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𝑢

𝑢𝜏
 𝑒t  𝑦+ =

𝑦𝑢𝜏

𝜈
 avec  𝑢𝜏 = √

𝜏

𝜌
. Pour rappel, 

𝜏 [N.m
-2
] représente la contrainte de cisaillement et 𝜌 [kg.m

-3
] la masse volumique du 

fluide en régime silencieux  (Nomura, et al., 2002) 
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Figure I-70 : Variation du facteur d’intensification thermique en fonction de la distance 
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d’un transducteur de type sonotrode (diamètre 6 mm) dans un champ d’ondes progressives, 

Fluide : Eau, ultrasons : 18 kHz et 86,6 Wus.cm
-2

 (Zhou, et al., 2004). En rouge : Fil 

chauffant horizontal au-dessus d’un transducteur piézoélectrique plan, Fluide : FC-72,  

ultrasons : 48 kHz, intensité acoustique non communiquée (Kim, et al., 2004)  
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réalisée à partir des valeurs de coefficient d’échange thermique issues de (Zhou, et al., 

2004) 
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Figure III-11 : Profils horizontaux de vitesse moyenne tracés en face de chaque point de 

mesures de température permettant le calcul du coefficient d’échange thermique pour des 

valeurs de nombre de Reynolds égales à 900, 2500, 3500 et 5000. La plaque chauffante se 

situe en x = 0 mm et le transducteur en x = 30 mm 
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Figure III-12 : Champs de vitesse RMS correspondant aux champs moyens de vitesse 

présentés sur la Figure III-7 
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Figure III-13 : Profils verticaux de vitesse RMS au milieu du canal (x = 15 mm) pour les 

quatre valeurs du nombre de Reynolds testées  
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Figure III-14 : Profils verticaux de vitesse RMS au niveau de la paroi chauffante (x = 1,8 

mm) pour les quatre valeurs du nombre de Reynolds testées 
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Figure III-15 : Profils horizontaux de vitesse RMS, tracés en face de chaque point de 

mesures de température permettant le calcul du coefficient d’échange thermique pour les 

quatre valeurs de nombre de Reynolds testées. La plaque chauffante est située en x = 0 mm 

et le transducteur ultrasonore en x = 30 mm 
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Figure III- 16 : Profils d’évolution du coefficient d’échange thermique convectif le long de 

la plaque chauffante pour différents nombres de Reynolds. Entrefer 30 mm ; puissance 

thermique totale de la plaque chauffante 450 W  
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 Figure III- 17 : Comparaison des profils expérimentaux des coefficients d’échange 

thermique avec les valeurs obtenues à partir des corrélations de Shan et Bhatti (laminaire)  
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Figure III-18 : Champs moyens de vitesse en régime silencieux, obtenus à partir de 2000 

champs instantanés pour des valeurs de nombre de Reynolds égales à 900 et 5000 
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Figure III-19 : Champs scalaires moyens de la composante de vitesse Vx moy  pour un 

nombre de Reynolds égal à 5000 

157 

Figure III-20 : Profils horizontaux de vitesse moyenne tracés en face de chaque point de 

mesures de température permettant le calcul du coefficient d’échange thermique pour des 

valeurs de nombre de Reynolds égales à 900 et 5000. La plaque chauffante est située en 

x = 0 mm et le transducteur ultrasonore en x = 30 mm 
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Figure III-21: Champs de vitesse RMS correspondants aux champs moyens de vitesse 

présentés sur la Figure III-18 
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Figure III-22 : Profils horizontaux de vitesse RMS tracés en face de chaque point de 

mesures de température permettant le calcul du coefficient d’échange thermique pour des 

valeurs de nombre de Reynolds égales à 900 et 5000. La plaque chauffante est située en 

x = 0 mm et le transducteur ultrasonore en x = 30 mm 
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Figure III-23 : Profils de vitesses RMS au milieu du canal (x = 15 mm) et proche de la 

plaque chauffante (x = 1,8 mm) 
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Figure III-24: Profils d’évolution du coefficient d’échange thermique convectif le long de 

la plaque chauffante pour de l’eau glycolée à 10 %. Entrefer 30 mm ; puissance thermique 

totale de la plaque chauffante 450 W  
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Figure III-25 : Champs de vitesse RMS mesurés pour un nombre de Reynolds égal à 900 
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Figure III-26 : Comparaison des profils verticaux de vitesse RMS mesurés au milieu du 

canal (x = 15 mm) et en proche paroi (x = 1,8 mm) pour les configurations n°2 et n°3 pour 

un nombre de Reynolds égal à 900 
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Figure III-27 : Comparaison des profils verticaux de vitesse RMS mesurés au milieu du 

canal (x = 15 mm) et en proche paroi (x = 1,8 mm) pour les configurations n°2 et n°3 avec 

un nombre de Reynolds égal à 5000 
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Figure III-28 : Comparaison des valeurs du coefficient d’échange thermique des 

configurations n°1 (sans poreux + eau) et n°2 (avec poreux + eau) pour un nombre de 

Reynolds égal à 900 et une puissance thermique égale à 450 W 
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Figure III-29 : Comparaison des valeurs du coefficient d’échange thermique pour les 

configurations n°2 (eau) et n°3 (eau glycolée) pour des valeurs du nombre de Reynolds 

égales à 900 et à 5000 
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Figure IV-1 : Dépendance du coefficient d’échange thermique à la puissance ultrasonore 

pour les trois fréquences testées. Configuration n°1 (eau sans poreux), nombre de Reynolds 

égal à 870, puissance thermique totale égale à 450 W. La droite noire en pointillée définie 

la valeur du coefficient d’échange thermique correspondant au régime silencieux 
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Figure IV-2 : Valeurs du coefficient d’échange thermique obtenues à 25 kHz au niveau des 

cinq blocs de la plaque chauffante pour un nombre de Reynolds égal à 870 (configuration 

n°1) 
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Figure IV-3 : État de surface de la plaque chauffante après que tous les essais à 25 kHz 

aient été effectués. Les zones foncées sont celles ayant subi de l’érosion, les zones claires 

sont intactes. Entrefer égal à 30 mm, puissance ultrasonore égale à 116 Wus. Les points 

noirs indiquent la position des mesures de température de la plaque chauffante 
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Figure IV-4: Évolution du coefficient d’échange thermique le long de la plaque chauffante 

pour les différentes puissances acoustiques mis en œuvre. Fréquence ultrasonore 1 MHz, 

nombre de Reynolds égal à 870, configuration n°1 (eau sans poreux) 
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Figure IV-5 : Facteurs d’intensification du coefficient d’échange thermique obtenus sans 

poreux avec de l’eau au niveau de chaque bloc pour une fréquence de 1 MHz et un nombre 

de Reynolds égal à 870 (configuration n°1) 
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Figure IV-6 : Cinétique d’apparition de l’ion tri-iodure à 1 MHz pour les quatre 

puissances ultrasonores testées. Température maintenue à 20 °C 
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Figure IV-7: Évolution du coefficient d’échange thermique le long de la plaque chauffante 

pour les différentes puissances acoustiques mis en œuvre. Fréquence ultrasonore 2 MHz, 

nombre de Reynolds égal à 870, configuration n°1 (eau sans poreux) 
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Figure IV-8 : Facteurs d’intensification du coefficient d’échange thermique obtenus sans 

poreux avec de l’eau au niveau de chaque bloc pour une fréquence de 2 MHz et un nombre 

de Reynolds égal à 870 (configuration n°1) 
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Figure IV-9: Comparaison des champs moyens de vitesses en régime acoustique et 

silencieux obtenus à partir de 2000 doublets d’images pour un nombre de Reynolds égales 

à 900 et 5000. Fréquence ultrasonore de 25 kHz, puissance égale 108 Wus. Configuration 

n°2 (eau et poreux) 
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Figure IV-10 : Profils moyens de vitesse au milieu du canal (x = 15 mm) obtenus à partir 

de 2000 doublets d’images pour les quatre valeurs de nombre de Reynolds testées. 

Fréquence ultrasonore  25 kHz, puissance ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 (eau et 

poreux)  
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Figure IV-11 : Comparaison des champs moyens de la composante Vx de la vitesse en 

régime acoustique à 25 kHz et en régime silencieux pour un nombre de Reynolds égal à 900 

Configuration n°2 (eau et poreux), puissance ultrasonore égale à 107 Wus 
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Figure IV- 12 : Profils horizontaux de vitesse tracés en face de chaque point de mesure de 

température et permettant le calcul du coefficient d’échange thermique pour des valeurs de 

nombre de Reynolds égales à 900 et 5000. Fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance 

ultrasonore 107 WUS configuration n°2 (eau et poreux) 

180 

Figure IV-13 : Comparaison des champs moyens de vitesses RMS obtenus à partir de 2000 

doublets d’images pour les deux valeurs extrêmes testées du nombre de Reynolds à 25 kHz 

181 

Figure IV-14 : Facteurs d’intensification de la Vitesse RMS en fonction de la position 

verticale (axe y) en paroi (x = 1,8 mm) et au milieu du canal (x = 15 mm) pour des 

nombres de Reynolds égaux à 900 et 5000. Fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance 

ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 eau + poreux 
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Figure IV-15 : Comparaison des profils horizontaux (axe x) de vitesse RMS tracés pour 

des nombres de Reynolds égaux à 900 et 5000. Fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance 

ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 eau + poreux 
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Figure IV-16 : Profil de la vitesse RMS en paroi le long de la plaque chauffante moyennée 

sur chaque bloc pour les quatre valeurs du nombre de Reynolds utilisés lors des essais 

thermiques. Les barres d’erreur des points indiquent la dispersion de la vitesse RMS par 

rapport à la moyenne.   Fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance ultrasonore 107 Wus, 

configuration n°2 eau + poreux 
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Figure IV-17 : Valeurs du facteur d’intensification du coefficient d’échange thermique en 

fonction de la position sur la plaque chauffante pour les quatre nombres de Reynolds testés. 

Fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 (eau et 

poreux) 
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Figure IV-18 : Évolution du facteur d’intensification en fonction du nombre de Reynolds 

pour les trois derniers blocs chauffants (directement impactés par la cavitation 

acoustique). Les blocs n°1 et n°2, moins touchés par les effets de la cavitation ne sont pas 

représentés. Fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance ultrasonore 107 Wus, puissance 

thermique 50 W par bloc, configuration n°2 (eau et poreux) 

186 

Figure IV-19 : Valeurs du coefficient d’échange thermique en fonction de la position sur la 

plaque chauffante pour les quatre nombres de Reynolds testés. Fréquence ultrasonore 25 

kHz, puissance ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 
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Figure IV-20 : Dépendance au nombre de Reynolds du coefficient d’échange thermique et 

de la vitesse RMS correspondant aux trois blocs chauffants dont la zone de mesure de 

température est fortement impactée par la cavitation. Fréquence ultrasonore 25 kHz, 

puissance ultrasonore 107 Wus, puissance thermique par bloc 50 W, configuration n°2 (eau 

et poreux) 
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Figure IV-21 : Dégradation du coefficient d’échange thermique et de la vitesse RMS en 

présence d’eau glycolée en régime acoustique et silencieux. La comparaison est effectuée 

par rapport aux essais en eau. Puissance ultrasonore 107 Wus, fréquence ultrasonore 25 

kHz, puissance thermique pour chaque bloc 50 W. La figure ne présente que les essais des 

blocs pour lesquels les effets de la cavitation sont le plus intenses 

189 

Figure IV-22 : Comparaison des champs moyens de vitesse obtenus à partir de 2000 

champs instantanés pour des nombres de Reynolds égaux à 900 et 5000 en régime 

silencieux et acoustique. Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 108 Wus, 

configuration n°2 (eau et poreux) 
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Figure IV-23 : Comparaison des champs moyens de la composante de vitesse horizontale 

Vx obtenus à partir de 2000 champs instantanés pour des nombres de Reynolds égaux à 900 

et 5000 en régime silencieux et acoustique. Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance 

ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 
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Figure IV-24 : Comparaison des champs de vitesse RMS moyens obtenus à partir de 2000 

doublets d’images. Nombres de  Reynolds égaux à 900 et 5000. Le cas silencieux obtenu 

pour un nombre de Reynolds égal à 900 n’est pas rappelé ici car il est inférieur à l’essai 

réalisé pour un nombre de Reynolds égal à 5000. Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance 

ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 
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Figure IV-25 : Profil vertical moyenné sur l’axe horizontal (axe x) de la vitesse RMS pour 

des nombres de Reynolds égaux à 900, 3500 et 5000 (a) et profils d’intensification de la 

vitesse RMS correspondant (b) en fonction de la position sur la plaque chauffante. 

Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus. Les flèches cyans indiquent 

la position des céramiques piézoélectriques à la surface du transducteur, et les flèches 

vertes les zones d’intensification nulle de la vitesse RMS lorsque le nombre de Reynolds est 

égal à 5000    
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Figure IV-26 : Profil vertical de la vitesse RMS au niveau de la paroi chauffante (x = 1,8 

mm) pour des nombres de Reynolds égaux à 900, 3500 et 5000. Fréquence ultrasonore 1 

MHz, puissance ultrasonore 107 Wus. Les essais réalisés pour un nombre de Reynolds égal 

à 2500 ne sont pas indiqués car les mesures effectuées n’ont pas été exploitables   
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Figure IV-27 : Comparaisons des profils verticaux de vitesse RMS au niveau de la paroi de 

la plaque chauffante (x = 1,8 mm), au milieu du canal (x = 15 mm) et de la moyenne 

horizontale pour un nombre de Reynolds égal à 5000. Fréquence ultrasonore 1 MHz, 

puissance ultrasonore 107 Wus 
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Figure IV-28 : Dépendance au nombre de Reynolds du facteur d’intensification en fonction 

de la position sur la plaque chauffante. Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance 

ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 
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Figure IV-29 : Champ moyen de la composante de vitesse horizontale Vx obtenus à partir 

de 2000 champs instantanés pour un nombre de Reynolds égal à 900 en régime acoustique. 

Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 (eau et 

poreux) 
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Figure IV-30 : Évolution du facteur d’intensification thermique en fonction du nombre de 

Reynolds. Le bloc n°1, soumis aux effets hydrodynamiques d’entrée n’est pas représenté. 

Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et 

poreux) 
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Figure IV-31 : Intensification moyenne des vitesses RMS au niveau de la région pariétale 

(x = 1,8 mm) de chacun des blocs chauffants. Les graphs de droites et de gauche traduisent 

les mêmes valeurs à des échelles différentes. Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance 

ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux)  
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Figure IV-32 : Dépendance au nombre de Reynolds du coefficient d’échange thermique en 

fonction de la position sur la plaque chauffante. Les valeurs de vitesses RMS moyennes en 

paroi de la plaque chauffante sont également représentées. Fréquence ultrasonore 1 MHz, 

puissance ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 

199 

Figure IV-33 : Profil vertical de la vitesse RMS au niveau de la paroi chauffante (x = 1,8 

mm) pour des nombres de Reynolds égaux à 900, 3500 et 5000. Fréquence ultrasonore 1 

MHz, puissance ultrasonore 107 Wus. Les essais réalisés pour un nombre de Reynolds égal 

à 2500 ne sont pas indiqués car les mesures effectuées n’ont pas été exploitables   

199 

Figure IV-34 : Dépendance au nombre de Reynolds du coefficient d’échange thermique et 

de la vitesse RMS correspondant aux quatre blocs chauffants pour lesquels les effets 

d’entrée sont peu présents au niveau de la zone de mesure de température. Fréquence 

ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus, puissance thermique 450 W, 

configuration n°2 (eau et poreux) 
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Figure IV-35 : Champs moyens de vitesses obtenus à partir de 2000 doublets d’images 

pour les quatre valeurs de nombre de Reynolds testées. Fréquence ultrasonore 2 MHz, 

puissance ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 
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Figure IV-36 : Champs moyens de vitesses RMS obtenus à partir de 2000 doublets 

d’images. Nombres de  Reynolds égaux à 2500, 3500, 5000. Fréquence ultrasonore 2 MHz, 

puissance ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 
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Figure IV-37 : Profils de vitesse RMS en paroi de la plaque chauffante moyennés sur 

chaque bloc pour les quatre valeurs de nombre de Reynolds testées. Fréquence ultrasonore 

2 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus,  configuration n°2 (eau et poreux) 
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Figure IV-38 : Dépendance au nombre de Reynolds du coefficient d’échange thermique en 

fonction de la position sur la plaque chauffante (x = 1,8 mm). Les valeurs de vitesses RMS 

moyennes en paroi de la plaque chauffante sont également représentées. Fréquence 

ultrasonore 2 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 
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Figure IV-39 : Dépendance au nombre de Reynolds du coefficient d’échange thermique  

correspondant aux cinq positions de mesure de la plaque chauffante. Fréquence 

ultrasonore 2 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus , configuration n°2 (eau et poreux) 

206 

Figure IV-40 : Dépendance au nombre de Reynolds du facteur d’intensification en fonction 

de la position sur la plaque chauffante. Fréquence ultrasonore 2 MHz, puissance 

ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 
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Figure IV-41 : Dégradation du coefficient d’échange thermique liée à la présence de 

mono-propylène glycol dans l’eau. Régimes silencieux et acoustique, fréquence ultrasonore 

égale à 2 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus, puissance thermique de chaque bloc 50 W. 

Le bloc n°1 a été supprimé en raison des effets d’entrée 
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Figure IV-42 : Evolution du facteur d’intensification de la vitesse RMS en région pariétale 

(x = 1,8 mm) à 25 kHz, 1 MHz et 2 MHz en fonction du nombre de Reynolds. Profils tracés 

pour les blocs n°3, n°4 et n°5 pour lesquels les effets des ultrasons sont pleinement 

développés. Puissance ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 
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Figure IV-43 : Evolution des valeurs absolue de la vitesse RMS en région pariétale 

(x = 1,8 mm) à 25 kHz, 1 MHz et 2 MHz en fonction du nombre de la vitesse débitante de 

l’écoulement. Profils tracés pour les blocs n°3, n°4 et n°5 pour lesquels les effets des 

ultrasons sont pleinement développés. Puissance ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 
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Figure IV-44 : Coefficients d’échange thermique mesurés au niveau des trois derniers 

blocs en régime silencieux et acoustique. Les blocs présentés ici sont ceux pour lesquels des 

effets liés aux ultrasons ont toujours été mesurés. Fréquences ultrasonores, 25 kHz, 1 MHz 

et 2 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus, puissance thermique par bloc chauffant 50 W, 

configuration n°2 eau + poreux   
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Figure IV-45 : Facteur d’intensification thermique en fonction du facteur d’intensification 

de la vitesse RMS en région pariétale (x = 1,8 mm) à 25 kHz, 1 MHz et 2 MHz. Profils 

tracés pour les blocs n°3, n°4 et n°5 pour lesquels les effets des ultrasons sont pleinement 

développés. Puissance ultrasonore 107 Wus, puissance thermique 50 W par bloc, 

configuration n°2. La flèche située au-dessus du graphique indique le sens d’évolution du 

nombre de Reynolds   
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Figure IV-46 : Comparaison des profils du coefficient d’échange thermique silencieux et 

ultrasonores (2MHz) mesurés sur ALTO pour les quatre valeurs du nombre de Reynolds 

testées. Puissance ultrasonore 107 Wus, puissance thermique 50 W par bloc, configuration 

n°2     
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Figure IV-47 : Profils du facteur d’intensification thermique obtenu à 2MHz pour les 

quatre valeurs du nombre de Reynolds testées. Puissance ultrasonore 107 Wus, puissance 

thermique 50 W par bloc, configuration n°2     
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Figure IV-48 : Comparaison de la répartition spatiale des champs moyens de vitesse selon 

l’axe x (courant acoustique) et de vitesse RMS. fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance 

ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 
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Figure IV-49 : Profil du coefficient d’échange thermique obtenu pour un nombre de 

Reynolds égale à 5000 pour une fréquence ultrasonore de 1 MHz et une puissance 

ultrasonore 107 Wus. Puissance thermique 50 W par bloc, configuration n°2 
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Figure IV-50 : Profil du coefficient d’échange thermique obtenu pour un nombre de 

Reynolds égale à 5000 pour une fréquence ultrasonore de 25 kHz et une puissance 

ultrasonore 107 Wus. Puissance thermique 50 W par bloc, configuration n°2 
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Figure IV-51 : Profil du coefficient d’échange thermique obtenu pour un nombre de 

Reynolds égale à 900 pour une fréquence ultrasonore de 1 MHz et une puissance 

ultrasonore 107 Wus. Puissance thermique 50 W par bloc, configuration n°2 
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Figure V-1 : Schématisation de la démarche d’optimisation énergétique d’un système 

thermique à partir de conditions initiales h0 et Re0 vers les conditions finales hus et Re 
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Figure V-2 : Évolution du gain de la puissance hydraulique de pompage en fonction du 

nombre de Reynolds et du facteur d’intensification thermique pour un diamètre hydraulique 

identique à celui utilisé sur ALTO, et égal à 0,045 m. Les facteurs d’intensification testés 

ont également été mesurés sur ALTO 
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Figure V-3 : Évolution du gain de la puissance de pompage hydraulique en fonction du 

nombre de Reynolds et du facteur d’intensification thermique pour différents diamètres 

hydrauliques. Les courbes de chacune des séries correspondent aux facteurs 

d’intensifications extrémaux mesurés sur ALTO. Le carré rouge délimite la gamme de 

Reynolds testé sur ALTO 
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Figure V-4 : Évolution du rapport de compacité d’un échangeur de chaleur  entre le cas 

ultrasonore et le cas silencieux en fonction du facteur d’intensification  thermique 
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Figure V-5 : Comparaison des gains relatifs sur la puissance hydraulique en fonction du 

facteur d’intensification dans le cas d’une diminution du débit à géométrie d’échangeur 

constante ou d’une modification de la géométrie de l’échangeur à débit constant 
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Figure V-6 : Évolution du facteur d’intensification thermique en fonction du nombre de 

Reynolds. Résultats obtenu sur ALTO pour une puissance ultrasonore de 107 Wus et une 

puissance thermique de 50 W par blocs 
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Nomenclature 

Alphabet Grec minuscule Unité Signification 

α [m
-1

] Coefficient d’absorption acoustique 

β [K
-1

] Coefficient de dilatation thermique 

γ [m] Périmètre 

δ [m] Épaisseur de couche limite 

ε [cm
-1

] Coefficient d’absorption molaire 

ζ [-] Rugosité relative d’une paroi 

η [%] Facteur d’intensification  

θ [°C] Différence de température 

κ [m
-1

] Compacité  

λ [W.m
-1

.K
-1

] Conductivité thermique 

μ [Pa.s] Viscosité dynamique 

ν [s
-1

] Fréquence 

ξ [m
2
.s

-1
] Viscosité cinématique 

π [-] Nombre pi 

ρ [kg.m
-3

] Masse volumique 

σ [N.m
-1

] Tension superficielle 

τ [N.m
-2

] Contrainte de cisaillement visqueuse 

υ [m.s
-1

] Vitesse particulaire 

φ [W.m
-2

] Flux de chaleur surfacique 

ψ [m] Longueur d’onde 

χ [mol.L
-1

] Concentration molaire d’une solution 

ω [s
-1

] Pulsation de l’onde 

 

Alphabet Grec Majuscule Unité Signification 

Γ [-] Critère de qualité (PIV) 

Δ [-] Opérateur mathématique différence 

Θ [-] 
Coefficient de transmission de l’onde 

acoustique 

Λ [-] Coefficient de Darcy 

Π [-] Produit d’inter-corrélation 

Σ [-] Opérateur mathématique Somme 

Φ [W] Flux thermique 

Ω [rad.s
-1

] Vitesse angulaire 
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Alphabet Latin minuscule Unité Signification 

a [m
2
.s

-1
] Diffusivité thermique 

b [-] Coefficient multiplicatif sans dimension 

c [m.s
-1

] Célérité d’une onde 

d [-] Exposant de puissance sans dimension 

e [m] Longueur 

f [s
-1

] Fréquence d’une onde 

g [-] Exposant de puissance sans dimension 

h [W.m
-2

.K
-1

] Coefficient d’échange thermique convectif 

k [m] Rugosité absolue d’une paroi 

l [m] Largeur 

m [kg] Masse 

n [m
-1

] Nombre d’onde 

p [Pa] Pression 

q [J] Chaleur  

r [m] Rayon d’une bulle  

s [J.K
-1

] Entropie 

t [s] Variable temporelle 

u [m.s
-1

] Composante selon l’axe x de la vitesse  

v [m.s
-1

] Composante selon l’axe y de la vitesse  

w [m.s
-1

] Composante selon l’axe z de la vitesse  

x [m] Variable de position 

y [m] Variable de position 

z [m] Variable de position 

 

Alphabet Latin majuscule Unité Signification 

A [-] Absorbance  

B [-] Coefficient multiplicatif sans dimension 

Cp [J.kg
-1

.K
-1

] Chaleur spécifique isobare 

D [m] Diamètre 

F [N] Force 

I [W.m
-2

] Intensité acoustique 

Kglobal [W.m
-2

.K
-1

] Coefficient d’échange global 

L [m] Longueur  



 

 

xxvii 

 

P [W] Puissance 

Qv [m
-3

.s
-1

] Débit volumique 

R [-] Coefficient de réflexion de l’onde acoustique 

S [m
2
] Surface 

T [K] Température absolue 

U [m.s
-1

] Vitesse débitante s’écoulant selon l’axe x  

V [m.s
-1

] Vitesse débitante s’écoulant selon l’axe y 

W [m.s
-1

] Vitesse débitante s’écoulant selon l’axe z 

Z [Pa.s.m
-1

] Impédance acoustique d’un milieu 

 

Indices Signification 

0 Se réfère à un cas initial ou de référence 

+ Grandeur adimensionalisée 

* 
Grandeur adimensionalisée lorsque cette dernière est soumise 

à un exposant 

𝜏 Renvoie à la contrainte de cisaillement 

𝜈 Renvoie aux phénomènes visqueux 

 Renvoie à la tension superficielle 

a Acoustique 

c Se réfère à une canalisation ou une conduite 

carac Abréviation de caractéristique 

e Établissement 

elec Abréviation d’électrique 

f Final 

glycol Renvoie à l’eau glycolée 

h Hydraulique ou hydrostatique 

i Initial 

in Incident 

int Intérieur 

p Renvoie à la paroi 

part Abréviation de particule 

piv Grandeur mesurée par PIV 

ml Moyenne logarithmique 

moy Abréviation de moyen 

r Réfléchi 
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réac Abréviation de réacteur 

rms Renvoie à l’écart moyen quadratique 

T Renvoie à la température 

us Se réfère aux ultrasons 

v Abréviation de volumique 

x Renvoie à l’axe x 

y Renvoie à l’axe y 

z Renvoie à l’axe z 

∞ À l’infini, désigne une position très éloignée 
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Introduction générale1 
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La forme d’énergie appelée couramment « chaleur » est liée à l’évolution des sociétés 

humaines depuis la maitrise du feu par l’Homme. Elle est la source d’énergie la plus simple à 

produire, elle en est également la forme la plus « dégradée » au sens thermodynamique du 

terme. Sa maitrise a permis aux premiers êtres humains de se chauffer et de cuire les aliments, 

et a permis la transformation de la terre en métaux. La compréhension des phénomènes 

permettant sa transformation en énergie mécanique et en travail, a permis à la société 

industrielle d’émerger, et aujourd’hui encore elle est au cœur de la production énergétique et 

des procédés de fabrication et de transformation de la matière. 

