifiés. Une comparaison entre les résultats de simulations numériques
avec COMSOL Multiphysics et les mesures est conduite. Le modéle acoustique
est étendu en prenant en compte la température d’injection de 'air et des gaz
brilés.

7.1 Caractérisation expérimentale

Une analyse modale du banc DIFAV sans combustion est réalisée expérimenta-
lement. La configuration géométrique utilisée pour cette étude est représentée
a la Fig. 7.1. La plaque rigide qui ferme le plenum & gauche est remplacée par
un haut-parleur pour générer une excitation acoustique mono-fréquentielle de
faible amplitude. Le forcage acoustique & niveau constant couvre une gamme
de fréquence f allant de 0 Hz & 450 Hz. Les microphones placés a la base de la
chambre de combustion (Micro 1) et dans le plenum (Micro 2) enregistrent les
fluctuations de pression acoustique. Un écoulement d’air & T, = 293 K traverse
le systéme avec un débit fixé a 7, = 100 NL/min. Ces expériences sont me-
nées pour une chambre de combustion de longueur L = 0.83m et L = 1.13 m.
L’indice de couplage acoustique vaut dans ces conditions = ~ 0.04.
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FIGURE 7.1 — Schéma du braleur DIFAV pour la combustion (proportions non res-
pectées).

7.1.1 Modes propres basses fréquences

La figure Fig. 7.2 représente la réponse acoustique du banc DIFAV pour L =
0.83 m mesurée par les deux microphones en fonction de la fréquence d’excita-
tion f. La réponse dans la chambre de combustion (Mic 1) est caractérisée par
deux pics principaux aux fréquences f; = 104 Hz et f = 300 Hz. Le premier
pic n’est pas symétrique et s’étend vers les plus hautes fréquences. Trois pics
apparaissent dans la réponse du plenum enregistrée par Mic 2 aux fréquences
f = 104, 144 et 328 Hz. La fluctuation de pression dans le plenum et dans
la chambre est importante pour le premier mode fi. Les deux pics suivants
mesurés dans le plenum ne sont pas détectés dans la chambre de combustion.
L’évolution temporelle des pressions mesurées par ces deux microphones est
représentée a la Fig. 7.3 lorsque f; = 104Hz et fo = 144 Hz. La réponse des
deux microphones est en phase lorsque f; = 104 Hz. Le calcul de la fréquence
du mode de Helmholtz pouvant se développer dans ce foyer avec 'Eq. (6.52)
indique une fréquence f = 91 Hz, qui est plus faible que celle mesurée. On
montre dans la suite, que la structure de ce mode est de type quart d’onde.
Le pic mesuré a la fréquence f = 328 Hz est proche d’un harmonique du mode
quart d’onde (f = 103 Hz) de la chambre de combustion.

La réponse des microphones est en opposition de phase lorsque f = 144 Hz. La
structure de ce mode est donc de type trois quarts d’onde. Le microphone, Mic
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FIGURE 7.2 — Amplitude de la pression acoustique mesurée par les deux microphones,
Mic 1 et Mic 2, en fonction de la fréquence de forcage acoustique f pour une longueur
de chambre de combustion L = 0.83m.

1, se situe & proximité d’un noeud de pression pour ce mode, ce qui explique la
faible amplitude de la réponse mesurée dans la chambre. La structure particu-
liére de ce mode est analysée plus en détail dans la suite de ’étude.

La figure Fig. 7.4 représente la réponse acoustique du banc DIFAV pour une
longueur de chambre L = 1.13 m mesurée par les deux microphones en fonction
de la fréquence d’excitation f. La réponse dans la chambre de combustion est
caractérisée par deux pics principaux aux fréquences f; = 82 Hz et fo = 136 Hz.
Trois pics émergent pour la réponse du plenum aux fréquences f = 82, 136 et
330 Hz. La fluctuation de la pression dans le plenum et dans la chambre de
combustion est importante pour le premier mode & f = 82Hz. Les second et
troisiéme pics & f = 136 Hz et f = 330 Hz n’apparaissent pas dans la réponse de
la chambre. Les fréquences des deux premiers modes sont plus faibles lorsque
la longueur de la chambre L augmente. Cette diminution de la fréquence ne
s’observe pas sur le troisiéme mode car la résolution fréquentielle (10 Hz) des
mesures n’est pas suffisante pour le détecter.

La figure Fig. 7.5 représente I’évolution temporelle de la pression mesurée par
les deux microphones pour f; = 82Hz (Fig. 7.5(a)) et pour fo = 136Hz
(Fig. 7.5(b)). La réponse des deux microphones présente un léger déphasage
lorsque f1 = 82Hz. Ce léger déphasage indique que la fréquence d’excitation
f1 = 82Hz ne correspond pas exactement a la fréquence propre du systéme. Les
mesures sont réalisées tous les 2 Hz. La fréquence propre est donc comprise entre
80 Hz et 82 Hz. Le calcul avec 'Eq. (6.52) de la fréquence du mode de Helmholtz
pouvant se développer dans ce foyer indique une fréquence f = 79Hz. La fré-
quence du mode quart d’onde de la chambre de combustion est f = 76 Hz. On
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FIGURE 7.3 — Représentation de l’évolution temporelle de la pression acoustique
mesurée dans le plenum (Mic 2 : —) et dans la chambre de combustion (Mic 1 : o)
pour la fréquence f1 = 104Hz (Fig. 7.3(a)) et pour fo = 144Hz (Fig. 7.3(b)), avec
une chambre de combustion de longueur L = 0.83m.
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FIGURE 7.4 — Amplitude de la pression acoustique mesurée par les deux microphones,
Mic 1 et Mic 2, en fonction de la fréquence de forcage acoustique f pour une longueur
de chambre de combustion L = 1.13m.
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FIGURE 7.5 — Représentation de l’évolution temporelle de la pression acoustique
mesurée dans le plenum (Mic 2 : —) et dans la chambre de combustion (Mic 1 : ©)
pour la fréquence fr = 82Hz (Fig. 7.5(a)) et pour fo = 136 Hz (Fig. 7.5(b)), avec une
chambre de combustion de longueur L = 1.13 m.

montre dans la suite que ces fréquences sont confondues pour cette longueur
particuliére de la chambre de combustion. La fréquence mesurée correspond
au mode quart d’onde du foyer DIFAV identifié pour L = 0.83m et dont la
fréquence a chuté lorsque la taille de la chambre de combustion a augmenté
(L = 1.13m). La réponse des microphones est en opposition de phase lorsque
fo = 136 Hz et la fréquence a peu évolué par rapport aux mesures réalisées pour
L = 0.83m. Ce mode est de type trois quarts d’onde. Le microphone, Mic 1, se
situe & proximité du noeud de pression pour ce mode, ce qui explique la faible
amplitude de la réponse mesurée dans la chambre pour les modes 2 et 3.

7.1.2 Amortissement

L’amortissement acoustique d’un ensemble de cavités est liée a la vitesse de
I’écoulement dans ces cavités, a la température du gaz, a la nature des couches
limites, a la formation de structure tourbillonnaires (Howe (1998)) et au rayon-
nement acoustique aux limites du systéme (Rienstra and Hirschberg (2011)).
Dans notre étude, le débit d’air est fixé a 1, = 100 NL/min avec T, = 293 K.
On considére que le systéme se comporte comme un oscillateur harmonique
amorti du second ordre :

P+ 26wop+ wip =0 (7.1)

oll wy est la pulsation propre du systéme et le facteur d’amortissement £ est
défini par :

Q=5 (7.2)
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TABLEAU 7.1 — Largeur a mi-hauteur Af, facteur de qualité Q et tauz d’amortis-
sement o en fonction de la longueur de la chambre de combustion L, pour les deux
premiers modes.

L (m) 0.83 1.13
i (Hz) 104 82
Af (Hz) 18.2 11.8

er

1% Mode | 5.9 7.0
a1 (s7h) 57.2 37.1
f2  (Hz) 144 136
Af (Hz) 33.2 34.8

nd

2% Mode Q 4.3 3.9
as  (s71) 104.3 109.3

ou (@ est le facteur de qualité donné par :

o
= 7.3
@=3 f (7.3)
ot Af est la largeur a mi-hauteur du pic de résonance, & fo = wo/(27), lorsque
le carré de 'amplitude de la pression est tracé en fonction de la fréquence f.
La solution de 'Eq. (7.1) est de la forme p ~ A(t) exp (—&wot) ot a = Ewp
correspond & :

a=2néfo =nAf (7.4)
Le taux d’amortissement « est donc directement proportionnel & Af.

Le taux d’amortissement o (Eq. (7.4)) est déterminé pour les deux configura-
tions géométriques étudiées du foyer DIFAV et les deux premiers modes du
systéme a partir des réponses acoustiques représentées aux Figs. 7.2 et 7.4. Les
résultats des mesures sont synthétisés dans la Tab. 7.1. Le taux d’amortisse-
ment du premier mode o est obtenu en interpolant les mesures du microphone
Mic 1. Le taux aso est déterminé en interpolant les mesures du microphone
Mic 2. On constate que le taux d’amortissement dépend du mode de résonance
considéré (Tab. 7.1) et dans une moindre mesure de la géométrie du systéme.
Pour simplifier le probléme, on s’affranchit dans la suite de I’étude de cette der-
niére dépendance. Les taux d’amortissement sont fixés dans la suite de I’étude
a aq = 47s~! pour le premier mode et & ap = 107s~! pour le second mode.

7.2 Modéle acoustique

L’évolution de la structure et de la fréquence des modes basses fréquences du
brileur DIFAV est étudiée lorsque la longueur de la chambre de combustion
L varie. Cette étude permet d’identifier les paramétres qui pilotent la réponse
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FIGURE 7.6 — Représentation de la géométrie pour la modélisation acoustique du
systeme DIFAV.

acoustique du brtleur. Le modéle acoustique est ensuite utilisé pour déterminer
les modes propres du systéme lorsque l'air est préchauffé et la chambre de
combustion remplie de gaz briilés. Cette identification des modes & chaud est
nécessaire pour analyser la stabilité du systéme (Poinsot and Veynante (2005);
Noiray et al. (2007); Durox et al. (2009)). Le modéle acoustique bas-ordre a
trois cavités couplées décrit a la Sec. 6.2.1 est utilisé pour simuler la réponse du
brileur. Les solutions de I’équation det M = 0 sont obtenues numériquement
avec Matlab a partir de I’équation de dispersion Eq. (6.41).

7.2.1 Modéle géométrique

Le modéle géométrique idéalisé du banc DIFAV est représenté a la Fig. 7.6.
Il est composé de trois cavités dont les dimensions sont issues de la géomé-
trie réelle du foyer DIFAV (Fig. 7.1). La cavité (1) modélise le plenum de
longueur /1 = 200 x 1073 m, de diamétre D1 = 110 x 1072 m et de volume
Vi = 1.9 x 1073 m3. Le tube d’injection de 'air représenté a la Fig. 3.18 est
modélisé par la cavité (2) sur la Fig. 7.6 avec une longueur Iy = 55 x 1073 m et
un diamétre équivalent Dy = 26 x 1073 m. La cavité (3) modélise la chambre de
combustion de diamétre D3 = 140 x 1073 m et de longueur L. Les conditions
aux limites appliquées au modéle sont un ventre de pression (paroi rigide) a ’en-
trée du plenum et un noeud de pression & la sortie de la chambre de combustion
(¢s = 0). Le rayonnement acoustique a la sortie de la chambre de combustion
est traité avec une correction d’extrémité en augmentant la longueur L de 0.4D3
(Rienstra and Hirschberg (2011)).
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FIGURE 7.7 — FEvolution des deux premiéres fréquences propres du brileur DIFAV a
température ambiante, en fonction de la longueur de la chambre de combustion L. Les
courbes en noir représentent les solutions de l’équation de dispersion Eq. (6.41). Les
courbes en couleur représentent les solutions analytiques de modéles simplifiés.

7.2.2 Prévision des modes propres a froid

Les modes propres du systéme sont étudiés a froid sans combustion avec 17 =
To = T3 = 293K et ¢ = 343m-s~!. Le plenum et le tube d’injection sont
découplés car 'indice de couplage =1 = 0.06 est faible (Schuller et al. (2012)).
La chambre de combustion est également découplée du tube d’injection. L’indice
de couplage acoustique vaut dans ces éléments =3 = 0.04.

Analyse des fréquences propres

La figure Fig. 7.7 représente 1’évolution de la fréquence des deux premiers modes
calculés lorsque la longueur de la chambre de combustion L varie. Le premier
mode est représenté en trait plein noir et le second mode en pointillés noirs.
La fréquence du premier mode fic décroit lentement lorsque la longueur L
augmente. La fréquence du second mode est constante foc =~ 870Hz pour
L < 0.1m. Elle décroit ensuite fortement lorsque L augmente pour tendre vers
une asymptote a foo ~ 121 Hz lorsque L > 1m. La structure du champ de

pression de ces modes est représentée a la Fig. 7.8 lorsque L = 0, 0.5, 0.8 et
1.5m.

Nous analysons maintenant les paramétres géométriques qui pilotent les deux
premiéres fréquences propres du systéme lorsque L varie :

e Lorsque L < 0.1 m, le premier mode est le mode de Helmholtz du
plenum et du tube d’injection. La structure du champ de pression est
représentée a la Fig. 7.8(a) lorsque L = 0m. Sa fréquence f1¢ peut étre
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FIGURE 7.8 — Représentation de la structure de la pression acoustique adimension-
née des deux premiers modes du foyer DIFAV, pour quatre longueurs de chambre de
combustion L. La courbe en trait plein représente la structure du premier mode de
fréquence fic et la courbe en pointillés la structure du second mode de fréquence foc.
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déterminée par 'Eq. (6.52). Le second mode est de type trois quarts
d’onde comme le montre la Fig. 7.8(a). Le fort découplage acoustique
du plenum et du tube d’injection (£; = 0.04) implique que la fréquence
foc est pilotée par la fréquence du mode demi-onde du plenum f =
cu/2l; = 858 Hz. La fréquence fi¢o est donc pilotée par la géométrie du
plenum et du tube d’injection. La fréquence foc est uniquement pilotée
par la longueur /; du plenum.

Lorsque 0.1 m < L < 0.5 m, le premier mode est représenté a la
Fig. 7.8(b) pour L = 0.50m. Sa fréquence fic peut étre calculée avec
un bon accord (Fig. 7.7) avec l'expression Eq. (6.52). Le second mode
représenté a la Fig. 7.8(b) pour L = 0.50m est de type trois quarts
d’onde. Le fort découplage de la chambre de combustion (E3 = 0.04)
implique que la fréquence foc est pilotée par la fréquence du mode quart
d’onde de la chambre de combustion f = ¢,/4L. La fréquence fic du
premier mode dépend de toute la géométrie du banc DIFAV d’aprés
I'Eq. (6.52), alors que la fréquence du second mode dépend uniquement
de la longueur L de la chambre de combustion.

Lorsque 0.5 m < L < 1.0 m, la structure des modes représentée
a la Fig. 7.8(c) pour L = 0.80m est identique aux cas précédent. La
fréquence du premier mode fic peut étre calculée avec un bon accord
(Fig. 7.7) avec l'expression Eq. (6.52). La fréquence foc du second mode
ne peut pas étre déterminée par une relation simple. Ces fréquences
dépendent de la géométrie compléte du systéme.

Lorsque 1.0 m < L < 2.0 m , la fréquence fic du premier mode est
pilotée par la fréquence du mode quart d’onde de la chambre de combus-
tion. Cette fréquence peut également étre déterminée par 'Eq. (6.52).
La fréquence du second mode foo peut étre approximée par la solution
de 'Eq. (6.46) qui dépend uniquement des cavités (1) et (2). La fré-
quence fic du premier mode dépend peu de la longueur L, tandis que
la fréquence du second mode foo tend vers une asymptote indépendante
de la géométrie de la chambre de combustion.

Cette analyse montre que la structure du premier mode de ce systéme est de
type quart d’onde et que la structure du second mode est de type trois quarts
d’onde. La fréquence fic peut étre déterminée par 'Eq. (6.52) pour toutes les
longueurs L de chambre étudiées.

Comparaison avec ’expérience

L’évolution de la fréquence propre des deux premiers modes lorsque 0.5m <
L < 1.25m est représentée a la Fig. 7.9 en tenant compte de la correction
d’extrémité a la sortie de la chambre de combustion. Les courbes représentent
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FIGURE 7.9 — Fvolution des deux premiéres fréquences propres du braleur DIFAV
rempli d’air, a température ambiante, en fonction de la longueur L de la chambre de
combustion. Les courbes noires représentent les solutions de l’équation de dispersion
Eq. (6.41). Les symboles représentent les fréquences propres mesurées pour L = 0.83m
et L =1.13m.

les solutions de I'Eq. (6.41) et les symboles les fréquences propres déterminées
expérimentalement (Sec. 7.1.1). Les prévisions sont en bon accord avec les me-
sures. La structure des modes est représentée a la Fig. 7.10 pour une chambre de
longueur L = 0.83m et L = 1.13m. La structure du premier mode est de type
quart d’onde et la structure du second mode est de type trois quarts d’onde pour
ces deux longueurs de chambre de combustion. La position du microphone Mic
1 dans la chambre de combustion est représentée par des pointillés verticaux.
Le microphone Mic 2 se situe dans le plenum & ’abscisse 0. Les fluctuations
de pression enregistrées par ces microphones sont en phase avec une amplitude
importante pour le premier mode d’aprés la Fig. 7.10. Elles sont en opposition
de phase pour le second mode. Lorsque L = 0.83m (Fig. 7.10(a)), 'amplitude
du signal de pression enregistrée par le microphone Mic 1 est importante pour
le second mode. Lorsque L = 1.13m (Fig. 7.10(a)), cette amplitude est trés
faible lorsque le second mode est excité car le microphone Mic 1 se situe prés
d’un nceud de pression. Ces résultats sont en accord avec les réponses modales
des Figs. 7.3 et 7.5 mesurées sur le banc DIFAV.

7.2.3 Prévisions des modes propres a4 chaud sans flamme

Des calculs acoustiques avec la chambre de combustion remplie de gaz chauds
sont maintenant menés afin d’examiner les modes qui peuvent étre excités lors
d’instabilités de combustion. La température des gaz du modéle acoustique est
prise égale a T, = T1 = 15 = 443 K dans le plenum et le tube d’injection et elle
est fixée & T, = T3 = 1600 K pour les gaz briilés dans la chambre de combustion.
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FIGURE 7.10 — Représentation de la structure de la pression acoustique adimension-
née des deux premiers modes du foyer DIFAV, rempli d’air & température ambiante
pour (a) L =0.83m et (b) L =1.13m.

Les deux premiéres fréquences propres calculées lorsque L varie sont représen-
tées par des lignes en rouge a la Fig. 7.11. Les courbes noires représentent
les fréquences propres calculées a froid. L’augmentation de la température en-
gendre une augmentation de la fréquence des deux premiers modes. Lorsque L =
0.83m, la premiére fréquence propre fic = 78 Hz a froid devient fig = 135Hz
a chaud. Lorsque L = 1.13m, la premiére fréquence propre fic = 63Hz a froid
devient fig = 125 Hz a chaud. Les structures des deux premiers modes a basse
fréquence sont représentées a la Fig. 7.12 lorsque L = 0.83m et L = 1.13m.
Ces structures semblables & celles des modes & froid sont légérement décalées.

Conclusion

Une étude expérimentale des modes propres acoustiques du foyer DIFAV a
été menée & froid, sans combustion, pour deux longueurs L de la chambre de
combustion. L’étude des signaux mesurés par deux microphones placés dans
le plenum et dans la chambre de combustion a permis de déterminer les deux
premiéres fréquences propres du systéme et la structure de ces modes. La struc-
ture du premier mode s’apparente a un mode de type quart d’onde et le second
4 un mode de type trois quarts d’onde. En considérant le systéme comme un
oscillateur harmonique amorti, le taux d’amortissement « a été déterminé expé-
rimentalement pour ces deux modes acoustiques lorsque L = 0.83 et 1.13m. Ce
taux d’amortissement dépend du mode considéré et dans une moindre mesure
de la géométrie du systéme. Des valeurs moyennes ne tenant pas compte de la
géométrie du systéme sont choisies. Il vaut oy =~ 47s~! pour le premier mode
et as &~ 107s~ ! pour le second mode.
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FIGURE 7.11 — FEvolution des deux premiéres fréquences propres du brileur DIFAV
en fonction de la longueur L de la chambre de combustion. Les courbes en noir sont les
solutions de l’équation de dispersion Eq. (6.41) pour Ty = Ty = T3 = 293 K. Les courbes
en rouge sont les solutions de I’Eq. (6.41) lorsque Ty = Ty = 443K et T5 = 1600 K. Les
symboles représentent les fréquences propres mesurées pour L = 0.83m et L = 1.13m,
avec de l'air a température ambiante.
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FIGURE 7.12 — Représentation de la structure de la pression acoustique adimension-
née des deux premiers modes du foyer DIFAV lorsque (a) L =0.83m et (b) L =1.13 m.
Les courbes noires sont obtenues pour Ty = Ty = T = 293 K et les courbes rouges pour
Ty, =T, = 463K et T5 = 1600 K.
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La réponse modale du brileur DIFAV a été modélisée par un systéme de trois
cavités couplées, dans lequel la chambre de combustion est fortement décou-
plée du reste du systéme. Cette modélisation a permis d’étudier 1’évolution de
la fréquence et la structure des deux premiers modes lorsque la longueur L
de la chambre de combustion varie. Les principales grandeurs qui pilotent les
fréquences propres ont été identifiées. Les résultats de ces calculs sont en bon
accord avec les mesures.

Le modéle a été étendu aux conditions de fonctionnement en température du
foyer DIFAV lorsqu’il y a combustion. L’étude des fréquences propres met en
évidence une augmentation de ces fréquences lorsque la température du foyer
augmente. Pour les longueurs de chambre de combustion considérées dans les
expériences, la structure du premier mode est de type quart d’onde et la struc-
ture du second mode est de type trois quarts d’onde. Ces éléments sont utilisés
dans le chapitre 11 pour 'analyse de stabilité thermo-acoustique du foyer DI-
FAV.



Chapitre 8

Acoustique du foyer EDF

Les centrales thermiques EDF sont sensibles aux instabilités de combustion
basses fréquences. Des mesures menées par Lottiaux and Lafon (2011); Teil
(2011) sur la tranche 3 de Cordemais ont permis de détecter des vibrations de
grande amplitude associées & une fréquence de 3 Hz. L’objectif de ce chapitre est
de réaliser une analyse acoustique des modes basses fréquences de la chaudiére
de Cordemais dans les conditions opératoires et de déterminer leurs sensibili-
tés a la géométrie de l'installation et aux conditions limites acoustiques. Les
modes acoustiques sont déterminés avec COMSOL Multiphysics sur une géo-
métrie simplifiée 2D. L’analyse est limitée aux cinq premiers modes de l'instal-
lation dans la gamme des basses fréquences. Dans la Sec. 8.1, la géométrie de la
chaudiére et les différentes configurations étudiées sont décrites. Les fréquences
et la structure des premiers modes apparaissant & basse fréquence sont déter-
minées pour la configuration de référence dans la Sec. 8.2. Une analyse de la
structure de ces modes permet d’identifier la nature des modes et de déterminer
leurs fréquences propres par des relations simplifiées. Une analyse de sensibilité
de ces modes est ensuite conduite dans la Sec. 8.3 en fonction des conditions
aux limites au niveau de la sortie de la chaudiére. L’impact d’éléments comme
les OFA (Overfire Air) ou la longueur d’ouverture des viroles [, est également
analysé.

8.1 Modéle numérique de la chaudiére

Des vues isométriques de la chaudiére EDF et d’un brtleur sont représentées
a la Fig. 8.1. La chaudiére de profondeur uniforme L = 21.25m se compose de
deux plenums reliés a la chambre de combustion par 24 braleurs GRC (Fig. 2.1)
représentés par des disques rouges a la Fig. 8.1(a). Les deux plenums corres-
pondent aux gaines d’air qui alimentent les brileurs avec de 'air préchauffé
a T, = 611K (Tableau 2.1). La chambre de combustion a une température
moyenne estimée a T, = 1500 K. Les gaz briilés sortent de la chaudiére a travers
un échangeur & tubes d’eau de largeur [, = 3.29m. Les cendres sont récupé-
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FIGURE 8.1 — Représentation en vue isométrique de (a) la chaudiére EDF et (b)
d’un schéma brileur GRC.

rées au niveau du cendrier de 0.35m de largeur situé en bas de la chaudiére.
Les brileurs ont un diamétre d, = 1.22m et une longueur [, indiqués a la
Fig. 8.1(b). Cette longueur dépend de l'ouverture I, d’une virole mobile. La
virole se situe en amont de chaque briileur et permet d’équilibrer le débit d’air
entre les deux circuit d’air en occultant la grille d’arrivée d’air sur une longueur
l, comprise entre 0 < [, < 0.4m. La longueur effective du briileur est I, = lo—L,.

L’étude acoustique est conduite sur une chaudiére générique représentée a la
Fig. 8.2 reprenant les principales dimensions de la chaudiére EDF (Fig. 8.1(a))
mais avec deux brileurs génériques. Ces briileurs possédent des dimensions
équivalentes aux 12 briileurs installés sur chaque face de la centrale avec une
section totale Sy = L X hy = 14.04m? ou hy = 0.66 m est la hauteur du bri-
leur générique selon I'axe verticale z. L’axe des briileurs génériques est situé au
niveau de l'axe des briileurs du deuxiéme étage de la centrale réelle, & une hau-
teur de 9.2m par rapport au bas de la chaudiére. La géométrie de la chaudiére
générique étant indépendante de la profondeur selon I'axe y, 'analyse détaillée
de la réponse acoustique du foyer est menée sur une coupe transverse selon le
plan zz de la Fig. 8.2. Le schéma de la coupe du systéme selon le plan zz est re-
présenté a la Fig. 8.3. La condition limite acoustique au niveau du récupérateur
de cendre est considérée ouverte a I’atmosphére. Il s’agit donc, du point de vue
acoustique, d’un noeud de pression (condition dite « ouverte »). La section de
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FIGURE 8.2 — Schéma de la chaudiere FIGURE 8.3 — Géométrie et principales
générique. dimensions du domaine de calculs.

passage du cendrier est cependant trés petite par rapport a la taille du systéme.
Elle a donc trés peu d’influence sur les modes basses fréquences de 'installation.
La chaudiére débouche également a son sommet sur un échangeur de chaleur.
La section de sortie a une largeur [, = 3.29 m assez importante par rapport a
la largeur /. = 13.86 m de la chaudiére. La réponse acoustique de cette section
de sortie est donc plus difficile & déterminer. Des simulations ont été réalisées
pour deux cas extrémes permettant de mettre en évidence I'influence de cette
condition sur les principaux modes basses fréquences de 'installation. Elles sont
désignées dans la suite par « ouverte » (nceud de pression) lorsqu’une condi-
tion sur la pression est imposée dans cette section ou par « fermée » lorsqu’une
condition sur la vitesse acoustique est imposée (nceud de vitesse).

Certaines centrales possédent des OFA (Overfire Air) qui sont installés dans la
partie supérieure de la chaudiére entre les gaines d’air et la chambre de combus-
tion (Teil (2011)). Ces OFA sont également représentés a la Fig. 8.3. Les OFA
permettent d’apporter des gaz frais et de réaliser une combustion étagée de
type RQL « rich-burn/quick-quench/lean-burn » (Lefebvre and Ballal (2010))
et ainsi de diminuer la production de NOx. Deux OFA génériques représentés
a la Fig. 8.3 de hauteur hpra = 0.19m et de longueur lppq = 0.37m sont
situés selon I'axe y sur toute la profondeur L de la chambre selon le méme prin-
cipe que les briileurs génériques. Ces OFA génériques possédent des dimensions
équivalentes aux quatre OFA de section Agpa = 4m? installés sur chaque face
de la centrale. L’axe des OFA génériques est situé dans ces simulations & une
hauteur Hopa = 17.11m par rapport au bas de la chaudiére comme indiqué
sur la Fig. 8.3. Des simulations ont été réalisées sans et avec les OFA. Toutes
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TABLEAU 8.1 — Parameétres des différentes configurations de calcul. Une condition
« ouverte » indique qu’on a imposé une pression acoustique nulle. Une condition « fer-
mée » indique qu’on a imposé une vitesse acoustique nulle.

Configuration A B C D E
Echangeur fermée | fermée | ouvert | ouvert | fermée
Récupérateur | ouvert | ouvert | ouvert | ouvert | ouvert
l, (m) 0.4 0.2 0.4 0.2 0.4
OFA non non non non oui

les configurations étudiées par la suite sont résumées dans le Tableau 8.1.

Le maillage du domaine de calcul 2D est non structuré et comprend environ
23700 éléments triangulaires avec une taille maximale de maille de 0.299 m.
Celui-ci a été raffiné proche des changements de section et notamment au niveau
des britleurs. Le maillage a trés peu d’influence sur les résultats des différentes
simulations conduites. Seuls les résultats obtenus sur le maillage le plus raffiné
sont présentés dans ce document.

8.2 Analyse des modes a basse fréquence de la chau-
diére

L’analyse des modes basses fréquences qui se développent dans la chaudiére est
réalisée en considérant la configuration A qui sert de référence (Tableau 8.1).
Les cing premiers modes basses fréquences qui se développent dans la coupe
de la chaudiére (Fig. 8.3) sont analysés ci-desssous. Leurs fréquences et leurs
structures sont indiquées dans le Tableau 8.2. Les modes basses fréquences qui
peuvent se développer selon I'axe y de la chaudiére générique (Fig. 8.3) sont
ensuite déterminés analytiquement.

TABLEAU 8.2 — Synthése des fréquences et du type de mode observé dans les simula-
tions de la configuration A.

N° du mode Type de mode Fréquence en Hz
1 Helmholtz 3.82
2 Plenum/Plenum 5.28
3 Plenum/Chambre 6.08
4 Plenum 12.93
5 Chambre 17.04
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FIGURE 8.4 — Représentation du champ de pression acoustique du mode 1 associé au
mode de Helmholtz de fréquence f{° = 3.82Hz (configuration A : condition limite de
type fermé au niveau de l’échangeur).

Mode 1

La figure Fig. 8.4 représente le champ de pression acoustique adimensionné par
la pression maximale atteinte dans la chaudiére pour le premier mode a une
fréquence f{° = 3.82 Hz. Ce mode met en évidence un mouvement d’ensemble
de 'air dans les plenums et la chambre de combustion ot la fluctuation de pres-
sion est faible. La figure Fig. 8.5(b) représente ’amplitude adimensionnée de la
pression tracée selon l’abscisse représentée sur la Fig. 8.5(a). Cette évolution de
la pression acoustique est caractéristique d’un mode de Helmholtz des plenums
a travers les briileurs. Le changement de section important au niveau du récu-
pérateur de cendre engendre du point de vue acoustique une impédance élevée.
Cette configuration géométrique est similaire & celle étudiée dans la Sec. 6.4 o
le mode de Helmholtz d’un systéme a trois cavités est associé a la plus petite des
cavités. Il s’agit ici des deux plenums. La fréquence f,tfé = 3.04 Hz de ce mode est
déterminée analytiquement a 'aide de I'Eq. (6.59) ou Vi = 1.549 x 10% m3 est
le volume des deux plenums, V3 = 7.559 x 103 m? est le volume de la chambre
de combustion, Sy = 2S5, = 28.08m? et Iy = [, = 1.91 m. La fréquence fﬁg est
proche de celle issue de la simulation f{°. Ce type de mode génére de trés fortes
variations de la pression & basse fréquence dans les plenums avec des amplitudes
élevées. La fréquence de ce mode est donnée par 'Eq. (6.59) :

1/2
th Cy 251) V1
- 14+ — Nl
The o <V1lb < + V3>) (8.1)

Cette expression indique que ce mode peut étre modifié en changeant le volume
des plenums ou celui de la chambre de combustion.
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cisse x d’analyse de la pres- I'onde de pression du mode 1 de fréquence f7° = 3.82 Hz
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FIGURE 8.5 — Représentation de ['onde de pression du mode 1 de type Helmholtz
associée a la fréquence f£° (configuration A : CL échangeur type fermée).

Mode 2

Le champ de pression du second mode de fréquence f5° = 5.28 Hz est représenté
a la Fig. 8.6. La pression acoustique est nulle dans la chambre alors qu’elle est
maximale dans I'un des plenums et minimale dans 'autre. Il s’agit donc d'un
mode couplé entre les plenums et la chambre. L’amplitude adimensionnée de
la pression est tracée a la Fig. 8.7(b) selon I'abscisse curviligne représenté a la
Fig. 8.7(a) de longueur L,, ~ 47m. Sa structure est associée a un mode de
type demi-onde établi entre les deux plenums avec une fréquence donnée par :

co th Cpp
2 R fpp = (8.2)
pp 2Lpp

ou la vitesse du son ¢, le long du chemin indiqué a la Fig. 8.7(a) est donnée
par :

le le

Cpp = |1 — c c 8.3
o < Lpp) U+Lppb (83)
oll ¢, = 495m - s~ ! est la vitesse du son dans les gaz frais a la température T,
et ¢, = 776 m - s~ ! est la vitesse du son dans les gaz briilés. On obtient alors une
vitesse du son ¢y, = 578 m - s~ et une fréquence théorique f;ﬁ = 6.15 Hz proche
de la fréquence f5° obtenue par simulation. Le calcul de la fréquence théorique
;2’,} correspond & une approximation unidimensionnelle de la situation qui ne
prend pas en compte les sauts de sections du systéme. Ceci explique ’écart

observé avec la solution issue de COMSOL Multiphysics.
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FIGURE 8.6 — Représentation du champ de pression acoustique du mode 2 associé
au mode plenum/plenum de fréquence f$° = 5.28 Hz (configuration A : CL échangeur

type fermé).

1

0 47.26 m
] T

: : 0.5 :

| : .

: : :

S8 ]

| | = ]

| 1 \UD/ 1

: : S :

| |

Ll Le=ar2em || | 05 g ;

e e e e e e - - - 1 1

7 T 1 1

. ; ; L ; OB ; .
L L 0 5 10 15 20 25 30 35 40 45
s(m)

(a) Représentation de I'abs- (b) Représentation de lamplitude adimensionnée de
cisse curviligne s d’analyse I’onde de pression du mode 2 de fréquence f5° = 5.28 Hz
de la pression pour le mode le long de 'abscise curviligne s. Les droites (— - —) re-
plenum/plenum. présentent la position de la sortie des briileurs.

FIGURE 8.7 — Représentation de l’onde de pression du mode 2 de type plenum/plenum
associée a la fréquence f5° (configuration A : CL échangeur type fermé).
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FIGURE 8.8 — Représentation du champ de pression acoustique du mode 8 associé
au mode plenum/chambre de fréquence f§° = 6.08 Hz (configuration A : CL échangeur

type fermé).

Mode 3

La figure Fig. 8.8 représente le champ de pression du mode 3 caractérisé par une
fréquence f5° = 6.08 Hz dans la simulation. La pression acoustique est minimale
dans les plenums et maximale au niveau de la sortie haute de la chaudiére.
L’amplitude adimensionnée de la pression est tracée sur la Fig. 8.9(b) suivant
I'abscisse curviligne représentée sur la Fig. 8.9(a) de longueur Ly, = 39.03 m. Il
s’agit donc d’'un mode de type demi-onde établi entre le plenum et la chambre
de combustion dont la fréquence est donnée par :

co th Cpc
3 pc 2 ch ( )

ol ¢pe = 650m - s~ est la vitesse moyenne du son le long de I'abscisse cur-
viligne représenté sur la Fig. 8.9(a). On obtient alors une fréquence théorique
55} = 8.33Hz proche de la fréquence f5° obtenue par simulation. L’écart de
fréquence a la méme origine que pour le mode 2.

Les modes 1, 2 et 3 sont des modes basses fréquences qui dépendent fortement
de la géométrie et des conditions limites au niveau des plenums, des briileurs
et de la chambre de combustion. Examinons désormais les deux modes suivants
qui correspondent & des modes de cavités simples.

Mode 4

Le champ de pression du quatriéme mode, qui a pour fréquence f{° = 12.93 Hz,
est représenté sur la Fig. 8.10. La pression acoustique dans la chambre est dans
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(b) Représentation de lamplitude adimensionnée de
I'onde de pression du mode 3 & f§° = 6.08 Hz le long
de l'abscisse curviligne s. La droite (— - —) représente la
position de la sortie du brileur.

FIGURE 8.9 — Représentation de l'onde de pression du mode 3 de type ple-
num/chambre associée a la fréquence fp. (configuration A : CL échangeur type fermé).
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FIGURE 8.10 — Représentation du champ de pression acoustique du mode 4 associé
au mode longitudinal des plenums de fréquence f° = 12.93Hz (configuration A : CL

échangeur type fermé).
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FIGURE 8.11 — Représentation du champ de pression acoustique du mode 5 associé
au mode longitudinal de la chambre de fréquence f§° = 17.04Hz (configuration A : CL
échangeur type fermé).

ce cas trés faible alors qu’elle passe d’un maximum & un minimum suivant
la hauteur des plenums. Il s’agit donc du premier mode de chaque plenum
isolé. Sa structure correspond & un mode demi-onde s’établissant entre les deux
extrémités des plenums dont la fréquence est donnée par :

Cuy,

co ~, fth __
4 pr _2Hp

(8.5)

oll ¢, = 495m -s~! est la vitesse du son dans les gaz frais du plenum a la
température T, = 611K et H, = 19.4m la hauteur du plenum. On obtient
alors une fréquence théorique f;h = 12.8Hz en accord avec la fréquence ff°
obtenue par simulation.

Mode 5

La figure Fig. 8.11 représente le champ de pression du mode 5 caractérisé par
une fréquence f$° = 17.04Hz dans la simulation. La pression acoustique est
faible dans les plenums et passe d’un maximum & un minimum suivant la direc-
tion verticale de la chambre. Comme indiqué dans la Sec. 8.1, nous remarquons
que la condition limite au niveau du récupérateur de cendres en bas de la chau-
diére a trés peu d’influence et peut se modéliser comme une condition limite
acoustique de type fermée quelques métres plus haut. La structure de ce mode
correspond & un mode demi-onde de la chambre dont la fréquence est donnée
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par :

co ~, fth __ Cb
5NfC _2

i (8.6)

oll ¢ = 776m -s~! est la vitesse du son dans les gaz briilés de la chambre de
combustion & la température T, = 1500 K et H, = 24 m est la longueur effective
de la chambre pour obtenir un canal de type « fermé/fermé ». On obtient alors
une fréquence théorique f* = 16.17 Hz proche de la fréquence f<° issue de la
simulation.

Modes transverses

Des modes basses fréquences peuvent également se développer selon l'axe y de
la chaudiere (Fig. 8.3). Ces modes sont de type demi-onde. La fréquence du
premier de ces modes dans le plenum est donnée par :

Cy
T (8.7)

oll ¢, = 495m-s~! est la vitesse du son dans les gaz frais. On obtient alors
une fréquence théorique f;;f} = 11.6 Hz. Le premier mode demi-onde dans la
chambre de combustion a une fréquence :

Cb
fid =57 (8:8)

oll ¢ = 776m -5~ ! est la vitesse du son dans les gaz briilés. On obtient alors
une fréquence fi' = 18.3 Hz. Ces modes générent une fluctuation de pression
acoustique qui n’est pas en phase sur toute la longueur L des injecteurs géné-
riques. Les instabilités thermo-acoustiques qui pourraient se développer seront
donc moins importantes que lorsque la fluctuation de la pression acoustique est

en phase sur toute la longueur L des injecteurs.

Synthése

Nous avons mis en évidence dans cette section la structure des cing premiers
modes basses fréquences qui se développent dans le plan xz de la chaudiére
générique. Pour chacun des modes un modéle simplifié pilotant sa fréquence et
sa structure a été proposé. Une synthése est présentée dans le tableau 8.3. 11
est peu probable que le mode 4 de type plenum soit excité par un couplage
thermo-acoustique puisque la flamme n’est pas située dans une zone avec des
fluctuations importantes de la vitesse acoustique pour ce mode.

Dans le systéme plenums/chambre, des modes de type demi-onde se déve-
loppent selon I'axe transverse y. Sa fréquence est comprise entre les fréquences
des modes 3 et 4 lorsqu’il est associé au plenum. Sa fréquence est supérieur au
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mode 5 lorsqu’il est associé & la chambre.

Nous privilégions dans la suite de ’étude les modes les plus dangereux lorsque
Iinjecteur générique répond en phase sur toute sa longueur L. C’est pour cette
raison que la suite de I’étude acoustique de la chaudiére est menée dans le plan
xz de la chaudiére (Fig. 8.3).

TABLEAU 8.3 — Synthése des fréquences et du type de mode observé dans les simula-

tions et obtenus théoriqguement pour la configuration A.

Fréquence issue | Fréquence
N° du mode Type de mode de la simulation | théorique
o (Hz) | gt (Hy)
1 Helmholtz 3.82 3.04
2 Plenum/Plenum 5.28 6.15
3 Plenum/Chambre 6.08 8.33
4 Plenum 12.93 12.80
5 Chambre 17.04 16.17

8.3 Influence des conditions aux limites et de la géo-
métrie

Etudions désormais 'influence des changements de la géométrie et des condi-
tions limites sur la structure des modes et sur leurs fréquences.

8.3.1 Influence des OFA (Overfire Air)

I1 est intéressant d’analyser I'influence des OFA qui équipent certaines centrales
thermiques sur la structure et la fréquence des modes acoustiques. La configu-
ration géométrique est représentée a la Fig. 8.3. Les simulations mettent en
évidence cinq modes basses fréquences dont les fréquences et les structures sont
résumées dans le Tableau 8.4. Notons que les structures des modes sont iden-
tiques a celles obtenues précédemment dans la Sec. 8.2, avec la méme hiérarchie.

TABLEAU 8.4 — Synthése des fréquences et du type de mode observés dans les simu-
lations de la configuration E.

N° du mode Type de mode Fréquence [ (Hz)
1 Helmholtz 3.96
2 Plenum/Plenum 8.84
3 Plenum/Chambre 10.02
4 Plenum 13.21
) Chambre 17.04
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FIGURE 8.12 — Représentation de ['onde de pression des modes de type ple-
num/chambre pour la configuration A (CL échangeur fermé) et pour la configuration
C (CL échangeur ouvert).

On constate que les fréquences liées au modes plenum et au mode chambre ne
sont que trés peu influencées par les OFA. La fréquence du mode de Helmholtz
est légérement plus élevée lorsque les OFA sont présents, puisque la section
entre les plenums et la chambre de combustion augmente d’environ 14% avec
les OFA. En appliquant la relation Eq. (6.59) avec A = 18.04m?, on obtient
une fréquence ffl’; ~ 3.23 Hz qui est plus élevée que la fréquence obtenue sans
OFA dans la Sec. 8.2. Les fréquences des modes couplés 2 et 3 augmentent d’en-
viron 40% si on tient compte de ces nouveaux éléments. Cette augmentation
s’explique par un couplage plus important entre les cavités. Dans la suite de
I’étude nous ne tiendrons pas compte des OFA, afin de simplifier les raisonne-
ments sur la nature des modes observés.

8.3.2 Influence de la condition limite au niveau de I’échangeur

Analysons 'influence de la réponse acoustique de la sortie de la chaudiére sur
les modes acoustiques. Les simulations sont réalisées dans la configuration C
(Tableau 8.1) ou la condition & la limite au niveau de I’échangeur est de type
«ouvert » (p' = 0). Les simulations avec une condition limite de type « fermé »
ont été présentées a la Sec. 8.2. Le Tableau 8.5 résume ’ensemble des fréquences
et des modes obtenus pour la configuration C. Les cing premiers modes observés
sont de méme nature que pour la configuration A (Sec. 8.2) mais leur hiérarchie
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TABLEAU 8.5 — Synthése des fréquences et du type de mode observés dans les simu-
lations pour la configuration C.

N° du mode Type de mode Fréquence f° (Hz)
1 Plenum/Chambre 4.83
2 Plenum/Plenum 5.28
3 Helmholtz 8.17
4 Plenum 13.12
5 Chambre 19.69

est modifiée. Le premier mode observé ne correspond plus au mode de Helm-
holtz mais au mode plenum/chambre. La structure de ce mode est représentée
a la Fig. 8.12(b) selon P'abscisse curviligne s définie a la Fig. 8.12(a). Il s’agit
d’un mode quart d’onde établi entre le fond du plenum et le haut de la chambre
de combustion avec une fréquence f;? =4.16Hz :

co , fth _ Cpc
fl ~ pc 4ch (89)

ol ¢pe = 650m - s~ est la vitesse du son moyennée le long de I’abscisse cur-
viligne représenté a la Fig. 8.9(a) de longueur L, = 39.03m. Le mode ple-
num/chambre dépend donc fortement de la condition limite imposée au ni-
veau de l’échangeur puisqu’elle modifie la structure du mode. Le mode ple-
num/plenum observé dans la configuration C est le méme que celui identifié
pour la configuration A. La pression dans le foyer est trés faible pour ce mode
et n’est pas influencée par la modification de la condition limite.

Le mode 3, dont le champ de pression acoustique adimensionné est présenté a
la Fig. 8.13, a une fréquence f§° = 8.17 Hz. On remarque que la pression reste
uniforme au cceur de la chambre de combustion. Ce mode met en évidence
un mouvement d’ensemble du volume d’air dans la chambre par rapport aux
brileurs et au convergent supérieur. Ce mode correspond a une oscillation en
volume (mode de Helmholtz) de la chambre & travers 1’échangeur et les bri-
leurs. La fréquence de ce mode peut étre calculée a partir de 'Eq. (6.51). Le
convergent en amont de I’échangeur, représenté a la Fig. 8.14, est modélisé par
une cavité de largeur [, = 3.29m et de hauteur équivalente h, (Schuller et al.
(2003); Rienstra and Hirschberg (2011)) :

Zmax l
he = / —-dz 8.10

‘ 0 I(z) ( )
ot [(z) est la largeur du convergent a I'abscisse z. On trouve h, = 2.73 m pour
une largeur de chambre [, = 13.86 m. Dans I'Eq. (6.51), le volume V = 6448 m?
correspond au volume de la chambre diminué du volume du convergent et la
section A = [, x L+2S, vaut A = 98.1m?. La fréquence théorique f,tl'; = 9.22 Hz
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FIGURE 8.13 — Représentation du champ de pression acoustique du mode 3 associé
au mode de Helmholtz de fréquence f};’; (configuration C' : CL échangeur type ouvert).

est en accord avec la fréquence f$° = 8.17 Hz issue de la simulation. Ce mode
est donc piloté par la section des briileurs et par la géométrie de la chambre.

Le mode 4 de fréquence f{° = 13.12Hz est associé¢ au mode longitudinal du
plenum comme pour la configuration A. Ce mode n’est donc pas influencé par
la modification de la condition limite au niveau de I’échangeur.

Le mode 5, dont le champ de pression acoustique adimensionné est représenté
a la Fig. 8.15, a une fréquence f5° = 19.69 Hz. Ce mode est associé au premier
mode longitudinal de la chambre comme pour la configuration A. Ce mode est
donc fortement influencé par la condition limite au niveau de I’échangeur.

La condition limite acoustique imposée & la sortie de la chaudiére, au niveau
de I’échangeur, a donc une forte influence sur la distribution et la structure
des modes de la chaudiére. Elle modifie la nature et la fréquence du mode
plenum/chambre et du mode de Helmholtz identifiés dans la configuration A.
En revanche, la structure du mode plenum/plenum est insensible & la condition
limite supérieure de la chambre. L’impédance acoustique de ’échangeur a donc
une forte influence sur le type de modes basses fréquences présents dans la
chaudiére.
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FIGURE 8.15 — Représentation du champ de pression acoustique du mode 5 associé
au mode chambre (configuration C : CL échangeur type ouvert).
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8.3.3 Influence de I’ouverture de la virole

L’influence de I'ouverture des viroles sur les modes propres est étudiée pour les
deux conditions limites au niveau de I’échangeur. La longueur d’ouverture de
la virole est prise égale a [, = 0.4m ou 0.2 m. Ces valeurs correspondent a 1’ou-
verture maximale et minimale de la virole. L’ouverture de la virole ne modifie
pas la distribution des modes comme le montre les Tableaux. 8.6 et 8.7. Les
fréquences des modes diminuent lorsque [, diminue. Les fréquences des modes
plenum et chambre varient de moins de 10% pour les deux ouvertures de virole.

L’ouverture de la virole est donc un parameétre dont I'influence sur la distri-
bution modale de la chaudiére reste modérée, sauf si les viroles sont fermées.
La virole permet cependant de modifier la taille de la lamme et reste donc un
paramétre important dans les situations avec combustion. Pour la suite de cette
étude nous considérerons que les viroles sont complétement ouvertes [,, = 0.4 m.

TABLEAU 8.6 — Synthése des fréquences et du type de mode obtenus dans les confi-
gurations A et B.

Fréquence en Hz

N° du mode Type de mode Config A : || Config B :
l,=04m || [, =0.2m

1 Helmholtz 3.82 3.76

2 Plenum/Plenum 5.28 4.97

3 Plenum/Chambre 6.08 5.80

4 Plenum 12.93 11.70

5 Chambre 17.04 16.92

TABLEAU 8.7 — Synthese des fréquences et du type de mode obtenus dans les confi-
gurations C et D.

Fréquence en Hz
N° du mode Type de mode Config C : || Config D :
l,=04m || [, =0.2m

1 Plenum/Chambre 4.83 4.61

2 Plenum/Plenum 5.28 4.97

3 Helmholtz 8.17 8.03

4 Plenum 13.12 11.89

5) Chambre 19.69 19.59

Conclusion

A partir de simulations numériques avec COMSOL Multiphysics les modes
acoustiques basses fréquences de la chaudiére EDF ont été déterminés sur une
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géométrie 2D simplifiée d’une chaudiére générique, en tenant compte de la tem-
pérature des gaz frais et des gaz briilées. La géométrie 2D utilisée est une coupe
transverse de la géométrie 3D avec des ouvertures équivalentes pour les sections
de passage des briileurs ou des OFA. Les fréquences des modes demi-ondes qui
se développent selon la profondeur de I'installation selon ’axe y ont été calcu-
lées. Ces modes n’ont pas été analysés en détail dans cette étude, car ils sont
moins dangereux pour la chaudiére que les modes qui se développent dans le
plan xz de la chaudiére.

La structure des modes basses fréquences qui se développent dans la coupe de la
chaudiére selon le plan xz a fait I'objet d’une analyse détaillée avec des condi-
tions limites particuliéres. Lorsque la condition & la limite au niveau de ’échan-
geur correspond a un noeud de pression, les trois premiers modes observés dans
les simulations sont de type Helmholtz, plenum/plenum et plenum/chambre
avec des fréquences respectives de 3.82 Hz, 5.28 Hz et 6.08 Hz. Ces modes sont
couplés entre les plenums et la chambre et peuvent donc étre excités par la
combustion.

Dans un second temps, 'influence de la géométrie et de la condition limite au
niveau de I’échangeur a permis de mettre en évidence la sensibilité des trois pre-
miers modes & 'impédance acoustique de 1’échangeur. Nous avons également
montré que la structure des modes acoustiques est relativement peu influencée
par la longueur d’ouverture des viroles et par la présence des OFA. L’ouverture
de la virole reste cependant un paramétre qu’il faut considérer car elle déter-
mine la taille de la flamme. La longueur de la flamme est une donnée importante
pour les analyses de stabilités thermo-acoustiques. Cette étude acoustique met
en exergue que les modes a basse fréquence inférieurs a 10 Hz dépendent princi-
palement de la taille du plenum, de la chambre de combustion et de la condition
acoustique au niveau de ’échangeur thermique. La suite de I’étude traitée dans
la troisiéme partie montre comment ces modes peuvent étre excités par la com-
bustion et générer des oscillations auto-entretenues de grande amplitude.



Troisiéme partie

Couplage thermo-acoustique






Chapitre 9

Dynamique de la combustion

La réponse de la lamme générée par le brileur DIFAV lorsqu’elle est soumise
a des perturbations acoustiques de I’écoulement d’air est examinée dans ce cha-
pitre. Ces données serviront au chapitre suivant pour analyser la stabilité du
foyer DIFAV. La réponse fréquentielle est déterminée sur une large gamme de
fréquences pour différents niveaux de perturbation et pour deux points de fonc-
tionnement. Un bref état de I'art de la réponse fréquentielle de flammes issues
d’injecteurs liquides est d’abord présenté a la Sec. 9.1. Le nombre de swirl de
I’écoulement d’air sans combustion est analysé dans la Sec. 9.2. La structure des
flammes dans des conditions globalement pauvres avec un excés d’air et en ’ab-
sence de forgage est étudiée dans la Sec. 9.3 lorsque les conditions opératoires
varient. On montre ensuite dans la Sec. 9.4 que la fluctuation du rayonnement
de chimiluminescence du radical OH* de la flamme peut étre utilisé pour déter-
miner la fluctuation du taux de dégagement de chaleur des flammes diphasiques
globalement pauvres, méme lorsque des suies sont produites. Le rayonnement
du radical CH* ne peut en revanche pas étre utilisé lorsque la combustion est
incompléte. La réponse fréquentielle des flammes déterminée sous la forme de
FDF pour deux topologies de flammes est analysée & la Sec.9.5. Le nombre de
Strouhal St basé sur la longueur de la flamme est utilisé pour caractériser ces
FDF. La dynamique de la flamme est étudiée aux fréquences caractéristiques
de la FDF, grace a des moyennes de phase d’images collectées par une caméra
ICCD dans la Sec. 9.6. Le mouvement de la zone de réaction la plus intense
des flammes au cours du cycle est mis en évidence. Pour ces mémes fréquences,
une fluctuation du nombre de swirl est observée au cours d'un cycle (Sec. 9.7).

9.1 Réponses de flammes issues d’injecteurs liquides

Les fluctuations du taux de dégagement de chaleur sont rarement directement
générées par des fluctuations de la pression acoustique car les longueurs d’onde
sont généralement supérieures a la dimension caractéristique de la flamme (Du-
cruix et al. (2003)). Les variations de pression peuvent provoquer des fluctua-
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tions de la vitesse de ’écoulement, des fluctuations de richesse (Licuwen and
Zinn (1998); Sattelmayer (2002); Ducruix et al. (2003); Kim et al. (2011)), des
fluctuations de 'atomisation (Giuliani et al. (2002); Gajan et al. (2007); Lacour
et al. (2011); Apeloig et al. (2015)) et de I’évaporation du spray (Giuliani et al.
(2002); Chishty (2005); Gurubaran and Sujith (2011)) lorsque la combustion
est non-prémélangée alimentée par des injecteurs diphasiques. Ces fluctuations
agissent sur le taux de dégagement de chaleur en modifiant la structure de la
flamme. Cela peut prendre la forme de grandes structures cohérentes générées
au niveau des lévres de I'injecteur ou du swirler et transportées par I’écoulement
moyen jusqu’au front de flamme (Poinsot et al. (1987); Birbaud et al. (2007);
Spencer et al. (2008); Palies et al. (2010)). L’influence de la forme de la flamme
sur sa réponse & des excitations acoustiques a été récemment mis en évidence
par Durox et al. (2009) ainsi que le role du confinement (Birbaud et al. (2007)).

La non-linéarité de la réponse de la flamme & des excitations acoustiques a
été modélisée par Dowling (1999) pour des perturbations de vitesse. Cette ré-
ponse non-linéaire a été observée et déterminée expérimentalement par Noiray
et al. (2008) sous la forme d’une fonction de transfert de flamme généralisée ou
« Flame Describing Function » (FDF) sur un ensemble de flammes laminaires
attachées sur une grille. Depuis, des FDF ont été mesurées sur des flammes
laminaires et des flammes turbulentes par (Balachandran et al. (2005); Noiray
et al. (2008); Palies et al. (2010); Kim and Hochgreb (2011); Kim et al. (2011);
Cosic et al. (2014)). Des outils basés sur les FDF permettant de prédire la crois-
sance et 'amplitude des instabilités de combustion ont été élaborés par Noiray
et al. (2008) pour des flammes prémélangées. Ces outils ont été appliqués a des
géométries simples par Noiray et al. (2008); Boudy et al. (2011) ou plusieurs
flammes laminaires attachées sur une grille ont été étudiées. Palies et al. (2011);
Silva et al. (2013) ont étendu l’analyse de stabilité et la détermination du cycle
limite & des foyers alimentés par des flammes prémélangées swirlées.

Dynamique des flammes diphasique non-prémeélangées

Les analyses de la réponse acoustique de flammes diphasiques swirlées res-
tent relativement rares. Dans de nombreuses études, cette analyse se limite a
I’examen du cycle limite d’une oscillation auto-entretenue dans la chambre de
combustion ou la pression acoustique et I’émission de chimiluminescence de la
flamme sont corrélées a la dynamique du spray pendant U'instabilité (Eckstein
et al. (2006); De La Cruz Garcia et al. (2009); Yi and Santavicca (2012); Pro-
vidakis et al. (2012)).

Des caractérisations de la réponse de flammes diphasiques swirlées soumises &
des modulations du débit de combustible ont été réalisées dans quelques ex-
périences a ’échelle de laboratoire (Giuliani et al. (2002); Yi and Santavicca
(2009); Chishty (2005)). Yi and Santavicca (2009) ont montré que la réponse de
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la flamme est sensible aux variations du débit massique d’air et de combustible
injectés et a la température de préchauffage de I'air. Cette réponse n’est, en
revanche, pas sensible & 'amplitude de la fluctuation du débit de combustible.

Pour les injecteurs de combustible liquide comportant une grande perte de
charge, les oscillations thermo-acoustiques résultent d’un couplage résonnant
avec la ligne d’alimentation en air (Polifke and Lawn (2007)). L’analyse de la
réponse de flammes diphasiques swirlées & des modulations de I’écoulement d’air
est généralement limitée & quelques fréquences de forcages spécifiques avec une
amplitude fixe (Haile et al. (1996); Giuliani et al. (2002); Gajan et al. (2007);
De La Cruz Garcia et al. (2009); Apeloig et al. (2015)). Il a été constaté que
l'oscillation de 1’écoulement d’air dans le sens longitudinal ou transverse a un
impact fort sur la pulvérisation des liquides (Sujith et al. (1997); Giuliani et al.
(2002); Chishty (2005); Sujith (2005); Baillot et al. (2009); Gurubaran and Su-
jith (2011); Apeloig et al. (2015)). Des études réalisées sans combustion ont
montré le fort impact de la taille des gouttes sur la réponse du spray (Chi-
shty (2005); Sujith (2005); Gurubaran and Sujith (2011)). Des groupements
de gouttelettes ont été observées expérimentalement par Giuliani et al. (2002);
Chishty (2005); Lacour et al. (2011); Gurubaran and Sujith (2011) lorsque le
spray est modulé acoustiquement. Cette réponse du spray affecte également le
taux d’évaporation (Duvvur et al. (1996)). La combinaison de ces deux effets
peut ainsi générer des fluctuations de la richesse (Eckstein et al. (2000)).

La réponse fréquentielle de flammes diphasiques swirlées soumises a des mo-
dulations de I’écoulement d’air n’a cependant pas encore été caractérisée sur
une large gamme de fréquences. L'effet de 'amplitude d’excitation de I’écou-
lement d’air est rarement pris en compte pour les flammes diphasiques non-
prémélangées. Il est alors intéressant d’examiner les principales caractéristiques
de la réponse fréquentielle des flammes non-prémélangées alimentées par des
combustibles gazeux. Hicld et al. (2009) ont trouvé que le retard entre la fluc-
tuation de la pression et la fluctuation du taux de dégagement de chaleur dépend
fortement de la fluctuation de la vitesse acoustique dans un foyer instable ali-
menté par une flamme non-prémélangée. Dans une analyse de la réponse d’une
flamme swirlée pauvre stratifiée soumise & des modulations acoustiques, Kim
and Hochgreb (2011) ont constaté que le déphasage entre le taux de dégagement
de chaleur et les perturbations de vitesse dépend fortement de la stratification
du combustible et de 'amplitude de la perturbation. Ce comportement est sem-
blable & celui observé sur des flammes turbulentes soumises a des fluctuations
de richesses (Kim et al. (2011)). Il est donc intéressant d’examiner la réponse
de flammes diphasiques soumises & des modulations acoustiques pour différents
niveaux d’excitation.
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FIGURE 9.1 — Schéma du braleur DIFAV pour la combustion (proportions non res-
pectées).

9.2 Structure de ’écoulement d’air

Le foyer DIFAV utilisé dans cette étude est représenté a la Fig. 9.1. L’écoule-
ment d’air du brileur DIFAV est mis en rotation par un swirler radial représenté
a la Fig. 3.10. Cet écoulement est caractérisé par le nombre de swirl défini a
I’Eq. (2.1). Les profils de vitesse axiale u, et de vitesse azimutale ug de lair
sont mesurés a la sortie de I'injecteur. Ces mesures sont réalisées sans spray,
sans combustion et sans chambre de combustion avec le systéme LDV décrit
a la Sec. 4.2. Le swirler est alimenté par de 'air & T, = 463 K ensemencé de
gouttelettes d’huile avec un débit fixé rm, = 200 NL/min. La vitesse débitante
de lair est Uy = 9.6 m -s~! a la sortie du brialeur. La figure Fig. 9.2 représente
I’évolution de la vitesse moyenne axiale u, en symboles noirs et la valeur abso-
lue de la vitesse azimutale |ug| en symboles rouges, en fonction de la position
radiale r, & z = 3.5mm en aval de la sortie du brileur. L’important corps
central de l'injecteur et le moment angulaire généré par le swirler créent une
zone de recirculation au centre du briileur avec des vitesses axiales négatives.
Cette région permet de stabiliser la flamme par recirculation des gaz briilés.
Ces profils montrent un fort gradient de la vitesse selon la position radiale.
Notons également que la vitesse azimutale est plus importante que la vitesse
axiale dans le jet.
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FIGURE 9.2 — FEvolution des vitesses axiale moyenne u, et azimutale moyenne g
(représentée par sa valeur absolue) en fonction de la position radiale r/ro par rapport
G laxe du brileur a z = 3.5mm en aval de la sortie du brileur, avec ro = 20 mm
représente le rayon extérieur de l’injecteur d’air.

L’intégration de ces profils de vitesse selon 'Eq. (2.1) permet de déterminer
le nombre de swirl. La valeur obtenue S = 0.92 est légérement plus faible que
celle obtenue géométriquement S, = 0.94 avec I'Eq. (3.4).

9.3 Structure de lamme

La structure de la flamme diphasique générée par le brileur DIFAV est exa-
minée lorsque le foyer est stable pour différents débits de combustible i et
d’air 7,. La chambre de combustion utilisée dans cette étude a une longueur
L = 0.30m. L’injecteur DIFAV est équipé d’une chambre de mélange avec des
orifices d’injection de la vapeur de diamétre d; = 0.10mm et d’un injecteur
multi-buses avec des orifices de diamétre d,, = 0.20mm qui forment un angle
de 40° par rapport a I’axe de l'injecteur. Les résultats sont présentés selon débit
de dodécane 7y injecté et la richesse globale définie par ¢ = (1ivf/1hq)/cx, ol
a = 0.066 pour la combustion stoechiométrique du dodécane.

La figure Fig. 9.3 montre deux photos de la flamme prises par un appareil photo
équipé d’un objectif en verre. Ces flammes sont obtenues pour une richesse glo-
bale ¢ = 0.8 et un GLR = 0.07 lorsque rm varie. Lors des expériences de
combustion, le GLR est déduit de la pression moyenne mesurée dans la ligne
d’injection de vapeur. Cette pression est ensuite comparée aux mesures obte-
nues sans combustion. La Fig. 9.3(a) est obtenue pour un débit massique de
combustible 7y = 10.0g - min~! (Flamme A). Elle montre une flamme globa-
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FIGURE 9.3 — Images de la flamme obtenues pour différents débits de dodécane my =
10g - min~! (Flamme A) ety = 13.3g-min~! (Flamme B) lorsque le GLR = 0.07,
la richesse ¢ = 0.8 et le nombre de Swirl S = 0.94 sont fizés.

lement bleue composée de cinq flammes stabilisées autour des sprays générés
par l'injecteur. La flamme A est loin des parois du tube en quartz. La figure
Fig. 9.3(b) représente la flamme B obtenue pour un débit massique de com-
bustible plus élevé 7y = 13.3g- min~!. Dans ce cas, le spray et la flamme
interagissent fortement avec les parois en quartz de la chambre de combustion.
La combustion incompléte accompagnée d’émissions de suie caractérisée par
une intense émission jaune de la pointe de la flamme peut étre causée par des
zones riches en raison d’une évaporation lente des gouttes ou d’'un mauvais
mélange local du combustible avec ’air. Ces suies peuvent également étre pro-
duites par une extinction locale de la flamme due a une baisse importante de
la température de la flamme lorsqu’elle impacte la paroi en quartz.

La figure Fig. 9.4 montre une carte du régime de combustion en fonction du
débit de dodécane 1y et de la vitesse débitante d’air Uy, lorsque le GLR > 0.06.
Les sprays générés ont donc tous un diamétre moyen de Sauter SMD = 9pm
fixé (Chap.5). Les symboles représentent les points de fonctionnement explorés.
Les deux zones qui délimitent les flammes de type A et les lammes de type
B sont définies a partir de ces mesures. Cette figure indique que la transition
entre le régime flamme A et le régime flamme B est uniquement pilotée par la
vitesse débitante d’air Uj, lorsque le SMD est fixé. L’analyse de la dynamique
de la combustion est menée dans la suite de I’étude pour des sprays ayant un
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FIGURE 9.4 — FEwvolution du régime de combustion en fonction du débit massique
de dodécane iy et de la vitesse débitante de lair Uy pour GLR > 0.06. Les symboles
représentent les points de fonctionnement en bleu pour la flamme A et en rouge pour la
flamme B. Les symboles en étoiles (%) correspondent auz flammes dont la dynamique
est analysée dans la suite de I’étude.

SMD = 9pm et pour un débit de dodécane 1y = 12.5g - min~! fixé. Deux
vitesses débitantes d’air U sont considérées. Ces deux conditions opératoires
sont représentées par des étoiles noire et blanche a la Fig. 9.4.

La flamme de type A est obtenue pour une vitesse Uy = 7.5m - s~! correspon-
dant & une richesse globale ¢ = 0.95 et un GLR = 0.09. La flamme de type
B est obtenue pour une vitesse U, = 9.5m -s~! correspondant a une richesse
globale ¢ = 0.75 et un GLR = 0.10. La figure Fig. 9.5 montre en fausses cou-
leurs, avec un seuillage & 10% du maximum de l'intensité, la forme moyenne de
ces flammes basée sur I’émission du radical OH*. Ces images sont obtenues en
moyennant 1000 images collectées par la caméra ICCD avec un temps d’expo-
sition de 300 ps pour chaque image. La caméra est équipée d’un objectif UV et
d’un filtre centré sur 310 nm. Sur I'image prise par la caméra, deux sprays se su-
perposent sur la droite de I'injecteur avec une flamme qui ressort du plan. Ceci
conduit a une intensité du rayonnement collecté plus importante sur la partie
droite de I'image que sur la partie gauche. On constate sur ces images que le
pied des flammes n’est pas attaché a l'injecteur DIFAV pour les deux confi-
gurations étudiées. Ces flammes sont stabilisées aérodynamiquement ; on parle
d’une maniére générale de flammes liftées. Lorsque U = 7.5m - s~ ! la flamme &
la Fig. 9.5(a) a une longueur Ly = 67mm. Lorsque U, = 9.5m - s~! la flamme
a la Fig. 9.5(b) a une longueur Ly = 78 mm. Dans la suite de I’étude nous
étudions I’évolution du signal de chimiluminescence OH* lorsque les conditions
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FIGURE 9.5 — Images moyennes de lintensité du radical OH* de deux flammes obte-
nues pour différentes vitesses débitantes de l'air Uy = 7.5m s~ ! (a) et Uy = 9.5m - s~}
(b) lorsque le débit de dodécane s = 12.5g-min~?', le SMD = 9pm, et le nombre de
Swirl S = 0.94 sont fixés.

d’écoulement sont modifiées.

9.4 Mesure de la fluctuation du taux de dégagement
de chaleur

Pour les flammes pauvres parfaitement prémélangées ou partiellement prémé-
langées, il est généralement admis que I'intensité de chimiluminescence des radi-
caux OH*, CH* et C3 d’une flamme est proportionnelle au taux de dégagement
de chaleur (Price et al. (1969); Higgins et al. (2001); Guethe et al. (2012)). Dans
les systémes non-prémélangées, le lien entre chimiluminescence et taux de dé-
gagement de chaleur est plus complexe. Yi and Santavicca (2012) et Providakis
et al. (2012) ont constaté lors de régimes instables, que la fluctuation norma-
lisée de l'intensité de chimiluminescence des radicaux OH* ou CH* était un
bon indicateur des fluctuations du taux de dégagement de chaleur. Ce constat
se base sur le respect du critére de Lord Rayleigh (1878) entre les mesures de
pression acoustique dans la chambre de combustion et la mesure de I’émission
de chimiluminescence de la flamme. Dans cette section, le lien entre le taux de
dégagement de chaleur Q et lintensité de chimiluminescence I est analysé en
modifiant les conditions d’injection sur le banc DIFAV.