Le développement des modèles thermodynamiques, et de mécanique des fluides, ont permis 

de mieux comprendre les mécanismes d’échanges thermiques mettant en jeu des liquides ou 

des gaz et des solides. La théorie de la couche limite hydrodynamique, développée par 

Prandtl, a notamment permis la modélisation des écoulements à proximité d’une paroi solide, 

et de fournir ainsi un modèle mathématique permettant de résoudre les problèmes associés 

aux transferts pariétaux de matière ou de chaleur.       

Parallèlement à l’apparition de ces modèles théoriques, des corrélations empiriques ont fait 

leur apparition. Elles ont permis d’appréhender, par des relations simples, les transferts 

thermiques convectifs, alors même que les systèmes étudiés mettent en jeu des paramètres 

physiques couplés et interdépendants, rendant les équations mathématiques des modèles 

théoriques, difficiles à résoudre analytiquement. Cette approche pratique, a permis 

d’optimiser les procédés industriels utilisant les échangeurs de chaleurs. De nombreuses 

techniques ont été développées dans le but d’améliorer ces organes, essentiels aux procédés 

industriels, notamment par le biais de l’intensification des transferts thermiques.   

La problématique de l’intensification des transferts thermiques en convection forcée peut être 

abordée de différents points de vue. L’objectif peut être de diminuer la consommation 

énergétique, nécessaire à la mise en mouvement du fluide, pour des raisons économiques ou 

de disponibilité de la ressource nécessaire à sa production. Ces deux paramètres sont bien 

souvent intimement liés, et parfois également couplés à une problématique écologique. Il peut 

également être nécessaire de développer des échangeurs de chaleurs toujours plus compacts 

tout en conservant les mêmes performances, dans le but de réussir à les intégrer à des 

systèmes mobiles autonomes, comme ceux de l’industrie automobile ou aéronautique.   

La thématique de l’intensification des transferts thermiques est apparue de façon massive et 

continue dans la littérature scientifique à partir de la fin des années 50. Les techniques 

utilisées pour l’intensification thermique peuvent êtres « passives » ou « actives ». La 

première famille de techniques, appelée passive, ne nécessite pas d’être alimentée 

spécifiquement en énergie pour fonctionner. La suite de ce mémoire montrera néanmoins que 

leur mise en place entraine malgré tout une augmentation de la consommation énergétique 

globale des systèmes dans lesquels elles s’intègrent. Elles basent généralement leur 

fonctionnement sur des modifications de surfaces d’échange, de régimes d’écoulement ou 

même de propriétés des fluides caloporteurs utilisés. Les techniques actives, nécessitent quant 

à elles d’être alimentées en énergie pour fonctionner, généralement fournie sous forme 

électrique. Les ultrasons peuvent être utilisés comme tels. Leur utilisation, à des fins 

d’intensification thermique, est le thème abordé dans ce mémoire de thèse.  
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Le travail qui y est présenté est le fruit de la collaboration entre le Commissariat à l’Énergie 

Atomique et aux Énergies Alternatives de Grenoble (CEA
2
) et de l’Agence De 

l’Environnement et de la Maitrise de l’Énergie (ADEME), qui ont cofinancé ces recherches. 

Le Laboratoire des Écoulements Géophysiques et Industriels de Grenoble (LEGI) a également 

été associé à ce travail de recherche. Il a fourni un important soutien logistique, en accueillant 

dans ces locaux le déroulement des expérimentations menées au cours de la thèse. Le LEGI a 

également mis à notre disposition le matériel spécifique, nécessaire à l’obtention de certaines 

mesures, ainsi que les moyens humains permettant le bon déroulement de ces campagnes de 

mesures. 

Ce mémoire de thèse est la conclusion d’un travail de recherche, consacrés à la 

compréhension des mécanismes physiques à l’origine du phénomène d’intensification des 

transferts thermiques par les ultrasons en convection forcée monophasique. Cette étude 

phénoménologique doit permettre, in fine, de déterminer quelles applications industrielles 

sont potentiellement éligibles à la mise en place d’un dispositif d’intensification thermique, 

via l’utilisation d’ondes ultrasonores. Afin d’atteindre ces objectifs, un banc d’essais 

spécifique a été conçu, monté et exploité au cours de la thèse.  

Le mémoire s’articule en cinq chapitres. L’objectif du premier chapitre est tout d’abord de 

rappeler au lecteur les notions physiques associées à cette étude, afin de favoriser la 

compréhension de la démarche expérimentale entreprise au cours de ce travail de thèse, ainsi 

que les analyses qui y sont présentées. Dans un second temps, ce premier chapitre propose 

également un état de l’art des techniques d’intensification des transferts thermiques, dont 

l’analyse est axée sur les phénomènes physiques mis en jeu. Cet état de l’art présente les 

techniques passives et actives d’intensification couramment employées, ainsi que celles 

utilisant les ultrasons. Le second chapitre détaille quant à lui le dispositif expérimental utilisé. 

Il y est également présenté la caractérisation des moyens de mesure et de production des 

ultrasons, mis en œuvre afin de satisfaire à cet objectif. La caractérisation thermique et 

hydrodynamique de la section d’essais utilisée est présentée au chapitre III. Les résultats 

associés à ces essais servent de référence « silencieuse »,  permettant la comparaison avec les 

essais effectués lors de l’utilisation des ultrasons. Ces derniers sont présentés et analysés au 

chapitre IV. Il y est tout d’abord présenté une étude préliminaire de l’effet de la puissance 

ultrasonore sur l’intensification des transferts thermiques. Une seconde étude compare les 

résultats obtenus pours divers régimes d’écoulement avec trois fréquences ultrasonores 

auxquelles sont associées des effets hydrodynamiques différents. Enfin une analyse globale 

permet de conclure sur la phénoménologie associée à l’intensification des transferts 

thermiques grâce aux ultrasons. Le cinquième et dernier chapitre présente une analyse portant 

sur les domaines d’utilisation possibles des ultrasons dans un objectif d’intensification des 

transferts thermiques en convection forcée monophasique.  



 

 

5 

Chapitre I  

Étude bibliographique sur l’intensification des transferts 

thermiques 
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Le chapitre I de ce mémoire de thèse s’attachera tout d’abord à rappeler les notions physiques 

nécessaires à la compréhension du phénomène d’intensification des transferts thermiques 

grâce aux ultrasons. L’état de l’art sur l’intensification des transferts thermiques, en 

convection naturelle et forcée monophasique, sera ensuite présenté. Enfin, le thème de 

l’intensification thermique par les ondes ultrasonores sera abordé. 

I.1  Généralités sur les écoulements 

L’étude des transferts thermiques en convection est évidemment liée à celle des mécanismes 

d’écoulement des fluides. Les notions de base d’hydrodynamique, utiles à la compréhension 

des phénomènes de transferts thermiques convectifs, sont rappelées dans ce premier 

paragraphe. 

I.1.1 Viscosité 

Le concept de viscosité est très important en mécanique des fluides. C’est en effet cette 

propriété physique qui est à l’origine de la dissipation par frottement du travail en chaleur 

dans un écoulement. Ce sont ces mêmes frottements qui permettent l’arrêt du mouvement 

lorsqu’un solide glisse sur une surface plane. 

Cependant, contrairement à l’état solide, dans l’état liquide, les atomes ou les molécules 

composant le milieu ne sont pas irrévocablement liés à leurs voisins. Le mouvement de 

proche en proche est autorisé. Par conséquent, si un liquide est posé sur une plaque en 

mouvement, et que la plaque s’arrête brutalement, le liquide ne s’arrêtera pas d’un bloc 

comme le ferait un solide. Il faudra un certain temps pour que l’information de l’arrêt se 

transmette à la totalité du volume par frottement entre couches de fluides successives. La 

grandeur physique liée à ce transport diffusif de la quantité de mouvement est appelée 

viscosité. 

La viscosité trouve son origine dans les interactions entre les molécules composant un liquide. 

Deux types de viscosité sont classiquement définies (Guyon, et al., 2001), la viscosité 

dynamique et la viscosité cinématique. 

I.1.1.1 Viscosité dynamique 

La viscosité dynamique a été mise en évidence par l’expérience de Couette mettant en œuvre 

deux cylindres coaxiaux indépendants pouvant tourner autour de leur axe. L’espace annulaire 

compris entre ces deux cylindres est rempli avec un fluide. Le but est alors d’étudier le 

mécanisme de transfert de la quantité de mouvement du cylindre central vers le cylindre 

extérieur. Pour cela, le cylindre central est mis en mouvement. Au bout d’un certain temps, le 

cylindre extérieur finit par entrer lui aussi en rotation indiquant que la quantité de mouvement 

du cylindre intérieur a diffusé vers le cylindre extérieur. Au cours de cette phase transitoire, 

un profil de vitesse se met en place dans l’espace annulaire. Ce profil est parabolique (Figure 

I-1.a). La présence d’un gradient de vitesse se développant dans la direction radiale illustre 

l’existence d’un cisaillement entre différentes couches fluides qui ne se déplacent pas toutes à 

la même vitesse. Lorsque la phase transitoire de mise en mouvement est terminée, l’ensemble 

fluide-cylindres tourne à la même vitesse radiale (Figure I-1.b). 
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Figure I-1 : Expérience de Couette et profils de vitesse associés : (a) dans la phase de mise en 

mouvement du liquide visqueux à vitesse angulaire constante ; (b) en régime stationnaire de 

rotation. Les courbes indiquent les variations de la vitesse angulaire entre les cylindres central et 

externe en fonction du rayon (Guyon, et al., 2001) 

En maintenant le cylindre extérieur immobile, l’allure du profil de vitesse reste identique à 

celle de la Figure I-1.a et fait apparaitre une vitesse nulle au niveau de la paroi fixe. Ce 

phénomène, connu sous le nom de « conditions d’adhérence », est à l’origine de la couche 

limite hydrodynamique dont il sera question aux paragraphes I.1.4 et I.1.5. Le gradient de 

vitesse entre le cylindre central et le cylindre extérieur peut être relié à la contrainte de 

cisaillement par la viscosité dynamique μ [Pa.s] : 

𝜏 =
𝐹

𝑆
= 𝜇

𝜕Ω(𝑟)

𝜕𝑟
 (I-1) 

Avec F [N] la force exercée par le cylindre mobile sur le fluide (force de frottement), S [m²] 

la surface sur laquelle s’exerce cette force, τ [N.m
-2

] la contrainte de cisaillement et Ω(r) [m.s
-

1
] la vitesse. Les fluides pour lesquels il est possible d’établir cette relation de proportionnalité 

entre la contrainte de cisaillement et un gradient de vitesse par le biais de la viscosité 

dynamique sont qualifiés de newtoniens. 

I.1.1.2 Viscosité cinématique 

La viscosité cinématique ξ [m2
.s

-1
] est définie comme le rapport de la viscosité dynamique par 

la masse volumique ρ [kg.m
-3

] du fluide : 

𝜉 =
𝜇

𝜌
 (I-2) 

Cette grandeur peut être considérée comme la capacité d’un fluide à revenir au repos après 

une perturbation.  
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I.1.2 Régimes d’écoulement 

La notion de régime d’écoulement a été introduite par Reynolds en 1883 (Figure I-2). Un 

écoulement principal (en blanc) parcourt un tube cylindrique. Par l’intermédiaire d’un second 

tube plus fin aligné axialement avec le premier, un colorant est injecté. Afin de limiter les 

instabilités à l’interface fluide-colorant, les vitesses des deux écoulements sont aussi proches 

que possible. Trois régimes d’écoulement sont identifiés : le régime laminaire, le régime 

transitoire et le régime turbulent. 

Les écoulements laminaires sont caractérisés par une faible agitation dans le fluide. 

L’écoulement peut alors être modélisé comme un empilement de couches fluides glissant les 

unes sur les autres et s’écoulant toutes dans la même direction (Figure I-2.a). Du point de vue 

de la quantité de mouvement, ce régime d’écoulement est purement diffusif. Il existe donc 

une relation directe entre la viscosité dynamique du fluide, la contrainte de cisaillement et le 

gradient de vitesse au sein du fluide (équation (I-1)). Les écoulements laminaires en conduites 

planes et cylindriques sont caractérisés par des profils de vitesses paraboliques apparaissant 

pour de faibles vitesses d’écoulement. 

Lorsque cette vitesse augmente, des instabilités hydrodynamiques apparaissent entre les 

couches liquides entrainant l’apparition d’oscillations et un début de mélange des tranches 

fluides (matérialisées par le colorant Figure I-2.b). Ce régime est appelé transitoire. 

 
Figure I-2 : Illustration de l’expérience de Reynolds. (a) régime laminaire, (b) régime transitoire, 

(c) régime turbulent  (Reynolds, 1883) 

Enfin, lorsque la vitesse de l’écoulement est suffisamment importante, le fluide ne se déplace 

plus de manière unidirectionnelle sous forme de tranches parallèles glissant les unes sur les 

autres, mais de façon totalement stochastique. La vitesse instantanée u [m.s
-1

] peut alors être 

décomposée en deux termes U [m.s
-1

] et u’ [m.s
-1

] (Reynolds, 1894) (équation ((I-3)) : 

𝑢 = 𝑈 + 𝑢′ (I-3) 

U [m.s
-1

] décrit la vitesse moyenne obtenue sur un temps long d’intégration. Elle est 

assimilable à la vitesse débitante. Le terme u’ [m.s
-1

] décrit les fluctuations instantanées de la 

vitesse. Cette fluctuation de vitesse instantanée, également appelée vitesse RMS (Root Mean 

Square velocity ou vitesse moyenne quadratique), est un marqueur quantifiable de l’intensité 
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turbulente d’un écoulement. La moyenne de la vitesse instantanée, notée u̅ [m.s
-1

], est par 

conséquent égale à la vitesse débitante U [m.s
-1

]. 

Le régime turbulent est le plus efficace en ce qui concerne le mélange. Le mode privilégié de 

transfert de n’importe quelle grandeur physique (température, quantité de mouvement, 

matière) liée à l’écoulement est alors principalement convectif. Les profils de vitesse des 

écoulements turbulents présentent généralement des profils de vitesse paraboliques aplatis au 

niveau du sommet de la courbe. Dans de tels écoulements, la contrainte de cisaillement τ 

[N.m
-2

] n’est plus purement visqueuse et des phénomènes dissipatifs liés aux structures 

turbulentes apparaissent. La contrainte de cisaillement se décompose alors en un terme 

purement visqueux et en un autre terme exprimant la dissipation liée aux structures 

turbulentes (équation (I-4)) : 

𝜏̅ = 𝜌𝜉
𝑑𝑢̅

𝑑𝑦
− 𝜌𝑢′. 𝑣′̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅ (I-4) 

Le premier terme de droite de l’équation (I-4) exprime la contrainte de cisaillement visqueuse 

moyenne à la paroi [N.m
-2

] telle que définie par l’équation (I-1) et le second terme modélise 

les dissipations engendrées par les fluctuations des composantes de vitesse de l’écoulement 

notées u’ et v’ [m.s
-1

] (turbulence). En d’autres termes, le membre de droite de l’équation (I-

4) décrit le transfert de la quantité de mouvement de l’écoulement par phénomène diffusif (1
er

 

terme) et par phénomène convectif (2
d
 terme). La contrainte de cisaillement τ̅ est constante 

dans toute la section de l’écoulement, de la paroi de la conduite jusqu’au cœur de 

l’écoulement. On comprend alors que dans un écoulement turbulent la prédominance des 

mécanismes de transfert change en fonction de la distance à la paroi. Par conséquent, la 

contrainte de cisaillement pariétale τ̅w, assimilable à la contrainte visqueuse telle que définie 

par l’équation (I-1), est numériquement égale à la contrainte pariétale τ̅. 

Lorsque des opérations de mélange (concentration d’un soluté, température, masses 

volumiques etc…) sont nécessaires, les régimes turbulents se montrent les plus efficaces. 

Le nombre adimensionnel de Reynolds exprimé par l’équation (I-5), permet de quantifier les 

frontières entre ces trois régimes d’écoulement et de les caractériser notamment par rapport 

aux vitesses du fluide. Ce nombre est défini comme le rapport entre l’énergie cinétique du 

fluide et les dissipations visqueuses qui s’opposent à son mouvement : 

𝑅𝑒 =
𝜌𝑈𝐷ℎ
𝜇

 (I-5) 

Avec U [m.s
-1

] la vitesse débitante de l’écoulement définie comme le rapport du débit 

volumique par la section de passage du fluide, ρ [kg.m
-3

] la masse volumique du fluide, μ 

[Pa.s] la viscosité dynamique du fluide et Dh [m] le diamètre hydraulique de la conduite défini 

par l’équation (I-6) : 

𝐷ℎ =
4 ∗ 𝑆𝑐
𝛾𝑐

 (I-6) 

Avec Sc [m²] la section de passage de l’écoulement et γc [m] le périmètre mouillé de la 

canalisation. 
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Le nombre de Reynolds permet de déterminer à partir de quelles valeurs les forces 

dynamiques responsables du mouvement du fluide permettent la transition d’un écoulement 

laminaire vers un écoulement turbulent. Dans le cadre d’un écoulement en conduite 

cylindrique tel que défini par Reynolds en 1883, les valeurs communément admises pour 

qu’une telle transition puisse avoir lieu sont de 2500-3000 (Reynolds, 1883). Elles peuvent 

être repoussées jusqu’à 10000 voire 70000 si les conditions d’alimentation de l’écoulement 

sont parfaitement stables (Bailly, et al., 2003). Toujours dans le cas de conduites cylindriques, 

il est généralement admis (GRETh, 1987) que pour un nombre de Reynolds égal à 2300 

l’écoulement est laminaire, entre 2300 et 10000 il est transitoire, c’est-à-dire qu’il peut 

coexister des zones laminaires et des zones turbulentes ou encore que l’énergie cinétique 

turbulente n’a pas atteint sa valeur maximale. Enfin, au-delà d’un nombre de Reynolds égal à 

10000, la turbulence est généralement considérée comme pleinement développée. 

I.1.3 Notion de couche limite hydrodynamique 

Afin d’introduire la notion de couche limite, le propos commencera par exposer le cas d’une 

plaque plane placée dans un écoulement externe. Ceci permet d’introduire la notion de 

manière simple et intuitive. Le cas de l’écoulement interne et de la couche limite turbulente 

dans ces conditions sera traité par la suite. 

Comme cela est mentionné précédemment, il y a continuité des vitesses à la paroi. Cette 

condition d’adhérence additionnée à la viscosité engendre la création d’un gradient de vitesse, 

perpendiculaire à l’axe de l’écoulement qui se développe à partir de la paroi jusqu’à atteindre 

la vitesse maximale U∞. 

Un exemple expérimental de couche limite tel qu’illustré par la Figure I-3 est présenté Figure 

I-4. La longueur des trainées blanches laissées par les particules d’aluminium donne une 

indication qualitative des vitesses mises en œuvre en proche paroi et au cœur de l’écoulement. 

 
Figure I-3 : Illustration du développement d’une couche limite hydrodynamique laminaire dans le 

cas d’une plaque plane horizontale soumise à un écoulement incident (Schlichting, et al., 1999) 

La couche limite laminaire se développe de la paroi jusqu’au cœur de l’écoulement de 

manière continue. Par conséquent, il est impossible d’en déterminer une frontière physique. 

Une convention arbitraire généralement acceptée considère que la couche limite s’arrête 

lorsque la vitesse de l’écoulement est égale à 99 % de la vitesse à l’infini. L’expression de son 

épaisseur dans le cas d’une plaque plane est alors donnée par l’équation (I-7) (Schlichting, et 

al., 1999) : 
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𝛿99(𝑥) ≈ 5√
𝜉𝑥

𝑈∞
 (I-7) 

 

Figure I-4 : Observation expérimentale d’une couche limite laminaire obtenue par Prandtl et 

Tietjens en 1930 (Prandtl, et al., 1929/1931). Le fluide, de l’eau ensemencée de particules 

d’aluminium, se déplace de gauche à droite dans le sens de la flèche. La plaque est matérialisée 

par le trait rouge. Les trainées blanches sont les trajectoires dessinées par les particules 

d’aluminium. 

Le cas laminaire (régime (1) de la Figure I-5) est relativement simple à comprendre puisqu’il 

n’y a pas de discontinuité des modes de transferts entre la paroi et le cœur du fluide. Les 

phénomènes de transferts s’opèrent par diffusion. Cependant, cette situation ne se développe 

pas sur une longueur infinie de plaque. 

 
Figure I-5: Développement d’une couche limite sur une plaque plane. Trois régimes d’écoulement 

sont visibles : laminaire (1), transitoire (2) et turbulent (3). Une sous-couche laminaire (viscous 

sublayer) se forme en dessous de la couche turbulente (Battaglia, et al., 2010) 

Lorsque la distance au bord d’attaque devient supérieure à une valeur critique xc [m], la 

couche limite subit une transition turbulente (régime (2) de la Figure I-5). Le critère de 

turbulence d’un écoulement en paroi pour un écoulement externe est donné par le nombre de 

Reynolds dans lequel le diamètre hydraulique, inexistant dans ce cas, est remplacé par la 

distance x [m] au bord d’attaque.  

Par conséquent le nombre de Reynolds pour une plaque plane dans un écoulement externe est 

donné par l’équation (I-8) : 

𝑈∞ 

𝑈∞ 

𝑈∞ 
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𝑅𝑒𝑥 =
𝜌𝑈∞𝑥

𝜇
 (I-8) 

La couche limite devient turbulente pour une valeur du nombre de Reynolds égale à 3.10
5
. Il 

est possible de pousser cette valeur jusqu’à une valeur égale à 3.10
6
 dans le cas d’écoulements 

très stables et de surfaces lisses (Schlichting, et al., 1999).   

La couche limite turbulente (régime (3) de la Figure I-5) est caractérisée par une forte 

augmentation de son épaisseur totale et par l’augmentation de la contrainte pariétale de 

cisaillement τw. La couche limite turbulente peut également être décomposée en deux zones : 

la sous-couche visqueuse (viscous sublayer) dont les propriétés sont identiques à celles de la 

couche limite laminaire (zone rouge de la Figure I-5) et la couche de frottement (frictional 

layer) dans laquelle des structures turbulentes se développent (zone verte de la Figure I-5). 

Plus la turbulence augmente dans la couche limite, c’est-à-dire plus l’éloignement par rapport 

au bord d’attaque est grand, et plus l’épaisseur de la sous-couche visqueuse diminue. Dans le 

même temps, l’épaisseur de la couche de frottement augmente. 

I.1.4 Couche limite hydrodynamique en écoulement interne et écoulements 

établis 

Le critère permettant de différencier un écoulement interne d’un écoulement externe sera 

exposé un peu plus loin dans ce paragraphe. Considérons pour l’instant qu’écoulement interne 

est synonyme d’écoulement en conduite. 

Prenons l’exemple d’une conduite constituée de deux plaques planes de largeur infinie. Pour 

un écoulement interne laminaire, il n’y a pas de transition turbulente de la couche limite. Son 

épaisseur va cependant augmenter jusqu’à occuper tout l’écoulement (Figure I-6). La 

longueur d’établissement Le [m] nécessaire à ce processus est déterminée par la vitesse 

initiale u0 en entrée de conduite ainsi que par son diamètre hydraulique.  

 
Figure I-6: Établissement d’un écoulement laminaire dans une conduite. Les couches limites 

visqueuses sont représentées en rouge, les vitesses aux différentes positions sont notées un. Le 

profil de vitesse associé à ces positions est représenté par des flèches noires et l’enveloppe du profil 

est tracée en trait noir épais. La longueur d’établissement est notée Le. D’après (Taine, et al., 2008) 

Une fois l’écoulement établi, les profils de vitesse n’ont plus de dépendance axiale (x pour la 

Figure I-6). Il peut arriver que la longueur d’établissement soit supérieure à la longueur totale 

de la conduite. Dans ce cas l’écoulement doit être traité comme un écoulement externe. 

Dans le cas d’un écoulement interne turbulent, la couche limite suit le même comportement 

que dans le cas d’un écoulement externe sur une plaque plane (Figure I-7). La couche limite 
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laminaire se développe tout d’abord depuis l’entrée de la conduite jusqu’à une position xt pour 

laquelle la transition turbulente intervient. À partir d’une longueur critique xc, les couches 

limites se rejoignent : c’est l’établissement du régime turbulent. Après une longueur xe la 

turbulence est établie et l’écoulement l’est également. L’établissement turbulent (jusqu’à 

soixante fois le diamètre) est plus rapide que l’établissement laminaire. 

  

Figure I-7: Établissement d’un écoulement turbulent dans une conduite. Les couches limites 

visqueuses sont représentées en rouge. La transition turbulente de la couche limite est représentée 

en vert. Les longueurs de transition turbulente, critique et d’établissement turbulent sont 

respectivement notées xt, xc et xe. D’après (Taine, et al., 2008) 

La couche limite turbulente est décomposée en trois zones distinctes mais continues : la sous-

couche visqueuse (viscous sublayer), la couche tampon (buffer layer) et la couche de 

chevauchement (overlap layer). La Figure I-8 donne le profil de vitesse en fonction de 

l’éloignement à la paroi. Ce profil est caractéristique de la couche limite turbulente dans une 

conduite. Les variables utilisées dans l’expression de la modélisation mathématique du profil 

de vitesse sont adimensionnalisées. À partir de la contrainte de cisaillement définie par 

l’équation (I-4) il est possible de calculer la vitesse pariétale de frottement uτ [m.s
-1

] : 

𝑢𝜏 = √
𝜏𝑝̅

𝜌
 (I-9) 

Enfin les vitesses u+ et les positions y+ par rapport à la paroi sont données par les équations 

(I-10) et (I-11) avec l’expression de la couche limite visqueuse  : 

𝑢+ =
𝑢̅

𝑢𝜏
 (I-10) 

𝑦+ =
𝑦

𝛿𝑣
=
𝑦 ∗ 𝑢𝜏
𝜉

 
(I-11) 
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Figure I-8: Profil de vitesse obtenu dans la couche limite turbulente en fonction de la distance à la 

paroi. Les grandeurs sont adimensionnalisées. Les cercles et les triangles représentent les valeurs 

expérimentales obtenues respectivement par J. Kerstin et P.D Richardson en 1963 ainsi que par E.R 

Lindgren en 1974. Ces valeurs sont rapportées par Schlichting et Gersten dans « Boundary Layer 

Theory »  (Schlichting, et al., 1999) 

La sous-couche visqueuse peut être modélisée par une loi linéaire entre la vitesse et 

l’éloignement à la paroi. À partir d’un y
+
 égal à 5, les phénomènes convectifs liés à la 

turbulence deviennent prépondérants et la viscosité devient négligeable (début de la couche 

tampon). Le profil de vitesse expérimental s’éloigne alors d’un comportement linéaire et se 

rapproche du comportement logarithmique caractéristique de la couche de chevauchement. 

L’augmentation du nombre de Reynolds entraine une diminution de l’épaisseur de la sous-

couche visqueuse et une augmentation de l’épaisseur totale de la couche limite turbulente 

(Tableau I- 1). L’effet des phénomènes diffusifs ne se fait plus alors ressentir qu’en proche 

paroi. 

  
Tableau I- 1 : Valeurs des épaisseurs de sous-couches visqueuses 𝜹𝒗 [mm] pour l’air et l’eau dans 

un écoulement pleinement turbulent en conduite cylindrique (Schlichting, et al., 1999)   
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La loi linéaire u
+
 = y

+
 est caractéristique d’un comportement purement visqueux. Par 

conséquent, pour des valeurs du nombre de Reynolds indiquant un écoulement laminaire, le 

profil de vitesse ne suit pas exactement le comportement décrit par la loi logarithmique 

lorsque y
+
 est supérieur à 5. Il faut atteindre des régimes pleinement turbulents pour que la loi 

logarithmique décrive avec précision l’évolution du profil de vitesse dans la couche de 

chevauchement (Figure I-9). 