Les spectres d’émission mesurés des deux types de flammes A et B sont repré-
sentés a la Fig. 9.6. Le spectre de la Fig. 9.6(a) est mesuré pour une flamme
de richesse globale ¢ = 0.95 avec un débit de combustible rmy = 12.5g - min~!
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FIGURE 9.6 — Spectres moyens du rayonnement d’une flamme de type A (a) et de
type B (b) pour s = 12.5g - min~! et GLR = 0.08.

et un GLR = 0.08. Les trois pics qui émergent fortement de ce spectre corres-
pondent au rayonnement des radicaux OH* a 307nm, CH* a 430nm et C5 a
515nm. Lorsque la vitesse de I'air augmente jusqu’a Uy = 9.5m -s~!, pour le
méme débit de dodécane (¢ = 0.75) et le méme GLR, la flamme devient de type
B avec un spectre de rayonnement représenté a la Fig. 9.6(b). Le rayonnement
OH* émerge encore de ce spectre alors que les rayonnements de CH* et de Cj
sont superposés au rayonnement continu des suies. Ce rayonnement est d’ori-
gine thermique, de type corps gris avec des niveaux élevés lorsque A > 400 nm.
Le rayonnement du radical OH* n’est pas modifié par le rayonnement des suies
contrairement au rayonnement de CH* et de Cj. L’étude du signal de chimi-
luminescence est par la suite menée sur les radicaux OH* et CH* lorsque la
richesse ¢ et le débit de combustible 1y varient. Cette émission lumineuse est
captée par deux photo-multiplicateurs représentés a la Fig. 3.18. Le GLR est
maintenu constant & GLR = 0.08 dans les expériences suivantes, de sorte que
le spray de combustible produit ait toujours un SMD = 9 pm.

9.4.1 Analyse de I’émission de chimiluminescence & richesse
globale fixée ¢ = 0.80

Une analyse de ’évolution de l'intensité du signal de chimiluminescence OH*
et CH* est menée a richesse globale fixée ¢ = 0.80 lorsque le débit massique de
combustible 1y varie. La figure Fig. 9.7 montre les résultats lorsque le débit de
dodécane varie 8.3 < mmy < 13.3g- min~!. Les symboles représentent les me-
sures. Le signal OH* augmente linéairement avec le débit massique de dodécane
ms comme 'ont observé Price et al. (1969) pour des flammes de diffusion ga-
zeuses globalement pauvres (¢ < 1). L'intensité du signal CH* augmente aussi
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FIGURE 9.7 — Evolution de intensité moyenne normalisée de chimiluminescence I
de la flamme pour les radicauz OH* (o) et CH* (o) pour une richesse ¢ = 0.80 fizée
en fonction du débit massique de dodécane my.

linéairement avec le débit de combustible lorsque my < 12.5g - min~!, c’est-

a~dire pour des flammes sans suie comme la flamme de type A (Fig. 9.3(a)).
Ce comportement cesse lorsque 7y = 13.3g-min~! et lintensité CH* aug-
mente brusquement en raison de la transition soudaine d’une flamme sans suie
(Flamme A) a une flamme jaune avec formation de suies de type B (Fig. 9.3(b)).
Les résultats en noir sur la Fig. 9.7 indiquent que l'intensité du radical OH*
dans I’UV reste proportionnelle & la puissance thermique de la flamme lorsque la
richesse est fixée pour une flamme globalement pauvre méme lorsque la flamme
produit des suies. Ce résultat se traduit par la relation :

Iop = Cymy avec ¢=Cst <1 (9.1)

ott € = 0.037min - g~! est une constante qui dépend de la richesse ¢.

9.4.2 Analyse de I’émission de chimiluminescence a débit de
combustible fixé 7y =11.7g - min~*

Nous fixons maintenant le débit de dodécane 7y = 11.7g- min~! correspon-

dant & une puissance thermique de 9.2kW et nous examinons ’évolution de
I'intensité du signal de chimiluminescence de la flamme lorsque la richesse glo-
bale varie 0.68 < ¢ < 1.14. La richesse augmente en diminuant la vitesse
débitante de l'air Up. Les mesures sont représentées a la Fig. 9.8 en fonction de
la richesse ¢. Les symboles représentent les mesures. L’intensité de CH* décroit
linéairement pour 0.75 < ¢ < 1.14. Ces conditions opératoires générent une
flamme sans suie de type Flamme A (Fig. 9.3(a)). La transition d’une flamme
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FIGURE 9.8 — Ewvolution de l'intensité moyenne normalisée de chimiluminescence
I de la flamme pour les radicaur OH* (o) et CH* (o) pour un débit de dodécane
my=11.7g -min~! fizé en fonction de la richesse ¢.

bleue (Flamme A) & une flamme jaune (Flamme B) a lieu lorsque la richesse est
réduite & ¢ = 0.68. Ce changement de morphologie de la flamme entraine une
forte augmentation de l'intensité dans la bande spectrale de CH* en raison du
rayonnement de type corps gris des suies chaudes comme le montre le spectre de
la Fig. 9.6(b). En revanche, l'intensité moyenne de chimiluminescence de OH*
décroit linéairement sur toute la gamme de richesses étudiées pour un débit
massique de combustible fixé selon la relation :

Iow = —Di1¢p+ Dy avec 1y = Cst (9.2)

ot D1 = 0.385 et Dy = 0.739 sont des constantes positives. Il est donc plus str
d’utiliser I'intensité de chimiluminescence du radical OH* pour déterminer les
variations de richesse lorsque le débit de combustible est fixé.

9.4.3 Mesure de la fluctuation du taux de dégagement de cha-
leur par I’émission de chimiluminescence

Dans les systémes non-prémélangées, les fluctuations acoustiques générent des
fluctuations de débit et des fluctuations du taux de consommation locale di
& des perturbations de la fraction massique de combustible. Dans les flammes
diphasiques, cette situation peut résulter de la stratification de gouttelettes qui
répondent & l'excitation acoustique (Gajan et al. (2007); Giuliani et al. (2002);
Lacour et al. (2011)). En se basant sur les travaux réalisés par Price et al. (1969)
sur les flammes prémélangées on fait ici I’hypothése que les perturbations re-
latives du taux de dégagement de chaleur Q' / Q résultent d’une combinaison
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linéaire des perturbations produites par de petites fluctuations du débit mas-
sique de combustible m’f et de la richesse ¢’ ce qui se traduit par la relation :

Q _ , 1y ¢
E_Am—f+A2¢+A3 (9:3)

ou A1, Ay et A3 sont des constantes. Nous avons montré que 'intensité du signal
du radical OH* est proportionnelle a la variation du débit de combustible 8.3 <
mp <13.3g- min~! et & la variation de la richesse globale 0.68 < ¢ < 1.14 :
!/ /

{OJ = B -I- Bzﬂ + B3 (9.4)

Ion g ¢
ol Bj, By et Bs sont des constantes. Il est donc raisonnable de supposer que
la fluctuation de 'intensité du signal du radical OH* est proportionnelle & la
fluctuation du taux de dégagement de chaleur pour les flammes étudiées dans
la suite lorsque le débit de dodécane my = 12.5g- min~! est fixé pour des
richesses globales variant entre ¢ = 0.75 et ¢ = 0.95 :

Ion ¢

Ton " G (9.5)

Cette analyse quasi-stationnaire justifie les expériences menées dans la suite
de I'étude o les fluctuations du taux de dégagement de chaleur sont déduites
des signaux OH* pour des basses fréquences allant de 10 & 400 Hz. Il serait
cependant nécessaire d’effectuer d’autres expériences pour confirmer ce lien a
des fréquences de forgage plus élevées.

9.5 Réponse fréquentielle de la flamme (FDF)

La réponse de la flamme soumise & des perturbations harmoniques de 1’écou-
lement d’air permet de décrire la dynamique de la combustion (Candel et al.
(2013)). Le caractére non linéaire de cette dynamique peut étre décrit par la
méthode de I’équivalent harmonique qui consiste & ne retenir que le signal de
la réponse de la flamme a la méme fréquence que l'excitation (Dowling (1997)).
On parle de « Flame Describing Function » (FDF) (Noiray et al. (2008); Durox
et al. (2009); Boudy et al. (2010); Palies et al. (2011)). La FDF est déterminée
sur une large gamme de fréquences pour différents niveaux de perturbation de
la vitesse d’entrée de lair :

Q'/Q

F(f'Uy) = u' [T,

(9.6)

ol C} est le taux de dégagement de chaleur moyen, U, la vitesse débitante,
Q' et v sont les valeurs de la fluctuation du taux de dégagement de chaleur
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et de la fluctuation de la vitesse axiale de I’écoulement d’air déterminées a la
fréquence d’excitation f. La fluctuation du taux de dégagement de chaleur est
déterminée & partir de I’émission de chimiluminescence du radical OH* par un
photo-multiplicateur équipé d’un filtre interférentiel. La vitesse axiale de I'air
ensemencé de gouttelettes d’huile est déterminée par LDV en dehors du céne
formé par le spray a une distance z = 1.4mm de la sortie du swirler et a
r = 18.6 mm de 'axe de l'injecteur. La FDF peut donc s’écrire en fonction de
I'intensité de chimiluminescence OH* :

_Q/Q _ Ipy/lon
u’/Ub u’/Ub

F(f,u'/Up) (9.7)

La FDF est souvent écrite sous la forme d’un gain G et d’un retard de phase
p:

F(fu [Up) = G(f, 0 Up)e /) (9.8)

ol G et  dépendent de la fréquence et du niveau d’excitation. Le gain G ca-
ractérise le niveau de réponse de la flamme a ’excitation acoustique, alors que
le retard de phase ¢ caractérise le temps de réponse entre la perturbation de
la vitesse mesurée par LDV et la fluctuation de I’émission de OH*. La phase ¢
décrit un temps de retard 7 de la réponse du systéme ¢ = 27 f7.

La réponse de la flamme soumise a des perturbations acoustiques de 1’écou-
lement est maintenant analysée avec une chambre de combustion de longueur
L = 0.30m. Cette chambre de combustion permet de mesurer la FDF du briileur
sans instabilité thermo-acoustique. La configuration du brileur est identique &
celle utilisée dans la Sec. 9.3, mais les plaques rigides sont remplacées par des
haut-parleurs afin de moduler I’écoulement d’air. La réponse de la lamme est
mesurée pour un débit de dodécane fixé my = 12.5g- min~! et pour deux
vitesses Uy correspondant & des flammes globalement pauvres.

9.5.1 Flamme A

Un régime de type Flamme A (Fig. 9.5(a)) est étudié dans cette section. Le bra-
leur opére avec un GLR = 0.09 et une vitesse débitante de I’air U, = 7.5m - s~ !,
pour une richesse globale ¢ = 0.95. L’évolution du gain G et de la phase ¢ de la
FDF pour trois amplitudes d’excitation u’'/U, = 0.09, 0.27 et 0.55 est représen-
tée a la Fig. 9.9. Des mesures supplémentaires ont été réalisées pour d’autres
amplitudes mais ne sont pas représentées sur ce graphique par souci de clarté.
Les fréquences étudiées varient de f = 10Hz a 390 Hz pour un niveau d’ex-
citation en entrée u'/U, = 0.09. Elles varient de f = 20Hz a 230 Hz lorsque
u' /Uy = 0.27, et Pexploration se limite & une gamme de fréquences allant de
120 Hz a 210 Hz lorsque «’ /U, = 0.55. Cette limitation provient de la difficulté
a4 moduler I’écoulement d’air chaud avec des amplitudes élevées en utilisant les
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FIGURE 9.9 — Gain G et phase ¢ de la FDF pour une flamme de type Flamme
A en fonction de la fréquence f et de ['amplitude d’excitation lorsque 1, =
152N -L-min~!, ¢ = 0.95, GLR = 0.09. La vitesse débitante de Uair vaut U, =
7.5m st dans le systeme d’injection. o : u'/U, = 0.09, A : u'/U, = 0.27 et
O :u'/U, = 0.55.

haut-parleurs. L’évolution du gain G avec la fréquence f est typique de celle ob-
servée par Palies et al. (2011) pour les flammes prémélangées swirlées gazeuses
avec une succession de bosses et de creux. Les mesures aux basses fréquences
et amplitudes élevées sont difficiles a réaliser pour les mémes raisons. Les me-
sures réalisées pour v’ /U, = 0.09 montrent que le gain G tend vers 0 a trés
basse fréquence (f ~ 0Hz) puisque la fluctuation du débit de combustible est
nulle (Polifke and Lawn (2007)). De 0 & 30 Hz le gain augmente pour atteindre
un maximum a G =~ 1.75 pour f = 30Hz. Le gain décroit ensuite jusqu’a un
minimum local & f ~ 50 Hz. Pour cette condition, G = 1 pour «'/U, = 0.09
et G = 0.75 pour u//U, = 0.27. Ensuite, le gain augmente de nouveau pour
atteindre le second maximum a f = 90 Hz avec G = 1.5 pour u'/U;, = 0.09. Ce
maximum est légérement décalé vers les hautes fréquences & f ~ 100 Hz avec
G = 1.4 lorsque v’ /Uy, = 0.27. Lorsque ' /U, = 0.09, le gain décroit de 100 Hz
a 150 Hz puis augmente de nouveau pour atteindre un maximum local autour
de f = 220Hz. La fréquence de coupure de la réponse de la flamme définie par
G = 0.5 est atteinte pour f. &~ 310 Hz. Sur la gamme de fréquence 100 - 230 Hz,
le gain de la FDF décroit pour toutes les autres amplitudes étudiées pour at-
teindre G = 0.5 & f ~ 200 Hz. Dans la gamme de fréquence 100 - 150 Hz, le gain
augmente avec ’amplitude de la perturbation. Ce gain diminue ensuite pour
f > 150 Hz comme l'ont observé Palies et al. (2010); Schimek et al. (2011) pour
des flammes prémélangées swirlées dans des configurations de foyers différents.
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FIGURE 9.10 — FEwvolution de la phase ¢ de la FDF lorsque le niveau d’excitation
u' /Uy varie pour f = 130, 160 et 200 Hz pour r, = 152N -1-min~!, ¢ = 0.95 et
GLR = 0.09.

La phase ¢ augmente linéairement avec la fréquence de 0 & 57/2 avec un temps
de retard 74 =~ 5.6 ms. Un point d’inflection apparait sur I’évolution de la phase
a la fréquence f ~ 50 Hz qui correspond a la fréquence ot un creux est observé
sur I’évolution du gain. Il est important de noter que le déphasage ¢ augmente
avec le niveau de modulation. Cette observation contraste avec la réponse des
flammes parfaitement prémélangées swirlées ol on observe généralement que le
déphasage est trés peu sensible au niveau de modulation (Palies et al. (2010);
Lieuwen (2012); Cosic¢ et al. (2014)). Cette forte évolution de la phase ¢ avec
I’amplitude a des conséquences importantes sur les bandes de stabilité de la
chambre de combustion (Noiray et al. (2008)).

Ce point est examiné plus en détail & la Fig. 9.10 ou I’évolution de la phase
© de la FDF est représentée pour trois fréquences f = 130Hz, f = 160Hz
et f = 200 Hz lorsque 'amplitude u’/U, augmente. Pour ces trois fréquences,
la phase ¢ augmente avec amplitude d’excitation u'/U,. Pour la fréquence
f = 200Hz, 'augmentation de la phase ¢ est supérieure & 7/2 entre le plus
petit niveau de modulation u'/U, = 0.09 et le plus élevé u'/U, = 0.55. Cette
observation indique que le temps nécessaire aux perturbations pour atteindre le
front de flamme dépend fortement du niveau de modulation pour les flammes di-
phasiques étudiées. Ce type d’évolution a déja été observé pour des flammes la-
minaires coniques prémélangées par Noiray et al. (2008) et Boudy et al. (2011),
mais la topologie de ces flammes est différente des flammes swirlées étudiées
ici. Les flammes swirlées issues de combustibles gazeux soumises & des fluctua-
tions de richesse (Kim et al. (2011)), ou les flammes partiellement prémélangées
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FIGURE 9.11 — Gain G et phase ¢ de la FDF pour une flamme de type B en fonction
de la fréquence f et de Uamplitude d’excitation lorsque m, = 193N -L-min™!, ¢ =
0.75, GLR = 0.10. La vitesse débitante de Uair vaut U, = 9.5m -s~! dans le systéeme
d’injection. o : u'/Up = 0.09 et o : u' /U, = 0.20.

swirlées soumises a des fluctuations du débit d’air (Kim and Hochgreb (2011)),
présentent aussi des FDF dont la phase a le méme type d’évolution que ce-
lui observé dans cette étude. Ceci indique que la stratification du combustible
et les fluctuations de richesse peuvent étre a l'origine de ce comportement ob-
servé pour la réponse de flammes issues de sprays. Un regroupement périodique
de paquets de gouttes (Giuliani et al. (2002); Chishty (2005); Gurubaran and
Sujith (2011)) peut également conduire a cette distribution inhomogéne en es-
pace et en temps des vapeurs de combustible. Ces différents mécanismes sont
potentiellement a l’origine de la réponse observée pour la FDF.

9.5.2 Flamme B

Un régime de type Flamme B (Fig. 9.5(b)) est désormais étudié. Le brileur est
utilisé avec un GLR = 0.10, une vitesse débitante de lair U, = 9.5m s~ ! et
une richesse ¢ = 0.75. La figure Fig. 9.11 montre I’évolution du gain G et de
la phase ¢ de la FDF pour deux amplitudes u' /U, = 0.09 et 0.20. La FDF est
déterminée sur une gamme de fréquences comprises entre 20 Hz et 110 Hz pour
u' /U, = 0.09 (o) et entre 40Hz et 130 Hz pour «'/U, = 0.20 (¢). Le gain de
la FDF se comporte comme un filtre passe-bas, avec une fréquence de coupure
plus faible qu’avec la Flamme A (Fig. 9.9). Le gain tend vers G ~ 0 a basse
fréquence (Polifke and Lawn (2007)). La fréquence de coupure de la réponse
de la flamme est atteinte pour f. = 90Hz. La flamme ne répond plus pour
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f > 110 Hz pour les deux amplitudes étudiées. A basse fréquence, f < 20 Hz, la
modulation de I’écoulement d’air est difficilement réalisable avec les actionneurs
utilisés et le rapport signal sur bruit des mesures n’est pas suffisant. A partir
de 20 Hz, le gain G augmente et passe par un maximum a f = 50 Hz lorsque
u' /Uy, = 0.09 et & f ~ 60Hz lorsque u'/U, = 0.20. Ensuite, le gain décroit
jusqu’a atteindre la fréquence de coupure. Notons que le gain G décroit lorsque
I’amplitude augmente.

La phase ¢ de la FDF augmente linéairement avec la fréquence de 20Hz a
100 Hz. Au-dela de cette fréquence, la faible réponse de la flamme ne permet
pas de calculer correctement le déphasage entre le signal OH* et la fluctua-
tion de vitesse. A basses fréquences, il est difficile d’interpréter I’évolution de
la phase et la valeur limite vers laquelle tend la phase en f = 0Hz. La phase
diminue fortement lorsque ’amplitude de forcage augmente. Cette réponse est
trés différente de celle de la flamme A représentée a la Fig. 9.9, mais le dépha-
sage dépend toujours de I'amplitude. Le temps de retard 7 qui correspond a la
pente de la phase vaut désormais 75 ~ 9ms pour les deux amplitudes consi-
dérées. La raison de ce comportement particulier de la phase de la FDF des
flammes qui produisent des suies n’a pas été élucidée, mais ce comportement
est reproductible pour tous les cas testés.

9.5.3 Adimensionnement des FDF

Un point important dans cette étude de la dynamique de la combustion est
de déterminer un nombre sans dimension caractéristique qui permet de trans-
poser ces résultats & des configurations de taille différente et notamment a la
chaudiére EDF. Un nombre de Strouhal St est souvent utilisé pour décrire la
réponse linéaire des flammes prémélangées swirlées soumises a des fluctuations
de 'écoulement d’air lorsque la richesse est fixée (Kim et al. (2010); Palies et al.
(2010)). On peut calculer ce nombre en se basant par exemple sur la vitesse
débitante de 'air Uy et le diamétre extérieur D de l'injecteur d’air. Un nombre
de Strouhal basé sur la vitesse débitante et la longueur de la flamme L; est
également utilisé par Kim and Santavicca (2013) lorsque la richesse varie. Ces
nombres apparaissent naturellement lors des analyses théoriques principalement
menées pour des flammes laminaires prémélangées coniques (Fleifil (1996); Du-
cruix et al. (2000); Preetham et al. (2008)) ou des flammes en « V » (Dowling
(1999); Schuller et al. (2003)). La figure Fig. 9.12 représente ’évolution du gain
G et de la phase ¢ des FDF déterminés précédemment en fonction du nombre
de Strouhal :

St = fot/Ub (9.9)
La longueur efficace Ly; est ici définie par :

Ly =Upr (9.10)
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FIGURE 9.12 — FEvolution du gain G et de la phase ¢ des FDF de la flamme de type
A (Fig. 9.9), en noir, et de la flamme de type B (Fig. 9.11), en rouge, en fonction
du nombre de Strouhal Sy. o : u'/U, = 0.09, ¢ : v/ /U, = 0.20, A : o' /U, = 0.27 et
O :u' /Uy, = 0.55.

ou 7 est le temps de retard moyen déterminé a partir des FDF (Figs. 9.9 et 9.11).
On a montré a la Sec. 9.5.1 que 74 = 5.6ms et a la Sec. 9.5.2 que 73 = 9ms.
On peut donc en déduire une longueur Ly = U, 74 = 42mm pour la flamme
bleue et une longueur Ly = U, 7g = 86 mm pour la flamme jaune.

Il est intéressant d’examiner une deuxiéme méthode pour déterminer la lon-
gueur L. Pour des flammes axi-symétriques stabilisées en « V » la longueur
efficace Ly pour les fluctuations du dégagement de chaleur correspond a 2/3
de la longueur de la flamme Ly : Ly ~ 2/3Ly (Schuller et al. (2003)). La figure
Fig. 9.5(a) indique que Ly = 67mm pour la flamme de type A. On en déduit
donc la longueur Ly = 42mm. Cette valeur est trés proche de celle détermi-
née & partir de la FDF de la flamme de type A. Pour la flamme de type B,
Ly = 78mm (Fig. 9.5(b)) ce qui donne Ly = 52mm. Cette derniére valeur
est 40% plus petite que celle déterminée a partir de la FDF de la flamme de
type B. L’utilisation du nombre de Strouhal basé sur la vitesse débitante et une
longueur caractéristique L est donc pertinente pour la flamme bleue (type A).
Elle est plus discutable pour les flammes qui produisent des suies (type B).

L’évolution du gain tracé a la Fig. 9.12 montre que le maximum du gain de la
flamme B et le second maximum du gain de la flamme A sont obtenus pour la
méme valeur St =~ 0.5 du nombre de Strouhal. Le gain de la flamme B décroit
ensuite et s’annule pour St > 1. Le gain de la flamme A semble saturer lorsque
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les amplitudes sont élevées pour cette méme valeur de nombre de Strouhal.
Les phases des flammes A et B sont confondues lorsque u'/U, = 0.09 pour
des nombres de Strouhal variant de St = 0.5 & 0.75. Cette superposition est
directement liée & la maniére dont est définie la longueur Lz (Eq.(9.10)). Cet
adimensionnement de la FDF est utilisé par la suite pour analyser la stabilité
de la chaudiére EDF en se basant sur la vitesse débitante de 1’air Uy et sur la
longueur caractéristique Ly; de la flamme.

9.6 Dynamique de flamme

Le mouvement de la flamme soumise & des fluctuations de vitesse acoustique
est analysé afin d’interpréter certains points caractéristiques de la FDF de la
flamme A représentée a la Fig. 9.9. Cette étude est réalisée par imagerie directe
de la flamme en collectant le signal de chimiluminescence du radical OH* avec
une caméra ICCD équipée d’un objectif UV et d’un filtre passe bande. L’ana-
lyse des images instantanées ne convient pas car les fluctuations turbulentes
ont tendance & masquer les mouvements périodiques de la flamme. L’acquisi-
tion des images est donc réalisée en moyenne de phase par rapport a I'excitation
acoustique, en accumulant 100 images pour chaque phase du cycle considéré.
La période est découpée en 12 phases régulierement espacées de 30°. L’étude
est réalisée pour les fréquences d’excitation f = 30, 55 et 90 Hz qui corres-
pondent au premier maximum, au creux et au second maximum du gain de la
FDF représentée a la Fig. 9.9. L’amplitude d’excitation est fixée a v’ /U, ~ 0.14
et la vitesse fluctuante u’ est mesurée simultanément par le systéme LDV. La
forme de la flamme au cours de la période est représentée & la Fig. 9.13 pour
les trois fréquences étudiées. L’intensité lumineuse est normalisée sur chaque
image et est représentée avec de fausses couleurs. Un seuil est appliqué a 15%
du maximum de I'intensité et un iso-contour a 70% de l'intensité maximale est
représenté en noir. L’évolution cyclique de la fluctuation de la vitesse axiale
u' /U et de la fluctuation du taux de dégagement de chaleur Q'/Q, calculée a
partir des images de la flamme, sont représentées a la Fig. 9.14. Les symboles
(o) en noir représentent la fluctuation de la vitesse mesurée et la courbe indique
la fluctuation de la vitesse théorique lorsque /U, ~ 0.14. Les symboles (0) en
rouge représentent le taux de dégagement de chaleur global déduit des images
et la courbe en rouge représente le taux de dégagement de chaleur théorique
lorsque 'amplitude est déterminée a partir des images et que la phase est dé-
terminée & partir de la phase de la FDF.

Pour une excitation & f = 30Hz, la surface délimitée par 1'iso-contour d’in-
tensité, représenté & la Fig. 9.13, diminue entre 0° et 120° puis augmente de
180° et 300°. La surface maximale couverte par la flamme est obtenue lorsque
la phase vaut 0° a 27 prés. Cette phase correspond au maximum de la vitesse
et au maximum du taux de dégagement de chaleur d’aprés la Fig. 9.14(a). Le
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FIGURE 9.13 — Images de la flamme de type A obtenues par moyenne de phase
en collectant son rayonnement OH* avec une caméra ICCD. Images réalisées lorsque
lécoulement est modulé a f = 30, 55 et 90Hz avec une amplitude v’ /Uy, ~ 0.14.
Flamme de type A avec iy = 12.5g-min~*, U, = 7.5m-s™* (¢ = 0.95) et GLR =

0.09.
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FIGURE 9.14 — Evolution de la fluctuation de la vitesse u' /Uy en noir (o) et de la

fluctuation Q’/é en rouge () au cours du cycle. Le tauz de dégagement de chaleur
est obtenu en intégrant l'intensité lumineuse des images de la Fig. 9.13.

déplacement vertical de 'iso-contour est également important pendant le cycle.
Lorsque f = 55Hz, la surface délimitée par l'iso-contour d’intensité diminue
entre 0° et 180° ou elle atteint un minimum. Ce minimum de surface corres-
pond au minimum de la vitesse axiale u d’aprés la Fig. 9.14(b). La surface
augmente ensuite entre 180° et 300°. Cette variation de la surface au cours du
cycle est moins importante que celle observée pour f = 30 Hz. Le mouvement
de l'iso-contour est également moins marqué a cette fréquence. La position et
la surface couverte par l'iso-contour varient fortement lorsque f = 90 Hz. Cette
variation est semblable a celle observée pour une excitation & f = 30Hz. Le
maximum de la surface de flamme et du taux de dégagement de chaleur est
atteint lorsque la fluctuation de la vitesse est nulle d’aprés la Fig. 9.14(c). Ces
résultats préliminaires mettent en évidence des mouvements importants de la
flamme au cours du cycle d’excitation a toutes les fréquences explorées. Le
comportement de la flamme est semblable lorsqu’il est observé aux fréquences
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correspondant aux maximums de la FDF. Cependant, la visualisation de 1’en-
semble de la flamme ne permet pas une étude fine des mécanismes qui pilotent
la réponse de ces flammes.

9.7 Fluctuation du nombre de swirl

Il est désormais intéressant d’étudier I'un des mécanismes qui pilote le gain G de
la réponse de la flamme. Les extremums du gain GG de la FDF de flammes swir-
lées prémélangées sont contrdlés par des mécanismes d’interférences construc-
tives ou destructives entre les fluctuations axiales de type acoustique et les
fluctuations azimutales de type convective (Huang and Yang (2009); Koma-
rek and Polifke (2010); Palies et al. (2010)). Les vitesses de propagation de
ces perturbations sont trés différentes. Palies et al. (2010) ont montré que les
fluctuations de la vitesse azimutale sont générées par une conversion des ondes
acoustiques en ondes convectives azimutales lorsqu’elles traversent le swirler.
Ce phénomeéne se traduit par une fluctuation S’ du nombre de swirl :

(9.11)

S'ouy W
S u

S Up

ot S est le nombre de swirl déterminé sans modulation de I’écoulement, uy est
la fluctuation de la vitesse azimuthale, iy est la vitesse azimutale moyenne, v’
est la fluctuation de la vitesse axiale et @ est la vitesse axiale moyenne. Toutes
ces vitesses sont définies en aval du swirler.

Il est intéressant d’examiner si ce mécanisme permet également d’expliquer le
comportement observé par la FDF de flammes issues de sprays de combustible.
L’analyse de la fluctuation du nombre de swirl est ici exclusivement menée sur
la flamme de type A, lorsque la vitesse débitante de 'air U = 7.5m-s~! et
le niveau de fluctuation u’'/U, = 0.10 sont fixés. Les mesures sont réalisées a
z = 2.9mm en aval du tube d’injection et & une distance r ~ 18.5mm du
centre de l'injecteur, lorsque I’écoulement est modulé aux fréquences f = 30,
55 et 90 Hz. Ces fréquences correspondent & un maximum, un minimum et un
second maximum de la FDF représentée a la Fig. 9.9. La vitesse axiale u est
mesurée par la voie 1 du systéme LDV lors d’une premiére série de mesures.
La vitesse azimutale ug est mesurée par la voie 2 du systéme LDV lors d’une
seconde série d’acquisition. La forme cylindrique de la chambre de combustion
engendre une forte réfraction des faisceaux lasers. Par conséquent, les volumes
de mesure des faisceaux lasers associés aux voies 1 et 2 ne sont pas parfaitement
superposés. Cette incertitude sur la position radiale de la mesure engendre une
forte incertitude sur la mesure des vitesses puisque les gradients de vitesse sont
importants a r/rg ~ 0.93 (Fig. 9.2). Les deux acquisitions sont synchronisées
par post-traitement en utilisant le signal de chimiluminescence du radical OH*
collecté par le PM comme signal de référence. Une moyenne de phase est en-
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suite réalisée pour augmenter le rapport signal sur bruit.

Les courbes supérieures de la Fig. 9.15 représentent 1’évolution de la fluctuation
de la vitesse axiale u//@ (+) et de la vitesse azimutale uj /@y (¢) mesurées en un
point, en fonction de la phase ¢ du cycle d’excitation. Les graphiques inférieurs
représentent I'évolution de la fluctuation du nombre de swirl (Eg. (9.11)), en
noir (O), et la fluctuation du taux de dégagement de chaleur Q’/Q, en rouge
(o), en fonction de la phase du cycle. Lorsque f = 30 Hz (Fig. 9.15(a)) le niveau
de fluctuation des vitesses azimutale et axiale est proche (u'/u ~ ugy/ug). Les
deux signaux de vitesse sont presque en quadrature de phase avec un déphasage
Ay = 83°. Le temps de retard 7. = 8 ms entre les deux signaux refléte le temps
de convection de la perturbation azimutale depuis le swirler jusqu’a la sortie
de l'injecteur. Le niveau de fluctuation du nombre de swirl S’/ S et du taux

de dégagement de chaleur @’ / @ sont semblables. La quadrature de phase entre
les signaux de vitesse conduit & la formation d’une interférence constructive
des perturbations et semble étre associée & une forte fluctuation du taux de
dégagement de chaleur.

Lorsque f = 55Hz (Fig. 9.15(b)), le niveau de fluctuation de la vitesse azimu-
tale reste faible par rapport au niveau de fluctuation de la vitesse axiale. La
modification de la fréquence d’excitation ne peut pas entrainer une telle modi-
fication du niveau de fluctuation d’apres Palies et al. (2010). Ce faible niveau
de perturbation de la vitesse azimutale (uj/ug) par rapport & la vitesse axiale
résulte probablement de l'incertitude sur la superposition des deux volumes
de mesure entre les deux acquisitions. Le déphasage entre les deux signaux de
vitesse azimutale et axiale est Ay = 157°, ce qui correspond & un temps de
retard 7. = 10 ms proche de celui mesuré pour f = 30 Hz. Ces signaux proches
de Vopposition de phase générent une importante fluctuation du nombre de
swirl, méme si le niveau mesuré pour uj/ug est faible. La fluctuation du taux
de dégagement de chaleur Q' / Q est faible. Elle est déphasée de 110° par rapport
a S’/8S. L’opposition de phase entre les perturbations de vitesse peut engen-

drer une interférence destructive des perturbations et diminuer la réponse de
la flamme (Palies et al. (2010)).

Le second maximum de la FDF (Fig. 9.9) a f = 90Hz (Fig. 9.15(c)) est main-
tenant analysé. Le niveau de fluctuation de la vitesse azimutale uj/ug est faible
par rapport au niveau de fluctuation de la vitesse axiale u’/u. Il s’agit probable-
ment du méme probléme que celui détecté pour une modulation a f = 55 Hz.
Les signaux de vitesse azimutale et axiale sont quasiment en quadrature pour
f =90Hz avec Ap = 100° et un temps de retard 7. = 8 ms identique a celui
mesuré lorsque f = 30Hz. Les niveaux de fluctuation du nombre de swirl et
du taux de dégagement de chaleur sont proches, S’/S ~ Q' /Q, comme pour
une modulation & f = 30Hz. De la méme maniére que lorsque f = 30Hz, la
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FIGURE 9.15 — Evolution de la fluctuation de la vitesse axiale u'/u, de la vitesse
azimutale ujy /g, du nombre de swirl S'/S et du tauz de dégagement de chaleur Q/Q,
en fonction de la phase de la période d’excitation ¢, lorsque f = 30 (a), 55 (b) et

90 Hz (d). Avec + : ul/a., o : uy/Ge, 0 : S'/S et o : Q'/Q.
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quadrature de phase entre les perturbations de vitesses génére une interférence
constructive qui semble augmenter la fluctuation du taux de dégagement de
chaleur.

Il est important de noter que ce phénoméne est piloté par le temps de convection
7 de la perturbation azimutale entre la sortie du swirler et la sortie de 'injec-
teur (Palies et al. (2011)). La fluctuation maximale du taux de dégagement de
chaleur est observée lorsque u’ et uj sont en quadrature de phase c’est-a-dire
pour f = 30Hz d’apreés les expériences. L’interférence destructive devrait donc
étre maximale lorsque les perturbations sont en opposition de phase, donc pour
une fréquence d’excitation f = 2 x 30 = 60 Hz. Un second maximum de Q’/Q
devrait étre atteint lorsque les vitesses sont en quadrature de phase donc pour
f =3 x30 =90Hz. Ces fréquences correspondent bien aux pics et aux creux
du gain G de la FDF de la Fig. 9.9.

Ces résultats préliminaires mettent en évidence un possible mécanisme d’in-
terférences entre les perturbations de vitesse axiale et azimutale qui pilotent
la fluctuation du taux de dégagement de chaleur. La confirmation de ces ré-
sultats nécessite des investigations supplémentaires en levant 'incertitude sur
la superposition des volumes de mesure. Mesurer les profils de vitesse lorsque
I’écoulement d’air est modulé est une possibilité pour diminuer cette incerti-
tude.

9.8 Conclusion

Une analyse de la réponse d’une flamme diphasique non-prémélangée soumise a
des modulations acoustiques harmoniques a été effectuée sur le briileur DIFAV.
Cette étude a été menée pour des sprays ayant tous la méme granulométrie,
avec un SMD = 9pum, et pour un débit de dodécane 1y = 12.5g - min~! fixé,
avec deux vitesses débitantes d’air U, et un nombre de swirl de 1’écoulement
d’air mesuré a S = 0.92. Deux structures de flamme ont été observées. La pre-
miére configuration est une flamme bleue, courte, sans suies. La seconde est une
flamme qui impacte la chambre de combustion en quartz, ce qui produit des
suies. Les évolutions de I'intensité du signal de chimiluminescence des radicaux
OH* et CH* ont été déterminées en fonction du débit massique de combustible
et de la richesse globale pour un GLR = 0.08. Il a été constaté que I'intensité
du signal de OH* varie proportionnellement & ces deux grandeurs, pour tous les
régimes de flamme explorés dans des conditions globalement pauvres. Le signal
CH™ présente au contraire une transition abrupte dans les régimes de flamme
avec suies, du fait de la contribution supplémentaire du rayonnement thermique
des suies. Ces expériences ont permis de montrer que mesurer des fluctuations
basses fréquences du taux de dégagement de chaleur a partir de la fluctuation
du signal OH* est raisonnable pour des flammes globalement pauvres, méme si
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la flamme produit des suies. La « Flame Describing Function » (FDF) ou fonc-
tion de transfert de flamme généralisée a été mesurée pour les deux régimes de
flamme en fonction de la fréquence et du niveau de la perturbation. Il a été
constaté que la dynamique de ces flammes diphasiques swirlées est trés sensible
au niveau de perturbation de la vitesse. Le déphasage entre la fluctuation de la
vitesse et la fluctuation du taux de dégagement de chaleur dépend fortement de
I’amplitude des perturbations. Les FDF ont été adimensionnées par le nombre
de Strouhal St basé sur la vitesse débitante de ’air et une longueur caractéris-
tique de la flamme. Il a été montré que cette longueur correspond a peu prés a
2/3 de la longueur de la flamme dans le cas de la flamme bleue. Une analyse
d’images en moyenne de phase de la flamme bleue a été menée aux fréquences
correspondant aux pics et aux creux du gain de la FDF. Elle a mis en évidence
I'important mouvement de la zone de plus forte intensité du taux de dégage-
ment de chaleur aux fréquences ol le gain est maximum. Ce mouvement est
réduit pour une fréquence d’excitation ol le gain est faible. Des mesures de la
fluctuation du nombre de swirl ont montré un lien entre les pics observés sur le
gain de la FDF et un faible niveau de fluctuation du nombre de swirl. Le creux
sur le gain de la FDF semble au contraire correspondre & une forte fluctuation
du nombre de swirl. Le gain de la FDF semble donc étre sensible aux interfé-
rences générées par la vitesse azimutale et par la vitesse axiale au niveau du
swirler. Il n’a en revanche pas été possible de déterminer les mécanismes phy-
siques qui controlent le retard de phase de la FDF avec les diagnostics utilisés.
Une étude plus détaillée de la structure de I’écoulement pulsé est nécessaire
pour déterminer ces mécanismes. Les résultats présentés dans ce chapitre sont
utilisés dans la suite pour analyser la stabilité dynamique du foyer DIFAV et
de la chaudiére EDF.



Chapitre 10

Analyse de stabilité du foyer
DIFAV

L’objectif de ce chapitre est d’analyser la stabilité thermo-acoustique du foyer
DIFAV et de comparer les prévisions avec des mesures réalisées sur le briileur
aux cycles limites d’instabilités auto-entretenues. Ceci permet d’examiner si les
outils basés sur la fonction de transfert généralisée (FDF) développés pour des
systémes parfaitement pré-mélangés peuvent étre utilisés pour prévoir la sta-
bilité de foyers fonctionnant avec des flammes diphasiques non-prémélangées.
Un bref rappel du couplage thermo-acoustique est réalisé a la Sec. 10.1. L’im-
pact de la combustion instationnaire sur les ondes acoustiques est décrite & la
Sec. 10.2. L’équation de dispersion d’un systéme & trois cavités comprenant
une flamme instationnaire modélisée par sa FDF est déterminée a la Sec. 10.3.
L’algorithme utilisé pour résoudre cette équation est également présenté dans
cette section. Les instabilités auto-entretenues observées sur le brilleur DIFAV
lorsque la longueur de la chambre varie sont étudiées dans la Sec. 10.4 pour
deux topologies de flamme. L’analyse non-linéaire de la stabilité du brtleur DI-
FAV est menée a la Sec. 10.5 en étudiant 1’évolution du gain G et de la phase
i des FDF mesurées dans le chapitre précédent. Des calculs sont réalisées pour
déterminer la stabilité du foyer DIFAV et calculer les fréquences et les niveaux
d’oscillation des cycles limites lorsque la longueur de la chambre de combustion
L varie. Ces calculs sont menés en intégrant la FDF de la Flamme A au modéle
acoustique & chaud du brileur DIFAV développé au Chap. 7.

10.1 Couplage thermo-acoustique

Les instabilités de combustion sont souvent indésirables puisqu’elles s’accom-
pagnent généralement de vibrations de grandes amplitudes conduisant & une
fatigue mécanique des foyers, & une augmentation des flux thermiques aux pa-
rois participant au vieillissement prématuré de la chambre. Les instabilités de
combustion ont été observées pour la premiére fois dans les moteurs fusées au
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FIGURE 10.1 — Schéma de principe d’instabilités de combustion couplées par une
rétroaction acoustique.
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début des années 60 (Crocco (1951)) puis dans des fours industriels (Putnam
(1971)), dans des ramjets (Hegde et al. (1987); Samaniego et al. (1993)) et
dans des systémes de post-combustions (Bloxsidge et al. (1988)). De nombreux
articles de revues ont été publiés & ce sujet, voir par exemple Candel (2002);
Lieuwen and Yang (2006); Natanzon (2008). Ces instabilités résultent d’un cou-
plage entre l'acoustique du foyer et la combustion instationnaire. Ce couplage
est représenté a la Fig.10.1. Une fluctuation de pression agit sur 1’écoulement
a travers la dynamique de 'injecteur. Cette perturbation de 1’écoulement agit
alors sur la combustion et génére une fluctuation du taux de dégagement de
chaleur. La fluctuation du taux de dégagement de chaleur de la flamme se com-
porte alors comme une source acoustique qui génére des ondes de pression qui
se propagent dans le systéme et vont modifier I’écoulement. Cette boucle de ré-
troaction est pilotée par I’acoustique du systéme et par ses fréquences propres
(Schuller et al. (2003); Birbaud et al. (2007); Noiray et al. (2008); Durox et al.
(2009); Palies et al. (2011); Durox et al. (2013)).

10.2 Acoustique en milieu réactif

Les équations régissant la propagation des ondes acoustiques en milieu réactif
sont décrites. En supposant un mélange de N espéces gazeuses se comportant
comme des gaz parfaits, les équations de conservation de la masse, de la quantité
de mouvement et de ’énergie pour un écoulement réactif deviennent :

dp
— . =0 10.1
L4V (pu) (10.1)
0
pafltl + pu.Vu=—-Vp (10.2)
AT dp N
— =4+ — — g Y, NT 10.
,OCp at q+ at (p 2 Cp k ka> Vv ( 0 3)
_d 0 . . . R
ol — = —+u.V, ¢, est la chaleur massique a pression constante de I'espéce

k, Yy la fraction massique de 'espéce k, Vi, est la vitesse de diffusion de I’espéce
k dans le mélange et ¢ = — Zszl hrwy est le taux de dégagement de chaleur
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par unité de volume (Poinsot and Veynante (2005)). On a négligé dans ces
expressions les forces de volume et les contraintes visqueuses. Aprés quelques
manipulations mathématiques et en utilisant I’équation d’état des gaz parfaits
p=prT,our=R/M et M = (3, Yi/Mg)"! représente la masse molaire du
mélange gazeux, on obtient (Candel et al. (2009)) :

N
q — (Z Cp,kYka> .VT
k=1

1dr

1dlnp
5 u= tra

dt TV pC,T

(10.4)

En négligeant les termes sources autres que le taux de dégagement de chaleur
g (Crighton et al. (1992); Truffaut et al. (1998)), il vient :

1dlnp 1 .
1 u= 10.
S Tt +V.u pCqu (10.5)

Pour des fluctuations ou seuls les termes du premier ordre sont conservés, on
trouve pour des écoulements & faible nombre de Mach :

— = 4V = (10.6)

oul ¢ est la perturbation du taux de dégagement de chaleur par unité de volume.
Lorsque 'on considére que la pression moyenne reste constante dans 1’écoule-
ment (ypg = pocg), I’équation précédente combinée avec I’équation de conser-
vation de la quantité de mouvement linéarisée (Eq. (6.11)) donne I’équation
d’onde en milieu réactif :

1 1 0% v—19¢
V.| —=Vp |- = — - 10.7
(Po p) pocg Ot pocg Ot (10)

Le taux de dégagement de chaleur apparait comme un terme source dans le
membre de droite.

10.2.1 Equation de Helmholtz en milieu réactif

Nous considérons maintenant des ondes acoustiques harmoniques. La fluctua-
tion du taux de dégagement de chaleur s’écrit alors :

i = R(ge ™" (10.8)

ot ¢ est la composante de Fourier associée & la fluctuation du taux de dégage-
ment de chaleur de fréquence angulaire w. L’opérateur R représente la partie
réelle du nombre complexe. L’équation d’onde Eq. (10.7) prend alors la forme
d’une équation de Helmholtz avec terme source (Nicoud et al. (2007)) :

1 k2 —1-
v(tm)+ﬁ:uﬂ’2q (10.9)
Po PO POCyH
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FIGURE 10.2 — Condition de saut a travers un canal & section wvariable avec une
flamme mince.

ot k = w/c¢q est le nombre d’onde qui peut étre complexe. La vitesse acoustique
est toujours donnée par I'Eq. (6.15) comme pour les écoulements non-réactifs
étudiés au chapitre 6 :

1
i=—Vp (10.10)
iwpo

10.2.2 Traitement compact des flammes

Les flammes sont souvent stabilisées dans les foyers proche des changements de
section. On s’intéresse aux effets d’'une lamme et d’un changement de section en
considérant la propagation d’ondes mono-dimensionnelles & travers une flamme
compacte (Ly < A) dans un canal dont la section change brusquement de
surface. Un bilan de quantité de mouvement et d’énergie sont réalisés sur le
volume de controle V' compris entre x — dx/2 et x + dx/2 représenté en gris a
la Fig. 10.2 :

0

pudV—l—/ pu.VudV = —/ VpdV (10.11)
v ot 1% v
1/ dlnp / / 1 .
- AV + | Vv = dv 10.12
vJy odt v v pepT ( )

On admet ici que le rapport des chaleurs spécifiques v reste constant. L’hy-
pothése est raisonnable pour des systémes opérant avec un excés d’air. En
appliquant le théoréme de Green-Ostrogradski on obtient :

0
pudV+/puu-ndS:—/pn ds (10.13)
v ot s s
dl ]
/ npdV—l—v/u-ndS:y/ gy (10.14)
v dt s v epD
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En décomposant les intégrales de surface sur l'entrée Sj;, la sortie S;y1 et la
surface latérale 3 et en linéarisant les Eqgs. (10.13) et (10.14), il vient :

/ P05, ﬂé/gg/a’n/dS—i— pou’? 2051 €x — (pou'2 =207 ex
/Ep ndS+(p'), 4 /2 i ex — (p)x+d$/25’j+1 ex (10.15)
dIn(po +p')
[ I oy (), g i1 =7 (), S5+ [ dS
1% s
-1 —1)q
Sl / q’dv_@ k )do / pdv (10.16)
bo Jv Py %4
——
=qQ

ot Q' est la fluctuation du taux de dégagement de chaleur de toute la flamme
considérée compacte. On fait désormais tendre de — 0. Dans ce cas :

3V — 0 et ndS — (p). (Sjz1—S5;) e
/V() dz—0 /p dz—0 (p)x( 1= i) ex

On en déduit les relations de saut associées a la pression acoustique et au débit
volumique acoustique au niveau de la flamme et du changement de section :

Py —1js1 =0 (10.17)

/ / y—1. ~v—-1_.
Wi 1Sj+1 — S = THQ = Py Q (10.18)

Ces relations sont valables pour les ondes basses fréquences dans la limite de
flammes compactes et d’écoulements a faible nombre de Mach (Dowling (1995);
Bauerheim et al. (2015)). La premiére relation traduit la continuité de la pres-
sion & travers la flamme et la seconde indique que le débit acoustique augmente
a travers le front de flamme si celle-ci subit des fluctuations du taux de déga-
gement de chaleur. Un modéle liant la fluctuation du taux de dégagement de
chaleur @’ aux conditions en amont de la zone de réaction est nécessaire a la
fermeture de ce systéme d’équations.

10.2.3 Modéles de fermeture

Deux modeéles qui lient la fluctuation du taux de dégagement de chaleur Q a
la fluctuation de la vitesse acoustique v’ en amont de la flamme sont présentés
dans cette étude.

Modéle n — 1

Le modéle a retard n — 7 proposé par Crocco (1951) permet de décrire de fagon
heuristique le lien entre la fluctuation du taux de dégagement de chaleur et la
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vitesse acoustique en amont de la zone de combustion. Les fluctuations du taux
de dégagement de chaleur sont reliées a la perturbation de la vitesse acoustique
o (:13]]_1) en amont de la zone de combustion par un facteur d’amplification n
et un retard 7. Ce retard correspond au temps mis par les perturbations de
vitesse pour produire une fluctuation du taux de dégagement de chaleur. On
peut alors exprimer Qép en fonction de v’ comme :

v—1. _

Pour des perturbations harmoniques, il vient dans ’espace complexe :

¥ - 1= o
Py Q = Sine“Ta(x,,) (10.20)
J

FDF

La fluctuation du taux de dégagement de chaleur )’ peut étre exprimée a partir
de la réponse fréquentielle de la flamme & des perturbations de ’écoulement :
F(f,u' JUy) = G(f, 1 Uyt w'/Us)  Les conditions de saut pour la pression
et la vitesse acoustique exprimées en terme de gain G et de phase ¢ de la FDF
donnent :

Pig1 =05 =0 (10.21)
Sipitlsq — Sl = L= 1Ge"“"éu—9 (10.22)
J+1%541 7% /70]2 Ub :

Le taux de dégagement de chaleur total moyen Q peut s’exprimer a partir des
températures des gaz frais T et des gaz brilées Tj 11 : Q = e, (Tj11 — Tj) ot
m = p;jUpS; est le débit massique du mélange combustible/comburant et U, est
la vitesse débitante. La température T, correspond a la température adiaba-
tique de flamme. Si la pression reste constante, le produit p_oc% est également
constant dans tout le domaine. Il est intéressant d’exprimer ce rapport dans le
canal d’arrivé du mélange combustible p_]cg = pjyrT}. Ces relations permettent
d’obtenir une expression pour le rapport de la fluctuation du débit volumique
acoustique entre 'aval et 'amont de la flamme K (w,u}) = (Sj+1u)1)/(Sju}) :

T

K(f,u}) = [1 + Ge'¥ <ér+1 - 1>] (10.23)
J

Cette expression sera utilisée dans la suite de 1’étude. Elle fait intervenir le

gain G et la phase ¢ de la FDF qui dépendent de la fréquence et du niveau

d’excitation u; )
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F1GURE 10.3 — Vue schématique d’un systéme de combustion générique modélisé par
trois cavités couplées avec une flamme et une impédance de sortie Zs.

10.3 Etude d’un systéme a trois cavités avec flamme

10.3.1 Equation de dispersion

Nous reprenons la configuration du systéme a trois cavités de la Sec. 6.2.1
et nous ajoutons une flamme compacte entre les cavités (2) et (3) comme le
montre la Fig. 10.3. La réponse de la flamme est intégrée a la matrice M qui
est légérement modifiée par rapport a lexpression Eq. (6.40) de la Sec. 6.2.1 :

eikult o—ikuls 1 . 0 0
Sy pikul Sy —ikyln
_ | 5° -5, € -1 1 0 0
M= |52 0 2 0 ikul2 o—ikul2 1 1
0 0 K=etkulz  _ Kmemikul2 -1 1
L O 0 0 0 (1 — Cg)eikbl:s (1 + Cg)e—ikbl3_

(10.24)

ot Z = (ppcp)/(pucu)S2/S3 =~ (Tu/Ts)'/?S2/Ss est I'indice de couplage acous-
tique, (3 = Z3/(ppcp) correspond a I'impédance spécifique a la sortie du systéme
et K est le rapport de la fluctuation du débit volumique acoustique Eq. (10.23)
a travers une flamme compacte. L’équation de dispersion det M = 0 devient :

0 = det My, [(€2 _ 1)eik’bl3 — (G + 1)e—ikbl31|

+ K det My, [(gg —1)ebrls 4 (¢ + 1)5“%’3} (10.25)
o det My, est donné par 'Eq. (6.42) et det M, est donné par I'Eq. (6.43).

La résolution de I’'Eq. (10.25) permet de déterminer les racines complexes
w = wy + iw; correspondant aux modes du systéme on w,(uh) = 27 f repré-
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sente la pulsation angulaire et w;(u}) (en s71) le taux de croissance de la per-
turbation. Ces deux grandeurs dépendent de I’amplitude de la perturbation de
vitesse lorsque la réponse de la flamme est non-linéaire (Noiray et al. (2008);
Durox et al. (2009)).

En I'absence d’amortissement, la stabilité du systéme est définie par le signe de
wy(uh). Si le taux de croissance est positif 'amplitude des oscillations augmente
et le systéme est instable. Si le taux de croissance est négatif, le systéme est
stable. Les systémes réels présentent généralement un taux d’amortissement o
(Sec. 7.1.2). Ce taux d’amortissement peut étre soustrait au taux de croissance.
La stabilité du systéme est alors pilotée par le signe de w;(ub) — a (Palies et al.
(2011); Boudy et al. (2011)). Lorsque w;(ub) > « le systéme est instable et
les oscillations s’amplifient pour atteindre le cycle limite lorsque w;(uh) = a.
Ces éléments sont utilisés pour analyser la stabilité du systéme et déterminer
le niveau des oscillations auto-entretenues au cycle limite.

10.3.2 Algorithme de calcul

L’équation de dispersion Eq. (10.25) est résolue avec Matlab. Cette équation
non-linéaire est difficile a résoudre numériquement et un soin particulier doit
étre apporté a I'initialisation du calcul. La fonction « fminsearch » de Matlab est
utilisée pour rechercher des solutions minimisant la valeur absolue du détermi-
nant de M (min(|det M(w)|)). Les performances de cet algorithme dépendent
beaucoup des conditions initiales. L’initialisation du calcul au plus prés de la
solution est indispensable pour trouver le minimum global de I’équation et évi-
ter un minimum local.

Une méthode est proposée ici pour améliorer la recherche de solution et assu-
rer une convergence rapide de l'algorithme. Un premier calcul est réalisé pour
calculer des fréquences complexes fr.f(L, G, ) = wrer/(2m) dites de référence
lorsque la longueur de la chambre L, le gain G et la phase ¢ varient de ma-
niére indépendantes. L’algorithme est représenté a la Fig. 10.4(a). Il se compose
de trois boucles imbriquées. La premiére boucle fait varier la longueur de la
chambre L. Lorsque L est fixée, la fréquence propre fo = wp/(27) du systéme
est calculée en l'absence de combustion (G = 0). Deux boucles permettent
ensuite de faire varier le gain G et pour chaque gain de parcourir ’ensemble
des phases possibles ¢ € [0,27]. La fonction « fminsearch » est initialisée a
finit = fo lorsque G = 0.15 et dans les autres cas, par la fréquence calculée a
I’itération précédente sur le gain G pour la méme longueur L et la méme phase
¢ finit = f(L,G(i —1),¢). Les fréquences complexes fr.r(L,G,p) calculées
pour ces cas de références sont utilisées pour initialiser le calcul de stabilité. Un
exemple d’évolution de f,.¢(L, G, ¢) calculée avec le modéle acoustique a chaud
du banc DIFAV (Sec. 7.2) est représenté a la Fig. 10.4(b) lorsque la phase ¢
varie entre 0 et 2w pour G = 0, 0.5, 1.0 et 1.5 et une chambre de longueur
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FIGURE 10.4 — M¢thode de calcul des fréquences complexes de référence frey lorsque
L, G et ¢ varient. La figure (a) donne le principe de lalgorithme développé et la figure
(b) représente lévolution de la fréquence de référence R(fres) et du taux de croissance
w; lorsque ¢ varie pour G =0, 0.5, 1.0 et 1.5 et L = 0.50 m.
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L = 0.50m. La fréquence complexe fr.f(L = 0.50m, G, ¢) est décomposée sur
cette figure en sa partie réelle R(fycs) le long de I'axe vertical et en sa partie
imaginaire correspondant au taux de croissance w; sur ’axe horizontal. La fré-
quence propre du systéme est fy = 141 Hz lorsque G = 0. L’évolution en ellipses
centrées sur fy avec un diamétre qui augmente lorsque le gain G augmente a
déja été observée par Silva et al. (2013). Cette méthode est utilisée pour amé-
liorer la convergence lorsque le gain G et la phase ¢ ne sont plus traités de
maniére indépendante.
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FIGURE 10.5 — Représentation schématique de l’algorithme de calcul de la fréquence
réelle R(f) et de son taux de croissance w; = Z(f) x 2r d’un systéme a trois cavités
avec une flamme modélisée par une FDF.

Le calcul des fréquences et des taux de croissance d’un systéme a trois cavités
avec une flamme dont la réponse est modélisée par une FDF est mené avec
I’algorithme représenté a la Fig. 10.5. Deux boucles sont imbriquées pour per-
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FIGURE 10.6 — Pression acoustique (Mic 1), intensité relative de chimiluminescence
OH* et fluctuation de la vitesse v’ /Uy, mesurées au cycle limite d’une instabilité de
combustion pour une flamme de type A pour deuzr longueurs de chambre L lorsque
my=125g -min~!, ¢ =0.95, GLR=0.08, U, = 7.5m-s ! sont fizés.

mettre une analyse non-linéaire de la dynamique du systéme lorsque la longueur
de la chambre L et Pamplitude u/ varient. La fréquence propre fy est calculée
pour chaque valeur de L en I'absence de combustion lorsque G = 0. Lorsque L
et un niveau de perturbation v’ sont fixés, G et ¢ sont déterminés a partir de
la FDF a la fréquence fy. Les paramétre L, G et ¢ permettent de déterminer la
fréquence complexe de référence f,.; correspondante en utilisant ’algorithme
de la Fig. 10.5. Un nouveau gain et une nouvelle phase sont identifiés pour
la fréquence R(frer) & partir de la FDF. Cette boucle est réalisée 5 fois. La
fréquence complexe fi,;+ ainsi obtenue permet d’initialiser la fonction « fmin-
search ». Les fréquences complexes f calculées par 'algorithme « fminsearch »
de Matlab sont comparées a la fréquence complexe fin;:. Un critére de conver-
gence permet de valider la solution. L’algorithme de la Fig. 10.5 permet de
calculer I'ensemble des fréquences réelles R(f(L,u’)) et des taux de croissance
wi(L,u") des perturbations harmoniques lorsque L et u’ varient.

Les algorithmes des Figs. 10.4(a) et 10.5 sont utilisés dans la suite de I’étude
pour analyser la stabilité du foyer DIFAV lorsque la longueur de la chambre
varie.

10.4 Instabilités de combustion du foyer DIFAV

Des instabilités thermo-acoustiques auto-entretenues peuvent se développer
dans le foyer DIFAV pour les deux topologies de flamme en faisant varier
la longueur L de la chambre de combustion. Le dispositif expérimental uti-
lisé dans cette étude est représenté & la Fig. 3.18. Le plenum est fermé par
les plaques rigides pour cette étude. Les signaux mesurés aux cycles limites
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TABLEAU 10.1 — Carte de stabilité en fonction de la longueur de chambre L et de la
richesse ¢. Les croix x représentent les cas stables. Les fréquences des oscillations aux
cycles limites sont indiquées dans les cas instables.

L (m) 0.68 0.77 0.83 1.03 1.13 1.22

6 =095, f (Hs) x 174 168 131 120 118
¢»=0.75 f (Hz) «x X X X X X

de modes instables du foyer DIFAV sont examinés. La figure Fig. 10.6 montre
I'évolution temporelle de la pression acoustique dans la chambre (Mic 1), la
fluctuation de la vitesse & la sortie de I'injecteur d’air et la fluctuation de 'inten-
sité de chimiluminescence du radical OH* pendant 50 ms pour deux longueurs
L de la chambre de combustion lorsque les conditions opératoires sont fixées a
my=125g- min~!, ¢ = 0.95, GLR = 0.08, U, = 7.5m -s~'. La couleur de la
flamme obtenue est semblable & la Flamme A (Fig. 9.3(a)), mais les signaux de
pression, de vitesse et de chimiluminescence oscillent fortement pour ces deux
configurations. Lorsque L = 0.83m, les signaux de la Fig. 10.6(a) oscillent a
une fréquence f = 173 Hz. L’amplitude de la fluctuation de pression & proximité
du fond de chambre atteint 36 Pa. Le niveau de fluctuation de la vitesse reste
modéré (14 % de la vitesse débitante) et I'intensité relative de OH* atteint un
niveau de fluctuation d’environ 9 %. Ces deux derniers signaux sont déphasés
de Ap ~ 7. Les signaux de pression et de chimiluminescence sont déphasés de
Ap ~ 21 /5 et le critére de Rayleigh est respecté (Lord Rayleigh (1878)).

Lorsque L = 1.13m, les signaux de la Fig. 10.6(b) oscillent & une fréquence
f = 120 Hz plus basse que dans le cas précédent. Les niveaux de fluctuation
sont plus importants dans cette configuration. L’amplitude de la pression at-
teint 150 Pa dans la chambre de combustion. La fluctuation de la vitesse atteint
environ 50 % de la vitesse débitante et 'intensité relative de OH* atteint 20 %
de fluctuation. La vitesse et le taux de dégagement de chaleur sont déphasés de
Ap ~ 7, mais les signaux de pression et de chimiluminescence sont en phase et
le critére de Rayleigh est également respecté.

La Tableau. 10.1 indique I'état du systéme pour les différentes configurations
analysées en fonction de la longueur L de la chambre de combustion et de la
richesse ¢ lorsque le débit de dodécane est fixé a my = 12.5g- min~'. Les
croix x représentent des régimes stables sans oscillation. Pour les cas instables,
la fréquence du cycle limite est indiquée. Lorsque la flamme est semblable &
la Flamme B (Fig. 9.3(b)) pour une richesse globale ¢ = 0.75, le systéme
ne développe pas d’instabilité auto-entretenue pour toutes les longueurs L de
chambre explorées. Lorsque la flamme est semblable a la Flamme A (Fig. 9.3(a))
avec ¢ = 0.95, le systéme devient instable pour les longueurs de chambre L >
0.77m et la fréquence de Iinstabilité diminue lorsque la longueur L augmente.



PARrT III - COUPLAGE THERMO-ACOUSTIQUE 217

10.5 Analyse de stabilité du foyer DIFAV

Il est maintenant possible d’analyser la stabilité du foyer DIFAV lorsque la
longueur de la chambre L de combustion varie et de comparer ces résultats aux
mesures (Tableau. 10.1). Le modéle acoustique du brilleur DIFAV décrit dans
le chapitre 7 et les FDF mesurées au chapitre 9 sont combinées pour analyser
la stabilité du foyer.

La figure Fig. 10.7 représente 1’évolution de la fréquence des deux premiers
modes propres sans combustion du brileur DIFAV calculée a la Sec. 7.2 lorsque
la longueur de la chambre L varie. Les courbes noires sont obtenues lorsque
T, =Ty = T3 = 293K et les résultats a chaud sans flamme active (G = 0) sont
représentés en rouge lorsque 17 = To = 463 K et T5 = 1600 K. Les symboles en
rouge () représentent les fréquences des instabilités observées dans le foyer et
mesurées aux cycles limites (Tab. 10.1). Cette figure indique que les fréquences
d’instabilités sont situées dans le voisinage de la fréquence fig du premier
mode acoustique calculé & chaud sans flamme active. Lorsque L > 1m, la
fréquence de l'instabilité correspond & la fréquence fipg. Lorsque L < 1m, la
fréquence du cycle limite des instabilités est 1légérement supérieure a celle du
mode acoustique. Le décalage de la fréquence de I'instabilité par rapport a celle
du mode propre est couramment observé (Durox et al. (2002); Noiray et al.
(2008); Boudy et al. (2010); Palies et al. (2011)) et résulte du gain et de la
phase de la FDF comme le montre la Fig. 10.4(b). La fréquence propre du
premier mode est comprise entre 128 Hz < f1 < 145 Hz pour les longueurs
de chambre étudiées. La structure de ce mode est semblable & celle d’'un mode
quart d’onde comme le montre la Fig. 7.12(b). Les régimes instables associés
a ce type de mode sont délimités par la condition © < ¢(f,u'/Up) < 27 sur
la phase de la FDF d’aprés le critére de Rayleigh (Durox et al. (2013)). Cette
condition est nécessaire mais pas suffisante pour déclencher une instabilité

10.5.1 Flamme B (¢ = 0.75, U, = 9.5m -s71)

La stabilité du foyer DIFAV observée pour la flamme de type Flamme B (Ta-
bleau. 10.1) est étudiée a partir des caractéristiques de la FDF mesurée a la
Sec. 9.5 (Fig. 9.11). Cette configuration est stable pour toutes les longueurs de
chambre L testées dans cette étude. Le gain G de la FDF chute en effet trés
rapidement et s’annule pour des fréquences f > 110 Hz ce qui ne permet pas
de déclencher des instabilités autour de la fréquence fip. Pour déclencher des
instabilités basses fréquences, il faudrait une chambre de combustion beaucoup
plus longue.
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FIGURE 10.7 — Evolution des deux premiéres fréquences propres sans combustion du
braleur DIFAV en fonction de la longueur L de la chambre de combustion (Fig. 7.11).
Les courbes en noir sont calculées lorsque Th = Ty = T3 = 293 K. Les courbes en rouge
sont calculées lorsque Ty = To = 463K et T3 = 1600K. Les symboles en noir (o)
représentent les fréquences propres mesurées pour L = 0.83m et L = 1.13m a tempé-
rature ambiante. Les symboles en rouge (1) représentent les fréquences des instabilités
mesurées aux cycles limites.
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FIGURE 10.8 — Bande d’instabilité pour le premier mode du brileur DIFAV issue
de lanalyse de la FDF de la flamme A représentée a la Fig. 9.9, en fonction de la
fréquence f et de amplitude u'/Uy. Les symboles représentent le déphasage mesuré
auzx cycles limites lors d’instabilités auto-entretenues : ¢ : ¢ = 1.037 (L = 0.77m),
A:p=102r (L=083m), +:p=n (L=1.03m),0:¢=1127 (L=1.13m) et
>:¢=1.057 (L=122m).
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10.5.2 Flamme A (¢ =0.95, U, =7.5m-s™)
Analyse préliminaire

La stabilité du foyer DIFAV pour la flamme de type Flamme A est étudiée,
dans un premier temps, en analysant le gain et la phase de la FDF représentée
a la Fig. 9.9. Une instabilité peut se développer autour de la fréquence f1g car
le gain de la FDF est compris entre 0.5 < G < 1.5 sur la gamme de fréquences
calculées lorsque L varie. La figure Fig. 10.8 représente en niveau de gris le
déphasage ¢ dans l'intervalle m — 27 & partir des données interpolées de la FDF
représentée a la Fig. 9.9, en fonction de la fréquence f et de 'amplitude de la
perturbation de vitesse u’/Uy. La région grise délimite la bande instable pour le
premier mode de type quart d’onde du systéme. Cette figure montre que cette
bande d’instabilité dépend fortement de 'amplitude v’ /Uy de Voscillation. Le
mode devient instable & une fréquence d’environ 170 Hz pour les amplitudes
u’ /Uy trés petites. Les symboles représentent les fréquences et les amplitudes
des instabilités auto-entretenues mesurées aux cycles limites. Notons que pour
L =07Tm et L = 0.83m, le systéme est instable & une fréquence proche de
f = 170 Hz avec une faible amplitude u'/Uj, ~ 0.05 comme le montre les sym-
boles en triangle (A) et en diamant (¢) sur la Fig. 10.8. Pour des chambres
de combustion plus longues correspondant & des fréquences de résonance plus
faibles, une analyse de stabilité linéaire réalisée pour un petit niveau de pertur-
bation u'/Uy ne permet pas de prévoir les instabilités observées. Les symboles
>, 0 et + tracés sur la Fig. 10.8 correspondent aux oscillations auto-entretenues
observées dans la chambre de combustion avec de grandes amplitudes d’oscilla-
tion vérifiant v’ /Uy > 0.2. Ces instabilités a basse fréquence n’existeraient pas si
la phase de la FDF ne changeait pas avec I’amplitude. Pour expliquer ces insta-
bilités & basse fréquence, il est nécessaire de tenir compte du fait que la phase de
la FDF dépend de I'amplitude de 'oscillation. On peut noter que, pour les cing
configurations instables, la phase mesurée au cycle limite est toujours proche
de 7, ce qui indique que la saturation de ces oscillations auto-entretenues est
contrélée dans cette chambre de combustion diphasique par des changements
de la phase ¢ de la FDF (Noiray et al. (2008); Boudy et al. (2011)), et non par
une baisse du gain de la FDF ou une augmentation de 'amortissement comme
suggéré dans plusieurs études (Licuwen (2012)).