 
Figure I-9 : Évolution du profil de vitesse en fonction de l’augmentation du nombre de Reynolds. 

Plus l’écoulement se rapproche d’un régime turbulent établi, et plus les profils de vitesse se 

rapprochent du comportement modélisé par la loi logarithmique caractéristique de la couche de 

chevauchement (Bailly, et al., 2003) 

Comme mentionné précédemment, la vitesse RMS permet d’accéder à une quantification de 

la turbulence. Comme pour la vitesse, le profil de cette grandeur addimensionnalisée peut être 

tracé en fonction de la distance addimensionalisée à la paroi (Figure I-10). Au milieu d’une 

conduite les trois composantes de la vitesse RMS sont équivalentes. Ceci traduit l’isotropie de 

la turbulence au cœur de l’écoulement. Les profils de la Figure I-10 montrent que proche 

d’une paroi solide l’isotropie de la turbulence n’est plus respectée. La composante 

perpendiculaire à la paroi (Vy RMS) est la plus faible, ce qui est cohérent avec la présence 

d’une barrière infranchissable par le fluide. Le maximum de turbulence pour cette composante 

est situé au cœur du fluide. Pour des régimes de turbulence modérés (Re = 4000 – 30000), le 

maximum de l’intensité turbulente est situé à l’interface entre la sous-couche limite visqueuse 

et le début de la couche tampon. C’est en effet à cet endroit que le rapport entre le 

cisaillement, générateur d’instabilités hydrodynamiques, et les forces visqueuses, qui tendent 

à les empêcher, est le plus important. C’est donc dans cette zone que la turbulence est la plus 

intense. Pour des régimes hydrodynamiques très turbulents (Re = 250000), ce phénomène 

s’atténue. 
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Figure I-10 : Profils de la vitesse RMS en fonction de la distance adimensionnelle à la paroi y

+
 

pour différents types d’écoulement et différents fluides (Zaric, 1979). La composante de la vitesse 

RMS est colinéaire à la direction de l’écoulement et parallèle à la paroi de la conduite, la 

composante Vy est perpendiculaire à la paroi et la composante Vz est perpendiculaire aux deux 

autres et parallèle à la paroi de la conduite 

I.1.5 Pertes de charge régulières en conduites uniformes 

Tout mouvement d’un ou dans un fluide réel induit des pertes d’énergie par frottement 

visqueux. En mécanique des fluides et en thermo-hydraulique, ces pertes sont appelées pertes 

de charge. Les pertes de charge sont habituellement classées en deux catégories : les pertes de 

charge régulières qui sont générées par le frottement direct entre le fluide et les parois du 

canal, et les pertes de charge singulières dues à des modifications locales de la géométrie de la 

conduite entrainant des changements de direction brutaux dans l’écoulement et par 

conséquent souvent une modification significative du champ de vitesse. Le propos de ce 

paragraphe est ici de montrer succinctement la relation qui existe entre l’augmentation de la 

puissance hydraulique fournie au fluide et l’augmentation de la vitesse débitante. 

Dans le cas d’un fluide Newtonien, incompressible et isotherme, la formule générale de calcul 

des pertes de charge régulières est la suivante : 

Δ𝑃 = Λ (
𝐿

𝐷ℎ
) (
𝜌𝑈2

2
) (I-12) 
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Avec L [m] la longueur de la conduite et Λ [-] le coefficient de Darcy. Cette formule est 

applicable dans le cas d’écoulements turbulents ou non, établis ou non et en conduite 

cylindrique ou rectangulaire. Les deux paramètres variant dans ces cas sont les valeurs du 

coefficient de Darcy et du diamètre hydraulique. Le coefficient de Darcy est fonction du 

nombre de Reynolds et de la rugosité relative de la conduite ζ  [-] définie comme le rapport 

entre la rugosité de la paroi k  [m] et le diamètre hydraulique Dh [m] : 

ζ = (
𝑘

𝐷ℎ
) (I-13) 

Pour donner des ordres de grandeur les tuyaux étirés en verre, les tuyaux en cuivre et en laiton 

ont généralement des rugosités de paroi inférieures à 0,001 mm. Les tuyaux neufs en acier 

laminé ont des rugosités de paroi égales à 0,05 mm. Les tuyaux neufs en acier soudé ont des 

rugosités de paroi allant de 0,03 à 0,1 mm.  

Les pertes de charge sont proportionnelles au carré de la vitesse débitante. Par conséquent, 

dans une conduite, lorsque le débit volumique Qv [m
3
.s

-1
] est doublé, les pertes de charge 

augmentent d’un facteur 4 et la puissance hydraulique, elle-même définie par l’équation (I-

14), d’un facteur 8.  

𝑃ℎ = Δ𝑃 ∗ 𝑄𝑣 (I-14) 

Il apparait donc clairement que le choix du débit de fonctionnement d’un échangeur de 

chaleur ou de tout autre procédé industriel a un impact significatif sur la puissance 

hydraulique à fournir au fluide. 

I.1.6 Conclusion au paragraphe I.1 

En convection, les phénomènes diffusifs et convectifs sont en concurrence. La prédominance 

de l’un ou l’autre de ces phénomènes est régie par le caractère laminaire ou turbulent de 

l’écoulement, ainsi que par la proximité, ou non, de parois solides. En régime laminaire, ce 

sont les phénomènes diffusifs liés à la viscosité qui régissent le comportement global du 

système. En régime turbulent, les phénomènes convectifs sont prépondérants dans la majorité 

de la conduite à l’exception d’une petite zone située en proche paroi et dont les mécanismes 

physiques à l’œuvre sont gouvernés par la viscosité. Plus la turbulence est développée 

(nombre de Reynolds et vitesse débitante élevés) et plus l’épaisseur de cette zone d’influence 

de la viscosité diminue. Or, les phénomènes de diffusion visqueux sont moins efficaces que 

les phénomènes convectifs en termes de mélange. Afin d’intensifier les transferts pariétaux 

d’une grandeur, il parait donc légitime d’augmenter la vitesse débitante afin d’augmenter la 

turbulence et de favoriser au maximum les phénomènes convectifs. Cependant, 

l’augmentation de la vitesse débitante entraine une augmentation significative de la puissance 

hydraulique nécessaire à la mise en mouvement du fluide. 

Comme on le montrera par la suite dans ce chapitre, la plupart des méthodes permettant une 

intensification des transferts thermiques cherchent à agir d’une manière ou d’une autre sur la 

sous-couche visqueuse tout en essayant de limiter au maximum les pertes de charge. 
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Le paragraphe qui suit présente les notions de base nécessaires à la compréhension des 

phénomènes de transferts thermiques. La notion de couche limite sera une nouvelle fois 

abordée et sera étendue de l’hydrodynamique au domaine de la thermique. 

I.2  Généralités sur les transferts thermiques 

Il est essentiel de faire la différence entre travail, chaleur et énergie. La chaleur a longtemps 

été considérée comme une forme d’énergie distincte, elle s’appelait alors calorique (Carnot, 

1824). Grace aux travaux de Joule, il est maintenant admis que la chaleur et le travail sont 

équivalents en termes d’objet (Joule, 1850). Ces deux concepts ne traduisent que deux 

manières différentes d’échanger l’énergie cinétique (Atkins, 1987). Par conséquent, il ne sera 

jamais question dans ce qui suit de transfert de chaleur, mais de transfert d’énergie thermique, 

d’échange thermique ou simplement de chaleur. Cette remarque ne s’applique bien 

évidemment pas aux échangeurs de chaleur dont le nom est resté malgré l’approximation du 

terme. 

Tous les mécanismes de transfert nécessitent l’existence d’un potentiel pour avoir lieu. En 

transfert thermique, ce potentiel est fourni par la différence de température qui existe entre 

une « source chaude » et une « source froide ». Trois modes de transferts thermiques distincts 

sont généralement identifiés : la conduction, mise en œuvre dans les solides, la convection 

nécessitant un écoulement et le rayonnement pour lequel l’énergie thermique est échangée par 

rayonnement électromagnétique. Ces modes de transferts sont rarement présents seuls au sein 

d’un même système. Cependant, l’un d’entre eux est très souvent prédominant. L’échange 

thermique peut être réalisé sans changement de phase (régime monophasique), ce qui signifie 

que la matière reste dans son état physique initial (solide, liquide ou gaz). Il peut également 

avoir lieu avec changement de phase (régime généralement diphasique dans un échangeur de 

chaleur). Dans ce cas, la chaleur permet un changement d’état physique de la matière. Les 

échanges thermiques avec changement de phase ainsi que ceux mettant en œuvre le 

rayonnement ne seront pas détaillés dans la suite de cette étude. 

L’énergie thermique échangée en régime monophasique est appelée couramment « chaleur 

sensible ». La variation de chaleur sensible du système, notée ∆q [J], est donnée par le produit 

de la différence de température aux bornes du système (Tsortie − Tentrée) [K] par la masse m 

[kg] et la chaleur massique spécifique isobare Cp [J.kg
-1

.K
-1

]: 

∆𝑞 = 𝑚 ∗ 𝐶𝑝 ∗ (𝑇𝑠𝑜𝑟𝑡𝑖𝑒 − 𝑇𝑒𝑛𝑡𝑟é𝑒) (I-15) 

Le flux thermique Φ [W] s’exprime alors comme l’échange thermique effectué sur un 

intervalle de temps donné : 

𝛷 = 𝑚̇ ∗ 𝐶𝑝 ∗ (𝑇𝑠𝑜𝑟𝑡𝑖𝑒 − 𝑇𝑒𝑛𝑡𝑟é𝑒)  (I-16) 

Avec 𝑚̇ [kg.s
-1

] le débit massique de fluide. Cette expression de la puissance est par exemple 

utilisée lors du calcul de la puissance transmise ou cédée à un fluide dans un écoulement. La 

Figure I-11 illustre ce cas. Cette configuration nécessite évidemment qu’une source froide soit 

située autour et en contact avec la conduite. 
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Figure I-11 : Illustration de l’équation (I-16) dans le cas d’un écoulement dans un tube 

cylindrique dans le cas où  𝑻𝒆𝒏𝒕𝒓é𝒆 > 𝑻𝒔𝒐𝒓𝒕𝒊𝒆 

Il est également possible d’exprimer la puissance thermique transmise à un système, en 

observant la variation de la température sur un intervalle de temps ∆𝑡 [s] : 

𝛷 = 𝑚 ∗ 𝐶𝑝 ∗
(𝑇𝑓 − 𝑇𝑖)

∆𝑡
 (I-17) 

Cette expression sera notamment utilisée au chapitre II afin de caractériser par calorimétrie la 

puissance des transducteurs ultrasonores utilisés. 

I.2.1 Conduction thermique 

La conduction met en jeu des échanges thermiques spontanés sans déplacement 

macroscopique de matière. C’est le mode de transfert privilégié de l’état solide. Il peut 

également avoir lieu à l’état liquide et gazeux sur de petites échelles de longueur. C’est 

notamment le mode de transfert privilégié au niveau de la sous-couche visqueuse. L’équation 

modélisant la diffusion de la chaleur par conduction a été établie en 1822 par Joseph Fourier 

(Fourier, 1822) : 

𝑑𝜑⃗ = −𝜆 𝑔𝑟𝑎𝑑⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗  (𝑇) (I-18) 

Avec φ⃗⃗  [W.m
-2

] la densité surfacique du flux de chaleur, λ [W.m
-1

.K
-1

] la conductivité 

thermique du milieu et grad⃗⃗⃗⃗⃗⃗ ⃗⃗  ⃗(T) [K.m
-1

] le gradient de température entre les zones chaude et 

froide. Dans le cas simple d’un système dont le problème de conduction au travers d’une 

surface plane d’aire S [m²] peut être ramené à une dimension (Figure I-12), l’intégration de 

l’équation (I-18) permet d’obtenir le flux thermique s’échangeant entre Tchaud et Tfroid : 

𝜙 =
𝜆 𝑆 

𝑒
(𝑇𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑 − 𝑇𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑) (I-19) 

 

Figure I-12 : Illustration des termes de l’équation (I-19) mis en jeu dans le cas de transferts 

thermiques par conduction à une dimension 
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I.2.2 Convection thermique 

La convection est le mode de transfert thermique permettant de réaliser les échanges 

thermiques grâce à des mouvements macroscopiques de matière dans un fluide (écoulements 

de liquide ou de gaz). La mise en mouvement peut se faire sans forçage mécanique extérieur 

lors de l’établissement d’un gradient de température dans le fluide. Ce phénomène est appelé 

convection naturelle. Les parties chaudes, donc moins denses, acquièrent un mouvement 

ascendant alors que les parties plus froides se déplacent selon un mouvement descendant. La 

convection naturelle est associée au nombre adimensionnel de Grashof. Ce dernier correspond 

au rapport entre les forces de gravité, génératrices du mouvement du fluide, et les forces 

visqueuses, qui tendent à s’y opposer. Dans le cas d’une plaque plane verticale plongée dans 

un fluide, son expression est la suivante : 

𝐺𝑟 =
𝑔𝛽(𝑇𝑝 − 𝑇∞)𝐿

3

𝜉2
 (I-20) 

Avec g [m.s
-2

] l’accélération de la pesanteur, β [K
-1

] le coefficient de dilatation volumique 

isobare, L [m] la longueur caractéristique, Tp [K] la température de paroi, T∞ [K] la 

température du fluide « à l’infini », et ξ [m
2
.s

-1
] la viscosité cinématique du fluide. La 

« température à l’infini » est déterminée loin du gradient de température qui existe entre la 

paroi et le fluide. Le nombre de Grashof en convection naturelle est l’équivalent du nombre 

de Reynolds (équation (I-5)) en convection forcée. Il permet de déterminer à partir de quelles 

valeurs les forces dynamiques responsables du mouvement du fluide permettent la transition 

d’un écoulement laminaire vers un écoulement turbulent. 

En convection dite forcée, la mise en mouvement du fluide est forcée mécaniquement à l’aide 

d’un système de pompage (pompe, ventilateur, turbine etc…) et le nombre adimensionnel 

caractérisant l’écoulement est alors le nombre de Reynolds. 

Lorsque le mode de transfert thermique est convectif, le flux de chaleur échangé entre la paroi 

et le fluide est donné par la loi de refroidissement de Newton : 

𝛷 = ℎ 𝑆 (𝑇𝑝 − 𝑇∞) (I-21) 

Avec h [W.m
-2

.K
-1

] le coefficient d’échange thermique convectif, S [m2
] la surface traversée 

par le flux thermique, Tp [K] la température de la paroi d’échange et T∞ [K] la température du 

fluide « à l’infini ».  

Dans le cas des échangeurs de chaleur pour lesquels circulent deux fluides séparés par une 

paroi, il est utile de déterminer le coefficient d’échange global prenant en compte les 

coefficients d’échange convectif de la paroi avec chaque fluide ainsi que la résistance 

thermique de la paroi. Ce coefficient d’échange global K [W.m
-2

.K
-1

] représente le flux 

thermique effectif que le système considéré est capable de transférer du fluide chaud au fluide 

froid par unité de surface et pour un écart de température donné entre le fluide chaud et le 

fluide froid. 

Le nombre de Nusselt permet de comparer les effets de la conduction (dans le fluide) et de la 

convection au niveau de l’interface où s’opère le transfert thermique : 
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𝑁𝑢 =
ℎ𝐷ℎ
𝜆𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑒

 (I-22) 

Avec λfluide [W.m
-1

.K
-1

] la conductivité thermique du fluide. 

Ce nombre de Nusselt permet de calculer le coefficient de transfert thermique convectif. Il 

peut être obtenu grâce à des corrélations empiriques spécifiques à des conditions 

géométriques et hydrodynamiques particulières. Il n’existe, par conséquent, pas d’expression 

générale permettant son calcul dans n’importe quelles conditions. Le comportement du 

nombre de Nusselt par rapport au nombre de Reynolds est lié au caractère turbulent ou 

laminaire de l’écoulement. Ainsi en convection forcée monophasique, dans des conditions 

d’écoulement  hydrauliquement et thermiquement établies, sur toute la plage de nombres de 

Reynolds donnant lieu à un écoulement laminaire, le nombre de Nusselt est constant. Lorsque 

la transition turbulente a eu lieu, ce nombre de Nusselt est généralement exprimé par le 

produit entre le nombre de Reynolds (noté Re) élevé à une puissance α, et le nombre de 

Prandtl (noté Pr et défini plus loin par l’équation (I-29) élevé à une puissance β: 

𝑁𝑢 = 𝐵. 𝑅𝑒𝑑 𝑃𝑟𝑔 (I-23) 

Avec B [-], d [-] et g [-] coefficients sans dimension dépendant des conditions du système. 

I.2.3 Couche limite thermique 

De la même manière que la quantité de mouvement, le transport de la température peut 

s’effectuer par diffusion ou par convection. Dans la zone pariétale de l’écoulement, la 

conduction est le mode de transfert thermique dominant. Cette zone est appelée couche limite 

thermique (Figure I-13).  

 
Figure I-13: Illustration du développement de la couche limite thermique sur une surface plane 

dont la température de surface Tp est supérieure à la température à l’infini 𝑻∞ du fluide (Battaglia, 

et al., 2010) 

La couche limite thermique se développe uniquement si la température de la paroi Tp est 

différente de la température du fluide à l’infini T∞. La couche fluide directement en contact 

avec la paroi est à la même température que la paroi. La température se diffuse ensuite par 

transferts d’énergie ce qui donne lieu à l’apparition d’un gradient de température entre la 

paroi et la fin de la couche limite thermique d’épaisseur δT(x). Cette épaisseur augmente avec 

la distance x. Comme pour la couche limite hydrodynamique, il est difficile de limiter 
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physiquement la couche limite thermique. Il est considéré qu’elle s’arrête lorsque le rapport 

de températures défini par l’équation (I-24) est égal à 0,99. 

(𝑇 − 𝑇∞)

(𝑇𝑝 − 𝑇∞)
= 0,99 (I-24) 

Le flux thermique surfacique dans le fluide, à la paroi de la plaque (y = 0) s’exprime à partir 

de la loi de Fourier (équation (I-25)). 

𝜑 = −𝜆𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑒 (
𝜕𝑇

𝜕𝑥
)
𝑦=0

 (I-25)  

Ce flux est ensuite transporté dans le fluide par convection selon l’équation (I-21). Le 

coefficient d’échange thermique convectif h peut alors s’exprimer grâce à l’équation (I-26). 

Cette dernière équation permet de mettre en évidence que les transferts thermiques au travers 

de la couche limite sont conditionnés par le gradient de température présent à la paroi. 

ℎ =

−𝜆𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑒 (
𝜕𝑇
𝜕𝑥
)
𝑦=0

(𝑇𝑝 − 𝑇∞)
 

(I-26) 

Par conséquent, plus l’épaisseur de la couche limite est faible (gradient thermique important 

entre la paroi et le fluide, voir la Figure I-13) plus le coefficient d’échange thermique est 

élevé. C’est pourquoi les zones d’établissement thermique sont les plus efficientes en termes 

de transfert thermique convectif. 

La concurrence entre les modes de transferts thermiques convectif et diffusif (conduction 

thermique) dans un fluide s’exprime grâce au nombre sans dimension de Peclet comparant les 

temps caractéristiques liés à la diffusion à ceux liés à la convection : 

𝑃𝑒 =
𝑈𝐷ℎ
𝑎

 (I-27) 

Avec U [m.s
-1

] la vitesse débitante du fluide, Dh [m] le diamètre hydraulique et a [m2
.s

-1
] la 

diffusivité thermique du fluide dont l’expression est donnée par l’équation (I-28).  

𝑎 =
𝜆𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑒

𝜌𝐶𝑝
 (I-28) 

Avec λfluide [W.m
-2

.K
-1

] la conductivité thermique du fluide, ρ [kg.m
-3

] la masse volumique 

du fluide et Cp [J.kg
-1

.K
-1

] la chaleur spécifique isobare du fluide.  

Le nombre adimensionnel de Peclet ne doit pas être confondu avec le nombre de Prandtl qui 

compare les effets thermiques aux effets hydrodynamiques. Ce dernier permet de déterminer 

qui de la couche limite thermique ou hydrodynamique pilote l’autre. Cela revient à savoir si le 

champ de température dans la région pariétale est fortement impacté ou non par le profil de 

vitesse. Le nombre de Prandtl compare donc les effets de diffusion de quantité de mouvement 

(viscosité) aux effets de diffusion thermique (conduction) : 

𝑃𝑟 =
𝜉

𝑎
=  

𝜇𝐶𝑝

𝜆𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑒
 (I-29) 
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Lorsque le nombre de Prandtl est supérieur à 1, le profil de température dans la couche limite 

thermique est piloté par les effets de viscosité et donc par l’allure du champ de vitesse dans la 

couche limite hydrodynamique. C'est le cas pour la plupart des liquides usuels comme l’eau. 

Les métaux liquides ont au contraire des nombres de Prandtl inférieurs à 1, signifiant que le 

champ de température dans la zone pariétale est indépendant de son champ de vitesse 

(exemple de la Figure I-14). Plus le nombre de Prandtl sera inférieur à 1 et plus il sera difficile 

d’intensifier les transferts thermiques par une perturbation du champ de vitesse de la couche 

limite hydrodynamique.  

 

Figure I-14: Illustration du phénomène de couches limites dans le cas où le nombre de Prandtl est 

inférieur à 1 (indépendance de la diffusion thermique par rapport à la diffusion visqueuse) 

(Bianchi, et al., 2004) 

I.2.4 Conclusion au paragraphe I.2 

Comme le champ de vitesse, le champ de température se développe au sein d’une couche 

limite. L’épaisseur de cette couche limite thermique conditionne l’efficacité du transfert 

thermique entre la paroi et le fluide.  

Le champ de température peut ou non être indépendant du champ de vitesse en fonction des 

propriétés du fluide. Si la diffusion thermique est plus rapide que la diffusion visqueuse, le 

champ de température sera indépendant du champ de vitesse. Ce cas est caractérisé par un 

nombre de Prandtl inférieur à 1.  

Dans le cas inverse, la diffusion visqueuse étant plus rapide que la diffusion thermique, le 

champ de température sera piloté par le champ de vitesse. Il est alors possible de modifier 

l’efficacité des transferts thermiques pariétaux en agissant sur l’hydrodynamique de 

l’écoulement. Ce cas est caractérisé par un nombre de Prandtl supérieur à 1. La plupart des 

fluides usuels comme l’eau, les hydrocarbures ou les alcools se retrouvent dans cette situation. 

Pour ces fluides, le facteur limitant les transferts thermiques pariétaux est donc l’épaisseur de 

la couche limite visqueuse. L’intensification des transferts thermiques doit donc se traduire 

par la mise en place de méthodes permettant la réduction de la sous-couche visqueuse. Deux 

approches sont possibles : 

- l’augmentation de la turbulence de l’écoulement afin de diminuer l’épaisseur de la 

sous-couche visqueuse 
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- ou bien la multiplication des effets d’établissement hydrodynamique afin de 

multiplier les zones d’établissement thermique plus efficaces en termes d’échange 

thermique. 

Cependant ces deux approches présentent l’inconvénient d’augmenter les pertes de charge. La 

contradiction intrinsèque portée par l’intensification des transferts thermiques apparait donc là 

pleinement : comment augmenter le nombre de Nusselt, et donc l’échange thermique, sans 

trop augmenter les pertes liées aux frottements visqueux. Cette problématique sera abordée à 

la fin du chapitre I. 

I.3  Généralités sur les ultrasons 

Le terme d’ultrasons désigne les ondes mécaniques acoustiques dont la fréquence est 

supérieure au seuil d’audition humaine (généralement compris entre 16 kHz et 20 kHz). 

Les ultrasons sont habituellement classés en trois gammes de fréquences correspondant à la 

prédominance de certains effets hydrodynamiques qui seront présentés au paragraphe I.4. 

Lorsque le fluide utilisé est de l’eau, les basses fréquences peuvent se situer entre 20 kHz et 

100 kHz, les hautes fréquences sont comprises entre 100 kHz et 1 MHz et les très hautes 

fréquences sont supérieures à 1 MHz (Petrier, et al., 2008). Il est également possible de 

distinguer les ultrasons de puissance permettant d’engendrer des effets non linéaires, des 

ultrasons de faible puissance dont la propagation linéaire est présentée ci-après. Les premiers 

sont principalement utilisés pour leurs effets mécaniques et chimiques dans le cadre de 

procédés industriels alors que les seconds servent principalement de système de mesure. La 

Figure I-15 présente quelques exemples d’utilisation courante des ultrasons. 

 
Figure I-15 : Exemples d’utilisations courantes des ultrasons en fonction de la fréquence et de la 

puissance acoustique (Petrier, et al., 2008)  
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De manière générale, une onde est un phénomène de transport d’énergie présentant un 

déplacement moyen de matière nul. Une onde représente donc la propagation d’une 

perturbation se propageant de proche en proche dans un milieu de propagation. L’annulation 

du déplacement moyen ne signifie pas que la matière est immobile au passage de l’onde. À 

l’échelle atomique ou moléculaire, sa propagation provoque l’oscillation autour de leur point 

d’équilibre des atomes ou des molécules du milieu. Ce sont ces vibrations qui permettent à la 

perturbation de se propager. Une analogie peut être faite en modélisant la matière par une 

chaine linéaire de masses (atomes ou molécules) reliées entre elles par des ressorts (forces de 

Van der Wals ou de cohésion de la matière pour les solides, compressibilité dans un fluide 

etc…). 

Les ultrasons, comme toutes les ondes mécaniques, nécessitent un milieu matériel pour se 

propager. Il est donc nécessaire de définir la continuité du milieu de propagation par rapport à 

l’échelle des longueurs d’onde considérées. Par exemple, l’air à pression atmosphérique agit 

comme un filtre coupe-haut pour les fréquences acoustiques supérieures à 2 GHz. Ce 

phénomène vient du fait que le libre parcours moyen d’une molécule de gaz composant l’air 

dans les Conditions Normales de Pression et de Température (CNPT) à 20°C est 

de 1,7.10−7𝑚. Or la longueur d’onde des ultrasons dans l’air à 2 GHz est de 7.10−8𝑚, valeur 

inférieure au libre parcours moyen. Ainsi, au-delà de cette fréquence de coupure, le 

mouvement lié à l’agitation thermique devient plus important que le mouvement vibratoire 

permettant la propagation de l’onde (Leighton, 1994). Il devient alors peu probable qu’une 

particule transmette un mouvement vibratoire. 

L’onde se déplace dans le milieu à une vitesse appelée célérité exprimée par l’équation (I-30): 

𝑐 = 𝑓 ∗ 𝜓 =
𝜔

𝑛
  (I-30) 

Avec c [m.s
-1

] la célérité de l’onde, f [s-1
] la fréquence de l’onde, ψ [m] la longueur d’onde. 

La pulsation de l’onde est donnée par ω = 2π ∗ f et le nombre d’onde est donné par n =
2π

𝜓
. 