Calculs de stabilité

A partir du taux d’amortissement o défini a la Sec. 7.1.2, il est intéressant de
déterminer 1’évolution du taux effectif de croissance des perturbations w; — «
en fonction de la longueur L de la chambre de combustion et de 'amplitude
u' /U, des perturbations. Les calculs sont réalisés a partir du modéle acous-
tique a chaud du foyer DIFAV (Sec. 7.2) lorsque T,, = 11 = T5 = 443K et
T, = T35 = 1600 K. La flamme modélisée par sa FDF est placée entre les canaux
(2) et (3) (Fig. 10.3). Le gain G(f,u’) et la phase ¢(f,u') sont déterminés par
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FIGURE 10.9 — Carte de stabilité du braleur DIFAV avec la flamme de type A en
fonction de la longueur L de la chambre de combustion et de lamplitude v’ /Uy, ot
U, = 7.5m-s~!. Les symboles représentent les instabilités du brileur DIFAV mesurées
auzx cycles limites.

I'interpolation de la FDF de la flamme A (Fig. 9.9). Le taux d’amortissement
est issu des mesures acoustiques réalisées a la Sec. 7.1.2 pour le premier mode
du foyer DIFAV : o = 47s~ L. Lorsque w; —a est positif dans la zone coloriée a
la Fig. 10.9, le foyer est instable. Lorsque w; — a1 est négatif la zone est blanche
et le foyer est stable. La limite entre ces deux zones, lorsque w; — a; = 0, cor-
respond aux cycles limites des instabilités. Les symboles représentés sur cette
figure correspondent aux instabilités observées lors des expériences menées aux
cycles limites dans le foyer DIFAV (Tableau. 10.1). La figure Fig. 10.9 montre
deux types de comportement selon L. Le premier type de comportement cor-
respond a des valeurs de w; — ay toujours positives pour tous les u’/Uj étudiés.
C’est le cas par exemple pour L = 0.9m. Le systéme est dit linéairement in-
stable dans ce cas. Un deuxiéme type de comportement est observé par exemple
pour L = 1.25m. Dans ce cas, le taux de croissance est inférieur & 'amortisse-
ment (w; —a; < 0) pour les faibles amplitudes v’ /U, < 0.18 mais devient positif
w; — a1 > 0 lorsque u'/U, > 0.18. Ainsi, une perturbation de ’écoulement de
faible amplitude ne peut pas déclencher d’instabilité tandis qu’une forte oscil-
lation peut rendre le foyer instable. Ces instabilités sont déclenchées lorsqu’un
seuil est atteint (Noiray et al. (2008); Boudy et al. (2011)). Le systéme est donc
non-linéairement instable et linéairement stable. Notons que les instabilités ob-
servées sur le foyer DIFAV sont capturées par les calculs lorsque L > 0.83m
mais les cycles limites ne sont pas correctement prédits. L’instabilité observée
expérimentalement lorsque L = 0.77m n’est pas capturée par ces calculs. La
fréquence calculée pour cette configuration est sans doute trop éloignée de la
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TABLEAU 10.2 — Fréquences des oscillations mesurées aux cycles limites sur le brileur
DIFAV et calculées par une analyse non-linéaire de stabilité.

L (m) 0.77 0.83 1.03 1.13 1.22
Mesures

f (Hz) 174 168 131 120 118

u' [Uy 0.05 0.05 0.22 0.39 0.44
Calculs

FDF, f (Hz) 166 173 152 140 136

G=0.5, f (Hz) 153 154 150 141 138

G=10,f(Hz) 180 176 151 140 136

fréquence mesurée, ce qui a deux conséquences : soit la phase de la FDF asso-
ciée a cette fréquence se situe dans la bande stable ; soit la phase se situe bien
dans la bande instable mais le gain ou la phase de la FDF ne permettent pas
d’obtenir un taux de croissance w; supérieur au taux d’amortissement. Il est
donc intéressant de comparer les fréquences calculées aux fréquences mesurées.
Le Tableau 10.2 indique les fréquences et les amplitudes u’/Uj, des instabilités
mesurées aux cycles limites pour les différentes longueurs de chambre L étu-
diées. Ces fréquences sont comparées a celles calculées en utilisant 1’algorithme
de la Fig. 10.5 pour les mémes conditions, lorsque le gain G est issu de la FDF
ou imposé & G = 0.5 ou a 1.0. Lorsque le gain et la phase sont issues de la
FDF, les fréquences calculées lorsque L > 0.83 m sont supérieures aux mesures.
Lorsque L = 0.77m la fréquence calculée est inférieure a la fréquence mesurée.
Ce décalage vers les basses fréquences rend le systéme stable puisque la phase
de la FDF se situe alors dans la bande 0 — 7 (Fig. 10.8).

Il est maintenant intéressant d’étudier 'influence du gain G sur la stabilité du
systéme puisque des incertitudes existent sur la valeur du gain des FDF mesurée
(chapitre 9). La figure Fig. 10.10 représente deux cartes de stabilité calculées
pour deux gains G = 0.5 et 1.0 indépendants de la fréquence et de I'ampli-
tude de la perturbation. La phase ¢ est issue de la FDF (Fig. 9.9). Lorsque le
gain est fixé & G = 0.5 (Fig. 10.10(a)) la zone d’instabilité est plus petite que
celle de la Fig. 10.9 et les taux de croissance sont globalement plus faibles. Le
foyer est non-linéairement instable pour un seuil de perturbation u'/U;, ~ 0.1
lorsque L = 1m. Cette valeur du gain permet de capturer les instabilités basses
fréquences lorsque L > 1m, mais ne capture pas les instabilités plus hautes fré-
quences lorsque L < 0.9m. Le cycle limite n’est pas correctement prédit pour
cette valeur du gain. Les fréquences calculées lorsque L > 1.0m (Tableau 10.2)
sont supérieures a celles mesurées aux cycle limites comme dans le cas précé-
dent. Lorsque L < 1.0 m, les fréquences calculées sont inférieures aux fréquences
mesurées. La phase ¢ de la FDF se situe alors dans la zone stable 0 — 7 ce qui
rend le systéme stable.
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FIGURE 10.10 — Cartes de stabilité du foyer DIFAV avec la flamme de type A en
fonction de la longueur L de la chambre de combustion et de l'amplitude v’ /Uy (¢ =
0.95, Uy = 7.5m-s71). Le gain de la FDF est fité a (a) G = 0.5 et (b) G = 1.0. Les

symboles représentent les instabilités du foyer DIFAV mesurées auzx cycles limites.

Lorsque G = 1.0 (Fig. 10.10(b)) la zone d’instabilité est plus importante que
celles étudiées précédemment et les taux de croissances sont plus élevés. Le sys-
téme est linéairement instable lorsque 0.70m < L < 0.77 m et non-linéairement
instable lorsque 0.30m < L < 0.70m et 0.77m < L < 1.73m. Les instabilités
mesurées sont toutes capturées par cette analyse mais les cycles limites ne sont
pas correctement calculées. Les fréquences calculées (Tableau 10.2) sont trés
supérieures a celles mesurées pour toutes les longueurs de chambre étudiées. La
phase de la FDF se situe alors dans la zone instable m — 27 ce qui peut rendre
le systéme instable comme prévu par les calculs.

Cette étude montre une forte sensibilité de la fréquence f et du taux de crois-
sance w; au gain de la FDF. Ces paramétres sont également sensibles a la valeur
de la phase ¢ de la FDF comme le montre la Fig. 10.4(b). Cet effet est accentué
par I’évolution commune du gain et de la phase de la FDF avec la fréquence f
et 'amplitude v’ /Uj,.

Conclusion

L’équation de dispersion d’un systéme acoustique composé de trois cavités avec
une flamme active modélisée par une FDF a été déterminée. Deux algorithmes
ont été développés pour résoudre cette equation de dispersion non-linéaire avec
Matlab. Le premier fait varier indépendamment le gain et la phase de la FDF
pour calculer des fréquences de références. Ces fréquences sont utilisées dans le
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second algorithme pour initialiser au plus prés de la solution le code de résolu-
tion de I’équation de dispersion.

Une analyse de stabilité du foyer DIFAV a été réalisée. Il peut étre stable
ou instable selon la longueur de la chambre de combustion et des régimes de
fonctionnement. Le domaine de stabilité a été déterminé pour les deux topolo-
gies de flamme identifiées dans les chapitres précédents. Des instabilités auto-
entretenues se développent uniquement avec la flamme A. Pour expliquer les
oscillations thermo-acoustiques observées dans la chambre de combustion au-
tour de son premier mode propre, le gain et la phase des FDF ont été analysés.
Les résultats montrent que les prévisions sont en bon accord avec les données
expérimentales. Pour des chambres de combustion relativement longues, 1’évolu-
tion de la phase ¢ de la FDF avec I’amplitude permet d’expliquer les instabilités
basses fréquences d’amplitudes élevées observées aux cycles limites. L’évolution
du taux de croissance effectif w; — a1 du foyer DIFAV opérant avec la Flamme
A a été calculée en fonction de la longueur L de la chambre et de I'ampli-
tude u’'/Uj, en intégrant la FDF au modeéle acoustique du brilleur. La carte
de stabilité ainsi obtenue capture correctement les instabilités non-linéaires du
foyer lorsque L > 0.83 m mais surévalue leurs fréquences. L’instabilité observée
lorsque L = 0.77m n’est pas capturée par cette analyse car la fréquence cal-
culée est trop faible et la phase de la FDF se situe alors dans la bande stable
0 — 7. Une forte sensibilité de la fréquence f et du taux de croissance w; au
gain et & la phase de la FDF a été montrée.

Cette étude démontre que les outils d’analyse de la stabilité d’un foyer parfaite-
ment prémélangé a 'aide d’'une FDF donnent des résultats corrects sur le foyer
DIFAV. Ces outils peuvent donc étre appliqués aux chambres de combustion
alimentées par des flammes diphasiques non-prémélangées. Des mesures supplé-
mentaires de la FDF sont nécessaires pour affiner I’évolution du gain de la FDF
en fonction de la fréquence et de I'amplitude et ainsi mieux capturer les cycles
limites observés dans les expériences. Ces résultats indiquent que la méthode
développée peut étre appliqué au cas de la chaudiére industrielle EDF.






Chapitre 11

Analyse de stabilité de la
chaudiére industrielle

L’objectif de ce chapitre est d’analyser la stabilité thermo-acoustique de la cen-
trale thermique EDF pour différentes longueurs de flamme L?RC. Cette étude
se limite aux basses fréquences. L’analyse est menée sur le modéle générique de
la chaudiére développé au chapitre 8, en y intégrant les FDF adimensionnées
déterminées sur le brilleur DIFAV au chapitre 10. La modélisation de la FDF
du brileur industriel est développée dans la Sec. 11.1. La modélisation des deux
flammes génériques dans le modéle acoustique et I'intégration de ces flammes
comme terme source dans COMSOL Multiphysics est menée a la Sec. 11.2. A
la Sec. 11.3, le critére de Rayleigh est revisité pour des foyers présentant des
flammes multiples. Des expressions analytiques sont proposées pour analyser la
stabilité de ces systémes. L’analyse de la stabilité de la chaudiére est menée a
la Sec. 11.4. Cette analyse est réalisée a 'aide de COMSOL Multiphysics pour
une seule configuration géométrique. Ces résultats sont comparés aux bandes
de stabilité déduites du critére de Rayleigh. L’influence de la longueur de la
flamme, de la condition limite au niveau de l’échangeur et de la répartition
des flammes est également analysée dans cette section & l'aide du critére de
Rayleigh.

11.1 Modélisation de la réponse de la flamme du brii-
leur GRC

La réponse de la flamme générée par le brilleur GRC est déterminée & partir
de la FDF mesurée sur le briilleur DIFAV. Ces FDF ont été adimensionnées par
le nombre de Strouhal St = fLg /U, basé sur la longueur efficace Ly de la
flamme (voir Sec. 9.5.3). Les résultats correspondent aux courbes en noir tra-
cées & la Fig. 11.1. L’étude des fréquences caractéristiques de la réponse de la
flamme & la Sec. 9.7 montre que I’évolution du gain de la FDF des flammes dans
le foyer DIFAV est pilotée, au moins en partie, par des mécanismes d’interfé-
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FIGURE 11.1 — Gain G et phase ¢ de la FDF de la flamme générée par le brileur
DIFAV en noir en fonction du nombre de Strouhal S;. o : v/ /UFRC = 0.02 et O :
u’/UbGRC = 0.11. Les courbes rouges représentent l’interpolation de la FDF du brdleur
GRC utilisée pour les calculs sur la chaudiere EDF avec (——) : v/ /UFREC = 0.02 et
(=) JUFEC = 0.11.

rences entre les fluctuations de vitesses axiales et les fluctuations de vitesses
azimutales générées par le swirler et convectées a la vitesse débitante. La géo-
métrie du brileur GRC, représentée a la Fig. 2.1, montre que le swirler d’air
est positionné & la sortie du brileur. Le retard entre les fluctuations de vitesses
axiales et les fluctuations de vitesses azimutales lié au temps de convection
des perturbations azimutales dans l'injecteur est donc nul et ces interférences
n’existent a priori pas pour le brileur industriel GRC. On fait donc I'hypo-
thése que I'évolution du gain de la réponse de la lamme du brilleur GRC ne
présente pas de pics et de creux. Cette évolution est modélisée par la courbe en
rouge a la Fig. 11.1. Le gain & fréquence nulle vaut zéro car la débit masse de
combustible 7y est fixé dans ce foyer (Polifke and Lawn (2007)). L’évolution
de la phase est sensible & 'amplitude d’excitation, mais peu aux mécanismes
d’interférence. La phase de la FDF du brileur GRC est donc issue de l'inter-
polation de la FDF mesurée sur le brileur DIFAV. La phase de la réponse de
la flamme du brileur DIFAV est représentée en noir et la phase de la réponse
de la flamme du brileur GRC est représentée en rouge a la Fig. 11.1 lorsque
u' JUFRC =0.02 (o, ——) et o/ /UFEC = 0.11 (O, —).
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La réponse de la flamme est pilotée par le nombre de Strouhal St qui fait interve-
nir la vitesse débitante de I’air UbG RC — 39m -s~! dans le brileur et la longueur
efficace L]%RC de la flamme. L’analyse de la structure de la flamme menée &
la Sec. 2.7 montre que la flamme est stabilisée en « V ». La longueur efficace
est donc définie comme pour la flamme DIFAV telle que LGRC ~ 2/ SL?RC
(Schuller et al. (2003)) ou LGRC ~ 6m est la longueur de la ﬂamme déterminée
a la Sec. 2.7. Ce paramétre étant mal connu, ’analyse de stabilité est menée
en faisant varier cette longueur 4 m < LJCfRC < 8m lorsque la vitesse débitante
UbG RC — 39m.s ! est fixée. La longueur de la flamme générée par le brileur
GRC peut étre modifiée en changeant la répartition de l’air du circuit primaire
et du circuit secondaire tout en conservant le débit d’air total (Chapitre 2). La
modification du diamétre des gouttes aura également un impact sur la longueur
de la flamme qui est en partie pilotée par la phase d’évaporation des gouttes.
La figure Fig. 11.2 représente 1’évolution du gain G et de la phase ¢ de la
FDF du brileur GRC lorsque L?RC = 4,5, 6, 7 et 8m pour une amplitude
u' JUFRC = 0.02 et une vitesse débitante UFFC = 39m - s~ fixée. La fréquence
de coupure chute lorsque la longueur de la lamme augmente. La phase de la
FDF augmente lorsque la longueur LGRC augmente, car le temps de propa-
gation des perturbations le long du front de flamme augmente. Ces FDF sont
utilisées dans la suite du chapitre pour analyser la stabilité du foyer EDF.

11.2 Intégration de la FDF dans COMSOL Multiphy-
sics
L’analyse de stabilité du foyer est réalisée avec le module acoustique de COM-

SOL Multiphysics dans le domaine fréquentiel.

11.2.1 Expression du terme source

L’équation de Helmholtz Eq. (6.64) résolue par COMSOL Multiphysics est rap-
pelée ici :

v ( Lovp (1)> W5 (11.1)

A —=(Vp— —p = .
p pc?

ot p/(x, 1) = R (5(x)e™"), Q(x,1) = R (Q(x)e™!) et o (x,1) = R (a(x)e™")

Le terme source dipolaire est nul (q’ = 0) dans notre étude. L’équation de

Helmhotlz avec une flamme active Eq. (10. 9) s’écrit avec la convention de signe
de COMSOL Multiphysics (exp(iwt)) :

1 2 —1-
V. (—Vﬁ) — vl g (11.2)
PoCH POCH
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FIGURE 11.2 — FEvolution du gain et de la phase de la FTF modélisée pour le brileur
industriel pour une amplitude u’/UbGRC = 0.02 avec UbGRC = 39m-s~! lorsque la
longueur de la flamme L?RC varie de 4 ¢ 8m.
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FIGURE 11.3 — Représentation de la coupe de la chaudiére générique dans le plan
xy correspondant au domaine de calculs. Les flammes génériques sont représentées en
rouge sur ce schéma.

g est la composante de Fourier associée ala fluctuation du taux volumique de
dégagement de chaleur. Le terme source Q de I'Eq. (11.1) s’écrit donc :

. 1.
Q:iw7 4 (11.3)
P0oCy

On peut considérer que la fluctuation du taux volumique de dégagement de
chaleur est uniforme sur toute la flamme qui est considérée compacte. La fluc-
tuation du taux de dégagement de chaleur total de la flamme peut donc s’écrire :
Q' = q Vi ot Vj est le volume total de la flamme (Silva et al. (2013)). Lors-
qu’on exprime le terme source en fonction du gain G, de la phase ¢ de la FDF
(Eq. (9.6)) et du volume V; de la flamme, on obtient :

s y—1x, o y—1 o Q
Q=1iw Q' =iw Ge ™% —— 114
pocd poc3 Up Vi (114)

ott @ est le taux de dégagement de chaleur total moyen, Up la vitesse débi-
tante et u’ la fluctuation de la vitesse axiale de 1’écoulement d’air. Nous allons
maintenant déterminer les sources acoustiques & imposer dans notre étude.

11.2.2 Application a la chaudiére

L’étude est conduite sur une coupe de la chaudiére générique (Fig. 8.2) selon
le plan xz représenté a la Fig. 11.3. La température de 'air dans les plenums
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T, = 611K et dans la chambre de combustion 7 = 1500 K sont identiques &
celles imposées dans le chapitre 8 pour ’analyse acoustique. On suppose que la
combustion se déroule sur une épaisseur Ax a la sortie des briileurs représen-
tées a la Fig. 11.3. Ces flammes développent une puissance équivalente aux 12
flammes positionnées sur chaque face de la chaudiére. Le taux de dégagement
de chaleur moyen de ces 12 flammes s’écrit donc Q = 12 ¢t x PCI ~ 840 MW
ou 7y est le débit massique de combustible donné au tableau 2.1. Le volume
occupé par la flamme compacte peut s’exprimer dans le modéle numérique a
partir de la surface du briileur générique S et de I’épaisseur de la flamme Az.
Le volume occupé par la flamme est donné dans le modéle par Vy; = S, x Ax.
Pour les simulations réalisées dans ce manuscrit, on a choisi une épaisseur de
flamme Az = 0.1m qui correspond a un volume de flamme Vy; = 1.4 m3. Les
résultats obtenues dépendent directement de cette valeur qui pourra étre ajus-
tée sur la base de données expérimentales plus étendues.

Les termes sources apparaissant dans I'Eq. (11.4) associés aux flammes de
gauche Q, et de droite Q4 du foyer s’écrivent donc :

3, — i) =1 12y PCI < @iy >,
g pocg SbAJZ UbGRC

—ipg
Gge

- v =112y PCI < iy >4

Qy = —iw Gde—iS@d
poc% SpAx UbGRC

ou Gy, ¢y, Gg et pq @4 sont le gain et la phase de la FDF de la flamme de
gauche et de la flamme de droite. Les termes < u, >4, < @, >¢ représentent
les vitesse acoustiques moyennées sur la hauteur du brileur hy calculées & A, +
0.01 = 0.11m en amont de la sortie de l'injecteur de gauche et de droite.
L’épaisseur de la flamme est fixée dans nos simulations & Az = 0.1m. La
condition de compacité de la flamme (Ax < \) par rapport a la longueur d’onde
acoustique des basses fréquences considérées, A ~ 25m lorsque f = 20 Hz, est
bien satisfaite. Un signe négatif est ajouté au terme Qg pour tenir compte du
sens de propagation des ondes acoustiques depuis le plenum vers la chambre de
combustion.

11.3 Analyse du critére de Rayleigh

Le critére de Lord Rayleigh (1878) est souvent utilisé pour analyser la stabilité
d’un systéme. Il donne une condition nécessaire pour qu’une instabilité se dé-
veloppe [}, p'¢’ > 0, ou p’ représente la pression acoustique, ¢’ la fluctuation du
taux de dégagement de chaleur par unité de volume et V' le volume du systéme.
Il a pour origine un terme source S volumique dans I’équation bilan de ’énergie
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acoustique (Crighton et al. (1992)) :

1 [T~y-1
S— / Jdldt 11.5
T Jo Pocg ( )

ou T est la période de l'oscillation. En intégrant ce terme source sur le volume
V', on trouve :

1 T’Y_l 7
1% vJo PoC

Une condition nécessaire pour que les instabilités se développe est X > 0. Cette
condition n’est pas suffisante car au démarrage de l'instabilité, il faut que le
terme source soit supérieur au terme d’amortissement. Mais nous ne tiendrons
pas compte de I'amortissement dans ce chapitre. Si 3 < 0 le systéme est néces-
sairement stable.

Il est maintenant intéressant d’exprimer S pour les deux flammes modélisées
sur la chaudiére représentée a la Fig. 11.3. Pour le terme source S, de la flamme
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de gauche on peut écrire successivement :

_l’y_l r ~  qwt / zwt
Sg—T POC%/U R (pge )R(qg ) dt

_ly—1 r = i(wttarg(g))
=g o [ R (pleteriome)

< R (UG]%(JCQV | < iy >, |6i(wt—4p+arg(<ﬂx>g))) dt

Ll <>y 1@y -1,
T UbGRCVﬂ PoCE g

Ag

T
X / cos (wt + arg(py)) cos (wt — ¢ + arg(< Uy >4)) dt
0

T
:“;tf’/o [cos (arg(py) + ¢ — arg(< iy >4))

+ cos (2wt + arg(py) — ¢ + arg(< g >4))] dt

=22 [cos (arg(7y) + ¢ — ara(< i =) T

+ cos (47 + arg arg(< iy >g))]

_ ﬁ cos (a D arg(< Ug >g))

‘pg| | <y >4 | Q'Y
2UGRCVfl PoC3

G cos (arg(py) + ¢ — arg(< iz >g))

ot | X| et arg(X) sont la norme et ’argument du nombre complexe X. Le terme
Dy est la pression acoustique calculée en amont du brilleur de gauche au méme
endroit que la vitesse acoustique < , >,4. L’intégration de S, sur le volume de
la lamme compacte Vy; donne 3,

gl | < @iy >g|Q7—
UbGRC POO

Sy= [ SydV =
Vi

Gy cos (arg () + g — arg(< iy >))

(11.7)
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De la méme maniére le terme Sy s’exprime pour la flamme de droite :
1 Y — 1 /T ~  gwt T qwt

=— R (pae™") R (¢Le™") dt
P2 [ R R (G

1~v—1 /T it _
= — R (pd eZ(UJ +arg(pd))>
T pocd Jo 17d

R <_Gd@, . ,e«wt-wg(@m») u
fl

Sy

_ Bl <@ >a]2Q7 -1
UV pocs

G cos (arg(Pa) + pa — arg(< Uz >4))
L’intégration de Sg sur le volume de la flamme compacte Vy; donne ¥  :

Bl | < ite >a| Qv —1 ) )
Yg= SydV = — G + ©vq — < >
d /sz d 2UbGRC’ poc2 acos (arg(pa) + pa — arg(< iy >q))

(11.8)

Le signe de la somme des Eqgs. (11.7) et (11.8) permet ainsi de déterminer une
condition nécessaire a la stabilité du foyer :

Yy +Xq <0 lefoyer est stable (11.9)
Yg+3q >0 le foyer peut etre instable (11.10)

Ces résultats sont comparés aux prévisions des simulations réalisées avec COM-
SOL Multiphysics sur la chaudiére.

11.4 Analyse de la stabilité de la chaudiére EDF

Nous avons montré au chapitre 8 que la condition limite acoustique au niveau
du récupérateur de cendres a trés peu d’effet sur les modes basses fréquences du
foyer. Il a également été montré que la longueur [, d’ouverture des viroles a peu
d’influence sur les modes acoustiques. L’analyse de stabilité de la chaudiére est
donc menée en considérant une condition limite acoustique ouverte a 1’atmo-
sphére au niveau du récupérateur de cendres et une longueur d’ouverture des
viroles I, = 0.4m fixée. Les OFA, représentés a la Fig. 8.3, ne sont pas pris en
compte dans cette étude afin de simplifier les raisonnements sur la nature des
modes. L’influence de la condition limite au niveau de I’échangeur est étudiée
dans cette section.

11.4.1 Analyse des modes basses fréquences lorsque L?RC =6m

Il est intéressant d’é¢tudier dans un premier temps la stabilité de la chaudiere
lorsque les termes sources Q, et Qg sont actifs et que les lammes sont iden-
tiques & gauche et a droite (G4 = Gg et ¢, = ¢q). La longueur de la flamme
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FIGURE 11.4 — Evolution du gain G et de la phase ¢ de la FDF de la flamme générée
par le braleur GRC lorsque L?RC =6m. o:u//UFRC =0.01 et : v/ /UFEC = 0.11.

est fixée pour cette étude a = 6 m. Cette valeur correspond a la longueur
de la flamme déterminée & la Sec. 2.7. La FDF de cette flamme est représentée
a la Fig. 11.4 pour les amplitudes u'/UFRC = 0.01 (o) et u'/USEC = 0.11
(@) lorsque UFEC = 39m-s~1. On constate sur cette figure que la flamme
ne répond plus aux fréquences f > 10 Hz car le gain de la FDF devient faible
G < 0.5. Les modes de la chaudiére dont les fréquences sont supérieures a
10 Hz seront donc toujours stables. Les calculs sont menés pour la configura-
tion A (Tableau 8.1) de la chaudiére étudiée sans combustion a la Sec. 8.2,
c’est-a-dire lorsque la condition a la limite au niveau de ’échangeur est de type
fermée. Il n’est pas nécessaire d’étudier les modes 4 et 5 de la chaudiére ainsi
que les modes transverses dont les fréquences sont supérieures & 10 Hz. Ces
modes qui ont été déterminés a la Sec. 8.2 sont toujours stables d’aprés la FDF
de la Fig. 11.4 si la longueur de flamme est supérieure a 6 m.

GRC
Ly

Les calculs sont menés avec COMSOL Multiphysics pour u'/ UbGRC = 0.01 et
u’/UbGRC = 0.11. Les résultats sont présentés dans le Tableau 11.1. Les fré-
quences complexes sont indiquées selon la convention de signe utilisée dans
COMSOL Multiphysics. Lorsque la partie imaginaire est positive le mode est
stable. Les modes 1 et 2 sont stables pour toutes les amplitudes comprises
entre u’/UbGRC = 0.01 et 0.11. Le mode 3 est en revanche instable pour les
faibles amplitudes et devient stable lorsque 'amplitude augmente. Cette in-
stabilité & f ~ 7Hz peut donc démarrer a trés faible amplitude. La chaudiére
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TABLEAU 11.1 — Synthése des fréquences complexes des trois premiers modes de la
chaudiére dans sa configuration A calculées avec COMSOL Multiphysics lorsque la
flamme de longueur L?RC = 6m est modélisée par la FDF de la Fig. 11.4.

u u

Mode | f*° (Hz) ggro ~ 0 ggre —

G [pGad) | J(H | G [ (ad) [ J (Hg)

1 :Helmholtz 3.02 0.97 0.9 2.6 +0.481 | 0.97 0.8 2.6 + 0.42i

2:Plenum/ g0 10 |11 | 4264072 | 1 | 19 | 445+ 1.58i
Plenum
3 :Plenum/ 6.08 |0.88| 26 |733—157i|088| 3.7 |7.36+1.63i
Chambre

n’est donc pas inconditionnellement stable lorsque les flammes ont une longueur
L?RC

= 6m.

Il est maintenant intéressant de comparer ces résultats aux critéres ¥ que nous
avons développés a la Sec. 11.3. Les flammes étant identiques & gauche et a
droite A, = Ag, il suffit d’é¢tudier le signe de la différence des cosinus des
Egs. (11.7) et (11.8) pour déterminer la stabilité du systéme. Il est avant tout,
nécessaire de définir argument de la pression (arg(p)) et de la vitesse (arg(u))
pour chaque mode a 'aide des calculs réalisée au chapitre 8. La Fig. 11.5 re-
présente la pression acoustique p’ et la partie imaginaire de la vitesse Z(iy,)
adimensionnée le long des abscisses curvilignes représentées aux Figs. 8.5(a),
(b) et (c) pour les trois premiers modes basses fréquences de la chaudiére dans
la configuration A lorsque les termes sources sont désactivés (Qg = Qd =0).
La vitesse acoustique est un nombre imaginaire pur dans cette configuration
d’aprés 'Eq. (6.15) car les impédances imposées aux limites du modéle sont
réelles et qu’il n’y a pas de terme source. Les courbes en pointillés bleus re-
présentent la position des flammes dans la chaudiére générique (Fig. 11.3). 1l
s’agit de la position o sont déterminées les valeurs de la pression p et de la
vitesse < @, > utilisées dans les Eq. (11.7) et (11.8). Ces courbes permettent
donc de déterminer le signe de la pression et de la vitesse acoustique. Ces ré-
sultats sont résumés dans le Tableau 11.2 pour les quatre premiers modes de
la chaudiére. Le quatriéme mode est analysé & titre indicatif. Aprés quelques
arrangements mathématiques, on constate que ¥, = Xj lorsque les flammes
sont identiques. Le premier, le second et le quatriéme mode de la chaudiére
peuvent étre instables lorsque ¢ € [m; 27| alors que le second mode peut étre
instable lorsque ¢ € [0;7]. La figure Fig. 11.6 représente la FDF de la flamme
lorsque L?RC = 6 m. Sur cette figure les fréquences des quatre premiers modes
sont représentées par des courbes bleues. Cette figure montre que le gain G des
flammes est important pour les trois premiers modes de la chambre. Le gain
de la FDF est en revanche nul pour le quatriéme mode comme nous ’avons
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(a) Mode de Helmholtz & f°° = 3.82Hz. (b) Mode plenum/plenum a f°° = 5.28 Hz.

(¢) Mode plenum/chambre a f°° = 6.08 Hz.

FIGURE 11.5 — Représentation de l'onde de pression p' adimensionnée (—) et de la
partie imaginaire de la vitesse acoustique Z(U,) adimensionnée (——) associée aux trois
premiers modes de basses fréquences du foyer (configuration A : CL échangeur type
fermée). Les courbes en pointillés bleus (— - —) représentent la position des flammes.



PART III - COUPLAGE THERMO-ACOUSTIQUE 237

TABLEAU 11.2 — Synthése des arguments de la pression et de la vitesse au niveau
des flammes génériques et du terme X exprimés pour les quatre premiers modes de la
chaudiére dans sa configuration A. La derniére colonne indique la condition nécessaire
a respecter sur la phase ¢ de la FDF pour que le foyer soit instable.

Mode ‘ f (Hz) ‘ arg(p) ‘ arg(0) ‘ z ‘ Instable si
— — — A,
1 :Helmholtz 3.82 arg(pg) =0 | arg(ug) = —m/2 | X S ¥y @ € [m; 2]
arg(pg) =0 | arg(ug) = m/2 Y= —%tsingg
2 :Plenum/ arg(pg) =0 | arg(ug) = —7m/2 | ¥, = —ZSsing
5.28 g g g g 2
Plenum arg(pg) =7 | arg(ug) = —7/2 | Lg = —% sin g # € lms 27]
3 :Plenum/ arg(py) =0 | arg(uy) = 7/2 S, = 2 sing
6.08 9 9 9 9 0;
Chambre arg(pg) =0 | arg(ug) = —7/2 | Xy4= é sin g # € [0s7]
- — — A
4 :Plenum 12.93 arg(pg) =0 | arg(ug) = —7/2 | X, - S Py @ € [m; 27|
arg(pa) =0 | arg(uq) =7/2 | ¥g = —%tsingy

vu précédemment. La phase ¢ de la FDF se situe dans la bande [0; 7] pour les
modes 1, 2 et 3. Le mode de Helmholtz et le mode plenum/plenum sont donc
stables. Le mode plenum/chambre est en revanche instable dans cette configu-
ration lorsque L?RC = 6m. Ces résultats sont en accord avec les simulations
réalisées avec COMSOL Multiphysics.

Les calculs réalisés avec COMSOL Multiphysics sur la chaudiére générique et
présentés dans le Tableau 11.1, montrent que le systéme peut étre instable a
une fréquence f =~ 7Hz lorsque la flamme a une longueur L?RC = 6m. Cette
fréquence est proche de celle mesurée f ~ 3 Hz par les accélérométres situés sur
les parois de la chaudiére lors de crises vibratoires (Lottiaux and Lafon (2011);
Teil (2011)). Ces calculs sont en revanche complexes & mettre en ceuvre car
les fréquences propres du systéme sont trés proches les unes des autres et la
hiérarchie des modes peut étre modifiée lorsque nous imposons un terme source.
L’analyse du critére de Rayleigh et de la structure des modes sans combustion
montre qu’il est possible d’anticiper la stabilité du foyer en étudiant la FDF.
L’analyse du critére de Rayleigh, alimentée par la FDF, sera donc privilégiée
pour étudier les différentes configurations du foyer. Ce type d’approche est
souvent utilisé pour analyser la stabilité de foyers laminaires (Schuller et al.
(2003)).

11.4.2 Influence de la longueur de la flamme L$%¢

La longueur de la flamme L?RC a un impact important sur la FDF de la flamme
comme le montre la Fig. 11.2. Il est donc intéressant d’étudier la stabilité de la
chaudiére lorsque cette longueur vaut L?RC =4, 6 et 8m. Cette étude est me-
née en analysant le critére de Rayleigh dans la méme configuration géométrique
du foyer EDF que précédemment, lorsque les flammes sont toutes identiques.
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FIGURE 11.6 — Evolution du gain G et de la phase ¢ de la FDF de la flamme générée
par le braleur GRC lorsque L?RC =6m. o:u//UFRC =0.01 et : v/ /UFEC = 0.11.
Les courbes bleues représentent la fréquence des 4 premiers modes de la chaudiére
lorsqu’il n’y a pas de combustion.

Les bandes de stabilité des modes sont identiques & celles du Tableau 11.2.