Les ondes acoustiques sont générées dans un milieu par le déplacement périodique d’une 

paroi. Ce déplacement entraine des variations de pression autour de la pression ambiante, 

variations qui se propagent ensuite selon le mécanisme décrit précédemment. Les ultrasons 

peuvent donc être modélisés par une onde de pression dont l’équation pour un milieu non 

visqueux est donnée par l’équation (I-31): 

𝜕2𝑝

𝜕𝑡2
= 𝑐0

2
𝜕2𝑝

𝜕𝑥2
 (I-31) 

Avec p [Pa] la pression acoustique, t [s] la variable temps, x [m] la variable position (par 

rapport au transducteur), et c0 [m.s
-1

] la célérité isentropique de l’onde dans le milieu pour des 

signaux de faible amplitude :  

𝑐0 = √(
𝜕𝑝

𝜕𝜌
)
𝑠,0

 (I-32) 

Avec ρ [kg.m
-3

] la masse volumique du milieu de propagation, s [J.K
-1

] l’entropie du milieu.  
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La solution la plus courante à cette équation d’onde linéaire est l’onde plane modélisée par 

une solution harmonique du type : 

𝑝(𝑥, 𝑡) = 𝑝0𝑒
𝑖(𝜔𝑡−𝑘𝑥) (I-33) 

Avec p0 [Pa] l’amplitude initiale de l’onde, ω [rad/s] la pulsation de l’onde et k [m
-1

] le 

nombre d’onde. L’onde plane est un modèle nécessitant un milieu de propagation infini. Elle 

peut également être une approximation de l’onde sphérique dans le cas où l’on s’intéresse à 

deux points dont les rayons sont identiques et dont la distance les séparant est très faible par 

rapport à ce rayon. Comme mentionné précédemment, cette solution ainsi que l’équation (I-

31) sont issues de l’hypothèse selon laquelle la viscosité peut être négligée. Cependant ce 

postulat devra être reconsidéré afin de modéliser certains effets acoustiques dans les fluides 

comme le courant acoustique. 

Le terme contenu dans l’exponentielle de l’équation (I-33) est appelé phase de l’onde. 

Lorsque deux phénomènes oscillatoires sont déphasés, cela se traduit par un retard 

d’amplitude d’un des phénomènes sur l’autre. Ce phénomène peut notamment se produire lors 

de la réflexion d’une onde au niveau d’une interface marquant une rupture de continuité des 

propriétés physiques (cf. paragraphes I.3.1 et I.3.2). Pour une même onde acoustique, l’onde 

de pression est déphasée de 
λ

4
 avec le déplacement des molécules.  

Il est possible de différencier les ondes selon leurs modes de propagation. Dans le cas où les 

perturbations du milieu, liées à la propagation de l’onde, sont perpendiculaires à la direction 

de propagation, l’onde est qualifiée de transverse. Dans le cas où la perturbation est colinéaire 

à la direction de propagation, l’onde est qualifiée de longitudinale. Les ondes de compression 

(acoustiques) sont des ondes longitudinales. Le chemin de propagation de l’onde acoustique 

alterne donc une succession de zones de compressions et de dépressions coïncidant 

respectivement avec des zones d’augmentation et de diminution de la masse volumique du 

milieu.   

I.3.1 Impédance d’un milieu et réflexion d’une onde 

Les propriétés physiques du milieu de propagation influent sur la propagation des ondes 

acoustiques. La masse volumique est un des paramètres fondamentaux car elle est liée à 

l’impédance. Physiquement, l’impédance mécanique représente la résistance qu’oppose un 

milieu au déplacement. L’impédance 𝑍 d’un milieu pour une onde acoustique de compression 

dans le cas d’équations linéaires de propagation de l’onde s’exprime comme : 

𝑍 =
𝑝

𝜈𝑝𝑎𝑟𝑡
= 𝜌0𝑐 (I-34) 

Avec p [Pa] la pression acoustique, νpart [m.s
-1

] la vitesse particulaire, ρ0 [kg.m
-3

] la masse 

volumique d’équilibre du milieu de propagation et c [m.s
-1

] la célérité de l’onde longitudinale 

de compression dans le milieu. Lorsqu’une onde acoustique passe d’un milieu à un autre 

(illustration Figure I-16), la différence d’impédance crée un phénomène de réfraction de 

l’onde transmise (flèche verte) et de réflexion (flèche rouge) d’une partie de l’onde incidente 

normale à l’interface. 
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Figure I-16: Schéma du comportement d’une onde acoustique au niveau de l’interface entre deux 

milieux d’impédance différente. La direction de propagation de l’onde incidente est 

perpendiculaire à l’interface entre les deux milieux    

Dans le cas d’une onde de compression longitudinale passant d’un milieu fluide 1 à un autre 

milieu fluide 2 normalement à la surface, le coefficient de réflexion est donné par: 

𝑅 =
𝑝𝑟
𝑝𝑖𝑛
=
𝑍2 − 𝑍1
𝑍2 + 𝑍1

 (I-35) 

Avec Z1 et Z2 [Pa.s.m
-1

] les impédances caractéristiques des deux milieux, pi [Pa] la pression 

acoustique de l’onde plane incidente et pr [Pa] la pression acoustique de l’onde plane 

réfléchie. Lorsque Z1 est très supérieure à Z2, l’interface est appelée surface libre et le 

coefficient R est égal à -1 (cas de l’interface eau vers air). Lorsque Z1 est très inférieure à Z2, 

l’interface est qualifiée de rigide, et le coefficient R est égal à 1 (cas de l’interface air vers 

eau). Dans les deux cas, l’onde incidente est totalement réfléchie. Cependant lorsque R = −1, 

l’onde incidente est réfléchie avec un déphasage de π alors que si R = 1 l’onde est réfléchie 

sans déphasage. Ce phénomène permet d’expliquer les différences de comportement d’une 

onde stationnaire au niveau de ces deux types d’interfaces (cf. paragraphe I.3.2). 

Toujours dans le cas d’une onde incidente normale à l’interface, le coefficient de transmission 

d’un milieu 1 vers un milieu 2 est donné par l’équation (I-36). 

Θ =
2

1 +
𝑍2
𝑍1

 
(I-36) 

III-1) 

 

La conservation de l’énergie acoustique totale amène à une relation entre Θ et R telle que : 

𝑍1
𝑍2
Θ2 + 𝑅2 = 1 (I-37) 

Les coefficients de réflexion et de transmission de l’amplitude sont respectivement donnés par 

R² et 1 − R². L’intensité d’une onde acoustique est reliée à la pression acoustique par 

l’équation (I-38). 

𝐼 =
𝑝𝑎
2

2𝑍
=
𝑝𝑟𝑚𝑠
2

𝑍
 (I-38) 

Avec pa [Pa] la pression acoustique du zéro au maximum de la pression et prms [Pa] la 

pression moyenne de pic à pic. 

I.3.2 Ondes progressives et stationnaires 

Les ondes mécaniques peuvent se propager de manière progressive ou stationnaire. Un 

système soumis à un régime d’ondes stationnaires ne verra aucune variation temporelle de 

l’intensité de l’onde. Les positions des amplitudes maximales (ventres de vibration) et 

minimales (nœuds de vibration) de l’onde sont figées dans l’espace. Pour qu’un système voit 

se développer en son sein un régime d’ondes stationnaires, il faut que ses dimensions soient 
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proportionnelles à la longueur d’onde émise, on qualifiera un tel système d’accordé. En 

revanche un système dans lequel se développe un régime d’ondes progressives verra évoluer 

temporellement et spatialement les positions des maxima et des minima d’amplitude de 

l’onde. L’onde semble alors avancer ou reculer selon le signe de la phase de l’équation (I-33). 

Pour les ondes acoustiques, les ventres de vibration sont marqués par une diminution de la 

masse volumique du milieu et une zone de pression maximale et les nœuds par une 

augmentation de la masse volumique et une zone de pression minimale. 

Pour que des ondes stationnaires se développent dans une cavité il faut nécessairement 

qu’elles se réfléchissent au niveau d’une interface marquant une différence d’impédance entre 

deux milieux de propagation. Comme mentionné au paragraphe I.3.1, l’onde sera ou non 

déphasée suivant qu’elle traverse une interface d’un milieu de forte impédance vers un milieu 

de faible impédance (déphasage de l’onde de π) ; ou d’un milieu de faible impédance vers un 

milieu de forte impédance (pas de déphasage). Ceci conduit naturellement à deux types de 

conditions de pression et de déplacement des molécules. Lorsqu’aucun déphasage n’est 

présent (air vers eau par exemple) un ventre de pression et un nœud de déplacement sont 

positionnés à l’interface. Lorsque l’interface est libre et que l’onde réfléchie est déphasée 

de π, il y a apparition d’un nœud de pression et d’un ventre de déplacement à l’interface. Ces 

deux situations sont résumées par la Figure I-17. 

 

Figure I-17: Ondes stationnaires de pression et de déplacement au niveau d’une interface rigide 

(a) et (c) et d’une interface libre (b) et (d). Les lignes continues indiquent la valeur du paramètre 

(pression ou déplacement) à un l’instant t0 et les lignes pointillées ces mêmes paramètres une demi 

période temporelle plus tard (Leighton, 1994) 
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I.3.3 Atténuation d’une onde et absorption d’un milieu 

L’atténuation de l’onde est due à un phénomène de non conservation du flux d’énergie de 

l’onde, lors de sa propagation par dissipation dans le milieu. Plusieurs phénomènes peuvent 

en être la cause. Dans le cas d’un fluide, le mouvement oscillatoire des particules du milieu de 

propagation entraine une dissipation visqueuse. Ce phénomène convertit une partie de 

l’énergie cinétique de ces particules en énergie thermique. Cette transformation vient 

également de l’irréversibilité des phases de détente et de compression liées à la propagation 

de l’onde. La création d’entropie issue de ces irréversibilités indique bien qu’une dégradation 

d’énergie s’est produite. L’absorption d’un milieu de propagation d’une onde définit donc la 

capacité de ce dernier à transformer l’énergie mécanique liée à la vibration des atomes ou des 

molécules autour de leurs points d’équilibre en énergie thermique. Les milieux plastiques sont 

généralement de très bons atténuateurs d’ondes ultrasonores, entrainant leur destruction par 

un échauffement excessif (Tingaud, et al., 2013). La dissipation du travail en chaleur induit 

une variation de température du milieu de propagation (Humphrey, 2007) : 

𝑑𝑇

𝑑𝑡
=
2𝛼𝐼

𝜌0𝐶𝑝
 (I-39) III-2) 

Avec ρ0 [kg.m
-3

] la masse volumique du milieu au repos, Cp [J.kg
-1

.K
-1

] la chaleur spécifique 

isobare du milieu, α [m
-1

] le coefficient d’absorption acoustique, I [W.m
-2

] l’intensité 

acoustique et 
dT

dt
 [K.s

-1
] la dérivée temporelle de la température du milieu.  

Le second phénomène d’atténuation implique la diffraction induite par des singularités du 

milieu de propagation (impuretés, bulles de cavitation, instruments de mesure…) à condition 

qu’elles aient la taille adéquate pour interférer avec l’onde (ordre de grandeur de la longueur 

d’onde dans le milieu). 

Le phénomène d’atténuation de l’onde acoustique est à l’origine du phénomène de courant 

acoustique présenté au paragraphe I.4. Plus de détails sur le coefficient de dissipation de 

l’onde acoustique seront également donnés au paragraphe I.4. 

I.3.4 Dispositif de génération des ultrasons 

Les ultrasons sont générés par un transducteur ultrasonore. Un transducteur est un dispositif 

de conversion d’une forme d’énergie en une autre. Il en existe plusieurs types utilisant des 

phénomènes physiques différents afin de produire des ultrasons. 

La méthode la plus courante utilise les propriétés piézoélectriques d’un monocristal (quartz) 

ou d’une céramique ferroélectrique polarisée (principalement du titanate zirconate de plomb 

ou PZT). Un élément piézoélectrique possède la propriété de générer un champ électrique 

lorsqu’il est soumis à une déformation (Petrier, et al., 2008). L’intensité du champ électrique 

ainsi que sa direction sont proportionnelles à la direction et à l’intensité de la déformation. 

L’effet étant réversible, il est possible de créer des successions de compressions et de détentes 

mécaniques en imposant un potentiel électrique alternatif aux bornes d’un élément 

piézoélectrique. Les transducteurs piézoélectriques de type PZT sont les plus couramment 

utilisés dans les applications actuelles car ils sont utilisables sur une large gamme de 

fréquences (de 20 kHz jusqu’à une dizaine de GHz (Leighton, 1994)) et de puissances 
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ultrasonores (de quelques watts à plusieurs dizaines de watts). La Figure I-18 présente un 

exemple courant de montage d’une céramique PZT appelé « montage triplet » utilisé lors de la 

mise en œuvre de basses fréquences ultrasonores. L’onde acoustique est propagée par le 

pavillon. Pour les applications à hautes fréquences, les céramiques piézoélectriques sont le 

plus souvent directement collées sur le dispositif à faire vibrer.  

 
Figure I-18 : Montage « triplet » classiquement rencontré dans les dispositifs nécessitant de fortes 

puissances acoustiques à basse fréquence ultrasonore. La multiplication de ce montage permet 

d’augmenter l’amplitude de l’onde produite (Petrier, et al., 2008)   

Il est également possible d’utiliser les propriétés magnétostrictives de matériaux 

ferromagnétiques tels que le fer, le cobalt, le nickel et certains alliages. Les matériaux 

magnétostrictifs présentent la propriété de changer de dimension lorsqu’ils sont soumis à un 

champ magnétique. Cependant ce changement de dimension est proportionnel au carré du 

module du champ magnétique appliqué. Par conséquent, et contrairement à ce qui se produit 

avec des matériaux piézoélectriques,  la déformation se fera toujours dans la même direction 

et ce, quel que soit le signe du champ appliqué (Sapirel, 1994). La Figure I-19 (a) présente 

une méthode permettant d’obtenir malgré tout une élongation sinusoïdale.  Ces dispositifs 

sont simples (Figure I-19 (b)), peu coûteux à mettre en œuvre, robustes et permettent 

d’atteindre de fortes puissances acoustiques. Cependant il est difficile d’atteindre des 

fréquences supérieures à 100 kHz sans dégrader énormément le rendement du transducteur 

(Gazanhes, et al., 1970). 
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Figure I-19: (a) Contraction relative d’un barreau 

de matériau magnétostrictif en fonction du champ 

magnétique produit par un enroulement 

conducteur. Afin d’obtenir une élongation 

sinusoïdale, un courant continu est appliqué (point 

de fonctionnement moyen M de la courbe) auquel 

se superpose un courant alternatif (Sapirel, 1994)  

(b) Exemple de dispositif en bloc feuilleté 

permettant de diminuer les pertes 

énergétiques par courants de Foucault.  

(Sapirel, 1994) 

Ces deux méthodes sont les plus couramment rencontrées dans la littérature avec une 

écrasante domination des céramiques PZT. Pour mémoire, il est néanmoins possible de 

produire des ultrasons grâce à des méthodes purement mécaniques telles que les sirènes 

tournantes Figure I-20 (a)), ou que les sifflets à air (Figure I-20 (b)).  

 

Figure I-20 : Exemples de sirène tournante (a) et de sifflet à air (b) capables de produire des 

ondes ultrasonores dans un gaz (Sapirel, 1994)   

Les sirènes tournantes sont constituées d’un rotor percé d’une centaine de trous et mis en 

mouvement par un moteur électrique. Le stator est également percé du même nombre de 

trous. Lorsque l’air est injecté dans le dispositif il se produit une succession de compression et 

de détente du gaz liée à l’ouverture et à la fermeture des ouvertures du stator par le rotor. La 

fréquence émise est proportionnelle au nombre de trous du stator et à la vitesse de rotation du 

rotor. La vitesse maximale du rotor est égale à 340 tours.s
-1

. Ce dispositif permet d’atteindre 

des fréquences de l’ordre de 30 kHz. Dans le cas du sifflet, un jet d’air injecté à l’aide d’un 

bec à une vitesse proche de la vitesse du son permet de créer une succession d’ondes de choc 

en face d’un résonateur primaire. Ce dernier met alors à son tour un résonateur secondaire en 
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vibration et des ondes ultrasonores sont émises à l’extrémité de la corne. L’intensité de l’onde 

produite est réglée par le rapport des diamètres de l’embout à bec et du résonateur primaire. 

La fréquence produite est liée à la taille du résonateur primaire. 

Il existe d’autres types de transducteurs ultrasonores mécaniques comme le générateur de 

Holtzmann. Ce dernier produit des ondes acoustiques dont la fréquence atteint 30 kHz grâce 

aux frottements d’une courroie sur une lame de verre ou de métal. Enfin, il est possible de 

mettre en place des dispositifs électrodynamiques de type haut-parleurs. Ces transducteurs ne 

produisent généralement pas des fréquences très élevées bien que certains puissent atteindre 

100 kHz (Gazanhes, et al., 1970).  

Les transducteurs peuvent êtres couplés à n’importe quel type de dispositifs en fonction des 

applications visées. Les trois qui intéressent cette étude sont les lames vibrantes, les blocs de 

nettoyage ainsi que les sonotrodes. Dans la très grande majorité des cas, ce sont les 

céramiques piézoélectriques qui sont utilisées. Les lames vibrantes sont obtenues en couplant 

un transducteur à une extrémité d’une lame métallique. L’autre extrémité peut être laissée 

libre, dans le but d’obtenir un porte-à-faux, ou bien fixée dans le but d’obtenir un « pont 

vibrant ». Les dispositifs de type lames vibrantes, utilisés dans le cadre de l’intensification 

thermique, sont détaillés par les figures du paragraphe I-7. Les blocs de nettoyage ultrasonore 

sont obtenus en fixant une série de céramiques piézoélectriques à une paroi métallique. Ce 

type de dispositif est présenté plus en détails au Chapitre II. Enfin, en couplant un ensemble 

triplet à une sonde métallique (Figure I-21), il est possible de créer une sonotrode. Ces 

dispositifs sont capables de produire localement les plus fortes densités de puissances 

ultrasonores.  

 

Figure I-21: Exemples de sondes métalliques qu’il est possible de coupler avec un assemblage 

piézoélectrique triplet. Plus les sondes sont effilées et plus l’intensité acoustique I [W.m
-2

] peut être 

localement importante (Petrier, et al., 2008) 

I.4  Effets hydrodynamiques des ultrasons 

Ce paragraphe présente les effets hydrodynamiques générés par les ultrasons dans l’eau. Des 

travaux ont permis de mettre en évidence qu’ils sont capables de provoquer l’intensification 

des transferts thermiques (Someya, et al., 2010) et de matière (Barthès, et al., 2015). Ces 

effets peuvent être d’ordre convectif comme le courant acoustique (ou acoustic streaming en 

anglais). Les ultrasons sont également capables de produire des effets de cavitation. 
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Tous ces phénomènes sont non linéaires et généralement provoqués par des ultrasons de forte 

puissance. Le propos de ce paragraphe n’est pas de détailler toutes les équations mises en jeu 

par ces phénomènes, mais d’en présenter les mécanismes phénoménologiques permettant de 

comprendre les résultats expérimentaux observés au cours de ces travaux de thèse.  

I.4.1 Cavitation acoustique 

Le concept de cavitation acoustique regroupe sous un seul terme les phénomènes de création, 

de grossissement, d’oscillation ou d’effondrement de bulles dans un milieu liquide lorsque ce 

dernier est soumis à des ondes ultrasonores d’intensité suffisamment élevée. Ces bulles 

peuvent être composées de gaz dissout dans le liquide, de vapeurs de ce liquide ou d’un 

mélange des deux. La composition de la bulle influence son comportement lors des phases de 

grossissement et d’effondrement mentionnées. 

Il est généralement admis que la cavitation (tout comme la cristallisation) prend naissance 

autour d’un noyau précurseur (Finkelstein, 1985). Le précurseur entraine une rupture dans la 

continuité du liquide permettant d’en réduire localement la force de cohésion et donc l’énergie 

normalement nécessaire à l’apparition de bulles ex nihilo. La force de cohésion du liquide est 

modélisée par la tension superficielle σ [N.m
-1

] à l’origine d’une pression qui s’applique aux 

parois d’une bulle (équation (I-40)). 

𝑝𝜎 =
2𝜎

𝑟
 (I-40) 

Avec r [m] le rayon de la bulle. L’origine, la nature ainsi que la stabilité des nucléus à 

l’origine de la cavitation sont encore sujettes à discussion, et de multiples théories coexistent 

(Leighton, 1994). Le signe de cette pression est déterminé par celui du rayon de courbure de 

l’interface entre la cavité et le liquide. Ainsi lorsque le nucléus est une bulle libre dans le 

liquide (courbure positive), cette pression de tension superficielle s’opposera au grossissement 

de la bulle. La force sera d’autant plus grande que le rayon initial de la bulle est petit (et donc 

que sa courbure est grande). Il sera donc d’autant plus difficile de faire grossir une bulle à 

partir d’un nucleus que le rayon de ce nucleus est faible. La pression pint [Pa] régnant dans la 

bulle est égale à la somme de la pression hydrostatique du liquide ph [Pa] et de la pression de 

tension superficielle p (équation (I-41)).  

𝑝𝑖𝑛𝑡 = 𝑝ℎ + 𝑝𝜎 (I-41) 

À l’équilibre, ph = p∞ la pression hydrostatique à l’infini. Ainsi, afin de faire grossir une 

bulle il est théoriquement nécessaire de mettre en œuvre une pression supérieure à pint et de 

signe opposé (pression négative).  

Lorsque le nucléus est formé par une impureté solide en suspension dans de l’eau et dont les 

anfractuosités sont remplies par du gaz, l’interface entre l’eau et la cavité gazeuse présente 

une courbure négative (Figure I-22).  
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Figure I-22: Illustration de l’impureté solide dans laquelle est piégée une poche de gaz dont la 

courbure avec le fluide est négative (Leighton, 1994) 

Dans ce cas la pression de tension superficielle est négative et favorise donc l’apparition 

d’une bulle. Une fois que la bulle est dans le liquide ce sont les mécanismes cités 

précédemment qui pilotent le comportement de la bulle. 

Les ultrasons peuvent fournir de façon cyclique la pression négative nécessaire au 

grossissement de la bulle. Elle est la résultante de la somme de la pression statique du fluide 

et de la pression générée par le transducteur ultrasonore (Figure I-23). Les bulles vont alors se 

comporter comme un oscillateur harmonique forcé. Du fait de la fréquence propre 

d’oscillation des bulles, chaque longueur d’onde est capable de mettre en mouvement une 

population de bulles de rayon défini.  

 

Figure I-23: Illustration du concept de pression négative issue de la somme de la pression statique 

du fluide et de la pression oscillante générée par les ultrasons (Leighton, 1994) 



36 

 

Pour une fréquence fixée il est possible de faire osciller des bulles présentant d’autres rayons 

initiaux en augmentant l’intensité acoustique (Figure I-24).   

 

Figure I-24: Tracé de la pression nécessaire à la mise en oscillation d’une bulle de cavitation 

acoustique en fonction du rayon initial des nucléus et de la fréquence utilisée (Leighton, 1994) 

Dans le cas de petites bulles (effets de tension superficielle très supérieurs aux effets d’inertie 

et de viscosité) il est possible de déterminer le seuil de pression à appliquer dans un milieu 

fluide afin qu’une bulle flottant librement dans un milieu liquide subisse une croissance 

explosive (Blake, 1949; Neppiras, et al., 1951). Cette pression seuil pb [Pa], appelée pression 

de Blake, est donnée par l’équation (I-42). Le développement mathématique permettant 

d’arriver à cette expression est donné par Leighton dans son livre « The Acoustic Bubble » 

(Leighton, 1994).   

𝑝𝑏 = 𝑝0 + 0,77
𝜎

𝑟0
 (I-42) 

En-dessous de ce seuil, les bulles oscillent de manière forcée. Comme tout oscillateur 

harmonique, les bulles peuvent être caractérisées par leur fréquence propre. Plus la fréquence 

de forçage en est proche et plus il sera aisé de faire osciller la bulle. Elle peut également 

osciller selon des modes harmoniques supérieurs à la fréquence propre. Les bulles présentant 

de petits rayons auront tendance à s’effondrer sur elles-mêmes après leur première 

expansion. Les bulles de plus grandes tailles pourront osciller plusieurs fois avant de 

collapser (Figure I-25). Différents effets hydrodynamiques peuvent alors apparaitre en 

fonction de la stabilité de la bulle soumise au champ acoustique ainsi que de la fréquence 

utilisée. Ces effets sont présentés dans les sections suivantes de ce paragraphe.  
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Figure I-25: Prédiction théorique du comportement de bulles de différents rayons initiaux dans un 

champ acoustique de 10 kHz et pour une pression acoustique de 2,5 bars. Ces courbes sont issues 

de l’équation de la dynamique de la bulle (Rayleigh-Plesset) non présentée dans ce manuscrit 

(Leighton, 1994) 

I.4.1.1 Phénomènes érosifs 

Le premier effet attribuable à la cavitation acoustique est érosif. Cette propriété est utilisée par 

certains procédés de nettoyage (Mazue, 2012). L’intensité de ce phénomène est liée aux 

puissances ainsi qu’aux fréquences ultrasonores mises en œuvre. Globalement, les basses 

fréquences présentent les effets mécaniques les plus importants. Les moyennes fréquences 

mettent en vibration des bulles de diamètre initial plus faible. L’énergie libérée au moment de 

l’effondrement est par conséquent moins importante car le diamètre d’expansion maximum 

est plus petit, ce qui diminue la force de rappel au moment du collapse. Par conséquent, les 

phénomènes les plus érosifs sont principalement mesurés à basses fréquences. 

Deux phénomènes sont principalement responsables de cet effet mécanique au moment de 

l’effondrement de la bulle. Le premier est dû à l’apparition d’un micro jet à très forte vitesse 

lors de l’effondrement asymétrique d’une bulle près d’une surface. Le jet dirigé vers la paroi 

impacte alors la surface (Figure I-26). Le second phénomène est lié à l’onde de choc 

provoquée par l’effondrement de la bulle. La surpression résultante peut atteindre localement 

1 GPa. Si la bulle est unique, le fluide atténuera rapidement cette onde de choc qui restera 

localisée aux environs proches de la bulle (ordre de grandeur du rayon de la bulle (Leighton, 

1994)). En revanche, si plusieurs bulles sont proches les unes des autres, l’onde de choc issue 

de l’effondrement d’une bulle peut entrainer l’effondrement de ses voisines propageant ainsi 

la perturbation sur de plus grandes distances.  
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Figure I-26: Photographie d’une bulle s’effondrant sur elle-même en générant un jet de fluide 

partant de son centre indiqué par la flèche rouge (Leighton, 1994) 

I.4.1.2 Effets chimiques 

Lors du grossissement d’une bulle soumise à un champ acoustique, de la vapeur issue du 

milieu de propagation se mêle aux gaz déjà présents dans la bulle. Lorsque la bulle s’effondre 

les conditions physiques extrêmes régnant au sein de la bulle permettent la dissociation de la 

molécule H20 en radicaux H.et 0H.aux propriétés fortement oxydantes. Ce phénomène permet 

de quantifier les effets chimiques de la cavitation par suivi cinétique de l’oxydation d’un 

marqueur. Les moyennes fréquences sont les plus aptes à produire ce type d’effets. Plus de 

détails sont donnés dans le chapitre II lors de la présentation de la méthode utilisée afin de 

caractériser la cavitation en œuvre dans la section d’essais utilisée lors de cette étude. 

I.4.1.3 Phénomène d’écrantage 

Lorsque la densité de bulles présentes dans le milieu de propagation est importante, le milieu 

n’est plus homogène. Les bulles perturbent alors fortement la propagation de l’onde 

diminuant l’intensité acoustique perçue à l’arrière du nuage. Ce phénomène peut être gênant 

lorsqu’il est nécessaire de propager l’onde sur une grande distance. Des mesures par 

tomographie laser (Mandroyan, et al., 2009) ont permis de montrer que l’augmentation de la 

densité de puissance acoustique à 20 kHz diminue la distance sur laquelle le nuage de 

cavitation se propage (Figure I-27). La densité de puissance acoustique a été modifiée en 

réduisant le diamètre de la sonde tout en conservant une puissance ultrasonore égale à 45 Wus. 

L’explication de ce phénomène est à chercher du côté des fortes différences d’impédances 

acoustiques existant entre le fluide et le gaz situé à l’intérieur de la bulle. Lorsque la 

population de bulles est faible, l’onde acoustique peut être diffractée entrainant des variations 

locales d’intensité. Lorsque le taux de vide devient plus important, l’onde voit littéralement un 

mur d’impédance se dresser devant elle, l’empêchant de se propager au-delà (Leighton, 2004). 

Ce cas est similaire à ce qui se produit lorsque le système possède une interface à surface libre 

comme présenté précédemment sur la Figure I-17.  
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Figure I-27 : Image, obtenue par tomographie laser, des effets d’un champ ultrasonore dans un 

réacteur chimique cylindrique rempli d’eau. Les diamètres de sonde utilisés afin de transmettre les 

ultrasons au milieu sont respectivement égaux à 12 mm (a) et 6 mm (b). L’échelle de couleur 

traduit l’intensité lumineuse reçue par la caméra du fait des bulles de cavitation (Mandroyan, et al., 

2009)  

La réflexion des ondes ultrasonores par les bulles est notamment utilisée par les cétacés afin 

de guider les ultrasons qu’ils émettent grâce à des murs de bulles dans le but de désorienter 

leurs proies et de les guider dans les directions souhaitées (Leighton, 2004). 

Dans les applications industrielles, ce phénomène peut être au contraire dommageable à 

l’efficacité du procédé mis en œuvre. Ce point sera abordé de nouveau au paragraphe I.7.           

I.4.2 Courant acoustique 

Le concept de courant convectif est un terme générique désignant un phénomène de mise en 

mouvement rotationnel du fluide sous l’action d’ondes acoustiques. Il est néanmoins possible 

d’en définir trois types, basés sur des critères liés aux mécanismes d’apparition et aux échelles 

de longueurs sur lesquelles se propage le mouvement du fluide. 

Le premier cas décrit un écoulement macroscopique global issu de l’atténuation spatiale de 

l’onde acoustique appelé Eckart streaming dans la littérature anglo-saxonne (Eckart, 1948). 

Comme mentionné au paragraphe I-3, cette atténuation peut provenir de l’absorption de 

l’onde par le milieu ou d’une dispersion du flux d’énergie par diffraction ou élargissement du 

faisceau acoustique. Quoi qu’il en soit, l’atténuation de l’énergie du champ ultrasonore crée 

un gradient de pression orienté selon la direction de propagation de l’onde. L’expression de la 

force volumique issue de l’absorption de l’onde est donnée par l’équation (I-43) (Leighton, 

1994). Cette force volumique est couramment appelée « pression de radiation acoustique ». 

∇⃗⃗ 𝑝 =
2𝐼𝛼

𝑐
 (I-43) 

Avec ∇⃗⃗ p [Pa/m] le gradient de pression (force volumique) issu de l’atténuation de l’onde, I 

[W/m
2
] l’intensité acoustique de l’onde, α [m

-1
] le coefficient d’absorption acoustique et c 

[m/s] la célérité de l’onde dans le milieu. La force résultante de ce gradient induit un courant 

convectif se déplaçant colinéairement à la direction de propagation de l’onde acoustique 

(Figure I-28).  
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Figure I-28: Visualisation du courant acoustique généré par un transducteur de 32 MHz. Image 

issue de la superposition de dix images prises à un intervalle de temps de 200 ms. Le traceur utilisé 

pour suivre l’écoulement est composé de particules de fécule de maïs (Leighton, 1994) 

Lord Rayleigh fut un des premiers à observer et à théoriser le déplacement d’air issu de ce 

phénomène dans un résonateur de Helmholtz. Le coefficient d’absorption de l’onde est donné 

par l’équation (I-44) (Moudjed, 2014). 

𝛼 =
𝑓22𝜋2

𝜌0𝑐2
(𝜇′ +

4

3
𝜇 +

𝑐2𝛽2𝜆𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑒𝑇

𝐶𝑝2
)  (I-44) 

Avec f [Hz] la fréquence de l’onde acoustique, ρ0 [kg.m
-3

] la masse volumique du fluide en 

régime silencieux, μ′ [Pa.s] la viscosité seconde (Schlichting, et al., 1999), μ [Pa.s] la 

viscosité dynamique, c [m.s
-1

] la célérité de l’onde dans le milieu, β [K
-1

] le coefficient de 

dilatation thermique du fluide, λfluide [W.m
-1

.K
-1

] la conductivité thermique du fluide, T [K] 

la température absolue du milieu et Cp [J.kg
-1

.K
-1

] la chaleur spécifique isobare du fluide. Le 

gradient de pression acoustique est donc d’autant plus élevé que la fréquence de l’onde est 

grande. De même les fluides fortement visqueux augmentent les effets de ce phénomène. Les 

courants acoustiques d’Eckart sont observés pour toutes les fréquences ultrasonores à 

condition que l’intensité acoustique mise en œuvre soit suffisante. En effet comme le montre 

l’équation (I-43), la force volumique à l’origine de la mise en mouvement du fluide est 

proportionnelle à l’intensité acoustique et au coefficient d’absorption de l’onde par le milieu. 

Or, comme l’indique l’équation (I-44), ce dernier est proportionnel au carré de la fréquence. 

Par conséquent, si la fréquence est divisée par deux, il faut multiplier l’intensité acoustique I 

[W.m
-2

] par quatre dans le but de conserver une force volumique constante. 

À basse fréquence, ce principe pose rapidement un problème majeur. En effet, il a été montré 

au paragraphe I.4.1.3 que les bulles de cavitation atténuent la propagation de l’onde lorsque le 

taux de vide est élevé. Les vitesses liées aux courants acoustiques peuvent donc diminuer 

alors même que l’intensité acoustique I [W.m
-2

] augmente (Figure I-29). Cependant, les 

basses fréquences peuvent permettre de générer un courant acoustique d’Eckart associant une 

mise en mouvement simultanée du fluide et des bulles de cavitation. Ceci peut s’avérer 

intéressant en termes de techniques d’intensification de transferts pariétaux. Ce point sera 

notamment abordé au paragraphe I-7.4.2 et illustré par la Figure I-29.  
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Figure I-29: Évolution de la vitesse du courant acoustique généré par une sonotrode pour 

différentes intensités acoustiques (Mandroyan, 2009) 

Un second type d’écoulement peut se développer si le régime de propagation des ondes est 

stationnaire. Dans ce cas, le courant acoustique est directement piloté par les phénomènes de 

dissipation en jeu dans une couche limite acoustique δa (équation (I-45) d’après (Landau, et 

al.)).  

𝛿𝑎 = √
2𝜉

𝜔
 (I-45) 

Avec δa [m] l’épaisseur de la couche limite visqueuse acoustique, ξ [m²/s] la viscosité 

cinématique du milieu et ω [s
-1

] la pulsation de l’onde acoustique. Les épaisseurs de couche 

limite acoustique dans le cas ultrasonore sont comprises entre 8 μm (2 MHz) et 90 μm (20 

kHz) pour de l’eau à 20 °C. 

La couche limite acoustique, est la région autour d’une surface oscillante, ou soumise à un 

champ acoustique, dans laquelle se développe très localement un courant acoustique dit de 

Schlichting. Lorsque le sens de l’onde est dirigé parallèlement aux parois de l’enceinte 

(Figure I-30), il apparait une succession de cellules de circulation se développant sur 

l’épaisseur de la couche limite acoustique et sur une longueur (axe x) proche du quart de la 

longueur d’onde ψ. Au plus proche de la paroi solide, le flux de quantité de mouvement est 

alors orienté des ventres vers les nœuds de pression.  
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Figure I-30: Schéma du motif dessiné par le courant acoustique et obtenu dans une cavité 

résonnante permettant l’apparition d’un régime d’onde stationnaire dont la direction est parallèle 

aux parois de la cavité  (Wiklund, et al., 2012) 

Au sein de la couche limite acoustique, un effet de cisaillement intense s’ajoute à l’effet local 

de convection. Les contraintes engendrées sont capables de détruire la paroi cellulaire de 

micro-organismes présents dans le milieu (Wiliams, 1971).  

Les cellules de circulation de la couche limite acoustique entrainent l’apparition de cellules de 

recirculation dans le cœur de la cavité. Ces cellules se développent sur des épaisseurs qui sont 

de l’ordre de grandeur d’une demi-longueur d’onde. Il semblerait que ce courant acoustique, 

appelé courant acoustique de Rayleigh, se manifeste le mieux lorsque la longueur d’onde ψ 

est supérieure à la largeur caractéristique La, elle-même supérieure à la couche limite 

acoustique δa. Lorsque la largeur caractéristique La [m] devient grande devant la longueur 

d’onde, les vortex de recirculation deviennent turbulents (Atkas, et al., 2005). Afin d’obtenir 

des maxima de vitesse il est nécessaire que la largeur Lac de la cavité soit accordée au sens 

musical du terme, dans le cas contraire les vitesses sont bien moindres voire inexistantes (Lee, 

et al., 2007). 

Le dernier type de courant acoustique décrit des phénomènes de micro-convection 

apparaissant aux environs d’une surface oscillant dans un fluide. Cette surface peut être 

solide, comme dans le cas des cylindres vibrants étudiés par (Elder, 1959) ou (Fand, et al., 

1960) ou bien souple comme cela se produit aux environs d’une bulle (Leighton, 1994). Quel 

que soit le type de surface, des micro-écoulements rotationnels se mettent en place autour de 

la surface (Figure I-31). Ces derniers se développent sur des distances dont les tailles sont 

proches de celle de la couche limite acoustique. Des mesures d’épaisseur de la couche limite 

acoustique ont été réalisées dans le cas d’un cylindre vibrant avec des fluides dont les ordres 

de grandeur de viscosité dynamique sont égaux à 10
-4 

[Pa.s]. L’expérience s’accorde aux 

résultats prédits par l’équation (I-45) à 10 % près (Elder, 1959). Un fort effet de cisaillement 

s’ajoute à l’effet local de convection dans, et à proximité, de la couche limite acoustique.  
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Plusieurs régimes de micro-courant acoustique, associés aux vibrations de paroi dans un 

fluide, ont été identifiés. Globalement, l’augmentation de l’amplitude de vibration de la 

surface entraine une augmentation des vitesses ainsi qu’une multiplication des cellules de 

micro-convection autour de la surface vibrante. Ces cas sont illustrés par les Figure I-

31(faibles amplitudes de vibration) et Figure I-32 (fortes amplitudes de vibration).  

 
Figure I-31 : Trajectoires suivies par les micro mouvements de convection apparaissant pour de 

faibles amplitudes de vibration dans le cas d’une bulle de gaz sur une surface solide (gauche) 

(Leighton, 1994) et d’un barreau vibrant dans l’air (droite) (Fand, et al., 1960) 

 
Figure I-32 : Trajectoires suivies par les micro mouvements de convection apparaissant pour des 

amplitudes plus importantes que celles mises en œuvre sur la Figure I-31 dans le cas d’une bulle 

de gaz sur une surface solide (gauche) (Leighton, 1994) et d’un barreau vibrant dans l’air (droite) 

(Fand, et al., 1960) 

Pour les deux cas décrits par les Figures I-31 et I-32, le caractère déformable (bulle) ou non 

de la paroi mobile n’entraine pas de modification de la structure des micro-écoulements. Tous 

les points de la surface de la bulle vibrent en phase comme si sa paroi était rigide. 

Cependant, lorsque l’amplitude de la vibration devient plus importante, les parois souples 

peuvent se mettre à vibrer selon des modes propres, entrainant des modifications dans la 

structure des micro-écoulements acoustiques (Figure I-33).  

 

Figure I-33: Trajectoires suivies par les micro-mouvements de convection dans le cas de très 

fortes amplitudes d’oscillation de la paroi d’une bulle de gaz sur une surface solide. Les 

structures d’écoulement redeviennent identiques à celles observées sur la Figure I-31 (Leighton, 

1994)  
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Ce comportement se maintient jusqu’à une amplitude seuil au-delà de laquelle les 

déformations de la surface de la bulle deviennent imperceptibles au niveau du fluide, 

ramenant le système à des structures d’écoulements autour de la paroi vibrante (Figure I-33) 

proches de ce qui est observé sur la Figure I-31.     

I.5 Interaction ultrasons-écoulement 

Après avoir abordé les effets hydrodynamiques que les ultrasons sont capables de générer 

dans leur milieu de propagation, ce paragraphe propose de s’intéresser à la manière dont ils 

peuvent interagir avec un écoulement, ainsi qu’aux conséquences hydrodynamiques de cette 

interaction. 

Les axes de recherche permettant de répondre à cette question sont multiples. Le premier 

s’intéresse à l’influence que les ultrasons peuvent avoir sur la turbulence et son 

déclenchement (Lee, et al., 2002) (Nomura, et al., 2002) (Nomura and Sasaki, et al., 2000). Le 

second examine le problème dans l’autre sens en se questionnant sur l’impact qu’un 

écoulement peut avoir sur l’intensité des effets hydrodynamiques générés par les ultrasons 

(Barthès, et al., 2015) (Mazue, et al., 2015). Enfin, une troisième approche s’intéresse à l’effet 

des ultrasons sur la couche limite visqueuse (Maekawa, et al., 1998) (Mazue, et al., 2015) 

(Barthès, et al., 2015). Ce sujet d’étude est assez confidentiel puisque l’on peut recenser un 

total de six publications réparties sur quatre équipes de recherches. 

Quasiment toutes ces études (sauf (Maekawa, et al., 1998)) utilisent l’eau comme fluide 

s’écoulant dans des conduites de section carrée et des fréquences ultrasonores comprises entre 

20 kHz et 45 kHz. Deux configurations d’écoulement sont utilisées. La première est 

constituée d’un canal horizontal dans lequel est placé le transducteur piézoélectrique. La 

direction de propagation des ultrasons est perpendiculaire à celle de l’écoulement (Figure I-

34).  

 
Figure I-34: Configuration expérimentale horizontale ayant permis d’étudier les interactions 

existant entre un faisceau acoustique et un écoulement perpendiculaires l’un par rapport à l’autre 

(Nomura and Sasaki, et al., 2000; Nomura, et al., 2002; Barthès, et al., 2015; Mazue, et al., 2015) 

Une seconde configuration se place dans le cas d’un canal rectangulaire vertical à écoulement 

ascendant. Le transducteur ultrasonore est alors placé à l’entrée du canal de manière à ce que 

les directions de propagation des ultrasons et de l’écoulement soient colinéaires (Figure I-35). 



 

 

45 

 

Figure I-35 : Configuration expérimentale verticale ayant permis d’étudier les interactions existant 

entre un faisceau acoustique et un écoulement parallèles l’un par rapport à l’autre (Lee, et al., 

2002) 

I.5.1 Effet des ultrasons sur la turbulence d’un écoulement 

Les ultrasons ont la capacité de déclencher une transition turbulente dans un écoulement 

initialement laminaire (Nomura, et al., 2002). Les profils de vitesse mesurés en aval d’un 

transducteur présentent une allure de profil turbulent lorsque le transducteur émet des 

ultrasons. Ce résultat est illustré par la Figure I-36 dont les conditions expérimentales 

correspondent à la Figure I-34. Les mesures de vitesse ainsi que d’intensité turbulente, 

estimée par l’intermédiaire de la vitesse quadratique moyenne ou vitesse RMS (urms), sont 

représentées selon l’axe perpendiculaire à l’écoulement. 

 
Figure I-36 : Profils transversaux de vitesse d’écoulement (plein = silencieux ; vide = US) et de 

vitesses RMS en aval d’un transducteur à une position x = 800 mm, fréquence ultrasonore 25 kHz, 

puissance ultrasonore 40 Wus. Les traits pointillés et continus correspondent respectivement aux 

profils théoriques turbulents et laminaires de vitesse dans les conditions testées par (Nomura, et al., 

2002) 

Grâce à un dispositif expérimental identique à celui présenté sur la Figure I-35, le mécanisme 

principalement identifié comme le responsable de la « turbulence ultrasonore » semble être la 

cavitation acoustique (Lee, et al., 2002). Cependant la simple vibration acoustique et le 

courant acoustique semblent également jouer un rôle sur une distance très limitée en aval du 
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transducteur. En effet, la vitesse RMS en face de la source d’émission ultrasonore semble 

beaucoup plus élevée lorsque le seuil de cavitation n’est pas atteint. Dans ces conditions, le 

nuage de bulles de cavitation ne perturbe pas la propagation de l’onde acoustique et donc le 

développement du courant acoustique qui accélère le fluide dans le sens de l’écoulement. En 

revanche, ces mêmes mesures réalisées beaucoup plus en aval du transducteur montrent que 

l’agitation dans cette zone est plus grande lorsque la cavitation est possible dans le liquide 

(Lee, et al., 2002). La cavitation semble donc impacter l’intensité turbulente sur une plus 

grande distance que les courants acoustiques générés à basse fréquence. Mais il est possible 

que les courants acoustiques issus des hautes fréquences, plus intenses, aient un effet 

comparable à la cavitation mise en œuvre dans l’étude de (Lee, et al., 2002). Dans tous les 

cas, qu’il y ait ou non présence de cavitation, les ultrasons à basse fréquence permettent 

d’augmenter l’agitation de l’écoulement lorsque les conditions sont initialement laminaires 

(Figure I-37). 

En revanche, les régimes d’écoulements transitoires et turbulents sont moins propices à ce 

type d’observations. À puissance ultrasonore fixée, l’augmentation du nombre de Reynolds, et 

donc de la turbulence intrinsèque de l’écoulement, entraine une diminution de l’effet 

d’agitation généré par les ultrasons. Ce phénomène est visible sur la Figure I-37 qui montre 

bien que l’intensité turbulente produite par les ultrasons est plus élevée lorsque le régime 

d’écoulement est initialement laminaire. Malgré cela, en régime turbulent, les ultrasons 

permettent de maintenir une valeur d’intensité turbulente supérieure au cas silencieux. Ces 

deux résultats ont été vérifiés par les études (Lee, et al., 2002) et (Nomura, et al., 2002). 

 
Figure I-37: Évolution de l’intensité relative de la turbulence en fonction du nombre de Reynolds 

en régime acoustique et silencieux. U [m.s
-1

] est la vitesse débitante du fluide (Nomura, et al., 

2002) 

Afin d’expliquer en partie pourquoi l’augmentation du nombre de Reynolds entraine une 

diminution du phénomène d’intensification de l’intensité turbulente par les ultrasons (Figure 

I-37), il est possible de définir l’énergie ultrasonore spécifique [J.kgeau
-1

] comme le rapport 

entre la puissance acoustique et le débit massique de l’écoulement. À partir des données 

présentées par (Lee, et al., 2002) il est possible de calculer l’énergie ultrasonore spécifique 

mise en œuvre pour les différents nombres de Reynolds testés dans cette étude. Lorsque le 

nombre de Reynolds est égal à 1000, l’énergie spécifique est quatre fois supérieure à celle 
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obtenue pour un nombre de Reynolds égal à 4000. Cette approche énergétique pourrait 

permettre d’expliquer la diminution de l’intensification ultrasonore de la turbulence d’un 

écoulement à mesure que le débit augmente. Afin de compléter ce point de vue, il serait 

nécessaire de réaliser une étude à puissance ultrasonore spécifique fixe en fonction du nombre 

de Reynolds. Ceci permettrait de déterminer si ce seul paramètre explique le phénomène de 

diminution de l’intensité turbulente ultrasonore. 

L’approche globale présentée ci-dessus peut être complétée par un point de vue plus local en 

s’intéressant à l’impact des ultrasons sur la couche limite hydrodynamique. Il est également 

nécessaire de connaitre l’impact que peut avoir un écoulement sur les effets induits par les 

ultrasons dans un fluide. Les deux prochains paragraphes traitent de ces deux problématiques. 

I.5.2 Effet des ultrasons sur la couche limite visqueuse 

L’influence des ultrasons sur les propriétés de la couche limite hydrodynamique a été mesurée 

de façon indirecte dans plusieurs études utilisant une mesure de transfert de matière au 

voisinage d’une électrode électrochimique (Mazue, et al., 2015; Barthès, et al., 2015). Les 

dispositifs expérimentaux utilisés ont permis de remonter à des valeurs de vitesse pariétale 

équivalente pour des régimes acoustiques et silencieux. Le transfert de matière mesuré en 

régime acoustique, révèle des vitesses pariétales supérieures au cas silencieux. Ces vitesses 

obtenues par voie indirecte sont virtuelles, ce sont des vitesses équivalentes à un cas 

silencieux pour lequel la vitesse d’écoulement serait plus élevée. Encore une fois, lorsque le  

nombre de Reynolds augmente, les effets des ultrasons s’atténuent (Figure I-38). 

 
Figure I-38: Comparaison de la vitesse pariétale équivalente Vp (obtenue par mesure 

électrochimique) avec les vitesses d’écoulement obtenues par PIV UPIV en régime acoustique et 

silencieux (Mazue, et al., 2015) 

Ce phénomène est certainement dû à l’atténuation, observé par les auteurs, de l’effet 

convectif. Ce phénomène est décrit plus loin (Figure I-40). Néanmoins, lorsque l’effet 

convectif n’a plus d’action mesurable sur la surface de mesure et que seuls les effets de la 

cavitation s’y maintiennent, la vitesse pariétale ultrasonore suit la même progression que la 
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vitesse pariétale silencieuse, avec des valeurs absolues supérieures. Ceci semble donc indiquer 

que les effets associés à la cavitation sont insensibles à l’augmentation du nombre de 

Reynolds, du moins jusqu’à ce que le taux de turbulence, produit naturellement par 

l’écoulement, soit égal à celui produit par la cavitation (cf. paragraphe I.5.3).     

Une mesure directe de la vitesse dans la couche limite hydrodynamique a également été 

réalisée par Vélocimétrie Doppler Laser (ou Laser Doppler Velocimetry LDV en anglais), qui 

est une technique de mesure des vitesses du fluide grâce à un ensemencement de l’écoulement 

en traceurs et une illumination laser en 1 point (ou sur un petit volume de mesure) (Nomura, 

et al., 2002). Cette étude a permis de démontrer expérimentalement et par méthode directe que 

l’allure du profil de vitesse dans la couche limite d’un écoulement laminaire (nombre de 

Reynolds = 1500) soumis à des ultrasons, est identique à celle observée dans la couche limite 

d’un écoulement turbulent (nombre de Reynolds = 5000). Cette étude confirme donc que les 

ultrasons engendrent une transition turbulente et qu’ils ont un impact direct sur la structure de 

la couche limite hydrodynamique. Il a également été vérifié que lorsque le régime 

hydrodynamique est turbulent, les ultrasons ne sont plus capables de modifications sensibles 

du profil de vitesse dans la couche limite. Ces résultats sont illustrés par la Figure I-39 qui 

présente les profils de vitesses adimensionnalisées en fonction de la distance 

adimensionnalisée à la paroi dans la couche limite hydrodynamique comme présenté au 

paragraphe I.1.5 à la Figure I-8 en conditions silencieuses. 

 
Figure I-39: Illustration de l’influence des ultrasons sur la turbulence pour des écoulements 

laminaire et turbulent. 𝒖+ =
𝒖

𝒖𝝉
  et  𝒚+ =

𝒚𝒖𝝉

𝝃
 avec 𝒖𝝉 = √

𝝉

𝝆
. Pour rappel, 𝝉 [N.m

-2
] représente la 

contrainte de cisaillement et 𝝆 [kg.m
-3

] la masse volumique du fluide en régime silencieux  

(Nomura, et al., 2002) 

I.5.3 Impact de l’écoulement sur les effets  ultrasonores induits dans le fluide 

Comme cela a été mentionné au paragraphe I.4, les ultrasons sont aptes à générer des effets 

hydrodynamiques convectifs et cavitationnels. Ces effets sont de nature et d’intensité 

différente et leur interaction avec l’écoulement engendre également des effets différents. Les 

publications portant sur ce sujet traitent toutes d’essais réalisés à 20 kHz pour une puissance 

ultrasonore transmise au milieu égale à 51 Wus (Mazue, et al., 2015; Barthès, et al., 2015). 
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Elles ont montré que l’effet convectif des ultrasons peut être fortement diminué par 

l’écoulement, au point que la mesure du champ de vitesse ne permet plus de déceler la 

contribution associée au courant acoustique. Les effets convectifs générés par les basses 

fréquences acoustiques semblent donc rapidement impactés par les vitesses d’écoulement 

mises en œuvre dans la conduite à partir de régimes d’écoulements pour lesquels le nombre de 

Reynolds est égal à 3252 (Figure I-40). 

En revanche, les effets liés à la cavitation semblent se maintenir malgré l’élévation du nombre 

de Reynolds. Des mesures de transfert de matière par voie électrochimique ont été effectuées 

jusqu’à des valeurs de nombre de Reynolds égales à 21700. Ces zones de mesures 

correspondent aux zones délimitées par les carrés en pointillés de la Figure I-40. La cavitation 

a pu être détectée sur la paroi opposée au transducteur pour toutes les valeurs testées de 

nombre de Reynolds (Mazue, et al., 2015). 

 
Figure I-40: Direction de l’effet convectif dans un écoulement pour différents Reynolds. 

Fréquence ultrasonore 20 kHz, puissance ultrasonore 51 Wus (Barthès, et al., 2015) 
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Il est donc possible de maintenir les effets de la cavitation dans un écoulement à fort nombre 

de Reynolds alors que les effets convectifs ultrasonores ont été atténués depuis longtemps par 

le champ de vitesse de l’écoulement principal. Le courant acoustique et la cavitation semblent 

avoir un effet couplé sur les phénomènes de transferts, puisque les valeurs de la vitesse 

pariétale apparente diminuent fortement lorsque le nombre de Reynolds est suffisamment 

élevé pour que le courant acoustique n’atteigne plus la paroi sur laquelle est effectuée la 

mesure. En revanche la cavitation permet de maintenir un niveau d’intensification du transfert 

de matière non négligeable au niveau de l’électrode. 

I.5.4 Conclusion au paragraphe I.5 

Les effets hydrodynamiques issus de l’interaction entre un écoulement liquide et des ultrasons 

ont été très peu étudiés. Malgré tout, les études existantes (Lee, et al., 2002; Nomura, et al., 

2002; Barthès, et al., 2015; Mazue, et al., 2015) sont un préalable indispensable à la bonne 

compréhension des effets que peuvent avoir les ultrasons sur les transferts thermiques et ces 

publications présentent plusieurs résultats majeurs. 

Premièrement, les ultrasons semblent avoir la capacité de déclencher une transition turbulente 

dans un écoulement initialement laminaire. Ce phénomène se manifeste tout d’abord par 

l’apparition de profils de vitesse typiques des régimes turbulents en aval du transducteur 

(Figure I-36). Le déclenchement de la turbulence par les ultrasons a été mis en évidence pour 

des configurations dans lesquelles le champ acoustique et l’écoulement sont colinéaires ou 

perpendiculaires. Cependant, aucune étude vérifiant si le déclenchement ultrasonore de la 

turbulence se produit pour des fréquences supérieures aux basses fréquences n’a pour l’instant 

été publiée. 