La figure Fig. 11.7 représente les FDF de la flamme lorsque = 4m

(Fig. 11.7(a)) et L?RC = 8m (Fig. 11.7(b)) sur lesquelles les fréquences des

quatre premiers modes sont représentées par des pointillés bleus. Lorsque L]CfRC =
4m (Fig. 11.7(a)), la flamme est sensible & tous les modes car son gain est im-
portant (G > 0.5). La phase ¢ de la FDF se situe dans la bande [0; 7] pour les
modes 1, 2 et 3 lorsque 'amplitude est comprise entre 0.01 < u’/UbGRC < 0.11.
La phase de la FDF se situe entre [7; 27| pour le mode 4. Le mode de Helm-
holtz et le mode plenum/plenum sont donc stables. Le mode plenum/chambre

et le mode plenum sont en revanche instables dans cette configuration lorsque
L?RC

GRC
Ly

=4m.

Lorsque L?RC = 8m (Fig. 11.7(b)), le gain de la FDF G > 0.5 pour les modes
1 et 2, tandis que G < 0.5 pour le mode 3. La flamme ne répond pas au mode
plenum car le gain est nul. Ce mode est donc stable. La phase ¢ de la FDF se
situe dans la bande [0; 7] pour le mode 1 lorsque I'amplitude est comprise entre
0.01 < u’/UbGRC < 0.11. Ce mode est donc stable. Cette phase se situe dans
la bande [0; 7] pour le mode 2 lorsque Pamplitude est faible v’/ UbGRC < 0.05
mais dans la bande m — 27 lorsque le gain est élevé 0.05 < u//UbGRC <0.11. Ce
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FIGURE 11.7 — Evolution du gain G et de la phase ¢ de la FDF de la flamme générée
par le braleur GRC lorsque L§RY =4 et 8m. o : o/ /USRS = 0.01 et O : o/ JUTRC =
0.11. Les courbes bleues représentent la fréquence des 4 premiers modes de la chaudiére
lorsqu’il n’y a pas de combustion.

mode est donc stable pour les faibles amplitudes, mais il est non-linéairement
instable et une instabilité peut démarrer pour des perturbations de vitesse au-
dela du seuil u'/UbGRC > 0.05. La phase de la FDF se situe dans la bande
[0; 7] pour le mode 3 lorsque u//UFEY < 0.03 et dans la bande [r; 27] lorsque
0.03 < u'/ UbGRC < 0.11. Le mode plenum/chambre est donc linéairement in-
stable et peut étre déclenché pour une faible amplitude de perturbation de la
vitesse. Deux modes peuvent donc étre instables lorsque L?RC = 8m.

Cette étude de I'influence de la longueur de la flamme L?RC sur la stabilité du
foyer montre qu’il n’existe pas de longueur de flamme permettant de rendre tous
les modes de la chaudiére stables. La modification de la longueur de I’ensemble
des flammes ne peut pas rendre le systéme inconditionnellement stable.

11.4.3 Influence de la condition limite au niveau de I’échangeur

L’influence de la condition limite au niveau de I’échangeur sur la fréquence
et sur la hiérarchie des modes sans combustion de la chaudiére a été mise en
évidence & la Sec. 8.3. Il est donc intéressant d’étudier 'influence de ce para-
métre sur la stabilité de la chaudiére. Seule la condition limite au niveau de
I’échangeur est modifiée. Il s’agit désormais d’un noeud de pression acoustique
(condition de type « ouverte ») par rapport a la géométrie précédente. Il s’agit
de la configuration C (Tableau 8.1) de la chaudiére étudiée a la Sec. 8.3. Toutes
les flammes sont considérées identiques avec une longueur L?RC = 6m. Cette
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TABLEAU 11.3 — Synthése des arguments de la pression et de la vitesse au niveau
des flammes génériques et du terme X exprimés pour les quatre premiers modes de la
chaudiére dans sa configuration C. La derniére colonne indique la condition nécessaire
a respecter sur la phase @ de la FDF pour que le foyer soit instable.

Mode ‘ f (Hz) ‘ arg(p) ‘ arg(0) ‘ b)) ‘ Instable si
: — — — A, -
1 :Plenum/ 483 arg(pg) =0 | arg(vg) = —m/2 | ¥, sin o € [ 27]
Chambre arg(pg) =0 | arg(vg) = 7/2 Y= —%tsingg
: — — — A,
2 :Plenum/ 598 arg(pg) =0 | arg(vg) = —m/2 | ¥, 2 sin o € [ 27]
Plenum arg(pq) =7 | arg(vg) = —m/2 | ¥g = =% sinpg
_ — _ A
3 :Helmholtz 8.17 arg(pg) =0 | arg(vy) = /2 g = A s?n % @ € [0; ]
arg(pq) =0 | arg(vg) = —7/2 | ¥4 = 5*singq
_ _ _ — A
4 :Plenum 13.12 arg(pg) =0 | arg(vg) = —/2 | 2 ; S Py @ € [m; 2]
arg(pq) =0 | arg(vg) =7/2 | ¥g = —Stsingy

étude est menée en analysant le critére de Rayleigh de la flamme de gauche 3,
et de la flamme de droite ¥;. La géométrie étant différente du cas précédent,
il est nécessaire d’examiner a nouveau l’argument de la pression (arg(p)) et de
la vitesse (arg(u)) pour chaque mode. La démarche est identique a celle mise
en ceuvre dans la Sec. 11.4.1 mais la pression et la vitesse acoustique le long
des abscisses curvilignes ne sont pas représentées ici afin de faciliter la lecture
du manuscrit. Les signes de la pression et de la vitesse acoustique au niveau de
la flamme sont indiqués dans le Tableau 11.3 pour les quatre premiers modes
de la chaudiére. Le quatriéme mode est présenté a titre indicatif car la réponse
de la flamme est négligeable a la fréquence de ce mode lorsque L?RC
comme nous ’avons observé précédemment. Pour des flammes identiques, on a
toujours X, = Yy lorsque les flammes sont similaires. Le premier, le second et le
quatriéme mode de la chaudiére peuvent étre instables lorsque ¢ € [m; 27| alors
que le second mode peut étre instable lorsque ¢ € [0;7]. Les bandes de stabilité
ont conservées la méme hiérarchie que dans la classification du Tableau 11.2.
Seule la hiérarchie des modes est différente. Ainsi, le mode plenum/chambre
devient instable sur la bande [r; 27| alors que le mode de Helmholtz devient
instable sur la bande [0;7]. Il est important de noter que les modes 1 et 2
ont des fréquences espacées de moins de 1 Hz tandis que les modes 2 et 3 sont
espacés d’environ 3 Hz. La figure Fig. 11.8(a) représente la FDF de la flamme
lorsque L?RC = 6 m. Sur cette figure les fréquences des quatre premiers modes
sont représentées par des courbes bleues. Cette figure montre que le gain G de
la FDF est important pour les trois premiers modes du systéme. La phase ¢
de la FDF se situe dans la bande [0; 7] pour les modes 1 et 2 pour toutes les
amplitudes étudiées. Les modes plenum /chambre et plenum /plenum sont donc
stables dans cette configuration. La phase de la FDF se situe dans la bande
[0; 7] pour le mode 3 lorsque u'/ UbG RC < 0.03 et dans la bande [r; 27] lorsque
0.03 < o/ /UFEC < 0.11. Ce mode est donc linéairement instable.

= 6m,
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FIGURE 11.8 — Evolution du gain G et de la phase ¢ de la FDF de la flamme générée
par le braleur GRC lorsque L§RY =6 et Tm. o : / /USRS = 0.01 et O : o/ JUTRC =
0.11. Les courbes bleues représentent la fréquence des 4 premiers modes de la chaudiére
dans la configuration C lorsqu’il n’y a pas de combustion.

Les bandes de stabilité des modes 1 et 2 sont identiques et les fréquences sont
trés proches de celles identifiées par ces modes lorsque ’échangeur a une im-
pédance élevée. Les bandes de stabilité des modes 2 et 3 sont en revanche
différentes et leurs fréquences sont espacées. Un choix judicieux de la longueur
L?RC de la flamme peut donc rendre le systéme inconditionnellement stable

pour des amplitudes de perturbations u’/UbGRC < 0.11. La figure Fig. 11.8(b)
représente la réponse de la flamme lorsque L?RC = 7m. Cette figure montre
que le gain G de la FDF des flammes reste important pour les trois premiers
mode du systéme G > 0.5. La phase ¢ de la FDF de ces flammes se situe dans
la bande [0; 7] pour les modes 1 et 2 et dans la bande [7; 27| pour le mode 3
lorsque 0.01 < o'/ UbG RC < 0.11. L’ensemble des modes basses fréquences de la
chaudiére sont stables pour les amplitudes étudiées. Le systéme est donc incon-
ditionnellement stable dans cette configuration lorsque LJ(SRC = 7m. Notons
cependant que la phase de la FDF se situe a la limite des bandes de stabilité
des modes 2 et 3.

Cette étude montre que la condition limite au niveau de 1’échangeur joue un
role important sur la stabilité de la chaudiére puisqu’un choix judicieux de la
longueur de la flamme permet de rendre le systéme inconditionnellement stable
lorsque amplitude des perturbations est comprise entre 0.01 < o'/ UbGRC <
0.11, mais la marge de stabilité reste trés faible.



242 CHAPITRE 11 - ANALYSE DE STABILITE DE LA CHAUDIERE INDUSTRIELLE

11.4.4 Influence de la distribution spatiale des flammes

Nous avons montré dans la Sec. 11.3 que le systéme est stable lorsque 3, +3; <
0. Dans les sections précédentes, nous avons cherché a rendre les deux termes
¥4 et Xy négatifs en considérant que les flammes a gauche et a droite étaient
identiques et avaient la méme FDF. Il est maintenant intéressant d’étudier la
stabilité de la chaudiére (X4 4+ X4 < 0) en considérant d’abord la situation ou
Yy = 0 et ¥g = 0. Dans un second temps, on examine la configuration ot
les flammes situées & gauche répondent en opposition de phase aux flammes
situées & droite de la chaudiére. Mathématiquement cela revient & examiner
sign(3g) = —sign(Xq) ot sign(x) = 1six > 0 et sign(x) = —1 si x < 0. Cette
analyse est réalisée sur la chaudiére générique dans sa configuration A lorsque
la condition limite au niveau de I’échangeur est un nceud de vitesse (condition
dite « fermée »).

Analyse des cas ou ¥, =0 et ¥;=0

La chaudiére industrielle est constituée de 24 briileurs réparties sur les deux
faces comme le montre la Fig. 8.1(a). Les briileurs sont espacés d’environ 3 m
de leurs voisins. La longueur d’onde des modes propres de la chaudiére dans
le plan zz est d’environ A = 50m. On peut donc considérer que les briileurs
situés sur la méme face répondent tous en phase aux excitations acoustiques.
Le terme X, étant la somme des contributions de tous les briileurs de la face
gauche, il suffit que la moitié des flammes soient en opposition de phase avec
la seconde moiti¢ des flammes de la face gauche pour annuler 3,. Des mesures
et des simulations réalisées par Noiray et al. (2009) ont montré, sur un braleur
laminaire & grille comprenant une collection de flammes identiques, que si le
nombre de flammes est pair et que les flammes sont en opposition de phase une
a une, le systéme est inconditionnellement stable.

L’analyse de I'influence de la longueur de la flamme sur la stabilité de la chau-
diére menée a la Sec. 11.4.2 montre que les modes 1 et 2 sont linéairement
stables lorsque les flammes ont une longueur 4 m < L?RC < &8m. Seul le mode
3 est instable sur cette gamme de longueurs de flamme. 11 suffit donc de trouver
deux flammes dont les réponses sont en opposition de phase a la fréquence f§°.
Considérons les flammes de longueurs L?RC =4met L?RC = 8m qui sont les
deux cas les plus éloignés que nous avons étudiés. Les FDF de ces lammes sont
représentées a la Fig. 11.9 lorsque v’/ UbGRC < 0.01. Cette figure montre que les
phases des FDF se situent dans la bande 0 — 7 pour les modes 1 et 2 et que les
gains sont semblables et égaux & 1. Ces modes sont donc stables. La phase de la

FDF de la flamme de longueur L?RC = 4m se situe dans la bande 0 — 7 et vaut

©4(f5°) ~ m/3 pour le mode 3 avec un gain G4(f5°) ~ 1. Lorsque L¢FC = 8m

la phase de la FDF de la flamme se situe également dans la bande 0 — 7 et vaut
ws(f5°) ~ 177/18 avec un gain Gg(f5°) ~ 0.75. Le déphasage entre ces deux
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FIGURE 11.9 — Evolution du gain G et de la phase ¢ de la FDF des flammes générée
par le braleur GRC lorsque L?RC =4 (=) et L?RC =8 (——) et v/ JUFRC = 0.01.
Les courbes bleues représentent la fréquence des 4 premiers modes de la chaudiére dans
la configuration C lorsqu’il n’y a pas de combustion.

flammes vaut Ap = @g(f$°) — pa(f5°) = 117/18 et est inférieur a 7. Le critére
de Rayleigh est alors positif et le systéme est instable. Ces résultats montrent
qu’il n’est pas possible d’annuler le critére de Rayleigh de la partie gauche X,
ou de la partie droite ¥4 de la chaudiére pour tous les modes instables lorsque

les flammes ont une longueur comprise entre L?RC =4m et 8m.

Analyse du cas ou sign(X,) = —sign(X,)

On cherche une situation ot les flammes d’'un c6té de la chaudiére répondent
en opposition de phase avec celles situées en face. Les termes X, et X, ont
été déterminés pour chaque mode dans le Tableau 11.2. On considére, afin de
simplifier le raisonnement, que la puissance des flammes génériques est identique
a gauche et & droite (Qg = Qd) et que le gain de la FDF de la flamme de gauche
est identique & celui de la flamme de droite (G4 = G4). On a dans ces conditions
I'égalite Ay = Ag. L’étude de la stabilité se limite donc & I'étude du signe de
sin(pg) + sin(pq). On peut montrer que :

g € [0;27] et g4 € [0; 27]
|‘Pg - SDd| <7
et
Yg+ pa < 2m

sin(pg) + sin(pq) > 0 si
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et que
g € 0;27] et g4 € [0; 27]
lpg —pa| <7
et
g+ pa > 27

sin(pg) + sin(pq) < 0 si

Ces relations montrent que le déphasage Ay = |p, — @q| entre les FDF des
flammes de gauche et de droite doit étre compris entre 0 et w. Les modes 1, 2
et 4 (Tableau. 11.2) sont donc stables si ¢4 + ¢q < 27 et le mode 3 est stable
si g + pq > 2m.

Considérons que les flammes ont une longueur = 4m & gauche et une

L?RC
longueur L]CfRC = 8m & droite. Les FDF de ces flammes sont représentées a
la Fig. 11.9 en trait continu pour la flamme de gauche et en pointillés pour
la flamme de droite. Les phases des FDF se situent dans la bande 0 — 7 pour
les trois premiers modes. Le déphasage entre les réponses des deux flammes
respecte bien le critére Ap < 7 pour ces trois modes. La somme des phases
est pg + pg < 2m pour ces modes. Les modes 1 et 2 sont donc stables alors
que le mode trois est instable dans cette configuration. Modifier la longueur
des flammes de gauche et de droite de sorte qu’elles agissent en opposition de
phase ne permet pas de rendre la chaudiére stable sur I’ensemble des modes
acoustiques.

Cette étude de l'influence d’une répartition spatiale inhomogéne des flammes
dans la chaudiére ne permet pas de rendre la chaudiére stable sur I’ensemble des
modes bases fréquences identifiés lorsque la réponse des flammes est modélisée
par la FDF de la Fig.11.1 et que leurs longueurs varient entre L?RC =4 et 8m.

11.5 Conclusion

La réponse de la flamme générée par le brileur industriel GRC a été modéli-
sée a partir de la FDF mesurée sur le banc DIFAV et adimensionnée par le
nombre de Strouhal basé sur la vitesse débitante de l'air et la longueur de la
flamme. Cette réponse a été intégrée au modéle acoustique de la chaudiére gé-
nérique. Les 12 flammes positionnées de chaque coté de la chaudiére réelle ont
été modélisées par deux flammes génériques de méme puissance, 'une située
sur la face gauche et 'autre située sur la face droite de la chaudiére générique.
Des simulations avec COMSOL Multiphysics de la dynamique non linéaire du
systéme ont été réalisées lorsque la condition limite au niveau de ’échangeur
est un neceud de vitesse et la longueur de la flamme vaut L?RC = 6m. Ces
simulations ont été complétées par une analyse paramétrique théorique a partir
d’un modéle linéaire simplifié. Les principaux résultats obtenus avec ces deux
approches sont décrits ci-dessous.
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Les calculs avec COMSOL Multiphysics montrent que les modes 1 et 2 de
la chaudiére de type Helmholtz et Plenum/Plenum sont linéairement stables,
alors que le mode trois de type Plenum/Chambre est instable a une fréquence
f = 7THz. Cette fréquence est proche des fréquences de vibration mesurées sur
la chaudiére réelle lors des campagnes menées par Lottiaux and Lafon (2011);
Teil (2011). 11 est important de rappeler que ces calculs sont valables pour la
FDF modélisée lorsque la longueur de flamme vaut L?RC = 6 m et lorsque I'im-
pédance au niveau de ’échangeur peut étre considérée comme une condition
acoustique fermée. Ces résultats dépendent aussi dans une moindre mesure du
volume de la flamme considéré qui a été fixé ici a Vy = 1.4 m?. En I'absence de
données supplémentaires sur la réponse acoustique du foyer réel et sur la taille
réelle des flammes, une analyse paramétrique a été menée & partir du modéle
analytique simplifié.

Le modéle analytique exploite le critére de Rayleigh. Il permet de définir des
bandes de stabilité linéaire du systéme. Les résultats obtenus avec ce modéle
sont en bon accord avec les simulations COMSOL Multiphysics pour le point
de fonctionnement précédent. L’impact de la longueur de la flamme, d’une mo-
dification de I'impédance au niveau de I’échangeur et de la distribution spatiale
du dégagement de chaleur sur les différents brileurs a été analysé. 11 a d’abord
été montré que les flammes répondent trés peu lorsqu’elles sont excitées & des
fréquences supérieures & 10 Hz quelle que soit la configuration.

Dans les situations ou les flammes de gauche et de droite ont les mémes tailles,
I'influence de la longueur de ces flammes a été analysée sur une gamme allant
de L?RC = 4 4 8m. Les modes 1 et 2 de la chaudiére sont dans ces cas li-
néairement stables. En revanche, le mode 3 est toujours instable. Ces résultats
ont été obtenus lorsque 'impédance de I’échangeur de chaleur correspond & un
neeud de vitesse. Dans ces conditions, 'analyse montre qu’il n’est pas possible
de stabiliser les modes 2 et 3 caractérisés par des fréquences proches.

Lorsque l'impédance de la sortie de la chambre de combustion est réduite,
I’analyse montre que tous les modes de la chaudiére sont linéairement stables
pour des flammes dont la longueur vaut L?RC = 7m, mais certains se désta-

GRC
Ly

bilisent pour des flammes plus courtes de = 6m. La marge de stabilité

est également trés étroite pour des flammes de longueur L?RC = 7m. Pour
ces nouvelles conditions, les fréquences des modes 2 et 3 sont plus éloignées et
il est possible de stabiliser le systéme sur une gamme de fonctionnement réduite.

Dans les situations ot le dégagement de chaleur n’est pas identique sur les
brileurs de gauche et de droite, on peut distinguer plusieurs cas. La premiére
possibilité pour stabiliser la chaudiére est d’annuler la contribution du terme
source du bilan d’énergie acoustique sur chacune des faces de la chaudiére de
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facon simultanée. La seconde possibilité est de compenser les contributions du
terme source du bilan d’énergie acoustique sur chacune des faces du foyer en
regard. On cherche alors & compenser le gain sur une des faces par les pertes sur
I'autre face. Malheureusement les prévisions théoriques montrent qu’il n’est pas
possible de réaliser ces conditions pour ’ensemble des modes de la chaudiére
lorsque la taille de flamme varie entre L?RC = 4 et 8m. Ces calculs ont été
réalisés en supposant un nceud de vitesse au niveau de ’échangeur. On peut
s’attendre au méme type de résultats lorsque cette impédance est modifiée.



Conclusion et perspectives

La stabilité dynamique des foyers des centrales thermiques EDF fonctionnant
au fioul lourd a été étudiée. Ces chaudiéres sont équipées de 24 briileurs mu-
nis d’injecteurs assistés par de la vapeur d’eau pour favoriser I’atomisation du
fioul lourd en spray. Chaque briileur est alimenté par une série de sprays dis-
tribués réguliérement sur une téte d’injection. Les sprays interagissent avec des
écoulements d’air mis en rotation par plusieurs vrilles. Les principaux objectifs
des travaux menés dans cette thése étaient d’améliorer la connaissance de la
dynamique de ces flammes et d’étudier la stabilité des chaudiéres EDF. Un
banc expérimental a été spécialement développé pour étudier la réponse de
flammes diphasiques soumises & des perturbations acoustiques de I’écoulement
d’air. Le foyer de combustion « Dynamique d’un Injecteur Fioul Assisté & la
Vapeur » (DIFAV) permet de stabiliser des flammes non-prémélangées d’une
dizaine de kilowatt confinées dans un tube transparent en quartz. Ce briileur
de laboratoire posséde les principales caractéristiques des briileurs utilisés dans
les chaudiéres EDF, mais & une puissance réduite de 1:7000°™€. II est équipé
d’un injecteur bi-fluide fonctionnant a la vapeur d’eau et au dodécane avec six
géométries possibles pour la téte d’injection. Il permet de générer des sprays de
taille controlée et de stabiliser des flammes turbulentes. L’ensemble du systéme
est thermalisé et ’écoulement d’air est mis en rotation par une vrille.

Dans la premiére partie du document, une étude de la structure de I’écoulement
diphasique a l'intérieur de l'injecteur et de la granulométrie des sprays générés
a permis de vérifier que le systéme développé opére dans les mémes régimes
que l'injecteur réel. Des analyses acoustiques de la réponse modale du foyer
DIFAV et du foyer réel ont ensuite été menées dans la deuxiéme partie du
document. Dans la troisiéme partie, la réponse fréquentielle de la flamme & des
excitations acoustiques a été déterminée sur le banc DIFAV. Ces expériences
ont été utilisées pour analyser la stabilité du foyer DIFAV, puis celle du foyer
industriel. Les principaux résultats de ces travaux sont résumés dans ce qui
suit.
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Partie I : Analyse des injecteurs bi-fluides

Les fonctionnements de l'injecteur industriel et de l'injecteur DIFAV ont été
étudiés lorsque le rapport du débit massique du gaz d’atomisation et du com-
bustible (GLR) varie. Des visualisations du spray généré par U'injecteur DIFAV
ont été réalisées pour différentes conditions d’écoulement. Ces mesures ont mis
en évidence un changement de régime de 1’écoulement au sein de l'injecteur
lorsque le GLR varie. Des mesures de la taille et de la vitesse des gouttes ont
été réalisées sur le spray formé pour différentes configurations géométriques et
pour différents régimes d’écoulement dans I'injecteur DIFAV. Ces études ont
permis de :

e Révéler la topologie de ’écoulement dans ’injecteur industriel
et dans l’'injecteur DIFAV i l'aide de cartes d’écoulement. Ces ca-
ractérisations ont permis de guider la modélisation des évolutions de
la pression et de la vitesse du mélange diphasique dans l'injecteur bi-
fluide grace & des modéles adaptés & chacun des régimes. Des mesures
de pression dans I'injecteur DIFAV ont permis de valider ces modéles
pour différents gaz d’atomisation lorsque le GLR varie.

e Mettre en évidence une décroissance de la taille des gouttes
lorsque le GLR augmente jusqu’a atteindre une asymptote a
partir d’un seuil critique GLR;. Sur le foyer DIFAV, cette asymptote
correspond & un spray caractérisé par un SMD de 9 pm. Une transition
de régime apparait également sur ’évolution de la vitesse des gouttes
mesurée pour le méme GLRg seuil. Ce comportement a été observé
pour ’ensemble des configurations étudiées. Tous les sprays étudiés sur
le banc DIFAV atteignent la méme asymptote avec un diamétre des
gouttes égal & 9 pm, quelle que soit la configuration géométrique de I'in-
jecteur et les conditions d’injection. En revanche, le GLR seuil a partir
duquel ce plateau est atteint dépend de la géométrie de I'injecteur et
des conditions d’injection. Il ne dépend pas de la nature du gaz d’ato-
misation utilisé, mais dépend sensiblement de sa température. Le GLR
seuil est atteint pour des valeurs plus faibles de température, dés lors
que le fluide d’atomisation est chauffé.

e Identifier le lien entre I’évolution de la taille des gouttes géné-
rées par ’injecteur DIFAV et la topologie de I’écoulement di-
phasique dans I’injecteur. Le seuil GLR correspond au passage d’un
régime a bulles ou & poches a un régime annulaire dispersé de 1’écou-
lement diphasique dans l'injecteur. Dans chaque régime, ces études ont
permis d’identifier le modéle le mieux adapté pour décrire I’écoulement
dans 'injecteur.

e Modéliser le comportement de ce type d’injecteur bi-fluide.
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Une corrélation basée sur un calcul de la vitesse du mélange homogéne
diphasique a la sortie de l'injecteur a été utilisée pour transposer les
résultats mesurés sur l'injecteur DIFAV d’une puissance de 10kW a
I'injecteur EDF d’une puissance de 70 MW. Les prévisions de ce modéle
ont été validées avec des mesures réalisées sur un injecteur industriel
d’une puissance intermédiaire de 2 MW.

Ces résultats permettent de mieux comprendre le fonctionnement de ces in-
jecteurs bi-fluides et notamment de déterminer la quantité de vapeur et les
conditions d’écoulement nécessaires pour une bonne atomisation du combus-
tible liquide. Ces travaux ont mis en évidence I'impact faible de la géométrie de
I'injecteur sur la qualité du spray généré. Ils ont également confirmé le role dé-
terminant du GLR et I'impact de la température des fluides. Ces études n’ont
en revanche pas permis d’identifier les mécanismes qui contrdlaient la taille
des gouttes au dela du GLR seuil. Le modéle heuristique développé permet
toutefois d’estimer la taille des gouttes générées par des injecteurs bi-fluides
de puissances différentes variant sur une large plage de fonctionnement entre
10kW et 70 MW.

Partie II : Analyse acoustique

Une étude expérimentale et analytique de la réponse acoustique du foyer DIFAV
a été menée. L’analyse modale de la chaudiére EDF a été réalisée a 'aide de
simulations numériques conduites avec COMSOL Multiphysics. Ce travail a
permis de :

e Modéliser les modes d’oscillation a basse fréquence de cavités
couplées. Ce type de configuration permet de mieux comprendre la
structure des modes a basse fréquence qui peuvent se développer dans
un foyer interagissant avec le plenum d’alimentation en air, le brileur et
la chambre o se déroule la combustion. Ces systémes sont caractérisés
par des oscillations en phase dans tout le volume. On a montré que
la fréquence de ce type de mode est pilotée par le plus petit des deux
volumes lorsque les impédances d’entrée et de sortie du systéme sont
élevées. Lorsque I'impédance de la sortie du foyer est faible, ce mode
d’oscillation est trés proche du mode de Helmholtz du plenum, dont la
fréquence doit toutefois étre légérement corrigée.

e Mesurer la fréquence et la structure des deux premiers modes
propres du foyer DIFAV . Ces mesures ont été comparées & un mo-
déle acoustique de trois cavités couplées en I’absence de combustion. Les
prévisions de ce modéle ont été examinées dans le cas ou I’air contenu
dans le plenum est préchauffé et o la chambre de combustion contient
des gaz brilés. Les mesures ont également permis de déterminer les
coefficients d’amortissement pour ces deux modes. La valeur de ces co-
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efficients différe selon le mode considéré et dépend dans une moindre
mesure de la géométrie du foyer.

e Identifier par la simulation les cinq premiers modes a basse
fréquence de la chaudiére EDF pour différentes conditions aux
limites du systéme. La structure de chacun des modes et les pa-
ramétres dont ils dépendent ont été mis en évidence. Lorsque l'impé-
dance de I’échangeur de chaleur correspond & un nceud de vitesse, trois
modes dont les fréquences sont 3.8 Hz, 5.3 Hz et 6.1 Hz ont été identifiés
comme dangereux. Ces modes qui s’établissent entre les deux plenums
et la chambre de combustion les rendent potentiellement sensibles a un
couplage thermo-acoustique.

Les résultats obtenus dans cette partie montrent qu’il existe une multitude de
modes & basse fréquence qui peuvent s’installer dans la chaudiére EDF. Certains
de ces modes ne sont pas dangereux d’un point de vue thermo-acoustique car
leur structure montre qu’ils sont trés peu sensibles aux fluctuations du taux de
dégagement de chaleur. En considérant uniquement les modes dont la fréquence
est inférieure & 10 Hz, trois modes peuvent étre potentiellement dangereux du
fait de leur structure particuliére. Les analyses de sensibilité ont montré qu’il
était trés difficile de changer la fréquence de ces modes sans changement majeur
de la géométrie de la chaudiére, des plenums d’arrivée de 1’air ou des conditions
aux limites au niveau de la sortie du foyer. Une augmentation de la section de
passage des gaz chauds dans I’échangeur permettrait de réduire 'impédance
de sortie du foyer tout en réduisant les pertes de charge. C’est un élément qui
semble également favoriser la stabilité du foyer comme le montre les résultats
des simulations réalisées dans la troisiéme partie du manuscrit.

Partie III : Couplage thermo-acoustique

Deux types de flammes ont été analysées dans le foyer DIFAV lorsque la com-
bustion est réalisée avec un excés d’air. La premiére ne produit pas de suie.
Dans la seconde, la flamme plus longue interagit avec les parois et produit des
suies. Une analyse a été menée pour étudier les émissions de chimiluminescence
des radicaux CH* et OH* lorsque les conditions d’écoulement sont modifiées.
Les fonctions de transfert généralisées (FDF) de ces flammes ont ensuite été
déterminées par un forgage acoustique. Ces expériences ont permis de :

e Identifier un traceur des fluctuations du taux de dégagement
de chaleur pour des flammes non-prémélangées issues de sprays.
On a montré que seul le signal OH* permet de représenter au moins qua-
litativement 1’évolution du taux de dégagement de chaleur lorsque les
débits d’air ou de combustible varient. Les mesures ont montré que ces
résultats restent valables méme lorsque les flammes forment des suies.
Cette approximation permet d’étendre la validité des outils dévelop-
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pés pour l'analyse de stabilité de foyers prémélangés au cas de foyers
non-prémélangés.

e Déterminer la réponse de flammes diphasiques soumises a des
perturbations harmoniques de 1I’écoulement d’air sur ’ensemble
de la gamme de fréquences (10-390 Hz) et pour différents ni-
veaux d’excitation. Ces mesures ont ensuite été adimensionnées a
I’aide d’un nombre de Strouhal basé sur la vitesse débitante d’air et
sur la longueur efficace des flammes. Ces résultats ont été utilisés pour
modéliser la réponse des flammes dans le brileur industriel.

e Révéler la structure des fonctions de transfert généralisées de
flammes non-prémélangées issues de sprays. Le gain GG de la FDF
semble étre en partie piloté par des mécanismes proches de ceux identi-
fiés pour les flammes prémélangées swirlées. Il a également été montré
que le retard de phase ¢ de la FDF dépend fortement de ’amplitude
de la modulation acoustique. C’est une des principales différences par
rapport a la réponse de flammes prémélangées swirlées.

Une analyse de stabilité du foyer DIFAV a ensuite été menée a I’aide du modéle
acoustique développé dans la partie II et des FDF mesurées dans la partie
IIT du manuscrit. Les prévisions obtenues ont été comparées & des mesures
réalisées aux cycles limites d’instabilités auto-entretenues dans le foyer DIFAV.
La stabilité de la chaudiére EDF a ensuite été examinée a 1’aide de simulations
réalisées avec COMSOL Multiphysics en intégrant, au modeéle acoustique de
la chaudiére, une FDF du briileur industriel extrapolée a partir des résultats
obtenus sur le foyer DIFAV. Ces études ont permis de :

e Valider la méthodologie d’analyse de la stabilité d’un foyer ali-
menté par un injecteur liquide. Celle-ci repose sur des mesures de la
réponse fréquentielle des flammes forcées en examinant les signaux de vi-
tesse a la sortie du brileur et le rayonnement de chimiluminescence OH*
de 'ensemble de la flamme. L’accord raisonnable entre les prévisions et
les mesures réalisées aux cycles limites d’instabilités auto-entretenues
lorsque la taille de la chambre de combustion du foyer DIFAV est mo-
difiée prouve la validité de ’approche.

e Développer une approche simplifiée pour analyser la stabilité
du foyer EDF. On a développé un modéle reposant sur le critére de
Rayleigh associé a des flammes situées sur les deux faces de la chaudiére.
Les prévisions obtenues par le biais de la simulation sont proches des
résultats présentés avec ce modéle simplifié. Ce modéle a notamment
été utilisé pour déterminer l'influence de la taille de la flamme, de la
répartition du taux de dégagement de chaleur et des conditions aux
limites sur la stabilité de la chaudiére.
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e Révéler les modes de la chaudiére EDF les plus sensibles aux
instabilités thermo-acoustiques. On a en particulier montré qu’il
n’existe pas de marge de stabilité pour I’ensemble des modes acous-
tiques couplés au plenum quelles que soient la taille des flammes et la
répartition du taux de dégagement de chaleur sur les différents brileurs.
Réduire I'impédance & la sortie de la chaudiére permet d’améliorer la
stabilité de la chaudiére, mais uniquement sur un domaine de fonction-
nement trés réduit. Ces simulations ne tiennent toutefois pas compte de
I’amortissement acoustique.

Ces travaux montrent qu’il est possible d’utiliser en premiére approximation les
outils d’analyse de stabilité développés pour des systémes parfaitement prémé-
langés pour examiner la stabilité de systémes non-prémélangés alimentés par
des injecteurs diphasiques. Le signal OH* reste un bon indicateur des fluctua-
tions du taux de dégagement de chaleur et I'analyse de stabilité basée sur la
FDF donne des résultats assez satisfaisants pour les deux flammes suitée et
non-suitée testées. Les analyses menées sur la chaudiére EDF en extrapolant
les FDF mesurées sur le foyer DIFAV montrent qu’il est difficile de jouer sur
la longueur des flammes pour améliorer la stabilité du foyer. Si la puissance
de chaque briileur est identique, il semble également peu probable qu’agir de
fagon différente sur la taille des flammes sur les parties gauche et droite du foyer
permette d’améliorer la stabilité du foyer. Quelques configurations ont toutefois
été identifiées dans lesquelles le systéme est inconditionnellement stable pour
les trois premiers modes identifiés dans la chaudiére. Il faut toutefois noter que
dans ces configurations la marge de stabilité est trés faible et que de nombreuses
hypothéses ont été faites sur les conditions aux limites du foyer et sur la réponse
de la flamme pour trouver ce résultat.