La turbulence déclenchée acoustiquement présente des caractéristiques similaires à celle 

apparaissant naturellement dans un écoulement au-delà d’un nombre de Reynolds critique. En 

effet, elle se développe sur une longueur d’établissement au-delà de laquelle le profil de 

vitesse semble constant (Nomura, et al., 2002). De plus, l’influence des ultrasons se fait 

également ressentir au niveau de la couche limite hydrodynamique qui prend elle aussi une 

allure caractéristique des régimes turbulents (Figure I-39). Des mesures de transfert de 

matière par voie électrochimique ont également permis de mettre en avant que le coefficient 

de transfert est intensifié en régime acoustique (Mazue, 2012). Il a ainsi été possible de 

comparer les vitesses pariétales et les débits nécessaires à l’obtention des mêmes valeurs de 

coefficient de transfert de matière dans le cas silencieux. Il ressort que les vitesses pariétales 

apparentes déduites en régime acoustique correspondent à celles mesurées en régime turbulent  

lorsque les ultrasons ne sont pas en fonctionnement. Ces résultats confirment que les ultrasons 

ont une action directe sur la couche limite visqueuse, et qu’ils en réduisent le caractère 

limitant pour les transferts pariétaux.        

Cependant, le régime d’écoulement semble lui aussi avoir une influence sur la capacité des 

ultrasons à perturber la couche limite hydrodynamique. Les effets convectifs associés aux 

ultrasons semblent en effet assez vite atténués par l’augmentation du débit de l’écoulement 

principal (Figure I-40), tout au moins pour les basses fréquences testées dans la littérature 

(20 kHz). Malgré cela, les effets des ultrasons se font ressentir en parois pour des débits bien 

supérieurs à ceux nécessaires à la disparition de l’effet convectif. Ceci semble indiquer que la 
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cavitation persiste et n’est pas sensible aux vitesses d’écoulement mis en œuvre dans les 

études présentées dans ce paragraphe.    

Il ressort logiquement de tout cela que ce sont les régimes laminaires qui sont les plus 

sensibles à l’action des ultrasons.  

Les paragraphes I.1 et I.2 ont résumé les éléments nécessaires à la compréhension des 

mécanismes de transferts thermiques pariétaux.  Les paragraphes I.3 et I.4 ont ensuite permis 

de présenter les ondes ultrasonores et les effets hydrodynamiques associés. Pour finir, le 

paragraphe I.5 a mis en évidence la capacité des ultrasons à interagir avec la couche limite 

hydrodynamique.    

Les deux derniers paragraphes de ce chapitre vont maintenant s’attacher à décrire plus en 

détails les techniques employées afin d’intensifier les transferts thermiques.  

I.6  Intensification des transferts thermiques : État de l’art 

L’intensification des transferts thermiques dans les échangeurs de chaleur est un enjeu majeur 

du génie des procédés industriels et plus globalement dans toute politique de maîtrise de 

l’énergie. La problématique est complexe car elle nécessite un bon équilibre entre les coûts et 

les gains afin de s’inscrire dans une démarche technico-commerciale économiquement viable. 

Les techniques permettant l’intensification des transferts thermiques mènent très souvent à 

une augmentation des coûts de fabrication du fait de modification d’installations existantes, de 

consommation supplémentaire de matières premières ou de leur complexité technologique 

(usinage plus long, utilisation de nano matériaux…). 

De plus, comme les paragraphes précédents l’ont montré, la réduction de la zone d’influence 

de la couche limite visqueuse, facteur limitant des transferts pariétaux, est toujours 

accompagnée d’une augmentation de la turbulence et donc des pertes de charge. 

L’intensification des transferts thermiques est donc intrinsèquement liée à l’augmentation des 

pertes de charge dans le système, entrainant l’augmentation de la consommation énergétique 

du système de pompage. Ce dernier point est souvent quantifié par un coefficient d’efficacité 

𝜁 généralement utilisé afin de qualifier le gain énergétique en comparant les gains obtenus sur 

le transfert thermique aux pertes induites par l’augmentation des pertes de charge 

(Sheikholeslami, et al., 2015).   

Les premières publications recensées dans le domaine datent de la fin des années 60. Les 

principaux sujets d’études portaient alors sur l’intensification des transferts thermiques en 

régime monophasique grâce à l’utilisation de promoteurs de turbulence (Thomas, 1967), 

l’intensification des transferts thermiques en condensation en film (Thomas, 1967), 

l’intensification de l’ébullition nucléée par modification des propriétés du fluide caloporteur 

(Kotchaphakdee, et al., 1970) ou encore l’addition de gouttelettes dans un écoulement gazeux 

(Finlay, 1967). En 1999, Bergles (Bergles, 1999) dénombrait 4345 publications portant sur 

l’étude de systèmes permettant d’améliorer les systèmes d’échange de chaleur. Depuis cette 

date et jusqu’en Juin 2016, environ 2000 publications supplémentaires comportent 

explicitement les termes « heat transfert enhancement » (Recherche effectuée sur 

https://apps.webofknowledge.com).   
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Les facteurs limitant les phénomènes de transferts thermiques ou de matière sont presque 

toujours situés au niveau des interfaces entre les milieux. Ceci est principalement dû à des 

discontinuités des propriétés physiques ou des champs de vitesses au niveau de ces régions. 

C’est pourquoi l’amélioration des conditions de transfert du flux thermique pariétal est un des 

objectifs principaux des techniques d’intensification thermique entre une surface solide et un 

fluide. Trois approches peuvent être envisagées en ce sens : 

- la première méthode porte sur la modification des propriétés physiques du fluide 

caloporteur 

- la deuxième méthode, la plus courante et la plus ancienne, consiste à modifier 

l’hydrodynamique menant très souvent à une perturbation de la couche limite au 

niveau de l’interface 

- la troisième méthode est basée sur la modification des propriétés géométriques ou 

chimiques de la surface d’échange. Cette dernière est quasi exclusivement utilisée 

en transfert diphasique et ne sera pas abordée dans ce mémoire 

La modification de ces différents paramètres peut se faire de manière passive, à savoir sans 

apport extérieur d’énergie au système au cours du procédé, ou au contraire de manière active. 

La suite de l’étude va principalement se focaliser sur les échanges de chaleur monophasiques. 

Les échanges thermiques avec changement de phase seront parfois évoqués afin de donner un 

point de vue complet sur une technique d’intensification, mais aucune technique spécifique à 

ce domaine ne sera présentée.  

La philosophie de ce paragraphe n’est pas de réaliser un état de l’art détaillé de tous les 

systèmes d’intensification des transferts thermiques existants, mais de recenser les grandes 

catégories et d’en expliquer les principes de fonctionnement et les limites. 

I.6.1 Méthodes passives 

À quelques exceptions près, les méthodes d’intensifications passives engendrent toutes une 

augmentation des pertes de charge dans les écoulements. En ce sens, à l’instar des méthodes 

actives, ces méthodes ont également un surcoût énergétique lié à l’augmentation de la 

puissance de pompage. Elles sont cependant largement répandues du fait de leur simplicité de 

mise en œuvre et de leur action autonome après leur mise en place dans un dispositif. Le 

système de classification des différentes méthodes d’intensification thermique utilisé dans la 

suite de ce paragraphe est basé sur les phénomènes physiques mis en jeu. Ce choix a été fait 

car l’intensité des pertes de charge semble être étroitement liée aux phénomènes 

hydrodynamiques présents dans l’écoulement. Il arrive parfois que les effets physiques soient 

couplés et dans ce cas la légitimité de l’appartenance de telle ou telle technologie à une 

catégorie particulière peut être discutée. Cependant, les dispositifs d’intensification présentés 

sont toujours classés selon l’effet physique qui semble prépondérant du point de vue des 

auteurs cités. 

I.6.1.1 Optimisation des propriétés thermo-physiques des 

fluides : les nanofluides 

Les propriétés physico-chimiques du fluide caloporteur telles que la conductivité, la viscosité, 

la chaleur spécifique isobare ou la tension superficielle peuvent être modifiées. 
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Depuis les années 2000, les nanofluides, suspensions colloïdales de nanoparticules de taille 

inférieure à 100 nm, sont étudiés. L’objectif de ces suspensions est d’améliorer les propriétés 

thermo physiques des fluides caloporteurs de base afin d’intensifier les transferts thermiques 

(Gruss, et al., 2009). Les résultats de la littérature (Choi, et al., 1995) montrent une 

amélioration de la conductivité thermique d’autant plus importante que la concentration est 

élevée et que la nanoparticule est conductrice et de petite taille. Cependant, il a été montré une 

augmentation importante de la viscosité en fonction de la concentration en nanoparticules. 

Dans leur ensemble, les résultats montrent des augmentations significatives du coefficient 

d’échange en convection forcée mais l’augmentation conjointe de la viscosité des nanofluides 

par rapport au fluide de base implique généralement une augmentation de la perte de pression 

au sein du système. Par conséquent, bien qu’une amélioration des transferts thermiques soit 

observée, la puissance de pompage requise est augmentée, comparée au cas du fluide de base. 

Afin d’évaluer l’intérêt applicatif des nanofluides pour intensifier les transferts de chaleur, il 

est indispensable de caractériser par un bilan énergétique global les performances 

d’intensification des nanofluides. Lorsque cette approche globale est réalisée, les résultats de 

la littérature montrent que le bilan énergétique est plutôt défavorable ou au mieux équivalent 

par rapport au fluide de base pour des nanoparticules sphériques. De plus, il a été montré 

qu’en convection forcée, les nanofluides à base de nanoparticules sphériques semblent se 

comporter comme des fluides standards validant les lois classiques de la thermo-hydraulique. 

Une autre catégorie de nanofluides, appelés ferrofluides, a fait l’objet d’une activité de 

recherche intensive ces dix dernières années. Ce sont des suspensions colloïdales stables 

contenant des nanoparticules de nature magnétique en suspension dans un fluide de base. De 

récentes études ont montré une amélioration des propriétés thermo-physiques de ces 

ferrofluides (Philip, et al., 2007; Gavili, et al., 2012) ainsi que du coefficient d’échange 

convectif lorsqu’un champ magnétique est appliqué (Lajvardi, et al., 2010; Azizian, 2014). 

Ces auteurs émettent l’hypothèse que cette augmentation est due à l’interaction et à 

l'accumulation des nanoparticules avec le champ magnétique formant ainsi plusieurs chaînes 

de particules. 

Certains travaux concernant l’usage de nanofluides en tant que fluide diphasique constituent 

des perspectives intéressantes pour les années futures (Kakaç, et al., 2009). Quelques 

publications ont également montré l’effet positif des nanoparticules en ébullition nucléée 

(Taylor, et al., 2009). 

I.6.1.2 Modification de l’hydrodynamique de l’écoulement 

L’hydrodynamique impacte grandement l’efficacité de l’échange de chaleur s’opérant entre 

une surface solide et un fluide. Le mode d’action principal repose sur le déclenchement 

précoce de la turbulence et/ou l’augmentation du mélange entre le cœur de l’écoulement et les 

parois grâce à la création d’écoulements secondaires tourbillonnaires ou à contre-courant. La 

littérature portant sur des dispositifs permettant de telles modifications dans les systèmes 

d’échanges thermiques est extrêmement abondante. 

 

 



54 

 

Promoteurs de turbulence 

Le concept de promoteur de turbulence est un terme générique désignant tout dispositif 

capable de déclencher ou d’augmenter la turbulence d’un écoulement. 

Une des méthodes les plus simples permettant de favoriser la transition turbulente consiste à 

jouer sur la rugosité de l’interface afin de faciliter la création d’une couche limite 

hydrodynamique turbulente (Figure I-41).  

 
Figure I-41 : Illustration de bouffée turbulente obtenue dans la couche limite en eau d’une plaque 

plane. La turbulence prend naissance en un point amont (gauche de l’image) et se propage 

longitudinalement et latéralement jusqu’à un retour à un écoulement laminaire une fois l’énergie 

cinétique turbulente dissipée (droite de l’image). Le nombre de Reynolds au centre de la bouffée est 

construit à partir de la distance depuis le bord d’attaque (Re = 2.10
5
) (Cantwell, et al., 1978) 

Du point de vue thermique, cela se traduit par une diminution de la prédominance de la 

conduction au profit de la convection dans la sous couche visqueuse. L’augmentation de la 

prédominance des effets cinétiques dans cette région de l’écoulement traduit le fait qu’une 

augmentation du mélange convectif se produit entre l’écoulement et la couche limite. 

L’augmentation de la rugosité n’entraine pas une augmentation significative de la taille de la 

surface d’échange. 

La turbulence peut également être déclenchée ou augmentée par la mise en place d’inserts 

dans l’écoulement. Ils sont généralement utilisés dans des échangeurs de chaleur coaxiaux 

afin d’intensifier un écoulement en gaz. Les inserts peuvent revêtir des formes multiples et ont 

tous comme mode d’action une réduction locale du diamètre hydraulique et la génération 

périodique de recirculations et de tourbillons. Du point de vue thermique, plus ces 

recirculations sont importantes et plus les transferts seront intensifiés. La contrepartie est une 

augmentation significative des pertes de charge dans la conduite. C’est pourquoi la 

philosophie des études portant sur ces dispositifs repose majoritairement sur leur optimisation 

géométrique dans le but d’obtenir la meilleure efficacité énergétique possible, en évaluant 

l’amélioration observée sur le coefficient d’échange thermique tout en prenant en compte 

l’augmentation de la puissance hydraulique liée à l’augmentation des pertes de charge. 

La littérature scientifique recense trois grandes catégories d’inserts : les inserts pétales ou 

« louvered strips » (Figure I-42), les anneaux coniques (Figure I-43) et les inserts diamant 

(Figure I-44).  Les sections qui suivent décrivent succinctement ces dispositifs. 

Les inserts en pétales (Figure I-42) sont constitués d’un barreau dont la surface extérieure est 

garnie d’extensions planes présentant un angle d’inclinaison par rapport à l’axe central de 
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l’écoulement. Deux configurations liées au positionnement des pétales par rapport au sens de 

l’écoulement ont été testées :  

- la configuration avant (Forward Arrangement de la Figure I-42)  

- la configuration arrière (Backward Arrangement de la Figure I-42). 

Les angles d’inclinaison peuvent varier (15°, 25° et 30°). La configuration avant présente 

généralement des nombres de Nusselt légèrement plus élevés. Cependant, à cause de son 

profil moins aérodynamique que la configuration arrière, les pertes de charge qu’elle génère 

sont supérieures. C’est pourquoi la configuration arrière obtient généralement un meilleur 

coefficient d’efficacité ζ que la configuration avant.  

 

 

Figure I-42 : Exemple d’inserts « pétales » utilisés en configuration avant ou arrière et détails en 

vue de face et de dessus (Eiamsa-arda, et al., 2007) 

Les anneaux coniques permettent de créer des perturbations ponctuelles de l’écoulement grâce 

à l’apparition de recirculations à leur sortie. Ils peuvent présenter un unique trou central ou un 

trou central en association avec des trous latéraux (Figure I-43).  

 
Figure I-43 : Exemples d’inserts coniques percés latéralement (Kongkaitpaiboon, et al., 2010) 
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Les inserts diamants (Figure I-44) ont un fonctionnement similaire aux anneaux coniques. 

Cependant, au lieu d’être accéléré au centre des inserts, le fluide est accéléré dans l’intervalle 

séparant les inserts de la paroi de la conduite. Les détachements tourbillonnaires sont produits 

au même endroit.  

 
Figure I-44 : Exemple d’insert en diamant (Eiamsa-ard, et al., 2010) 

En résumé, l’optimisation géométrique de ces différents générateurs de turbulence se base sur 

une multiplication des effets de bord d’attaque au sein de la canalisation afin d’augmenter ou 

de déclencher la turbulence ou des lâchers de tourbillons, favorables au transfert thermique. 

L’optimisation de ces effets de bord d’attaque est régie par le fait que les conditions de 

l’écoulement amont à un générateur doivent être grossièrement rétablies au début du 

générateur suivant. 

Générateurs d’écoulements tourbillonnaires 

Les écoulements tourbillonnaires résultent d’une mise en mouvement hélicoïdal du fluide 

permettant la création d’un écoulement secondaire tangentiel aux parois du tube. Le fluide 

situé au cœur de l’écoulement est alors entrainé vers les parois du tube. Le cisaillement est 

également augmenté dans l’ensemble de l’écoulement ce qui entraine naturellement une 

augmentation de la turbulence. Certains dispositifs sont même conçus afin d’augmenter 

artificiellement la turbulence grâce à des états de surface modifiés. Les phénomènes liés au 

transfert de chaleur ainsi que l’explication des comportements hydrodynamiques des 

écoulements tourbillonnaires est aujourd’hui encore incomplète (Liu, et al., 2013). Il est 

possible de séparer les générateurs d’écoulements tourbillonnaires en deux catégories.  

Le premier type de dispositif présenté ici est constitué des fils spiralés (Figure I-45). Ces 

derniers semblent naturellement coupler des écoulements tourbillonnaires à un déclenchement 

précoce de la turbulence. Ils paraissent également être bénéfiques dans le cadre de la lutte 

contre l’encrassement (Liu, et al., 2013). Ce type d’inserts est simple à mettre en place dans 

des installations déjà existantes. Ils semblent être très efficaces en régime hydrodynamique 

laminaire dont ils favorisent la transition turbulente à partir d’un nombre de Reynolds égal à 

700. En régime turbulent, ils sont efficaces du point de vue thermique, cependant ils 

augmentent également fortement les pertes de charge diminuant ainsi l’efficacité énergétique 

globale du dispositif.  

 
Figure I-45: Exemple de fil spiralé triangulaire inséré dans un tube (Gunes, et al., 2010) 
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Le deuxième type de dispositif est constitué par l’ensemble des mélangeurs statiques (Figure 

I-46 et I-47). Ce sont les plus couramment étudiés dans la littérature pour des tubes en 

monophasique comme le montre la revue bibliographique de Liu en 2013 (Liu, et al., 2013). 

Ils sont composés de bandes métalliques torsadées et possèdent différentes caractéristiques 

comme le pas ou la régularité de la torsade. Placés à l’intérieur des tubes des échangeurs de 

chaleur, ces dispositifs permettent l’apparition d’écoulements hélicoïdaux (« swirl flow ») 

augmentant les contraintes de cisaillement du fluide au niveau de la paroi. 

 

 

 

 

 

Figure I-46 : Exemple de «Twisted tapes» 

présentant différentes tailles de pas de torsade 

(Maddaha, et al., 2014) 
 

Figure I-47: Exemples « d’helical plates » 

avec ou sans barreau central (a et b) et 

discontinues (c) (Tabatabaeikia, et al., 

2014) 

Les mélangeurs statiques sont souvent associés aux fils spiralés (Figure I-48). Ces derniers 

sont alors placés autour des mélangeurs et proches de la paroi du tube. Là encore le pas ou le 

diamètre des spirales peuvent varier. L’association de mélangeurs statiques et de fils spiralés 

permet de diminuer les zones mortes dans l’écoulement. 

 
Figure I-48 : Exemples d’association de mélangeurs statiques et de fils spiralés (Promvonge, 2008) 

Les écoulements tourbillonnaires peuvent également être obtenus grâce à la mise en place de 

corrugations hélicoïdales. Ces dernières peuvent être obtenues par l’application à froid d’une 

contrainte locale sur la surface extérieure du tube à l’aide d’une roulette présentant un angle 

vif. Dans ce type de tubes, les pertes de charge sont générées par la combinaison 

d’écoulements secondaires hélicoïdaux, d’une augmentation du coefficient de trainée et d’une 

réduction de la section de passage générant une augmentation globale de la turbulence. Ce 

dispositif est basé sur une modification de la surface d’échange, cependant le phénomène 

physique recherché pour intensifier les transferts thermiques est bien la mise en place d’un 

écoulement hélicoïdal secondaire, d’où son évocation dans ce paragraphe.  
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Les fils spiralés (ou les corrugations hélicoïdales) et les mélangeurs statiques ne sont pas 

également efficaces dans les mêmes gammes de régimes d’écoulement. Comme cela a été 

mentionné au paragraphe I.1, le principal obstacle aux transferts thermiques convectifs vient 

de la couche limite visqueuse. En régime turbulent, il semble que les fils spiralés permettent 

un meilleur mélange que les mélangeurs statiques entre cette zone et le reste de l’écoulement 

du fait de leur positionnement en très proche paroi du tube. En revanche en régime laminaire, 

la couche limite est plus épaisse et les perturbations de plus grandes ampleurs générées par les 

mélangeurs statiques semblent plus efficaces pour intensifier les transferts thermiques 

(Dewan, et al., 2004). 

I.6.1.3 Modification de la géométrie de la surface d’échange : 

Les ailettes 

Le concept d’ailettes est à prendre au sens large. Il définit ici les dispositifs permettant la mise 

en œuvre conjointe de l’augmentation de la surface d’échange, de l’intensification de la 

turbulence ainsi que la répétition périodique de conditions d’établissement thermique et 

hydrodynamique. Les dispositifs les plus représentatifs de cela sont les ailettes à pas décalés. 

Cependant, comme le montre la Figure I-49, il existe une multitude d’autres configurations 

capables d’engendrer ce type de phénomènes. Ces dispositifs sont généralement mis en place 

pour des écoulements en gaz. 

 

 
Figure I-49 : Exemples d’ailettes au sens classique du terme, permettant périodiquement la mise 

en place de conditions d’établissement thermique et hydrodynamique  

Toujours dans le cadre d’écoulement en air et pour des géométries planes, des nervures 

triangulaires sur toute la largeur du canal combinées à des générateurs de turbulence en entrée 

du canal présentent le même mode de fonctionnement (Figure I-50). Ce type de dispositif est 

également mis en place dans le cadre de géométries cylindriques (Figure I-51). 
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Figure I-50 : Surfaces à nervures triangulaires isocèles avec ailettes triangulaires génératrices de 

turbulence (Promvonge, et al., 2010) 

 
Figure I-51 : Exemple d’inserts triangulaires (V-Nozzel) (Eiamsa-ard, et al., 2006) 

Enfin, l’objectif, visant simultanément l’augmentation de la surface d’échange, de 

l’intensification de la turbulence ainsi que la multiplication des conditions d’établissement, 

peut également être atteint grâce à la mise en place de corrugations en géométrie plane ou 

cylindrique (Figures I-52 et I-53).  

 
 

Figure I-52 : Exemple de tubes 

emboutis en chevrons (Meng, et al., 

2005) 

 

Figure I-53 : Exemple de plaque emboutie en 

chevrons et paramètres géométriques sur un tube 

(Li, et al., 2009) 

La corrugation est la mise en place d’ailettes ou de rainures taillées dans la masse. Lorsque 

l’échelle de ces corrugations est supérieure au millimètre, l’intensification de l’échange 

thermique est alors souvent la somme de l’effet direct associé à l’augmentation de la surface 

d’échange et des perturbations hydrodynamiques permettant un meilleur mélange entre le 

cœur de l’écoulement et les parois. Ces motifs en relief favorisent en effet la création et le 

détachement de tourbillons turbulents à l’arrière des nervures et la création d’écoulements 
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secondaires à contre-courant. Les tubes corrugués d’échangeurs coaxiaux ou tubes et 

calandres sont des exemples courants de ce type de technologie combinant l’augmentation de 

la surface d’échange et la perturbation de l’hydrodynamique. La corrugation est également 

extrêmement courante sur les surfaces d’échangeurs de chaleur à plaques.  

I.6.2 Méthodes actives 

Les méthodes actives d’intensification des transferts thermiques sont quasiment aussi 

anciennes que les méthodes passives. Il a été recensé des publications des années 1970 portant 

sur ces techniques en géométrie plane dans de l’air grâce à une plaque vibrante (Hagge, et al., 

1975). D’autres techniques ont consisté à faire tourner des surfaces d’échanges tubulaires 

autour de leur axe (McElhiney, et al., 1977) ou d’un axe parallèle (Mori, et al., 1971). Il est 

possible de décomposer les méthodes actives d’amélioration des transferts thermiques en deux 

grandes catégories : les procédés dont les parois du canal sont fixes et les procédés dont les 

parois sont mobiles. 

I.6.2.1 Parois de canal fixes 

Ces techniques mettent généralement en œuvre un système de mise en mouvement du fluide 

caloporteur selon différentes modalités.  

Augmentation du débit 

La plus simple des techniques actives consiste à augmenter la vitesse débitante au sein des 

canaux (plans ou tubulaires) de l’échangeur de chaleur. L’augmentation du débit de fluide 

caloporteur à diamètre hydraulique fixé ou l’augmentation du diamètre hydraulique à vitesse 

débitante fixée entraine l’augmentation du nombre de Reynolds et la prédominance des effets 

inertiels sur les effets visqueux. Lorsque le nombre de Reynolds atteint la valeur critique à 

partir de laquelle la turbulence se déclenche, le coefficient d’échange thermique se trouve 

amélioré. Cette technique entraine également une augmentation des pertes de charge. 

Jets impactants 

Les jets impactants consistent à mettre en œuvre un jet de fluide venant s’écraser sur une 

surface à chauffer ou à refroidir (Figure I-54). Cette technique permet une amélioration 

notable des transferts thermiques grâce à une déstructuration de la couche limite et à un 

mélange des couches fluides de la surface. Un ou plusieurs jets stationnaires (débit constant 

dans le temps) ou instationnaires peuvent être mis en œuvre. Cette technique est 

particulièrement adéquate pour le refroidissement de surface et permet de remplacer 

avantageusement les systèmes de refroidissement par convection naturelle ou forcée dans 

certains contextes. C’est pourquoi elle est employée dans des domaines tels que le 

refroidissement de dispositifs de combustion comme les turbines à gaz ou à haut flux 

thermique, l’électronique, les rayons X, etc…  

La Figure I-54 illustre la structure d’un jet impactant unique. De manière générale ce type de 

dispositif comprend une buse d’injection du fluide située à une certaine distance de la surface 

sur laquelle a lieu l’échange. La région d’établissement du jet (zone 1 de la Figure I-54) est 

constituée de deux parties, le cœur et la périphérie. Dans le cœur, la vitesse d’écoulement est 

quasiment égale à la vitesse de sortie de la buse d’injection. À la périphérie la vitesse est 



 

 

61 

moindre. La fin du cœur est définie traditionnellement comme la région dans laquelle la 

vitesse du fluide est égale à 95% de la vitesse en sortie de buse (Gauntner, et al., 1970).  

 

 

Figure I-54 : Illustration du jet impactant unique et des différentes régions mises en jeu (Léal, et 

al., 2013) 

La région d’écoulement établi (zone 2 de la Figure I-54) commence à la fin du cœur. La 

largeur totale du jet augmente à mesure que la distance entre la surface d’échange et le jet 

diminue. À l’inverse, la vitesse axiale diminue.  

Lorsque le jet impacte la surface d’échange, le fluide est éjecté sur les côtés. Cette région 

(zone 3 de la Figure I-54) se caractérise par une diminution brutale de la vitesse axiale et une 

augmentation locale de la pression statique (pression d’arrêt) menant à l’existence d’un point 

à vitesse nulle et d’une zone d’écoulement périphérique. En fonction du ratio existant entre la 

distance buse-surface (z) et le diamètre de la buse (Di), les comportements thermiques et 

hydrodynamiques ne sont pas les mêmes (Jambunathan, et al., 1992) : 

- 𝒛/𝒅 < 6 : Le point de stagnation est l’endroit pour lequel on mesure le plus faible 

taux de transfert thermique. L’écoulement autour de ce point est laminaire.  

- 𝒛/𝒅 = 6 : La distance surface-buse d’injection est égale à la fin du cœur. C’est au 

point de stagnation que l’on mesure le meilleur Nusselt du fait de la présence 

d’instabilités de Kelvin-Helmholtz.  

- 𝒛/𝒅 > 6 : Lorsque la distance entre la buse et la surface augmente encore, la 

vitesse d’écoulement du jet diminue, entrainant la diminution du nombre de 

Nusselt au niveau du point de stagnation. Le nombre de Nusselt en ce point reste 

supérieur aux valeurs mesurées autour. L’éloignement au point de stagnation 

entraine une diminution du nombre de Nusselt mesuré.  

Enfin la zone de jet de paroi (zone 4 de la Figure I-54) est caractérisée par une augmentation 

de la vitesse radiale jusqu’à un maximum à partir duquel elle recommence à diminuer de 

manière linéaire. Une transition laminaire-turbulente apparait du fait de la disparition des 

effets stabilisants de l’accélération du fluide. Dans les cas de faible distance buse-surface, 

cette transition induit une augmentation locale du nombre de Nusselt.  

À condition que le point d’impact soit situé au-delà de la distance buse-surface pour laquelle 

le ratio 𝑧/𝑑 < 6, les valeurs du nombre de Nusselt sont maximales au point de stagnation et 

décroissent rapidement ensuite. C’est la raison pour laquelle les dispositifs à jets multiples 

sont apparus. 
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Les régions composants un jet impactant unique sont les mêmes que celles composant les jets 

multiples. Lorsqu’il n’existe pas d’interaction entre les jets, tout se déroule comme si chaque 

jet était unique. Dans le cas d’interaction, deux facteurs majeurs doivent être pris en compte : 

- l’interaction entre les jets avant l’impact, 

- le choc frontal des écoulements sur la plaque après l’impact de chacun des jets.  

L’interaction entre deux jets avant l’impact en réduit les vitesses et diminue la taille des 

cœurs. Une recirculation peut apparaitre entre deux cœurs ayant pour effet de diminuer les 

transferts thermiques au niveau de la surface d’échange.  

Cependant des jets proches favorisent le phénomène de collision frontale entre les 

écoulements de surface et permettent une amélioration des transferts thermiques grâce à 

l’apparition de zones de turbulences. Ceci est particulièrement vrai lorsque les buses 

d’injection et la plaque sont proches ou lorsque les vitesses de jets sont élevées (Weigand, et 

al., 2011). Par conséquent, il faut trouver un bon compromis entre la distance séparant deux 

jets et la maximisation de l’effet de choc frontal issu des écoulements de surface. 

Les instabilités à l’origine du phénomène d’intensification thermique en jets stationnaires 

multiples peuvent également être créées par la génération de jets instationnaires. Ces 

écoulements pulsés permettent une déstructuration de la couche limite grâce à l’apparition 

d’instabilités hydrodynamiques et à l’augmentation de la turbulence. Dans le cas de jets 

impactants intermittents, le ratio entre le temps de pulsation et le temps d’arrêt des jets ainsi 

que la distance buse-surface ont chacun une influence sur les transferts thermiques (Xu, et al., 

2010). Leur intensification semble être due à une augmentation de la turbulence, à la création 

de tourbillons de recirculation plus grands, à une augmentation du mélange issu des 

instabilités et à la réduction de la couche limite (Xu, et al., 2010). La fréquence et l’amplitude 

des instabilités sont donc de nouveaux paramètres déterminants à ajouter à la liste déjà 

énoncée précédemment (Zhou, et al., 2009).  

Sprays 

Les sprays ont pour caractéristique d’être des suspensions de gouttelettes de liquide dans un 

gaz. Ils peuvent être générés de deux façons : soit par l’entrainement du liquide grâce à un gaz 

(air) qui sert d’agent d’atomisation et de propulseur, soit à l’aide d’un dispositif d’atomisation 

utilisant la surpression d’un réservoir de liquide par rapport à l’enceinte de transfert thermique 

comme force motrice et atomisante. Le spray est une technique pouvant être utilisée en 

monophasique ou en évaporation en fonction de la température de la surface sur laquelle 

s’opèrent les transferts thermiques. 

Lorsque la surface chauffante est à une température très inférieure à la température 

d’ébullition, le régime de transfert thermique est monophasique. Les échanges de chaleur 

entre la paroi et le fluide sont améliorés car les gouttelettes de fluide impactent la surface 

d’échange créant un meilleur mélange au niveau du film de liquide. 

Lorsque la température de paroi approche de la température de saturation du fluide, le 

phénomène de transfert thermique prédominant est l’évaporation du fluide. Cette dernière est 

favorisée par les sprays car le film liquide semble favoriser un phénomène appelé seconde 

nucléation qui améliore l’évaporation et le taux de turbulence (Rini, et al., 2002). La 
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nucléation secondaire se produit au cœur du liquide et non en paroi et ne semble pas 

nécessiter d’hystérésis de température pour avoir lieu (Kim, 2006). La formation de seconds 

sites de nucléation est issue de l’enveloppe gazeuse entourant les gouttelettes de fluide. 

Lorsque ces dernières pénètrent dans le film liquide, l’enveloppe gazeuse est dissoute créant 

des sites de nucléation au cœur du fluide. Le nombre de sites de nucléation est donc 

proportionnel au nombre de gouttelettes (Rini, et al., 2002) cependant il ne faut pas que le 

débit soit trop important afin de ne pas augmenter l’épaisseur de film liquide en surface 

(Yang, et al., 1996). 

De la même manière que pour les jets impactants, le refroidissement par spray semble être 

sensible aux paramètres tels que la distance buse-surface, l’état de surface, la vitesse, la taille 

et la densité des gouttelettes de fluide ou l’angle d’incidence du spray (Léal, et al., 2013). 

Électro-hydrodynamique (EHD) 

L’amélioration des transferts thermiques par électro-hydrodynamique est basée sur un 

ensemble de techniques consistant à soumettre l’écoulement d’un fluide diélectrique à un fort 

champ électrique alternatif ou continu sous faible courant électrique. Du fait du caractère 

isolant (diélectrique) du fluide, un gradient de champ électrique va apparaitre, donnant 

naissance à différents courants convectifs au sein du fluide. Les phénomènes électro-

hydrodynamiques sont utilisés en écoulement monophasique ainsi qu’en ébullition nucléée, 

qui semble en être le principal domaine d’étude. 

Trois phénomènes électriques différents entrent en jeu et s’additionnent : 

- la force de Laplace (ou électrophorétique) due à la présence de charges électriques 

libres (ions) dans le fluide et dirigée selon le champ électrique, elle génère un 

écoulement appelé vent coronal, 

- la seconde force est issue d’un gradient de permittivité diélectrique généré par le 

gradient de température dans la couche limite. Elle est appelée force 

diélectrophorétique,  

- enfin la dernière composante de la force électrodynamique apparait s’il existe une 

interface liquide-vapeur et engendre un phénomène d’électrostriction.  

Pour un champ électrique continu de 30 kV appliqué à un écoulement laminaire d’huile en 

section annulaire monophasique, les coefficients de transfert thermique sont multipliés par 20 

alors que les pertes de charge n’ont été augmentées que d’un facteur 3 (Fernandez, et al., 

1987).  

I.6.3 Parois de canal mobiles 

Le contrôle de l’écoulement du fluide dans la couche limite est essentiel à la maitrise des 

transferts thermiques en convection. La mise en mouvement des parois du canal le permet en 

favorisant le mélange entre la couche limite et le cœur de l’écoulement ainsi qu’en diminuant 

la taille et l’homogénéité de la couche limite. Trois méthodes principales sont recensées dans 

la littérature afin de mettre en œuvre la mise en mouvement des parois (Léal, et al., 2013) : 

- la génération d’un jet synthétique imposé par les oscillations d’un diaphragme 

fermant une cavité, 
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- la déformation d’un solide sous de fortes amplitudes,  

- la génération d’ondes acoustiques par l’intermédiaire d’une paroi oscillante. Cette 

dernière technique rejoint l’objet de cette étude et fera l’objet du paragraphe I-7.  

Jets synthétiques 

Les jets synthétiques, également appelés jets à flux de masse nul, sont mis en œuvre par 

l’aspiration et le refoulement alternatif d’un fluide dans une cavité dont l’extrémité intérieure 

est fermée par une membrane oscillante. Cette technologie semble répondre aux exigences de 

compacité nécessaire au refroidissement électronique (Arik, et al., 2008). Les premières 

publications relatant cette méthode d’intensification semblent débuter à la fin des années 90 

(Thompson, et al., 1997). 

Le nombre de Nusselt associé aux jets synthétiques est fonction du nombre de Reynolds du jet 

tel que défini par Smith et Glezer (Smith, et al., 1998) ainsi que du nombre de Prandtl. 

D’autres paramètres tels que la distance orifice-surface (ratio entre cette distance sur le 

diamètre de l’orifice), la taille adimensionnelle de l’orifice (ratio entre sa taille et son 

diamètre) ou encore la taille adimensionnelle de la plaque chauffante (ratio de sa demi-

longueur sur le diamètre de l’orifice) (Chaudhari, et al., 2010) sont pertinents dans l’étude de 

l’intensification de transferts thermiques grâce aux jets synthétiques. 

De la même façon que pour les jets impactant classiques, les jets multiples ont été testés par la 

mise en œuvre d’une cavité commune reliée à un orifice central et quatre satellites. A 

puissance d’oscillation imposée et en comparaison avec un orifice simple, cette configuration  

semble diminuer la distance orifice-surface d’échange optimale permettant de gagner en 

compacité (Chaudhari, et al., 2011). 

Déformation de solides sous de fortes amplitudes 

Cette section ne traite que des lames vibrantes oscillant à des fréquences inférieures à 18 kHz. 

Les oscillations de fortes amplitudes d’un solide permettent la mise en mouvement du fluide 

situé alentour. La revue bibliographique de (Léal, et al., 2013) recense deux manières 

différentes de générer de tels phénomènes : 

-  les lames vibrantes (ou ventilateurs piézoélectriques), 

-  les plaques de canal oscillantes.  

Le but est toujours de générer un meilleur mélange et une déstructuration de la couche limite 

visqueuse.  

La lame vibrante consiste en une lame souple en porte à faux fixée à une source oscillante 

excitatrice. La lame vibre selon des modes longitudinaux et émet des lâchers de vortex 

successifs de type Von-Karman se propageant perpendiculairement au plan de vibration de 

l’extrémité libre créant une recirculation lorsqu’ils sont générés en proche paroi d’un obstacle 

perpendiculaire à la lame vibrante et de géométrie plane (Ihara, et al., 1994) (Figure I-55). 

Cette technologie est généralement utilisée afin de mettre localement en mouvement un fluide 

proche d’un point chaud dans une enceinte stagnante. Une étude portant sur un élément 

chauffant vertical plan dans de l’air a permis de comparer un cas en convection naturelle et un 

autre pour lequel une lame vibrante est activée. Des simulations numériques de tels dispositifs 
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ont permis d’obtenir des diminutions de température de paroi de 33,2°C (température de paroi 

diminuant de 70,6°C à 37,4°C) ainsi que des facteurs d’intensification du coefficient de 

transfert thermique de 375% ont été mesurés (Açıkalın, et al., 2007) (Figure I-56).   

 
  

 
Figure I-55 : Exemple de lâchers de tourbillons générés par l’extrémité libre d’une lame vibrante. 

Images séparées par 1/12 de période d’oscillation. Le filet de fumée est initialement situé à trois 

millimètres de l’extrémité libre du ventilateur. Amplitude maximale 50 mm (Ihara, et al., 1994) 

  
Figure I-56: Simulation numérique d’un écoulement d’air généré par une lame vibrante 

horizontale (barre rouge positionnée en y = 0 m). La lame vibrante fait face à un obstacle vertical 

plan (carré rose situé en x = 0,09 m et -0,02<y<0,03 m). Les trais noirs continus et fléchés 

représentent les lignes d’iso-vitesse de l’air. L’échelle de couleur traduit les valeurs de la vitesse 

(Açıkalın, et al., 2007) 

Parois de canal oscillantes 

Les parois de canal oscillantes sont étudiées numériquement depuis 2002 (Yang, 2002). Cette 

technologie semble permettre une amélioration des transferts thermiques ainsi qu’une mise en 

mouvement du fluide le long du canal. Aucune étude expérimentale n’est recensée par la 

revue bibliographique de Leal (Léal, et al., 2013). Ce type de technologie offre la possibilité 

de mettre en mouvement le fluide grâce aux oscillations de la paroi et de découpler le débit de 

fluide des valeurs du coefficient de transfert thermique.  
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Certains systèmes utilisant les ultrasons peuvent s’apparenter à des parois oscillantes dont les 

fréquences seraient plus élevées. Des lames vibrantes oscillant à des fréquences ultrasonores 

ont notamment été utilisées comme technique d’intensification des transferts thermiques (cf. 

paragraphe I.7.1). En effet, les ultrasons génèrent des ondes dans le fluide capables de le 

mettre en mouvement et de déstructurer la couche limite visqueuse. En revanche aucune 

publication ne fait état de l’utilisation d’ultrasons comme source motrice du fluide. Le 

paragraphe I-7 traite de l’utilisation de ces derniers à des fins d’intensification des transferts 

thermiques en convection naturelle et forcée 

I.6.4 Conclusion au paragraphe I-6 

Deux grandes catégories de techniques d’intensification des transferts thermiques existent : 

les méthodes passives et les méthodes actives. 

Les méthodes passives sont constituées de toutes les techniques ne nécessitant pas l’emploi de 

sources d’énergies secondaires nécessaires au fonctionnement du dispositif. Certaines 

techniques, comme la modification des propriétés de la surface d’échange par nano 

structuration ou par voie chimique, sont principalement employées en changement de phase et 

ne modifient pas significativement les pertes de charge. Cependant, pour la majorité des 

techniques s’appliquant aux transferts thermiques monophasiques en conduite, le terme de 

technique passive est trompeur. En effet, la plupart d’entre elles basent leur fonctionnement 

sur une modification de l’hydrodynamique de l’écoulement et sur une augmentation de la 

turbulence. Le but est alors d’augmenter les effets inertiels, plus efficaces en termes de 

mélange, au détriment des effets visqueux. Cela se traduit par une augmentation des pertes de 

charge et donc de la puissance de pompage. Certaines techniques comme les nanofluides 

n’ont pas pour principe de modifier l’hydrodynamique mais d’optimiser les propriétés 

thermiques des fluides caloporteurs utilisés grâce à des suspensions métalliques colloïdales. 

Cependant, les études récentes ont révélé que le bilan énergétique global de ces fluides n’est 

pas aussi avantageux qu’il n’y parait. En effet ces ajouts de nanoparticules entrainent 

généralement une augmentation significative de la viscosité et donc de la puissance de 

pompage nécessaire à la mise en mouvement du fluide.  

Malgré tout, dans bien des cas, les méthodes passives d’intensification se basant sur une 

modification de l’hydrodynamique sont les solutions privilégiées dans les échangeurs de 

chaleur monophasiques. En effet, leur faible coût de fabrication et leur facilité de mise en 

œuvre compensent l’augmentation de la puissance de pompage inhérente à leur principe de 

fonctionnement. De plus, cette puissance de pompage reste très souvent faible devant la 

puissance thermique échangée.  

Le terme de techniques actives regroupe tous les dispositifs d’intensification des transferts 

thermiques dont le fonctionnement nécessite un apport énergétique autre que celui lié à la 

puissance de pompage permettant de mettre en mouvement le fluide. Comme pour les 

techniques passives, ce terme regroupe une multitude de dispositifs mettant en jeu des 

principes totalement différents.   

La catégorie des jets regroupe les jets impactant et les sprays. Dans les deux cas, le principe 

consiste en l’injection sur une surface d’échange thermique dans une enceinte fermée d’un 
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écoulement continu (jet impactant) ou sous forme de gouttelettes (spray). Ces techniques 

peuvent être utilisées en régime monophasique ou diphasique selon les conditions opératoires 

telles que la température de la surface d’échange ou le débit de liquide injecté. Le spray est 

particulièrement adapté aux échanges diphasiques. Ces systèmes peuvent autant être 

considérés comme des techniques de transferts thermiques à part entière que comme des 

techniques d’intensification tant ces dispositifs sont basés sur des mécanismes et une mise en 

œuvre technique qui leur sont propres. 

Une seconde technique semble appropriée au refroidissement d’une surface enfermée dans 

une enceinte close. Elle utilise la capacité de génération de vortex de Von-Karman d’une lame 

flexible, soumise à de fortes amplitudes, aux environs d’une surface d’échange. Ce dispositif 

semble particulièrement pertinent dans un contexte d’intensification d’échange thermique par 

convection naturelle dans un milieu gazeux. Là encore, l’application d’un tel dispositif dans 

un contexte d’écoulement en conduite semble peu pertinente.   

Quelques techniques semblent en revanche applicables pour un écoulement en conduite 

notamment grâce à des dispositifs capables de générer des écoulements secondaires dans le 

fluide caloporteur. Si le fluide est diélectrique, la mise en place d’un fort champ électrique 

permet l’apparition de phénomènes convectifs générés sous l’effet de différentes forces 

électriques (Électro-hydro-dynamique ou EHD). Il semble que cette technique permette 

d’augmenter le coefficient d’échange thermique six fois plus vite que les pertes de charge 

(Fernandez, et al., 1987). L’EHD ne nécessite pas de parois de canal mobiles. Il est également 

possible de soumettre ces mêmes parois à des vibrations de manière à générer des 

écoulements secondaires aptes à perturber l’hydrodynamique présente dans le canal. C’est le 

principe employé par le jet synthétique, dont le flux net de masse est nul. En cela, il est proche 

des courants acoustiques de Eckart. Il est également possible de faire vibrer la paroi selon un 

mode d’ondes transverses, capable de mettre en mouvement le fluide de façon autonome. 

Dans la mesure où il serait possible de faire vibrer la surface d’échange, cette technique 

présenterait l’avantage principal de découpler la vitesse d’écoulement du fluide caloporteur 

des valeurs de Nusselt. 

Quoi qu’il en soit, peu importe le type de technique d’intensification employée, il existe un 

principe qu’il semble difficile de transgresser : l’intensification des transferts thermiques 

présente toujours un coût énergétique non nul. 

Le paragraphe I-7 va maintenant aborder en détail l’intensification des transferts thermiques 

sous ultrasons en convection naturelle et forcée monophasique.  

I.7  Intensification ultrasonore des transferts thermiques : État de l’art 

La capacité des ultrasons et des ondes acoustiques à intensifier les transferts thermiques est 

connue depuis les années soixante (Fand, et al., 1960; Bergles, et al., 1965; Gould, 1965). Le 

nombre d’études concernant leur utilisation dans ce domaine connait une forte augmentation 

depuis une quinzaine d’années (Figure I-57). 
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Figure I-57: Nombre d’articles traitant de l’utilisation des ultrasons dans les transferts thermiques 

par décades. D’après (Legay, et al., 2011) actualisé 

Les principaux secteurs de la recherche en transferts thermiques sont investigués. La majorité 

des études réalisées est dédiée à la convection naturelle ainsi qu’à l’ébullition nucléée, avec 

32% du total des articles publiés de 1960 à 2016 pour chacun de ces domaines (Figure I-58).  

 
Figure I-58: Part de chaque domaine d’étude des ultrasons et des transferts thermiques. Réalisé 

sur un total de 114 articles recensés de 1960 à 2016. D’après (Legay, et al., 2011) actualisé 

En ébullition, la conclusion principale des travaux concerne le flux critique (Douglas, et al., 

2007). Les ultrasons, et notamment la cavitation acoustique, permettraient aux bulles de 

vapeur de se former et de se détacher plus facilement de la paroi chauffante, retardant 

l’apparition de la crise d’ébullition. Le flux de chaleur maximal qu’il est possible de transférer 

sans surchauffe (flux critique) entre la paroi et le fluide est ainsi augmenté.  

Les autres domaines d’étude tels que le changement de phase solide-liquide, les échangeurs 

de chaleur, les simulations numériques et les études d’échauffement de tissus vivants par les 

ultrasons représentent un tiers des publications (Figure I-58). Le séchage n’est pas ici pris en 

compte car le principal phénomène mis en jeu dans les articles sur le séchage s’apparente plus 

à un égouttage vigoureux dû aux vibrations acoustiques qu’à du transfert thermique stricto 

sensu. 

Les travaux présentés dans la suite de cette étude bibliographique porteront uniquement sur 

l’intensification ultrasonore des transferts de chaleur en convection naturelle et forcée. La 

revue bibliographique de Legay (Legay, et al., 2011) répertorie les valeurs d’intensification 

des coefficients d’échange thermique issues de l’utilisation des ultrasons dans tous les 
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domaines précédemment cités. La philosophie de l’état de l’art présenté dans ce mémoire est, 

quant à elle, plus axée sur la compréhension des mécanismes physiques à l’œuvre dans les 

phénomènes d’intensification ultrasonore des transferts thermiques. 

Les ultrasons peuvent être vus comme un vecteur d’agitation microscopique et 

macroscopique. Les phénomènes physiques qui en sont communément reconnus comme 

responsables sont la cavitation acoustique, le courant acoustique de Schlichting à l’échelle 

microscopique et le courant acoustique d’Eckart à l’échelle macroscopique. Ces phénomènes 

permettraient de diminuer l’épaisseur de la couche limite thermique comme le ferait la 

turbulence dans un écoulement en convection forcée. Le courant acoustique de Schlichting 

induit de fortes contraintes aux interfaces liquide-gaz. Ces contraintes, associées aux violents 

micro-jets issus du collapse des bulles, entrainent le cisaillement de la couche limite 

visqueuse responsable de la résistance thermique en paroi. Le courant acoustique d’Eckart 

génère un flux convectif à masse constante dans l’écoulement, capable d’impacter la surface 

chauffante. Par conséquent, la question consistant à interroger le sens de la dénomination de 

convection naturelle lorsqu’un système thermique est soumis à une irradiation ultrasonore 

dans un liquide est ouverte aujourd’hui encore. De même, la validité des corrélations 

permettant le calcul de coefficient d’échange thermique en convection naturelle peut être 

discutée lorsque l’interface chauffante est soumise à une irradiation ultrasonore. Dans tous les 

paragraphes qui suivent, les puissances ultrasonores mentionnées sont les puissances 

électriques nécessaires à l’alimentation des transducteurs 

I.7.1 Convection naturelle 

Différentes configurations expérimentales permettent d’étudier l’influence des ultrasons sur 

les transferts thermiques en convection naturelle. Les plus fréquemment rencontrées dans la 

littérature scientifique sont décrites ci-dessous. 

 Convection naturelle autour d’une forme cylindrique : 

o Le cylindre peut être un barreau horizontal chauffé par effet Joule et noyé dans 

une cuve remplie de liquide. Les transducteurs ultrasonores utilisés sont de 

type pavé horizontal placé sous l’élément chauffant (Figure I-59 (a) (Hoshino, 

et al., 1977)) ou sonotrode irradiant le barreau par le haut (Figure I-59 (b) (Caï, 

et al., 2009) (Zhou, et al., 2004)).  

o La convection naturelle générée par un fil chauffant (Figure I-59 (a) (Hoshino, 

et al., 1975)). Cette configuration couple souvent une étude en convection 

naturelle et en ébullition nucléée sous refroidie (Kim, et al., 2004), (Wong, et 

al., 1969). La trempe d’un fil chauffé par effet Joule a également été étudiée 

(Yamashiro, et al., 1998). Les phénomènes thermiques alors mis en jeu durant 

cette opération couplent simultanément la convection naturelle ainsi que 

l’ébullition nucléée. 

o Le flux thermique peut également être apporté par un caloporteur circulant 

dans un tube plongé dans une cuve. Cette configuration permet de s’intéresser 

en parallèle aux échanges thermiques soumis à la convection naturelle et forcée 

(Figure I-60 (b) (Monnot, et al., 2007)).  
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Figure I-59 : Configurations transducteur et barreau chauffant plongés dans un 

liquide étudiées dans la littérature. (a) et (b) (Zhou, et al., 2004). (c) (Caï, et al., 

2009) et (Zhou, et al., 2004) 

 
Figure I-60: Autres configurations de la littérature utilisant un liquide. 

transducteur/fil chauffant (Hoshino, et al., 1975) (Kim, et al., 2004) (Wong, et al., 

1969) (Yamashiro, et al., 1998). (b) transducteur/serpentin chauffant (Monnot, et 

al., 2007) 
 

 Convection naturelle sur une surface d’échange plane : 

o Dans ce cas la surface peut être verticale ou horizontale (Figure I-61 (a) et (c) 

(Nomura, et al., 2000; Nomura, et al., 2002)). En configuration horizontale la 

surface chauffante est majoritairement orientée vers le bas. Le transducteur 

ultrasonore, placé en-dessous, est alors orienté vers le haut de manière à ce que 

les ondes acoustiques impactent la surface chauffante perpendiculairement.  

o Des études ont également été menées afin d’étudier l’influence de l’angle 

d’incidence des ultrasons sur la plaque chauffante. Le transducteur est 

maintenu horizontal alors que la plaque est inclinable de 0° (vertical) à 90° 

(horizontal) (Figure I-61 (b) (Yukawa, et al., 1975)). 
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Figure I-61: Configurations transducteur - plaque chauffante plane dans un liquide 

utilisées dans la littérature (zones chauffantes en rouge, zones isolées thermiquement en 

gris). (a) et (b) bloc piézoélectrique (Nomura, et al., 2000) et  (Yukawa, et al., 1975). (c) 

sonotrode (Nomura, et al., 2002) 

 Convection naturelle autour d’une sphère chauffée.  

Cette configuration est plus anecdotique que celles précédemment citées. L’expérience 

consiste alors à mesurer le temps de refroidissement dans un liquide d’une sphère 

métallique généralement en cuivre en conditions silencieuses et ultrasonores (Kiani, et 

al., 2012).   
 

 Convection naturelle à la surface d’un transducteur piézoélectrique. 

Ce type d’étude n’a pas pour but d’intensifier les transferts thermiques mais plutôt de 

déterminer quels sont les phénomènes de dissipation de la chaleur générés par un 

transducteur piézoélectrique focalisé à haute fréquence (Type HIFU) (Orandrou, 

2013). Ce type de transducteur est utilisé en médecine afin de détruire des caillots 

(Yoshizawa, et al., 2009) ou des zones tumorales. Il est donc important de connaitre 

précisément les mécanismes qui mettent en jeu le transfert d’énergie thermique entre 

le transducteur piézoélectrique et le milieu de propagation des ondes. 

 

I.7.1.1 Influence de la distance transducteur plaque chauffante 

La taille de l’entrefer séparant le transducteur ultrasonore de la plaque chauffante est un 

paramètre intimement lié au régime de propagation des ondes acoustiques dans le milieu. En 

effet, ce paramètre influence directement la façon dont l’intensité acoustique varie lorsque 

l’on s’éloigne du transducteur. Le régime de propagation de l’onde peut être stationnaire ou 

progressif (cf. Chapitre I.3.2). 

Cas des ondes stationnaires 

Les ondes stationnaires, générées dans le contexte de l’intensification des transferts 

thermiques, sont bornées par des interfaces rigides d’impédances acoustiques supérieures au 

milieu de propagation (un liquide pour les cas étudiés). Ces bornes sont constituées d’une part 

par la surface chauffante, qui fait office de réflecteur, et d’autre part par la surface du 

transducteur. Ces conditions entrainent un ventre de pression et un nœud de déplacement au 

niveau de la surface chauffante. Le régime acoustique stationnaire avec interface rigide est le 

cas le plus courant lorsque la surface chauffante est plane et de taille comparable ou 

supérieure à celle du transducteur ultrasonore. 