Ces travaux ont également permis de mettre en évidence la forte activité acous-
tique du plenum d’alimentation en air de la chaudiére pour les modes de plus
basses fréquences et potentiellement les plus dangereux. Une des possibilités
pour atténuer ces modes est d’agir sur la réponse acoustique du plenum en
modifiant sa géométrie ou en augmentant son amortissement.

Il faut toutefois rappeler que ’ensemble des résultats obtenus dans ces travaux
ne tiennent pas compte de 'amortissement acoustique global de la chaudiére.
Le taux effectif d’amortissement du systéme dépend a la fois du taux d’am-
plification des instabilités par les flammes et de ’ensemble des pertes acous-
tiques. Le taux d’amplification des instabilités dépend de la distribution du
taux de dégagement de chaleur et de sa fluctuation le long de la flamme. L’ab-
sence de données précises sur les flammes réelles nous a conduit & un certain
nombre d’approximations sur le volume occupé par ces flammes et leur taille.
Des données supplémentaires sur la distillation fractionnée du fioul lourd et
sa combustion permettraient d’affiner ces modéles. Les pertes acoustiques sont
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d’origine multiple. Elles dépendent notamment des conditions aux limites du
foyer qu’il faudrait caractériser plus précisément. Il est également possible de
les augmenter en ajoutant des systémes d’amortissement.
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Perspectives

Ce travail permet d’envisager plusieurs perspectives sur tous les aspects des
problémes qui ont été traités.

Spray

La dynamique de l'injecteur bi-fluide développé a été analysée pour différentes
configurations géométriques d’injection de la vapeur et du mélange diphasique,
pour différents gaz d’atomisation & différentes températures, mais avec un seul
combustible. Du dodécane a été utilisé dans cette étude. Il serait intéressant
d’étudier I'influence de la nature du combustible sur la taille des gouttes gé-
nérées par cet injecteur. Un combustible dont les propriétés physico-chimiques
sont plus proches de celles du fioul lourd est la premiére des pistes & explorer.

Une transition du régime d’écoulement diphasique au sein de l'injecteur a été
identifiée grace & des mesures réalisées sur le spray par rétro-éclairage. Une
coupe tomographique & l'aide d’une nappe d’un laser continu assez puissant
associée a une caméra rapide permettrait de mieux analyser ’écoulement du
spray a la sortie de I'injecteur et de déterminer plus précisément les différents
régimes d’écoulement. Une analyse du spray avec I’écoulement d’air pulsé per-
mettrait également d’explorer la dynamique des gouttes au sein de I’écoulement
et d’examiner les principaux mécanismes qui pilotent leur réponse acoustique.
Il serait éventuellement intéressant de visualiser I’écoulement & 'intérieur de
Iinjecteur a ’aide d’un injecteur transparent.

Nous n’avons pas réussi 4 déterminer les mécanismes qui contrblent la taille
des gouttes du spray de combustible lorsque le débit masse de vapeur injecté
rapporté au débit de combustible injecté (GLR) dépasse le seuil critique. Dans
ces conditions, la taille des gouttes générées est indépendante du GLR et de tous
les paramétres que nous avons fait varier. Une étude détaillée sur un injecteur
de plus grande dimension permettrait de plus facilement explorer la dynamique
du spray et les mécanismes qui controlent la taille des gouttes au dela du GLR
seuil.

Acoustique

Les simulations de la réponse acoustique de la chaudiére EDF ont mis en évi-
dence la forte influence des conditions limites au niveau de la sortie de la chau-
diére avant I’échangeur de chaleur sur la structure des modes observés. Il serait
intéressant de réaliser des mesures acoustiques, sans combustion, sur site afin de
déterminer 'impédance acoustique de cet échangeur. Compte tenu des grandes
dimensions de la chaudiére de la centrale thermique, des explosifs de faible
puissance pourraient étre utilisés comme source acoustique afin de mesurer
I'impédance de ’échangeur et la réponse modale de la chaudiére. Ces travaux
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permettraient d’affiner les analyses modales réalisées et de déterminer les modes
les plus dangereux pour le déclenchement d’instabilités thermo-acoustiques.

Les simulations acoustiques ont été réalisées avec un champ de température
uniforme dans la chaudiére. Une étude de la sensibilité des modes acoustiques
au champ de température dans la chaudiére serait intéressante, en particulier
avec des résultats issus de simulations de 1’écoulement dans l’ensemble de la
chaudiére.

L’étude de stabilité de la chaudiére industrielle a été menée en considérant
une flamme compacte et une distribution uniforme du taux de dégagement de
chaleur de la flamme. La combustion du fioul lourd et sa distillation fraction-
née engendre une distribution spatiale du taux de dégagement de chaleur plus
étendue que pour des combustibles purs. Une étude de la sensibilité de cette
répartition spatiale sur la stabilité de la chaudiére serait intéressante. A nou-
veau, il serait utile de pouvoir s’appuyer sur des simulations numériques de ces
écoulements réactifs.

Dynamique de la combustion

La réponse fréquentielle de la flamme (FDF) a été déterminée dans cette étude
pour différents niveaux d’excitation, mais sur des gammes de fréquences limitées
quand le niveau d’excitation augmente. Il serait donc intéressant d’améliorer
le systéme d’excitation afin d’étudier la réponse de la flamme & des niveaux
plus élevés et sur une gamme de fréquences plus étendue pour compléter la
description de sa réponse. Ces développements permettraient aussi d’étudier
plus particuliérement le comportement de ces flammes a trés basses fréquences,
afin de déterminer plus précisément la valeur du gain et de la phase de la FDF
lorsque la fréquence tend vers zéro. Ces données sont importantes pour com-
prendre les principaux mécanismes qui contrdlent la réponse acoustique de ces
flammes.

Nous avons identifié dans ces travaux de fortes incertitudes sur la mesure de
la vitesse acoustique a la sortie de I'injecteur d’air par vélocimétrie laser Dop-
pler (LDV). Ces grandeurs affectent principalement le gain de la FDF. 11 est
donc nécessaire de réaliser de nouvelles mesures de la FDF a 'aide d’outils
plus robustes, comme par exemple un fil chaud haute température positionné
en amont du swirler. Une fluctuation du nombre de swirl a également été iden-
tifiée par LDV en un point particulier de 1’écoulement pour trois fréquences
caractéristiques de la FDF. La forte incertitude sur la position de ce volume de
mesure nécessite de réaliser, pour chaque degré du cycle, des profils de vitesse
axiale et azimutale.

Ces travaux ont été réalisés pour des sprays ayant un diamétre moyen de Sauter
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des gouttes fixé. L’étude de l'influence du diameétre moyen des gouttes sur la
FDF permettrait d’identifier 'impact de ce paramétre sur la réponse fréquen-
tielle et d’identifier quels sont les principaux mécanismes qui contrélent le retard
de phase entre 'excitation et la réponse de la flamme. Ces expériences doivent
étre complétées par des diagnostics plus fins pour analyser la dynamique du
spray et de la flamme de fagon synchronisée par rapport a ’excitation acous-
tique. Cette analyse permettrait de guider le développement de modéles plus
réalistes de la réponse de la lamme du briileur industriel dont les gouttes sont
plus grosses (SMD =~ 90 um). Elle pourrait également permettre d’élaborer une
stratégie de controle des instabilités dans le foyer industriel en agissant sur le
SMD des gouttes a 'aide de la quantité de vapeur injectée (GLR).

Cette étude a été menée avec du dodécane. Ce combustible ne permet pas de
reproduire la distillation fractionnée qui apparait lors de la combustion du fioul
lourd. Il serait intéressant d’étudier I'impact de cette distillation fractionnée
sur la réponse de la flamme & 'aide d’un combustible de substitution ou d’un
mélange de différents combustibles.

Nous avons également montré que la phase de la FDF est sensible a 'am-
plitude de l'excitation acoustique. Des visualisations du spray soumis & des
modulations acoustiques de différents niveaux sans et avec combustion permet-
traient de mieux comprendre les mécanismes qui controlent ce retard. Il serait
également intéressant de visualiser le spray mais aussi la flamme lorsqu’elle est
soumise & des modulations acoustiques afin de mieux comprendre les liens entre
la dynamique du spray, la combustion et ’acoustique.

Des cartes de stabilité du foyer DIFAV ont été calculées lorsque la longueur de
la chambre de combustion varie. Les cycles limites ne sont pas tous correcte-
ment capturés par ces simulations et nous avons constaté une forte sensibilité
des résultats au gain de la FDF. Il serait donc utile de réaliser de nouvelles
simulations de stabilité avec des mesures plus robustes de la FDF comme celles
que nous avons proposées grace & un fil chaud.

La réponse de la flamme du brileur industriel a été déterminée & partir d’une
FDF mesurée sur le foyer DIFAV qui a été adimensionnée en tenant compte
de la vitesse débitante de ’air et de la longueur de la lamme. 11 serait utile de
confirmer ce type d’adimensionnement par des mesures de FDF dans d’autres
configurations d’écoulement et pour d’autres briileurs.

Il existe également une forte incertitude sur la longueur de la flamme qui n’a
pas pu étre mesurée dans l'installation réelle. Une visualisation de la flamme
sur site avec des caméras sensibles dans I'UV et équipées d’un filtre OH* per-
mettrait de déterminer cette longueur plus précisément. Ces données sont trés
utiles pour réaliser des analyses plus réalistes de la stabilité du foyer réel.
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Des mesures sur site de la pression acoustique dans la chaudiére et dans les
plenums d’air, ainsi que des mesures de la fluctuation de l'intensité de chimi-
luminescence OH* de la flamme lors d’une instabilité de combustion permet-
traient également de mieux caractériser le phénoméne et de vérifier la validité
de ’approche développée dans ces travaux.



Annexe A

Régimes d’écoulement en
conduite horizontales

Ecoulements horizontaux co-courants

Le nombre de régimes pour les écoulements horizontaux co-courants dans un
tube est plus important que pour les écoulements verticaux. Dans cette confi-
guration, la pesanteur tend a séparer les deux phases pour créer une stratifi-

cation.

La Fig. A.1 représente les principaux régimes d’écoulement co-courants

en conduites horizontales :

(a) L’écoulement & bulles (« Bubbly flow ») ot les bulles se rassemblent
dans la partie supérieure de la conduite;

(b) L’écoulement & poches de gaz (« Plug flow ») est obtenu lorsque le
débit de gaz augmente. Les bulles dispersées coalescent pour former des
poches de gaz dans la partie supérieure de la conduite ;

(c) L’écoulement stratifié (« Stratified flow ») est obtenu pour des faibles
débits de gaz et de liquide. Le liquide s’écoule dans la partie basse de la
conduite et le gaz dans la partie haute.

(d) L’écoulement stratifié & vagues (« Stratified-wavy flow ») se déve-
loppe lorsque le débit de gaz augmente. La vitesse de glissement entre
les deux phases déstabilise I'interface de I’écoulement stratifié et des in-
stabilités se forment a la surface du liquide sans qu’elle n’atteignent la
paroi supérieure du tube.

(e) L’écoulement & bouchons (« Slug flow ») est obtenu en augmentant
le débit de gaz dans un écoulement & poches. Il peut aussi se former
a partir de I’écoulement stratifié & vagues lorsque la créte des vagues
mouille la paroi supérieure ;
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FIGURE A.1 — Topologie des écoulements diphasiques co-courants dans une conduite
horizontale (figure adaptée de Moreno Quiben (2005)).

e (f) L’écoulement annulaire (« Annular flow ») peut également se former
comme pour les écoulements verticaux mais le film liquide est plus épais
dans la partie inférieure que dans la partie supérieure du conduit.

e (g) L’écoulement a brouillard (« Mist flow ») se compose de gouttes de
liquide dispersées dans la phase gazeuse comme dans la configuration
verticale.

La définition de ces régimes étant relativement imprécise, certains auteurs re-
groupent les écoulements a bouchons de liquide et & poches de gaz sous la
dénomination commune d’écoulements intermittents (« Intermittent flows »).
De méme, il est trés courant que les écoulements annulaires et les écoulements
a brouillard soient regroupés.



Annexe B

Injecteurs de combustibles
liquides

Le role d’un injecteur est de réaliser la fragmentation du jet en gouttelettes afin
d’augmenter la surface de contact avec la phase gazeuse (Fig. B.1(a)), puis de
disperser le brouillard de gouttes dans ’espace afin d’améliorer le mélange de
la phase liquide et du gaz (Fig. B.1(b)).

Ces opérations sont réalisées par un organe mécanique plus ou moins com-
plexe. Il existe un grand nombre d’injecteurs que l'ont peut séparer en deux
grandes catégories (Lefebvre (1989)) : les injecteurs mécaniques appelés « pres-
sure nozzles » et les injecteurs bi-fluides appelés « twin-fluid atomizers ».

Une bréve description de ces différents injecteurs est réalisée dans le texte qui
suit.

Les injecteurs mécaniques

Cette catégorie d’injecteur est la plus répandue et comprend les injecteurs de
type « plain-orifice » et « simplex » (Lefebvre (1989)). Le principe de fonction-
nement de ces injecteurs est de transférer le fluide sous pression en fluide a
grande énergie cinétique afin d’obtenir une vitesse relative élevée entre le li-

=7 s () (O OO

(a) Schéma de la formation des gouttes (b) Photo représentant la dispersion des
d’aprés Lefebvre (1989). gouttes d’aprés Leroux (2002).

F1GURE B.1 — Représentation du mécanisme d’atomisation.
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(a) Injecteur assisté a mélange interne (b) Injecteur assisté a mélange externe
d’apres Lefebvre (1989). d’aprés Lefebvre (1989).

FIGURE B.2 — Schéma d’injecteurs assistés « assisted atomizers ».

quide et le gaz qui I’entoure. Le liquide & atomiser passe a travers un orifice
de sortie de petite taille et forme un jet liquide a haute vitesse qui s’atomise
sous l'effet de la turbulence du jet et des forces de cisaillement. Le diamétre
D des gouttes formées par ces injecteurs est proportionnel a dy/u ot dy est le
diameétre de Dorifice d’injection et u la vitesse du liquide (Lefebvre (1989)). La
vitesse d’injection u doit donc étre trés élevée et le diamétre dy des orifices doit
étre trés petit pour obtenir des gouttes de petites dimensions. Ces injecteurs ne
peuvent donc pas étre utilisés pour atomiser des combustibles comme le fioul
lourd trés visqueux et qui peut comporter des impuretés solides pouvant mener
a Pobstruction des orifices.

Les injecteurs bi-fluides

Les injecteurs bi-fluides ont été développés pour permettre une bonne atomisa-
tion des liquides visqueux avec des pressions plus faibles que dans les injecteurs
mécaniques (Lefebvre (1989); Sovani et al. (2001); Lefebvre and Ballal (2010)).
Leur principe consiste & injecter le combustible liquide avec un gaz. Le gaz
d’atomisation est, dans la majorité des cas, de I'air ou de la vapeur d’eau qui
permet de sectionner des ligaments fluides en gouttelettes. Il existe trois types
d’injecteurs bi-fluides :

e Les injecteurs assistés « assisted atomizers ». Dans ces injecteurs, le gaz
est injecté & haute vitesse avec un débit relativement faible. Il peut étre
mélangé au liquide dans une chambre de mélange interne située dans
la téte de I'injecteur, avant que le mélange traverse les orifices d’injec-
tion (« internal-mixing ») (Fig. B.2(a)). Ce mélange peut également se
faire & la sortie des orifices d’injection. On parle alors de mélange ex-
terne « external-mixing » (Fig. B.2(b)). Cette configuration nécessite
un débit de gaz plus important que dans le cas précédent pour obtenir
des gouttes de taille semblable. Ces deux types d’injecteurs permettent
d’atomiser des combustibles avec des viscosités élevées, en particulier les
fiouls lourds, avec de trés bonnes performances. Ils sont principalement
utilisés dans les fours verriers et les centrales thermiques.



ANNEXE B - INJECTEURS DE COMBUSTIBLES LIQUIDES 263

LIQUID GAS LIQUID

Inside-out/
Outside-in
gas injection

Mixing chamber
size, shape Size, location
and location and number of
relative to the aerator pores
exit orifice
%/4 Pore size on
/| ligament control
/// insert (if any)
Contraction - g
contour at orifice N[ SN Length and
inlet \ diameter of exit

orifice
Profile of exit orifice Number of exit
orifices

FIGURE B.3 — Schéma d’un injecteur effervescent Sovani et al. (2001).

e Les injecteurs soufliés « airblast atomizers ». Ces injecteurs sont sem-
blables aux injecteurs assistés & mélange externe. Le débit de gaz est en
revanche beaucoup plus important pour ces injecteurs mais sa vitesse
d’injection est plus faible. Ces injecteurs sont souvent utilisés dans les
turboréacteurs pour atomiser le kéroséne (Lefebvre (1980); Rizk and Le-
febvre (1984); Hardalupas and Whitelaw (1994); Giuliani et al. (2002)).
Il ne sont pas étudiés dans ces travaux. Ce mode d’atomisation est éloi-
gné de la technologie utilisée dans les foyers d’EDF pour briler des
combustibles trés visqueux.

e Les injecteurs effervescents « efferverscent atomizers » (Fig. B.3). Dans
ce type d’injecteur, le gaz d’atomisation est injecté a faible vitesse sous
forme de bulles dans le liquide afin de former un mélange diphasique
sous pression en amont des orifices d’injection. Seule la vitesse d’injec-
tion du gaz d’atomisation dans la chambre de mélange différe entre ces
injecteurs et les injecteurs assistés a mélange interne. L’atomisation est
réalisée par une expansion soudaine du gaz dans le mélange diphasique.
Ce mécanisme est représenté a la Fig.B.4. A la sortie de l'injecteur, le
mélange diphasique subit une forte détente de la pression d’injection
a la pression atmosphérique, ce qui produit une dilatation trés rapide
du gaz qui désintégre le film liquide en ligaments et en grosses gouttes.
Ce phénoméne est appelé 'atomisation primaire. Les ligaments sont en-
suite atomisés en gouttelettes sous l'effet du gradient de vitesse entre la
phase liquide et ’air ambiant. On parle alors d’atomisation secondaire.
L’écoulement peut devenir sonique dans orifice de sortie d’aprés Sovani
et al. (2001), ce qui entraine un saut important de pression aprés 1’ori-
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FIGURE B.4 — Schéma de l’atomisation a la sortie d’un injecteur effervescent lorsque
lécoulement diphasique est & bulles (Sovani et al. (2001)).

fice de sortie, ce qui améliore d’autant le phénoméne d’atomisation. Les
injecteurs effervescents sont encore au stade de développement, mais les
applications envisagées sont nombreuses pour la combustion aéronau-
tique ou la production d’énergie thermique. Avec ce mode d’injection, le
diamétre des gouttes dépend peu du diamétre des orifices de sortie, ce
qui permet une bonne atomisation des fluides méme avec des viscosités
élevées.

Les injecteurs utilisés dans les centrales thermiques EDF sont de type assistés a
la vapeur & mélange interne. Leur mode de fonctionnement est cependant trés
proche des injecteurs effervescents pour certaines valeurs de débits massiques de
vapeur et de combustible. Dans cette étude, nous ne faisons pas de distinction
entre les injecteurs assistés & mélange interne et les injecteurs effervescents.



Références

Albrecht, H. E., M. Borys, N. Damaschke, and C. Tropea (2003). Laser Dop-
pler and phase Doppler measurement techniques. Engineering online li-
brary. Springer Berlin. (p. 80, 81, 82, 83)

Apeloig, J. M., F.-X. D’Herbigny, F. Simon, P. Gajan, M. Orain, and S. Roux
(2015, October). Liquid-Fuel Behavior in an Aeronautical Injector Sub-
mitted to Thermoacoustic Instabilities. Journal of Propulsion and Po-
wer 31(1), 309-319. (p. 180, 181)

Ardron, K. H. (1978, August). A two-fluid model for critical vapour-liquid
flow. International Journal of Multiphase Flow 4(3), 323-337. (p. 27)

Association Technique Energie Environnement, Union Frangaise des Indus-
tries Pétrolieres, and Union des Industries Utilisatrices d’Energie (1995).
Guide pratique de 'utilisation du fuel lourd. Technical report, ATEE,
UFIP, UNIDEN. (p. 117)

Baillot, F., J.-B. Blaisot, G. Boisdron, and C. Dumouchel (2009, December).
Behaviour of an air-assisted jet submitted to a transverse high-frequency
acoustic field. Journal of Fluid Mechanics 640, 305. (p. 181)

Baker, O. (1954). Simultaneous flow of oil and gas. Oil Gas Journal 53,
185-195. (p. 20, 21, 47, 48, 51, 61, 62, 108, 109, 118)

Balachandran, R., B. Ayoola, C. Kaminski, A. Dowling, and E. Mastorakos
(2005, October). Experimental investigation of the nonlinear response of
turbulent premixed flames to imposed inlet velocity oscillations. Combus-
tion and Flame 143(1-2), 37-55. (p. 180)

Barreras, F., A. Lozano, and J. Barroso (2006). Experimental characteriza-
tion of industrial twin-fluid atomizers. Atomization and Sprays 16, 127—
145. (p. 2, 7, 94)

Barreras, F., A. Lozano, G. Ferreira, and E. Lincheta (2006). Study of the
internal flow conditions on the behavior of twin-fluid nozzles with internal
mixing chamber. In ICLASS, Kyoto, Japan. (p. 96)

Barroso, J., F. Barreras, and J. Ballester (2004). Behavior of high-capacity
steam boiler using heavy fuel oil. Part 1. High-temperature corrosion.
Fuel Processing Technology 86, 89-105. (p. 7)

Bauerheim, M., M. Cazalens, and T. Poinsot (2015). A theoretical study of
mean azimuthal flow and asymmetry effects on thermo-acoustic modes



266 REFERENCES

in annular combustors. Proceedings of the Combustion Institute 35(3),
3219-3227. (p. 134)

Bauerheim, M., F. Nicoud, and T. Poinsot (2015, January). Theoretical ana-
lysis of the mass balance equation through a flame at zero and non-zero
Mach numbers. Combustion and Flame 162(1), 60-67. (p. 131, 132, 209)

Birbaud, A. L., D. Durox, S. Ducruix, and S. Candel (2007, January). Dyna-
mics of confined premixed flames submitted to upstream acoustic modula-
tions. Proceedings of the Combustion Institute 31 (1), 1257-1265. (p. 180,
206)

Bloxsidge, G. J., A. P. Dowling, and P. J. Langhorne (1988). Reheat buzz :
an acoustically coupled combustion instability. Part 2. Theory. Journal
of Fluid Mechanics 193, 445-473. (p. 206)

Boudy, F., D. Durox, T. Schuller, and S. Candel (2011). Nonlinear mode
triggering in a multiple flame combustor. Proceedings of the Combustion
Institute 33(1), 1121-1128. (p. 180, 193, 212, 219, 220)

Boudy, F., D. Durox, T. Schuller, G. Jomaas, and S. Candel (2010). Descri-
bing Function Analysis of Limit Cycles in a Multiple Flame Combustor.
In ASME Turbo Expo 2010 : Power for Land, Sea, and Air, Volume 2,
pp. 301-311. American Society of Mechanical Engineers. (p. 190, 217)

Bouré, J. A., A. A. Fritte, M. M. Giot, and M. L. Réocreux (1976, July).
Highlights of two-phase critical flow : On the links between maximum flow
rates, sonic velocities, propagation and transfer phenomena in single and
two-phase flows. International Journal of Multiphase Flow 3(1), 1-22.
(p. 27, 33)

Boutier, A. (2012). Vélocimétrie laser pour la mécanique des fluides. Traité
Mécanique et Ingénierie des Matériaux. Hermes Science Publications, La-
voisier. (p. 82, 83)

Breen, B. (1977, January). Combustion in large boilers : Design and ope-
rating effects on efficiency and emissions. Symposium (International) on
Combustion 16(1), 19-35. (p. 2)

Brennen, C. E. (2009). Fundamentals of Multiphase Flow. Cambridge Uni-
versity Press. (p. 24, 28, 31)

Camporeale, S. M., B. Fortunato, and G. Campa (2011). A Finite Element
Method for Three-Dimensional Analysis of Thermo-acoustic Combustion
Instability. Journal of Engineering for Gas Turbines and Power 133(1),
11506. (p. 136, 139)

Candel, S. (2001). Mécanique des fluides : Cours. Dunod. (p. 128)

Candel, S. (2002). Combustion dynamics and control : Progress and chal-
lenges. Proceedings of the Combustion Institute 29(1), 1-28. (p. 3, 206)
Candel, S., D. Durox, S. Ducruix, A.-L. Birbaud, N. Noiray, and T. Schuller
(2009, January). Flame dynamics and combustion noise : progress and
challenges. International Journal of Aeroacoustics 8(1), 1-56. (p. 207)



REFERENCES 267

Candel, S., D. Durox, T. Schuller, N. Darabiha, L. Hakim, and T. Schmitt
(2013, July). Advances in combustion and propulsion applications. Euro-
pean Journal of Mechanics - B/Fluids 40(0), 87-106. (p. 190)

Catlin, C. and J. Swithenbank (2001). Physical processes influencing effer-
vescent atomizer performance in the slug and annular flow regimes. Ato-
mization and Sprays 11(5), 575-595. (p. 96)

Chen, L., Y. S. Tian, and T. G. Karayiannis (2006, October). The effect
of tube diameter on vertical two-phase flow regimes in small tubes. In-
ternational Journal of Heat and Mass Transfer 49(21-22), 4220-4230.
(p- 22)

Chen, X. T., X. D. Cai, and J. P. Brill (1997, December). A general model for
transition to dispersed bubble flow. Chemical Engineering Science 52(23),
4373-4380. (p. 22)

Chigier, N. A. and J. M. Beeér (1964, December). Velocity and static-
pressure distributions in swirling air jets issuing from annular and di-
vergent nozzles. Journal of Basic Engineering 86(4), 788-796. (p. 49)

Chin, J. S. and A. H. Lefebvre (1995). A design procedure for effervescent
atomizers. Journal of Engineering for Gas Turbines and Power 117(2),
266-271. (p. 24, 96, 11)

Chishty, W. A. (2005). Effects of thermoacoustic oscillations on spray com-
bustion dynamics with implications for lean direct injection systems. Ph.
D. thesis, Virginia Polytechnic Institute and State University. (p. 180,
181, 194)

Comsol (2010a). Comsol Multiphysics reference guide. (p. xi, 139)

Comsol (2010b). Comsol Multiphysics user’s guide. (p. 138)

Cooper, E. F. and A. F. A. Asfour (1991, July). Densities and kinematic
viscosities of some C6-C16 n-alkane binary liquid systems at 293.15 K.
Journal of Chemical and Engineering Data 36(3), 285-288. (p. 59)

Correa, S. M. (1993, January). A Review of NOx Formation Under
Gas-Turbine Combustion Conditions. Combustion Science and Techno-
logy 87(1-6), 329-362. (p. 2)

Correa, S. M. (1998, January). Power generation and aeropropulsion gas
turbines : From combustion science to combustion technology. Symposium
(International) on Combustion 27(2), 1793-1807. (p. 2)

Cosi¢, B., J. P. Moeck, and C. O. Paschereit (2014, May). Nonlinear instabi-
lity analysis for partially premixed swirl flames. Combustion Science and
Technology 186(6), 713-736. (p. 180, 193)

Crighton, D. G., A. P. Dowling, J. E. F. Williams, M. A. Heckl, and F. A. Lep-
pington (1992). Modern methods in analytical acoustics : Lecture notes.
Springer London. (p. 128, 129, 207, 251)

Crocco, L. (1951). Aspects of combustion stability in liquid propellant rocket
motors, Part I. Journal of the American Rocket Society 21(2), 163-178.
(p. 206, 209)



268 REFERENCES

Culick, F. (1988). Combustion instabilities in liquid-fuelled propulsion sys-
tems. AGARD CP-450AGAR, pp. 1-73. (p. 3)

Culick, F. (2006). Unsteady motions in combustion chambers for propulsion
systems. Technical Report December, NATO Research and Technology
Organisation. (p. 3)

Dayal, P., M. S. Shaik, and M. Singh (2004, July). Evaluation of different
parameters that affect droplet-size distribution from nasal sprays using
the Malvern Spraytec. Journal of Pharmaceutical Sciences 93(7), 1725
1742. (p. 117)

De La Cruz Garcia, M., E. Mastorakos, and A. Dowling (2009, February).
Investigations on the self-excited oscillations in a kerosene spray flame.
Combustion and Flame 156(2), 374-384. (p. 180, 181)

Delhaye, J. M. (2008). Thermohydraulique des réacteurs. Génie Atomique.
EDP Sciences. (p. 18, 20, 24)

Dodge, L. G., D. J. Rhodes, and R. D. Reitz (1987, June). Drop-size measure-
ment techniques for sprays : comparison of Malvern laser-diffraction and
Aerometrics phase/Doppler. Applied optics 26(11), 2144-54. (p. 117)

Dowling, A. P. (1995, March). The calculation of thermoacoustic oscillations.
Journal of Sound and Vibration 180(4), 557-581. (p. 131, 132, 139, 209)

Dowling, A. P. (1997, September). Nonlinear self-excited oscillations of a
ducted flame. Journal of Fluid Mechanics 346, 271-290. (p. 190)

Dowling, A. P. (1999, September). A kinematic model of a ducted flame.
Journal of Fluid Mechanics 394, 51-72. (p. 180, 195)

Ducruix, S., D. Durox, and S. Candel (2000). Theoretical and experimen-
tal determinations of the transfer function of a laminar premixed flame.
Proceedings of the Combustion Institute 28(1), 765-773. (p. 195)

Ducruix, S., T. Schuller, D. Durox, and S. Candel (2003, September). Com-
bustion dynamics and instabilities : Elementary coupling and driving me-
chanisms. Journal of Propulsion and Power 19(5), 722-734. (p. 179, 180)

Durox, D., S. Ducruix, and F. Lacas (1999). Flow seeding with an air nebu-
lizer. Experiments in Fluids 27(5), 408-413. (p. 84)

Durox, D.; J. P. Moeck, J.-F. Bourgouin, P. Morenton, M. Viallon, T. Schul-
ler, and S. Candel (2013, September). Flame dynamics of a variable swirl
number system and instability control. Combustion and Flame 160(9),
1729-1742. (p. 49, 206, 217)

Durox, D., T. Schuller, and S. Gandel (2002, January). Self-induced insta-
bility of a premixed jet flame impinging on a plate. Proceedings of the
Combustion Institute 29(1), 69-75. (p. 217)

Durox, D., T. Schuller, N. Noiray, A. L. Birbaud, and S. Candel (2009,
January). Rayleigh criterion and acoustic energy balance in unconfined
self-sustained oscillating flames. Combustion and Flame 156(1), 106-119.
(p. 3, 45, 51, 151, 180, 2006)



REFERENCES 269

Durox, D., T. Schuller, N. Noiray, and S. Candel (2009). Experimental ana-
lysis of nonlinear flame transfer functions for different flame geometries.
Proceedings of the Combustion Institute 32(1), 1391-1398. (p. 190, 212)

Duvvur, A., C. H. Chiang, and W. A. Sirignano (1996, March). Oscillatory
fuel droplet vaporization : Driving mechanism for combustion instability.
Journal of Propulsion and Power 12(2), 358-365. (p. 181)

Eckstein, J., E. Freitag, C. Hirsch, and T. Sattelmayer (2006, March). Expe-
rimental study on the role of entropy waves in fow-frequency oscillations
in a RQL combustor. Journal of Engineering for Gas Turbines and Po-
wer 128(2), 264-270. (p. 180, 181)

Eisinger, F. L. and R. E. Sullivan (2002). Avoiding thermoacoustic vibration
in burner /furnace systems. Journal of Pressure Vessel Technology 124 (4),
418-424. (p. 3)

Ejim, C. E., M. A. Rahman, A. Amirfazli, and B. A. Fleck (2010, August).
Effects of liquid viscosity and surface tension on atomization in two-phase,
gas/liquid fluid coker nozzles. Fuel 89(8), 1872-1882. (p. 94, 96, 100)

Elias, E. and G. S. Lellouche (1994, August). Two-phase critical flow. Inter-
national Journal of Multiphase Flow 20, 91-168. (p. 33)

Elsari, M. and A. Cummings (2003, June). Combustion oscillations in gas
fired appliances : FEigen-frequencies and stability regimes. Applied Acous-
tics 64(6), 565-580. (p. 3)

Fauske, H. K. (1962, October). Contribution to the theory of two-phase, one-
component critical flow. Technical report, Argonne National Laboratory,
Argonne, Illinois, USA. (p. 27)

Ferreira, G., J. A. Garcia, F. Barreras, A. Lozano, and E. Lincheta (2009).
Design optimization of twin-fluid atomizers with an internal mixing cham-
ber for heavy fuel oils. Fuel Processing Technology 90, 270-278. (p. 94,
96, 11/)

Fischer, R. (1995, September). Calculation of the discharge characteristic
of an orifice for gas-liquid annular-mist flow. International Journal of
Multiphase Flow 21(5), 817-835. (p. 27)

Fleifil, M. (1996, September). Response of a laminar premixed flame to flow
oscillations : A kinematic model and thermoacoustic instability results.
Combustion and Flame 106(4), 487-510. (p. 195)

Gajan, P.; A. Strzelecki, B. Platet, R. Lecourt, and F. Giuliani (2007). In-
vestigation of spray behavior downstream of an aeroengine injector with
acoustic excitation. Journal of propulsion and power 23(2), 390-397.
(p. 180, 181, 189)

Gaydon, A. G. (1974). The spectroscopy of flames. London : Chapman and
Hall. (p. 85)

Ghaemi, S., P. Rahimi, and D. S. Nobes (2008). Measurement of droplet
centricity and velocity in the spray field of an effervescent atomizer. In



270 REFERENCES

14th International Symposium on Applications of Laser Techniques to
Fluid Mechanics, Lisbon, Portugal. (p. 96)

Ghassemi, H., S. W. Baek, and Q. S. Khan (2006, August). Experimen-
tal study on evaporation of kerosene droplets at elevated pressures and
temperatures. Combustion Science and Technology 178(9), 1669-1684.
(p- 59)

Giuliani, F., P. Gajan, O. Diers, and M. Ledoux (2002). Influence of pul-
sed entries on a spray generated by an air-blast injection device : An
experimental analysis on combustion instability processes in aeroengines.
Proceedings of the Combustion Institute 29(1), 91-98. (p. 180, 181, 189,
194, 263)

Guethe, F., D. Guyot, G. Singla, N. Noiray, and B. Schuermans (2012).
Chemiluminescence as diagnostic tool in the development of gas turbines.
Applied Physics B 107(3), 619-636. (p. 186)

Gurubaran, R. and R. Sujith (2011, March). Dynamics of spray - swirl -
acoustics interactions. International Journal of Spray and Combustion
Dynamics 3(1), 1-22. (p. 180, 181, 194)

Haile, E., O. Delabroy, F. Lacas, D. Veynante, and S. Candel (1996). Struc-
ture of an acoustically forced turbulent spray flame. Symposium (Inter-
national) on Combustion 26(1), 1663-1670. (p. 181)

Hardalupas, Y. and J. H. Whitelaw (1994, July). Characteristics of sprays
produced by coaxial airblast atomizers. Journal of Propulsion and Po-
wer 10(4), 453-460. (p. 203)

Hegde, U., D. Reuter, B. Zinn, and B. Daniel (1987, March). Fluid mecha-
nically coupled combustion instabilities in ramjet combustors. In 25"
AIAA Aerospace Sciences Meeting, Aerospace Sciences Meetings. Ameri-
can Institute of Aeronautics and Astronautics. (p. 206)

Henry, R. E. and H. K. Fauske (1971). The two-phase critical flow of one-
component mixtures in nozzles, orifices, and short tubes. Journal of Heat
Transfer 93(2), 179-187. (p. 27, 28, 30, 33)

Hewitt, G. F. and D. Roberts (1969). Studies of two-phase flow patterns by
simultaneous X-ray and flash photography. (p. 19, 20, 46, 47, 48, 51, 60)

Hibiki, T. and M. Ishii (2003, December). One-dimensional drift-flux model
and constitutive equations for relative motion between phases in various
two-phase flow regimes. International Journal of Heat and Mass Trans-
fer 46(25), 4935-4948. (p. 27, 33)

Hield, P. A.; M. J. Brear, and S. H. Jin (2009, September). Thermoacoustic
limit cycles in a premixed laboratory combustor with open and choked
exits. Combustion and Flame 156(9), 1683-1697. (p. 181)

Higgins, B., M. Q. McQuay, F. Lacas, J. C. Rolon, N. Darabiha, and S. Can-
del (2001, January). Systematic measurements of OH chemiluminescence
for fuel-lean, high-pressure, premixed, laminar flames. Fuel 80(1), 67-74.
(p. 85, 186)



REFERENCES 271

Howe, S. (1998). Acoustics of Fluid-Structure Interactions. Cambridge Uni-
versity Press. (p. 1/9)

Huang, Y. and V. Yang (2009). Dynamics and stability of lean-
premixed swirl-stabilized combustion. Progress in Energy and Combus-
tion Science 35, 293-364. (p. 3, 7, 200)

Hung, W. S. Y. (1976, July). A diffusion limited model that accurately pre-
dicts the NOx emissions from gas turbine combustors including the use of
nitrogen containing fuels. Journal of Engineering for Gas Turbines and
Power 98(3), 320-326. (p. 2)

Idelchik, I. E. (1986). Handbook of Hydraulic Resistance (4th ed.). New York :
Begell House Inc. (p. 65)

IEA (2014). Key World Energy Statistics 2014. Technical report, Internatio-
nal Energy Agency, Paris. (p. 1)

Ishii, M. (1977). One-dimensional drift-flux model and constitutive equations
for relative motion between phases in various two-phase flow regimes.
ANL-77-47. (p. 24, 27, 34)

Jedelsky, J. and M. Jicha (2006). Effervescent atomizer - Temporal and spa-
tial variation of spray. In 10" ICLASS, Kyoto, Japan. (p. 2/)

Jedelsky, J. and M. Jicha (2012). Energy conversion in effervescent atomiza-
tion. In 12" ICLASS, Heidelberg, Germany, pp. 1-9. (p. 97)

Jedelsky, J., M. Jicha, J. Slama, and J. Otahal (2009). Development of an
effervescent atomizer for industrial burners. Energy and Fuels 23(12),
6121-6130. (p. 2/)

John Zink Company (2002). New fuel oil atomizer for improved combustion
performance and reduced emissions, Lisbon, Portugal. John Zink Com-
pany. (p. 7)

Junqua, C. (1984). Les nouveaux combustibles « haute viscosité » extra-
lourds et leur utilisation en chaudiére et fours de raffinerie. La Technique
Moderne 76(11-12), 23-27. (p. 6, 7, 8)

Kim, K. T. and S. Hochgreb (2011, December). The nonlinear heat release
response of stratified lean-premixed flames to acoustic velocity oscilla-
tions. Combustion and Flame 158(12), 2482-2499. (p. 180, 181, 194)

Kim, K. T., J. G. Lee, H. J. Lee, B. D. Quay, and D. A. Santavicca (2010,
January). Characterization of forced flame response of swirl-stabilized
turbulent lean-premixed flames in a gas turbine combustor. Journal of
Engineering for Gas Turbines and Power 132(4), 41502. (p. 195)

Kim, K. T., J. G. Lee, B. D. Quay, and D. Santavicca (2011, October).
Experimental investigation of the nonlinear response of swirl-stabilized
flames to equivalence ratio oscillations. Journal of Engineering for Gas
Turbines and Power 133(2), 21502. (p. 180, 181, 193)

Kim, K. T. and D. A. Santavicca (2013, July). Generalization of turbu-
lent swirl flame transfer functions in gas turbine combustors. Combustion
Science and Technology 185(7), 999-1015. (p. 195)



272 REFERENCES

Komarek, T. and W. Polifke (2010, March). Impact of swirl fluctuations
on the flame response of a perfectly premixed swirl burner. Journal of
Engineering for Gas Turbines and Power 132(6), 61503. (p. 200)

Konstantinov, D., R. Marsh, P. Bowen, and A. Crayford (2010). Effervescent
atomization for industrial energy - Technology review. Atomization and
Sprays 20(6), 525-552. (p. 44, 94, 96, 112)

Kushari, A. (2010). Effect of injector geometry on the performance of an in-
ternally mixed liquid atomizer. Fuel Processing Technology 91(11), 1650
1654. (p. 96, 100, 11/)

Lacour, C., D. Durox, S. Ducruix, and M. Massot (2011). Interaction of a
polydisperse spray with vortices. Ezperiments in Fluids 51(2), 295-311.
(p. 180, 181, 189)

Lawn, C. (1982, January). Criteria for acoustic pressure oscillations to
be driven by a diffusion flame. Symposium (International) on Combus-
tion 19(1), 237-244. (p. 3)

Lee, S. Y. and J. Y. Kim (2001). Dependence of spraying performance
on the internal flow pattern in effervescent atomizers. Atomization and
Sprays 11(6), 735-756. (p. 24, 96, 97, 103, 108)

Lefebvre, A. H. (1980, January). Airblast atomization. Progress in Energy
and Combustion Science 6(3), 233-261. (p. 263)

Lefebvre, A. H. (1989). Atomization and sprays. New York : Hemisphere
Publishing Corp. (p. 6, 7, 42, 96, 261, 262)

Lefebvre, A. H. (1996). Some recent developments in twin-fluid atomization.
Particle and Particle Systems Characterization 13(3), 205-216. (p. 44,
94, 95, 96, 100, 101, 102, 103, 120)

Lefebvre, A. H. and D. R. Ballal (2010). Gas Turbine Combustion : Alter-
native Fuels and Emissions. Taylor & Francis Group. (p. 2, 3, 4, 6, 95,
102, 106, 111, 113, 115, 116, 119, 120, 121, 122, 123, 161, 262)

Lefebvre, A. H., X. F. Wang, and C. A. Martin (1988). Spray characteristics
of aerated-liquid pressure atomizers. Journal of Propulsion Power 4, 293~
208. (p. 96, 112)

Lehoucq, I. B., D. C. Sorensen, and C. Yang (1997). ARPACK Users’ Guide :
Solution of large scale eigenvalue problems with implicitly restarted Ar-
noldi methods. (p. 139)

Lemonnier, H. and S. Selmer-Olsen (1992, January). Experimental in-
vestigation and physical modelling of two-phase two-component flow
in a converging-diverging nozzle. International Journal of Multiphase
Flow 18(1), 1-20. (p. 27, 33)

Leroux, B. (2002). Ftude expérimentale des flammes oxygéne - combustible
liquide. Ph. D. thesis, Ecole Centrale de Paris. (p. 201)

Leung, J. C. and M. Epstein (1990). A Generalized correlation for two-phase
nonflashing homogeneous choked flow. Journal of Heat Transfer 112(2),
528-530. (p. 27, 30, 33)



REFERENCES 273

Li, Z., Y. Wu, C. Cai, H. Zhang, Y. Gong, K. Takeno, K. Hashiguchi, and
J. Lu (2012, July). Mixing and atomization characteristics in an internal-
mixing twin-fluid atomizer. Fuel 97, 306-314. (p. 24, 96, 97, 100, 103,
108)

Li, Z., Y. Wu, H. Yang, C. Cai, H. Zhang, K. Hashiguchi, K. Takeno, and
J. Lu (2013, January). Effect of liquid viscosity on atomization in an
internal-mixing twin-fluid atomizer. Fuel 103, 486-494. (p. 94, 96, 100)

Lieuwen, T. (2005, January). Nonlinear kinematic response of premixed
flames to harmonic velocity disturbances. Proceedings of the Combustion
Institute 30(2), 1725-1732. (p. 3)

Lieuwen, T. (2012). Unsteady Combustor Physics. Cambridge University
Press. (p. 193, 219)

Lieuwen, T. and B. T. Zinn (1998, January). The role of equivalence ratio

oscillations in driving combustion instabilities in low NOx gas turbines.
Symposium (International) on Combustion 27(2), 1809-1816. (p. 180)

Lieuwen, T. C. and V. Yang (2006, January). Combustion instabilities in gas
turbine engines : Operational experience, fundamental mechanisms, and
modeling. American Institute of Aeronautics and Astronautics. (p. 206)

Lincheta, E., J. Barroso, J. Suarez, F. Barreras, and A. Lozano (2002). Per-
formance of internal mixing air-assisted nozzles for heavy fuel oil burners.
In 18" ILASS-Europe, Zaragoza, Spain. (p. 7)

Linstrom, P. and W. Mallard (2014). NIST Chemistry WebBook, NIST Stan-
dard Reference Database Number 69. Gaithersburg : National Institute of
Standards and Technology. (p. 58)

Lockhart, R. W. and R. C. Martinelli (1949). Proposed correlation of data
for isothermal two-phase, two-component flow in pipes. Chemical Engi-
neering Progress 45(1), 39-48. (p. 21, 22, 27, 28, 34, 35)

Lorcher, M., F. Schmidt, and D. Mewes (2005). Effervescent atomization of
liquids. Atomization and Sprays 15(2), 145-168. (p. 96)

Lord Rayleigh, J. W. S. (1878). The Explanation Of Certain Acoustical Phe-
nomena. Nature 18, 319-321. (p. 186, 216, 250)

Lottiaux, J.-L. and P. Lafon (2011). Corportement vibratoire des échangeurs
de la chaudiére de Cordemais 3. Technical Report 1, EDF R&D Analyses
Mécaniques et Acoustique Expertise Vibratoire des Structures, Clamart,
France. (p. 3, 159, 237, 245)

Lund, M. T., C. Q. Jian, P. E. Sojka, J. P. Gore, and M. V. Panchagnula
(1998). The influence of atomizing gas molecular weight on low mass
flowrate effervescent atomizer performance. Journal of Fluids Enginee-
ring 120(4), 750-754. (p. 36, 94, 107)

Lund, M. T., P. E. Sojka, A. H. Lefebvre, and P. G. Gosselin (1993). Ef-
fervescent atomization at low mass flow rates. Part I : The influence of
surface tension. Atomization and Sprays 3(1), 77-89. (p. 94)



274 REFERENCES

Maissa, P. (2007). Palier 700 MW fioul - Vibrations chaudiéres - réunions
des 26 septembre et 3 ocotbre 2007. Technical report, EDF. (p. 3)

Mandhane, J. M., G. A. Gregory, and K. Aziz (1974, October). A flow pattern
map for gas - liquid flow in horizontal pipes. International Journal of
Multiphase Flow 1(4), 537-553. (p. 21, /7, 51, 61, 62, 104, 108, 109,
113, 118, 119, 121, 122)

Martindale, W. R. and R. V. Smith (1982, June). Separated two-phase flow in
a nozzle. International Journal of Multiphase Flow 8(3), 217-226. (p. 27,

Mauss, F., E. Perthuis, and B. Salé (1965, January). A contribution to the
study of low-frequency oscillations in fuel-oil boilers. Symposium (Inter-
national) on Combustion 10(1), 1241-1249. (p. 3)

McQuillan, K. W. and P. B. Whalley (1985, March). Flow patterns in vertical
two-phase flow. International Journal of Multiphase Flow 11(2), 161-175.
(p- 19)

Mirat, C. (2011). Rapport d’avancement - 1° année de thése. Technical re-
port, Laboratoire EM2C, Ecole Centrale Paris. (p. 141)

Moody, F. J. (1965, February). Maximum flow rate of a single component,
two-phase mixture. Journal of Heat Transfer 87(1), 134-141. (p. 27)

Moreno Quiben, J. (2005). Experimental and anaytical study of two-phase
pressure drops during evaporation in horizontal tubes. Ph. D. thesis, Ecole
Polytechnique Fédérale de Lausanne. (p. 18, 22, 26, 3/, 260)

Mullinger, P. J. and N. A. Chigier (1974). The design and performance of
internal mixing multijet twin fluid atomizers. Journal Institute of Fuel 47,
251-262. (p. 6, 7, 94, 95, 96, 101)

Natanzon, M. S. (2008, January). Combustion instability. Progress in Astro-
nautics and Aeronautics. American Institute of Aeronautics and Astro-
nautics. (p. 206)

Nguyen, D. A. and M. J. Rhodes (1998, October). Producing fine drops
of water by twin-fluid atomisation. Powder Technology 99(3), 285-292.
(p. 96, 112)

Nicoud, F., L. Benoit, C. Sensiau, and T. Poinsot (2007, February). Acous-
tic modes in combustors with complex impedances and multidimensional
active flames. ATAA Journal 45(2), 426-441. (p. 136, 207)

Noiray, N., D. Durox, T. Schuller, and S. Candel (2007, January). Passive
control of combustion instabilities involving premixed flames anchored on
perforated plates. Proceedings of the Combustion Institute 31(1), 1283~
1290. (p. 151)

Noiray, N., D. Durox, T. Schuller, and S. Candel (2008, November). A uni-
fied framework for nonlinear combustion instability analysis based on the
flame describing function. Journal of Fluid Mechanics 615, 139. (p. 180,
190, 193, 206, 212, 217, 219, 220)



REFERENCES 275

Noiray, N., D. Durox, T. Schuller, and S. Candel (2009). Dynamic phase
converter for passive control of combustion instabilities. Proceedings of
the Combustion Institute 32(2), 3163-3170. (p. 242)

Palies, P. (2010). Dynamique et instabilités de combustion des flammes swir-
lées. Ph. D. thesis, Ecole Centrale Paris. (p. 135)

Palies, P., D. Durox, T. Schuller, and S. Candel (2010, September). The
combined dynamics of swirler and turbulent premixed swirling flames.
Combustion and Flame 157(9), 1698-1717. (p. 180, 192, 193, 195, 200,
201)

Palies, P., D. Durox, T. Schuller, and S. Candel (2011). Nonlinear combus-
tion instability analysis based on the flame describing function applied
to turbulent premixed swirling flames. Combustion and Flame 158(10),
1980-1991. (p. 180, 190, 192, 206, 212, 217)

Palies, P., T. Schuller, D. Durox, L. Y. M. Gicquel, and S. Candel (2011).
Acoustically perturbed turbulent premixed swirling flames. Physics of
Fluids 23(3), 037101. (p. 203)

Panchagnula, M. V. and P. E. Sojka (1999, May). Spatial droplet velocity
and size profiles in effervescent atomizer-produced sprays. Fuel 78(6),
729-741. (p. 96, 100, 101)

Pariel, J. and L. De Saint Martin (1969, January). Contribution to the study
of nonsteady-state combustion in industrial hearths. Symposium (Inter-
national) on Combustion 12(1), 193-201. (p. 3)

Paubel, X., e. a. (2009). COMB 65/2009. Technical report, Air Liquide, Les
Loges en Josas. (p. 93, 117)

Pierce, A. D. (1981). Acoustics : an introduction to its physical principles
and applications. McGraw-Hill New York. (p. 1/1, 142)

Poinsot, T. and D. Veynante (2005). Theoretical and numerical combustion.
By the authors. (p. 151, 207)

Poinsot, T. J., A. C. Trouve, D. P. Veynante, S. M. Candel, and E. J. Espo-
sito (1987). Vortex-driven acoustically coupled combustion instabilities.
Journal of Fluid Mechanics 177, 265-292. (p. 180)

Polifke, W. and C. Lawn (2007, November). On the low-frequency limit
of flame transfer functions. Combustion and Flame 151(3), 437-451.
(p. 181, 192, 194, 226)

Preetham, R., H. Santosh, and T. Lieuwen (2008). Dynamics of laminar
premixed flames forced by harmonic velocity disturbances. Journal of
Propulsion and Power 24(6), 1390-1402. (p. 195)

Price, R. B., I. R. Hurle, and T. M. Sugden (1969). Optical studies of the
generation of noise in turbulent flames. Symposium (International) on
Combustion 12(1), 1093-1102. (p. 85, 186, 187, 189)

Providakis, T., L. Zimmer, P. Scouflaire, and S. Ducruix (2012, Septem-
ber). Characterization of the acoustic interactions in a two-stage multi-



276 REFERENCES

injection combustor fed with liquid fuel. Journal of Engineering for Gas
Turbines and Power 134(11), 111503. (p. 180, 186)

Putnam, A. A. (1971). Combustion-driven oscillations in industry. Elsevier
New York. (p. 3, 127, 135, 206)

Qian, L. and J. Lin (2011). Modeling on effervescent atomization : A review.
Science China Physics, Mechanics and Astronomy 54(12), 2109-2129.
(p. 94, 96, 100)

Qian, L., J. Lin, and H. Xiong (2010). A fitting formula for predicting dro-
plet mean diameter for various liquid in effervescent atomization spray.
Journal of Thermal Spray Technology 19(3), 586—-601. (p. 94, 96, 100)

Queimada, A. J., I. M. Marrucho, and J. A. P. Coutinho (2001, July). Surface
tension of pure heavy n-alkanes : a corresponding states approach. Fluid
Phase Equilibria 183-184(0), 229-238. (p. 58, 59)

Rahman, M. A., M. Balzan, T. Heidrick, and B. A. Fleck (2012, January).
Effects of the gas phase molecular weight and bubble size on efferves-
cent atomization. International Journal of Multiphase Flow 38(1), 35-52.
(p- 24, 94, 96)

Ramamurthi, K., U. K. Sarkar, and B. N. Raghunandan (2009). Performance
characteristics of effervescent atomizer in different flow regimes. Atomi-
zation and Sprays 19(1), 41-56. (p. 97, 103, 105, 108)

Richter, H. J. (1983, October). Separated two-phase flow model : application
to critical two-phase flow. International Journal of Multiphase Flow 9(5),
511-530. (p. 27, 33)

Rienstra, S. W. and A. Hirschberg (2011). An Introduction to Acoustics.
Number April. Eindhoven University of Technology. (p. 135, 149, 151,
172)

Rizk, N. K. and A. H. Lefebvre (1984). Spray characteristics of plain-jet
airblast atomizers. Journal of Engineering for Gas Turbines and Po-
wer 106(3), 634-638. (p. 263)

Samaniego, J., B. Yip, T. Poinsot, and S. Candel (1993, September). Low-
frequency combustion instability mechanisms in a side-dump combustor.

Combustion and Flame 94 (4), 363-380. (p. 206)

Sattelmayer, T. (2002, December). Influence of the combustor aerodynamics
on combustion instabilities from equivalence ratio fluctuations. Journal
of Engineering for Gas Turbines and Power 125(1), 11-19. (p. 180)

Schildmacher, K.-U., R. Koch, and H.-J. Bauer (2006). Experimental charac-
terization of premixed flame instabilities of a model gas turbine burner.
Flow, Turbulence and Combustion 76(2), 177-197. (p. 3)

Schimek, S., J. P. Moeck, and C. O. Paschereit (2011, April). An experi-
mental investigation of the nonlinear response of an atmospheric swirl-
stabilized premixed flame. Journal of Engineering for Gas Turbines and
Power 133(10), 101502. (p. 192)



REFERENCES 277

Schmidt, J. and L. Friedel (1997, April). Two-phase pressure drop across
sudden contractions in duct areas. International Journal of Multiphase
Flow 23(2), 283-299. (p. 27, 34)

Schréder, J., A. Kleinhans, Y. Serfert, S. Drusch, H. P. Schuchmann, and
V. Gaukel (2012, July). Viscosity ratio : A key factor for control of oil
drop size distribution in effervescent atomization of oil-in-water emul-
sions. Journal of Food Engineering 111(2), 265-271. (p. 24, 94, 96, 97,
103, 105, 108)

Schuller, T. (2003). Mécanismes de Couplage dans les Interactions
Acoustique-Combustion. Ph. D. thesis, Ecole Centrale Paris. (p. 85)

Schuller, T., D. Durox, and S. Candel (2003, December). Self-induced com-
bustion oscillations of laminar premixed flames stabilized on annular bur-
ners. Combustion and Flame 135(4), 525-537. (p. 172, 195, 196, 206,
227, 237)

Schuller, T., D. Durox, P. Palies, and S. Candel (2012, May). Acoustic decou-
pling of longitudinal modes in generic combustion systems. Combustion
and Flame 159(5), 1921-1931. (p. 132, 133, 13/, 135, 136, 137, 152)

Silva, C. F., F. Nicoud, T. Schuller, D. Durox, and S. Candel (2013, Septem-
ber). Combining a Helmholtz solver with the flame describing function to
assess combustion instability in a premixed swirled combustor. Combus-
tion and Flame 160(9), 1743-1754. (p. 139, 180, 21/, 229)

Sovani, S. D., P. E. Sojka, and A. H. Lefebvre (2001). Effervescent atomiza-
tion. Progress in Energy and Combustion Science 27(4), 483-521. (p. 6,
7, 24, 44, 94, 96, 103, 105, 112, 262, 263, 264)

Spencer, A.; J. J. McGuirk, and K. Midgley (2008, January). Vortex break-
down in swirling fuel injector flows. Journal of Engineering for Gas Tur-
bines and Power 130(2), 21503. (p. 180)

Sujith, R. I. (2005). An experimental investigation of interaction of sprays
with acoustic fields. Ezperiments in Fluids 38(5), 576-587. (p. 181)
Sujith, R. I., G. A. Waldherr, J. I. Jagoda, and B. T. Zinn (1997, July). An
experimental investigation of the behavior of droplets in axial acoustic

fields. Journal of Vibration and Acoustics 119(3), 285-292. (p. 181)

Sutherland, J., P. Sojka, and M. Plesniak (1997, September). Entrainment by
ligament-controlled effervescent atomizer-produced sprays. International
Journal of Multiphase Flow 23(5), 865-884. (p. 103)

Syred, N. (2006). A review of oscillation mechanisms and the role of the
precessing vortex core (PVC) in swirl combustion systems. Progress in
Energy and Combustion Science 32(2), 93-161. (p. 3)

Tafreshi, Z. M., D. Kirpalani, A. Bennett, and T. W. McCracken (2002,
June). Improving the efficiency of fluid cokers by altering two-phase feed
characteristics. Powder Technology 125(2-3), 234-241. (p. 24)

Taitel, Y., D. Bornea, and A. E. Dukler (1980). Modelling flow pattern tran-



278 REFERENCES

sitions for steady upward gas-liquid flow in vertical tubes. AICRE Jour-
nal 26(3), 345-354. (p. 19)

Taitel, Y. and A. Dukler (1976). A model for predicting flow regime tran-
sitions in horizontal and near horizontal gas-liquid flow. AIChE Jour-
nal 22(1), 47-55. (p. 21, 22, 23)

Teil, B. (2011). Mesures vibratoires sur la chaudiére tranche 3 du CPT EDF
de Cordemais projet BAS-NOX. Technical report, 01dB-Metravib. (p. 3,
159, 161, 237, 245)

Thring, M. (1958, January). A non-acoustic theory of oscillations in pressure-
jet oil-fired combustion chambers. Symposium (International) on Com-
bustion 7(1), 659-663. (p. 3)

Thring, M. (1969, January). Combustion oscillations in industrial combus-
tion chambers. Symposium (International) on Combustion 12(1), 163—
168. (p. 3)

Tran, N., S. Ducruix, and T. Schuller (2009). Damping combustion instabili-
ties with perforates at the premixer inlet of a swirled burner. Proceedings
of the Combustion Institute 32(2), 2917-2924. (p. 87)

Travis, J. R., D. Piccioni Koch, and W. Breitung (2012, November). A ho-
mogeneous non-equilibrium two-phase critical flow model. International
Journal of Hydrogen Energy 37(22), 17373-17379. (p. 27)

Truffaut, J.-M., G. Searby, and L. Boyer (1998, December). Sound emission
by non-isomolar combustion at low Mach numbers. Combustion Theory
and Modelling 2(4), 423-428. (p. 207)

Villasenor, R. and F. Garcia (1999, June). An experimental study of the
effects of asphaltenes on heavy fuel oil droplet combustion. Fuel 78(8),
933-944. (p. 59)

Wallis, G. B. (1969). One-dimensional Two-phase Flow. McGraw-Hill.
(p. 25, 27, 28, 30, 31, 32, 33, 34, 35, 36)

Wallis, G. B. (1980, February). Critical two-phase flow. International Journal
of Multiphase Flow 6(1-2), 97-112. (p. 27)

Whitlow, J. D. and A. H. Lefebvre (1993). Effervescent atomizer operation
and spray characteristics. Atomization and Sprays 3(2), 137-155. (p. 94,
101)

Wigg, L. D. (1964). Drop size prediction for twin-fluid atomizers. Journal of
the Institute of Fuel 27, 500-505. (p. 94, 95, 101, 102, 103, 105, 106,
112)

Wilkes, C. and B. W. Gerhold (1982). NOx reduction in a combined gas-
steam power plant. US Patent 4313300. (p. 2)

Williams, A. (1976, January). Fundamentals of oil combustion. Progress in
Energy and Combustion Science 2(3), 167-179. (p. 59)

Witzel, L., P. Moszkowicz, and G. Claus (1995, December). Mechanism of
particulate reduction in heavy fuel oil combustion. Fuel 74(12), 1881-
1886. (p. 59)



REFERENCES 279

Yi, T. and D. A. Santavicca (2009, November). Forced flame response of tur-
bulent liquid-fueled lean-direct-injection combustion to fuel modulations.
Journal of Propulsion and Power 25(6), 1259-1271. (p. 180)

Yi, T. and D. A. Santavicca (2012). Combustion instability and flame struc-
ture of turbulent swirl-stabilized liquid-fueled combustion. Journal of
Propulsion and Power 28(5), 1000-1014. (p. 180, 186)






	Abstract
	Résumé
	Table des matières
	Nomenclature
	Introduction
	I Analyse des injecteurs bi-fluides
	1 Analyse des écoulements diphasiques en conduite
	1.1 Principales grandeurs caractéristiques des écoulements diphasiques en conduite
	1.2 Régimes d'écoulement en conduite droite
	1.3 Cartes d'écoulement diphasique
	1.3.1 Ecoulements verticaux co-courants
	1.3.2 Ecoulements horizontaux co-courants

	1.4 Equations bilans fondamentales
	1.5 Modélisation en conduite
	1.5.1 Le modèle homogène équilibré (HEM)
	1.5.2 Le modèle à phases séparées (SPFM)
	1.5.3 Le modèle à phases séparées incluant les pertes de charge (SPFM-PD)

	1.6 Comparaison des différents modèles

	2 Le brûleur industriel
	2.1 Géométrie du brûleur industriel
	2.2 Analyse de l'écoulement dans la multi-buse
	2.2.1 Modélisation de l'écoulement diphasique
	2.2.2 Topologie de l'écoulement dans la chambre de mélange

	2.3 Analyse de l'écoulement du fioul
	2.4 Analyse de l'écoulement de vapeur
	2.5 Synthèse de l'analyse de l'écoulement dans l'injecteur
	2.6 Analyse de l'écoulement d'air
	2.6.1 Circuit d'air primaire
	2.6.2 Circuit d'air secondaire

	2.7 Analyse de la flamme

	3 Le brûleur de laboratoire DIFAV
	3.1 L'injecteur DIFAV
	3.1.1 Choix du combustible
	3.1.2 L'injecteur multi-buses
	3.1.3 Injection du combustible
	3.1.4 Injection de la vapeur
	3.1.5 Géométrie de l'injecteur DIFAV

	3.2 Le brûleur DIFAV
	3.2.1 Dimensionnement de l'injecteur d'air DIFAV
	3.2.2 Les lignes d'alimentation

	3.3 Les configurations d'études du banc DIFAV
	3.3.1 Configuration sans combustion
	3.3.2 Configuration avec combustion


	4 Diagnostics
	4.1 Anémométrie à Phase Doppler (PDPA)
	4.1.1 Mesure de la vitesse
	4.1.2 Mesure du diamètre des particules
	4.1.3 Biais de mesure sur la vitesse
	4.1.4 Configuration du PDPA pour l'étude
	4.1.5 Etude du spray par PDPA

	4.2 Mesure de la vitesse de l'air par LDV
	4.3 Chimiluminescence
	4.4 Spectroscopie
	4.5 Mesures de pression
	4.5.1 Pressions acoustiques
	4.5.2 Mesure de la pression dans la chambre de mélange
	4.5.3 Mesure de la pression et de la température dans les lignes d'alimentation

	4.6 Imagerie
	4.6.1 Imagerie par rétro-éclairage
	4.6.2 Imagerie directe


	5 Analyse du spray
	5.1 Qualité de l'atomisation des injecteurs bi-fluides
	5.2 Caractérisation du spray généré par l'injecteur DIFAV en fonction du GLR
	5.2.1 Visualisation du spray par rétro-éclairage
	5.2.2 Analyse des profils radiaux de taille et de vitesse des gouttes
	5.2.3 Analyse du spray sur son axe
	5.2.4 Visualisation du spray à la sortie de l'injecteur

	5.3 Analyse de l'influence du gaz d'atomisation sur le spray généré par l'injecteur DIFAV
	5.3.1 Caractérisation de la taille et de la vitesse des gouttes
	5.3.2 Topologie de l'écoulement diphasique
	5.3.3 Influence du GLR sur la pression dans la chambre de mélange

	5.4 Influence de la géométrie de l'injecteur DIFAV sur le spray
	5.4.1 Influence du diamètre dn des orifices de l'injecteur
	5.4.2 Influence du diamètre ds des buses d'injection de la vapeur

	5.5 Influence du débit massique de dodécane f sur le spray généré par l'injecteur DIFAV
	5.6 Analyse du spray généré par l'injecteur industriel
	5.6.1 Etude du spray généré par un injecteur de 2 MW
	5.6.2 Estimation de la taille des gouttes sur l'injecteur EDF



	II Analyse acoustique
	6 Acoustique en milieu non réactif
	6.1 Modélisation acoustique
	6.1.1 Equations bilans
	6.1.2 Equation de Helmholtz
	6.1.3 Approximation unidimensionnelle
	6.1.4 Effet d'un changement de section

	6.2 Etude acoustique d'un système à trois cavités
	6.2.1 Equation de dispersion
	6.2.2 Analyse de cas limites
	6.2.3 Mode de Helmholtz

	6.3 Simulation acoustique avec COMSOL
	6.3.1 Equation d'onde
	6.3.2 Le solveur (comsol2010a)

	6.4 Simulation pour trois cavités couplées

	7 Analyse acoustique du foyer DIFAV
	7.1 Caractérisation expérimentale
	7.1.1 Modes propres basses fréquences
	7.1.2 Amortissement

	7.2 Modèle acoustique
	7.2.1 Modèle géométrique
	7.2.2 Prévision des modes propres à froid
	7.2.3 Prévisions des modes propres à chaud sans flamme


	8 Acoustique du foyer EDF
	8.1 Modèle numérique de la chaudière
	8.2 Analyse des modes à basse fréquence de la chaudière
	8.3 Influence des conditions aux limites et de la géométrie
	8.3.1 Influence des OFA (Overfire Air)
	8.3.2 Influence de la condition limite au niveau de l'échangeur
	8.3.3 Influence de l'ouverture de la virole



	III Couplage thermo-acoustique
	9 Dynamique de la combustion
	9.1 Réponses de flammes issues d'injecteurs liquides
	9.2 Structure de l'écoulement d'air
	9.3 Structure de flamme
	9.4 Mesure de la fluctuation du taux de dégagement de chaleur
	9.4.1 Analyse de l'émission de chimiluminescence à richesse globale fixée = .80
	9.4.2 Analyse de l'émission de chimiluminescence à débit de combustible fixé f = 11.7 g/min
	9.4.3 Mesure de la fluctuation du taux de dégagement de chaleur par l'émission de chimiluminescence

	9.5 Réponse fréquentielle de la flamme (FDF)
	9.5.1 Flamme A
	9.5.2 Flamme B
	9.5.3 Adimensionnement des FDF

	9.6 Dynamique de flamme
	9.7 Fluctuation du nombre de swirl
	9.8 Conclusion

	10 Analyse de stabilité du foyer DIFAV
	10.1 Couplage thermo-acoustique
	10.2 Acoustique en milieu réactif
	10.2.1 Equation de Helmholtz en milieu réactif
	10.2.2 Traitement compact des flammes
	10.2.3 Modèles de fermeture

	10.3 Etude d'un système à trois cavités avec flamme
	10.3.1 Equation de dispersion
	10.3.2 Algorithme de calcul

	10.4 Instabilités de combustion du foyer DIFAV
	10.5 Analyse de stabilité du foyer DIFAV
	10.5.1 Flamme B (= 0.75, Ub = 9.5 m/s)
	10.5.2 Flamme A (= 0.95, Ub = 7.5 m/s)


	11 Analyse de stabilité de la chaudière industrielle
	11.1 Modélisation de la réponse de la flamme du brûleur GRC
	11.2 Intégration de la FDF dans COMSOL Multiphysics
	11.2.1 Expression du terme source
	11.2.2 Application à la chaudière

	11.3 Analyse du critère de Rayleigh
	11.4 Analyse de la stabilité de la chaudière EDF
	11.4.1 Analyse des modes basses fréquences lorsque LfGRC = 6 m
	11.4.2 Influence de la longueur de la flamme LfGRC
	11.4.3 Influence de la condition limite au niveau de l'échangeur
	11.4.4 Influence de la distribution spatiale des flammes

	11.5 Conclusion


	Conclusion et perspectives
	A Régimes d'écoulement en conduite horizontales
	B Injecteurs de combustibles liquides
	References