72 

 

L’influence de la taille de l’entrefer sur le coefficient de transfert thermique dans le cas d’une 

plaque chauffante plane en champs acoustiques stationnaires est abordée dans deux 

publications (Nomura, et al., 1993; Nomura, et al., 2000). Ces dernières utilisent de l’eau plate 

non dégazée permettant l’apparition de bulles de cavitation acoustique. Ces articles seront 

analysés plus en détail au paragraphe I.7.1.4 qui traite de l’effet de la cavitation sur les 

transferts thermiques. Cependant une 1
ère

 observation montre que le coefficient d’échange 

thermique varie de façon plus ou moins périodique autour d’une valeur moyenne à mesure 

que l’entrefer transducteur-plaque chauffante augmente (Figure I-62). Ce phénomène se 

produit pour les trois fréquences testées.   

 

Figure I-62: Variation du coefficient d’échange thermique [W.m
-2

.K
-1

] en fonction de l’entrefer 

transducteur-plaque chauffante [mm] dans de l’eau plate non dégazée pour une plaque chauffante 

horizontale située au-dessus d’un transducteur générant des ondes stationnaires sur une superficie 

de 280*280 mm². D’après (Nomura, et al., 2000) 

L’influence de l’entrefer, dans un contexte d’ondes stationnaires, a également été étudié pour 

des géométries de chauffe cylindriques avec l’utilisation d’un barreau (Hoshino, et al., 1977) 

ou un fil chauffant (Hoshino, et al., 1975) dans de l’eau dégazée et dé-ionisée empêchant 

l’apparition de cavitation acoustique. Ces études ont mis en évidence un effet de courant 

acoustique de Schlichting-Rayleigh qui sera discuté au paragraphe I.7.1.5. Là encore un 

phénomène d’oscillation du coefficient d’échange thermique a été observé (Figure I-63). 

La présence ou non de cavitation ainsi que la géométrie de la surface chauffante sont les deux 

différences majeures de ces quatre études. La troisième différence porte sur la manière dont le 

champ stationnaire est généré. Lorsque la surface chauffante est plane, elle sert de réflecteur, 

alors que les surfaces chauffantes cylindriques sont plongées dans un champ stationnaire 

préexistant. Une conclusion commune peut être tirée de ces articles quels que soient les 

paramètres géométriques, la puissance acoustique, les fréquences étudiées ou, dans une 

certaine mesure, la présence ou non de cavitation (ce point sera également abordé au 

Paragraphe I.7.1.4) : lorsqu’une surface chauffante est plongée dans un champ acoustique 

stationnaire, les valeurs du coefficient d’échange thermique mesurées oscillent plus ou moins 

régulièrement autour d’une valeur moyenne constante. 
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Figure I-63: Évolution spatiale du rapport des coefficients d’échange thermique 𝒉𝒖𝒔 𝒉𝒔𝒊𝒍𝒆𝒏𝒄𝒊𝒆𝒖𝒙⁄  

d’un fil de platine (diamètre 0,4 mm) dans un champ stationnaire d’onde ultrasonore. Intensité 

ultrasonore 0,14 W/cm², flux thermique surfacique 0,285 W/cm². Les nœuds et les ventres sont des 

nœuds et des ventres de déplacement et non de pression (déphasage de ψ/4) (Hoshino, et al., 1975)  

Cas des ondes progressives 

Lorsque les conditions permettant l’établissement d’un champ d’ondes stationnaires ne sont 

pas remplies, l’onde se propage (onde progressive) et son intensité décroît à mesure que la 

distance à la source augmente. Les systèmes thermiques soumis à des ondes progressives ont 

été beaucoup moins étudiés que ceux soumis aux ondes stationnaires. Les articles existants 

traitent le cas de surfaces chauffantes planes (Nomura, et al., 2002), ou cylindriques telles 

qu’un barreau ou un fil chauffant (Kim, et al., 2004). Les transducteurs utilisés sont de type 

sonotrode (Nomura, et al., 2002) (Zhou, et al., 2004) ou bloc plan (Kim, et al., 2004). La 

présence de cavitation acoustique est mentionnée dans toutes les études. Les fluides utilisés 

sont de l’eau plate non dégazée, de l’eau plate dégazée, de l’acétone ou du perfluorohexane 

(FC72). Les distances séparant les éléments chauffants et les transducteurs utilisés sont toutes 

comprises entre 0 et 14 cm. Deux études traitent des effets couplés du courant acoustique 

(convection) et de la cavitation (cisaillement et micro-jets) (Nomura, et al., 2002) (Zhou, et 

al., 2004) et une autre étudie principalement l’effet de la cavitation (Kim, et al., 2004). Toutes 

ces études sont réalisées à basse fréquence ultrasonore (18 à 100 kHz). 

Dans cette section, il ne sera traité qu’un seul cas, celui des essais réalisés en eau dégazée par 

(Nomura, et al., 2002). Les publications de Kim et de Zhou seront traitées dans le paragraphe 

I.7.1.4 dédié à la cavitation car, pour ces études, les résultats sont fortement modifiés par la 

présence massive de bulles de cavitation. 

Lorsque le nombre de bulles de cavitation est modéré (Nomura, et al., 2002), l’augmentation 

de la distance transducteur-surface chauffante entraine une diminution sensible des valeurs du 

coefficient d’échange thermique (Figure I-64). La diminution n’est pas immédiate et passe au 

préalable par une phase constante sur les dix premiers millimètres. Cette phase est associée 

par les auteurs à une zone dans laquelle l’activité cavitationnelle est constante. Ce point sera 

détaillé au paragraphe I.7.1.4. La phase décroissante de la Figure I-64 correspond 

physiquement aux distances transducteur-surface chauffante pour lesquelles les bulles de 

cavitation produites au niveau de la sonotrode sont propulsées à la manière d’un jet sur la 

surface chauffante. D’après les auteurs, la diminution de l’intensification du coefficient 

d’échange correspond à l’atténuation de la vitesse du jet de bulles à cause de la viscosité.   

E

E

E 

E

E

E

E 
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Figure I-64: Évolution du coefficient d’échange thermique en eau plate dégazée (absence de 

cavitation acoustique) en fonction de la distance transducteur-plaque chauffante à puissance 

ultrasonore fixée dans de l’eau plate non dégazée (diamètre sonotrode 6 mm). Fréquence 

ultrasonore 60,7 kHz (Nomura, et al., 2002) 

I.7.1.2 Influence de l’angle d’incidence de la plaque chauffante 

L’orientation de l’élément chauffant par rapport au transducteur peut, elle aussi, être modifiée. 

Toutes les études traitant de ce paramètre utilisent des configurations du type de la Figure I-65 

pour lesquelles le transducteur ultrasonore utilisé est plan et positionné horizontalement avec 

la direction de propagation du champ acoustique orienté vers le haut. 

 
Figure I-65 : Positions « verticale » et « horizontale » du dispositif utilisé par (Yukawa, et al., 

1975; Nomura, et al., 1993; Nomura, et al., 2000)  

Il ressort de la littérature que l’intensification des transferts thermiques est plus intense 

lorsque la plaque chauffante est horizontale face chauffante orientée vers le bas (Tableau I-2). 

Notons que cette disposition est également la plus défavorable à un phénomène d’échange 

thermique par convection naturelle. 

L’influence de l’angle d’incidence de la plaque chauffante par rapport à un transducteur type 

bloc piézoélectrique plan et horizontal a également été étudiée (Yukawa, et al., 1975). Cette 

étude balaye des positions et des orientations allant de la plaque chauffante verticale (angle 

égal à 90°) à la plaque chauffante horizontale orientée vers le bas (angle égal à 0°). Le 

transducteur est toujours en position horizontale orienté vers le haut (Figure I-65). 
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Tableau I-2: Facteur d’intensification du coefficient d’échange thermique pour deux 

configurations (horizontale et verticale) à 40 kHz et 600 W de puissance acoustique (Pus) et une 

distance transducteur/plaque-chauffante de 10 mm (Nomura, et al., 1993) ; ainsi que  pour une 

configuration horizontale à 45 kHz, une puissance acoustique de 210 W (Nomura, et al., 2000) 

Cette étude confirme ce qui ressort de l’analyse des études de 1993 et de 2000 de Nomura
1
 

puisque le maximum d’intensification des transferts thermiques apparait pour un angle de 0° 

(Figure I-66).  

 
Figure I-66: Évolution du facteur d’intensification thermique (défini comme le 

rapport(𝒉𝒖𝒔 − 𝒉𝟎) 𝒉𝟎⁄ ) en fonction de l’angle plaque chauffante-transducteur pour différents 

intensités ultrasonores. La distance transducteur-plaque chauffante lorsque la plaque chauffante 

est horizontale (angle de 0°) est de 185,5mm (Yukawa, et al., 1975). Fréquence ultrasonore 28 kHz, 

puissance thermique non communiquée, eau plate 

Cependant si l’on s’intéresse aux valeurs absolues du coefficient d’échange thermique, les 

valeurs maximales sont toutes obtenues pour un angle d’inclinaison compris entre 40° et 60° 

suivi d’une légère diminution au-delà. L’effet de diminution est amoindri par l’augmentation 

de la puissance ultrasonore (Figure I-67). 

 

                                                 
1
 Les résultats sont obtenus par (Nomura, et al., 1993) pour une distance transducteur/plaque chauffante de 10 mm et une 

puissance thermique non mentionnée. En revanche (Nomura, et al., 2000) part d’une valeur moyenne de h obtenue pour des 

distances transducteur/plaque chauffante allant de 15 à 100 mm dans le cas d’ondes stationnaires. La puissance thermique 

imposée à la paroi de la plaque chauffante est de 16000W/m². Il manque cependant les données permettant de calculer 

l’amélioration du coefficient de transfert thermique pour une plaque chauffante verticale. Chez (Nomura, et al., 2000) cette 

étude de positionnement est réalisée dans le cadre d’une étude du courant acoustique. 
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Figure I-67: Évolution du coefficient d’échange thermique en fonction de l’angle 

transducteur/plaque chauffante pour différentes intensités ultrasonores. La distance 

transducteur/plaque chauffante est de 185,5mm lorsque la plaque chauffante est horizontale 

(angle de 0°) (Yukawa, et al., 1975). Fréquence ultrasonore 28 kHz, puissance thermique non 

communiquée, eau plate  

I.7.1.3 Effet de la cavitation acoustique 

De nombreux auteurs ont mis en évidence le rôle bénéfique de la cavitation en ce qui 

concerne l’intensification des transferts thermiques en convection naturelle (Yukawa, et al., 

1975), (Caï, et al., 2009) et (Zhou, et al., 2004), en ébullition sous-refroidie (Zhou, 2004) ou 

encore en ébullition nucléée sur un fil de platine (Wong, et al., 1969). 

En régime d’ondes stationnaires, lorsque la cavitation acoustique est présente, les variations 

périodiques du coefficient de transfert thermique observées ont été mises en relation directe 

avec celles de l’intensité de la cavitation (Figure I-68 (Nomura, et al., 1993)).  

 
Figure I-68: Évolution du coefficient d’échange thermique pour une plaque plane soumise à des 

ultrasons en régime d’ondes stationnaires (ordonnée de gauche) et évolution de l’intensité de 

cavitation pour ces mêmes conditions (ordonnée de droite). Paramètres expérimentaux : 40 kHz, 

plaque chauffante horizontale de 20*8 mm², puissance ultrasonore de 500Wus, température de 

l’eau 40°C (Nomura, et al., 1993) 
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L’intensité de l’activité cavitationelle est mesurée par l’érosion d’une feuille d’aluminium de 

15 microns d’épaisseur fixée sur la plaque chauffante. Une diminution moyenne des valeurs 

du coefficient d’échange thermique est toutefois observée à mesure que l’entrefer augmente 

contrairement au cas présenté par la Figure I-62. Notons que la gamme d’entrefers testée sur 

la Figure I-62 est plus faible que celle testée pour la Figure I-68. Une atténuation de la 

puissance acoustique semble donc se produire à mesure que la distance séparant le 

transducteur de la surface chauffante augmente.  

Dans certaines situations, une activité cavitationnelle trop importante peut néanmoins être 

dommageable aux transferts thermiques. Cela peut notamment se produire lorsque le 

transducteur utilisé est capable de produire de très fortes intensités acoustiques I [Wus.m
-2

]. Ce 

cas est couramment rencontré avec les sonotrodes, capables de produire un cône de bulles de 

cavitation comme sur la Figure I-69. Le cône de cavitation possède un point focal pour lequel 

l’intensité acoustique est maximale. Au-delà, les bulles de cavitation créent un  changement 

d’impédance dans une région que l’onde acoustique peine à traverser (Leighton, 2004). 

 

Figure I-69: Cônes de cavitation obtenus dans de l’eau plate par un transducteur de 6 mm de 

diamètre vibrant à 60,7 kHz. Les cônes de cavitation sont visualisés par sono-chimiluminescence 

pour des intensités acoustiques de 17,7 Wus.cm
-2 

(a) et de 53 Wus.cm
-2 

(b). Dans le cas (b), la taille 

plus importante du nuage de cavitation a pour effet de perturber notablement la transmission de la 

puissance acoustique au-delà du nuage de bulles (Nomura, et al., 2002) 

Par conséquent, l’éloignement de la surface chauffante par rapport au transducteur entraine 

l’augmentation progressive du facteur d’intensification thermique jusqu’à un maximum, puis 

sa diminution (Figure I-70).  

 

Cône de 

cavitation  

Transducteur 
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Figure I-70: Variation du facteur d’intensification thermique en fonction de la distance 

transducteur/surface chauffante. En bleu : Cylindre chauffant horizontal situé au-dessus d’un 

transducteur de type sonotrode (diamètre 6 mm) dans un champ d’ondes progressives, Fluide : Eau, 

ultrasons : 18 kHz et 86,6 Wus.cm
-2

 (Zhou, et al., 2004). En rouge : Fil chauffant horizontal au-

dessus d’un transducteur piézoélectrique plan, Fluide : FC-72,  ultrasons : 48 kHz, intensité 

acoustique non communiquée (Kim, et al., 2004)  

Lorsque l’intensité acoustique reste inférieure à quelques Wus.cm
-2

, les bulles de cavitation 

sont moins nombreuses et perturbent peu le champ acoustique. Dans ces conditions, 

l’augmentation de la puissance acoustique mène à une augmentation continue du facteur 

d’intensification thermique (Figure I-71). 

 
Figure I-71: Facteur d’intensification thermique pour une plaque chauffante horizontale dans de 

l’eau plate située au-dessus d’un transducteur générant de faibles densités de puissance 

acoustique. Fréquence ultrasonore 28 kHz, puissance thermique non communiquée, eau plate 

(Yukawa, et al., 1975) 

Ce comportement est également observé lorsque de fortes intensités acoustiques sont utilisées 

mais que la surface chauffante reste placée dans le cône de cavitation (Figure I-72).     

Néanmoins, quelle que soit l’intensité acoustique mise en œuvre, dans ces deux cas 

l’augmentation de la puissance acoustique semble mener à une évolution asymptotique du 

facteur d’intensification. L’asymptote semble atteinte d’autant plus rapidement que le flux 

thermique est important. Sur la Figure I-72, l’essai réalisé avec un flux thermique égal à 
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0,7721 W.cm
-2

 atteint plus rapidement la saturation du facteur d’intensification que l’essai 

réalisé avec un flux thermique égal à 0,055 W.cm
-2

.  

 
Figure I-72: Illustration de l’effet de puissance acoustique et thermique pour une géométrie de 

chauffe cylindrique et différents flux thermiques . Fréquence ultrasonore 18 kHz, eau plate (Caï, et 

al., 2009) 

De même, à intensité acoustique égale, plus le flux thermique est élevé, moins les ultrasons 

semblent en mesure d’intensifier les transferts thermiques. Ces deux observations, visibles sur 

la Figure I-72, couplées au fait que le comportement thermique reste asymptotique même 

lorsque les intensités acoustiques sont faibles, comme pour la Figure I-71, permettent 

d’avancer l’hypothèse selon laquelle l’effet asymptotique observé sur ces deux figures n’est 

pas lié à un effet de saturation de l’intensité de la cavitation. Il trouve certainement son 

origine dans le rapport existant entre les phénomènes permettant naturellement à l’échange 

thermique d’avoir lieu, et les phénomènes ultrasonores, tels que la cavitation ou le jet de 

bulles contre la surface chauffante, qui l’intensifient.       

En transfert thermique, le « potentiel » permettant à tous les phénomènes d’avoir lieu trouve 

son origine dans le gradient de température entre la paroi chauffante et le fluide à « l’infini ». 

En convection naturelle, ce gradient de température génère un phénomène convectif. À 

température de fluide fixe, plus le flux thermique est important, plus le phénomène convectif 

sera intense. À température de fluide fixe, le flux thermique peut donc être considéré comme 

étant le moteur du phénomène de convection naturelle. L’intensité acoustique est responsable 

de l’apparition de la cavitation ultrasonore, ainsi que le  jet de bulles accompagnant parfois ce 

phénomène (Zhou, et al., 2004), et donc de l’intensification thermique observée. Il semble par 

conséquent pertinent d’observer le comportement lié à l’intensification thermique en fonction 

du ratio du flux thermique et de l’intensité acoustique à l’origine du transfert thermique ou de 

son intensification.  

À partir des résultats disponibles dans la publication de (Zhou, et al., 2004), il est possible de 

tracer l’évolution du facteur d’intensification thermique en fonction du ratio de l’intensité 

acoustique I [W.m
-2

] par le flux thermique surfacique φ [W.m
-2

] pour de l’acétone. Le 

transducteur utilisé est une sonotrode vibrant à 18 kHz et capable de propulser un jet de bulles 

de cavitation sur un barreau chauffant. Les Figures I-73 et I-74 sont la représentation du 

même phénomène. Avec la Figure I-73, chaque série permet d’observer l’évolution du facteur 



80 

 

d’intensification thermique lorsque le flux thermique varie à intensité acoustique constante. 

Avec la Figure I-74, c’est le flux thermique qui est fixé et l’intensité acoustique qui varie. 

 

Figure I-73: Évolution du facteur d’intensification thermique en fonction du ratio de l’intensité 

acoustique Ius [W.m
-2

] et du flux thermique surfacique φ [W.m
-2

]. Chaque série est tracée à intensité 

acoustique fixe. Fréquence acoustique 19 kHz, fluide : acétone. Étude réalisée à partir des valeurs 

de coefficient d’échange thermique issues de (Zhou, et al., 2004) 

 
Figure I-74: Évolution du facteur d’intensification thermique en fonction du ratio de l’intensité 

acoustique Ius [W.m
-2

] et du flux thermique surfacique φ [W.m
-2

]. Chaque série est tracée à flux 

thermique fixe. Fréquence acoustique 19 kHz, fluide : acétone. Étude réalisée à partir des valeurs 

de coefficient d’échange thermique issues de (Zhou, et al., 2004) 

Ces deux figures permettent de prendre conscience du coût énergétique extrêmement élevé 

des systèmes d’intensification des transferts thermiques par ultrasons. Par exemple, pour 

atteindre la valeur d’intensification thermique la plus élevée 128 % (flèche et cercle rouge de 

la Figure I-73), une intensité acoustique 185 fois supérieure au flux thermique est nécessaire. 

Ce point de fonctionnement est l’optimum d’utilisation du dispositif mis en œuvre par (Zhou, 

et al., 2004).  

Pour terminer cette section, l’étude de l’influence sur l’intensification thermique de certains 

des paramètres physiques pilotant la cavitation est maintenant abordée. Le premier point traite 
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de l’influence de la pression de vapeur saturante et de la tension superficielle. Dans le 

processus de la cavitation, la pression de vapeur saturante favorise la nucléation alors que la 

tension superficielle tend à s’opposer au grossissement de la bulle. En revanche, c’est la 

tension superficielle qui est responsable de la force de rappel qui entraine le collapse de la 

bulle. Il apparait donc qu’un optimum doit être trouvé entre ces deux valeurs. Bien entendu, 

deux autres paramètres sont également extrêmement importants : la quantité de gaz dissout, 

thème abordé juste après, et la pression extérieure régnant dans le milieu qui agit comme la 

tension superficielle. Malheureusement, compte tenu des valeurs expérimentales disponibles 

dans la littérature, la Figure I-75 ne traite que de l’influence du ratio entre la pression de 

vapeur saturante et la tension superficielle sur l’intensification thermique.  

 
Figure I-75: Évolution du facteur d’intensification thermique en fonction des propriétés du fluide 

(pression de vapeur saturante et tension superficielle). Étude réalisée à partir des valeurs de 

coefficients d’échange thermique issues de (Zhou, et al., 2004) 

Elle permet néanmoins de comparer les valeurs du facteur d’intensification, obtenues 

respectivement pour l’eau, l’éthanol et l’acétone (série bleue de la Figure I-75). Il semble que 

plus le ratio pression de vapeur saturante/tension superficielle est élevé, plus grande est 

l’intensification thermique. Cette évolution semble bien lissée par une fonction logarithme 

Népérien. Par extrapolation, des prédictions de valeurs de facteur d’intensification pour deux 

fluides commerciaux ont également été placées sur le graphique. Il faut bien entendu prendre 

avec précaution ces extrapolations, car la courbe de tendance n’est issue que de trois points, et 

que les valeurs issues de cette extrapolation n’ont pas été vérifiées expérimentalement. Si 

elles devaient l’être, il faudrait veiller à reproduire les conditions opératoires de (Zhou, et al., 

2004). Cependant, ces fluides ont été placés sur cette figure, car bien qu’initialement utilisés 

comme solvants, ils suscitent également de l’intérêt comme fluides caloporteurs. Il serait donc 

intéressant de les tester.  

L’eau n’apparait donc pas comme le fluide le mieux adapté à des systèmes d’intensification 

thermique par cavitation ultrasonore. Il semble en revanche que les fluides présentant de 

fortes valeurs de pression de vapeur saturante soient de bons candidats. Cela peut donc 

signifier que le mécanisme d’intensification thermique en présence de cavitation, dans les 

conditions expérimentales propres à (Zhou, et al., 2004), n’est pas lié au collapse violent de la 
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bulle, mais plutôt aux oscillations génératrices de cisaillement ainsi qu’au phénomène de jet 

observé par les auteurs (Figure I-76). Il est ainsi aisé de comprendre pourquoi c’est la pression 

de vapeur saturante, propriété physique favorisant l’apparition des bulles, qui pilote le 

phénomène d’intensification thermique chez ces auteurs. Il est néanmoins possible qu’il en 

soit autrement dans un contexte expérimental dans lequel les bulles ne sont pas projetées 

contre la surface chauffante.   

 
Figure I-76: Photographie des conditions expérimentales dans le dispositif d’étude mis en place 

par (Zhou, et al., 2004). Le jet de bulles de cavitation en direction du barreau chauffant est visible 

dans le cerclage rouge 

De la même manière que pour la pression de vapeur saturante, une importante quantité de gaz 

dissoute dans un liquide favorise l’apparition des bulles de cavitation. L’intensité de la 

cavitation est directement liée à la quantité de gaz dissout dans le liquide. Certaines études ont 

pu faire le lien entre les variations d’oxygène dissout dans l’eau et les variations du coefficient 

d’échange thermique (Yukawa, et al., 1975). La variation de la concentration en oxygène 

dissout dans l’eau a été utilisée comme marqueur indirect de l’activité cavitationnelle dans 

cette étude. Il en ressort qu’à une concentration plus importante de dioxygène dans le fluide 

correspondent des valeurs plus élevées du coefficient d’échange thermique (Tableau I-3). A 

fréquence et puissance ultrasonore fixées, l’eau saturée en dioxygène à plus de 90 % présente 

un coefficient d’échange thermique égal à 1001 W.m
-2

.K
-1

 contre 574 W.m
-2

.K
-1

 pour l’eau 

dégazée, soit 57 % plus élevé (Tableau I-3).  

Saturation en O2 [%] Eau dégazée 20-25 % 93-96 % Eau plate 

Coefficient d’échange thermique 

[W.m
-2

.K
-1

] 
574 661 1001 1017 

Tableau I-3: Étude comparative de l’influence de la cavitation sur l’intensification des 

transferts thermiques grâce à différentes concentrations en gaz dans l’eau. La configuration 

étudiée est celle de la plaque plane horizontale située en vis-à-vis avec un transducteur de 28 

kHz à 185,5 mm de la plaque chauffante et délivrant une intensité acoustique de 0,24 W/cm² 

(Yukawa, et al., 1975) 

Les densités de puissances acoustiques utilisées dans le cadre de ces expérimentations sont de 

l’ordre du W.cm
-2

. L’étude menée par (Yukawa, et al., 1975) prend place dans le dispositif 

expérimental décrit par la Figure I-65 (a). Un transducteur ultrasonore plan générant une 

intensité de 0,28 W.m
-2

 est utilisé. Les auteurs ne reportent pas d’effet de jet de bulles comme 

celui observé par (Zhou, et al., 2004). Cela signifie donc bien que les phénomènes permettant 

de favoriser la nucléation des bulles de cavitation sont bénéfiques à l’intensification des 

transferts thermiques par le biais de la cavitation acoustique.    
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I.7.1.4 Effet du courant acoustique 

Ce paragraphe est particulier car, à l’exception des études menées en régime d’ondes 

stationnaires dans de l’eau par (Hoshino, et al., 1975; Hoshino, et al., 1977), la plupart des 

recherches portent leur attention sur des dispositifs d’échange thermique entre une surface 

chauffante et de l’air mis en mouvement par une structure vibrante. Le système élément 

chauffant-transducteur change lui aussi des dispositifs présentés par les Figures I-59, I-60 et I-

61. Malgré cela, les résultats obtenus sont souvent proches de ceux présentés précédemment. 

L’étude de l’intensification des transferts thermiques en convection naturelle par l’action 

spécifique du courant acoustique a été étudiée expérimentalement par plusieurs auteurs 

(Walker, et al., 1959), (Fand, et al., 1960), (Gould, 1965), (Ro, et al., 2001), (Loh, et al., 

2002), (Wu, et al., 2005), (Lee, et al., 2007), (Tajik, et al., 2013).  

Quatre de ces études utilisent des ultrasons (Loh, et al., 2002), (Lee, et al., 2007), (Ro, et al., 

2001) et (Tajik, et al., 2013), les autres utilisent des fréquences acoustiques du domaine de 

l’audible avec des fréquences testées de 60 Hz à 4890 Hz. Toutes ces publications sauf 

(Gould, 1965) et (Tajik, et al., 2013) traitent des échanges thermiques entre une surface 

chauffante et l’air. Certaines de ces études font directement vibrer la surface chauffante 

(Figure I-77) ; mais dans la plupart des cas, l’élément chauffant n’est pas à l’origine de la 

vibration acoustique. 

 

 

Figure I-77: Génération du courant acoustique 

par la mise en vibration de la surface chauffante 

dans l’air (Fand, et al., 1960), (Walker, et al., 

1959) 

Figure I-78: Génération de courant acoustique 

grâce à une lame en porte à faux dans l’air 

(Loh, et al., 2002) 

 
 

Figure I-79 : Génération de courant acoustique 

par vibration d’une lame métallique. 

Configuration en « pont vibrant » dans l’air 

(Wu, et al., 2005), (Ro, et al., 2001) 

Figure I-80: Génération de courant acoustique 

par la mise en vibration d’une membrane souple 

dans l’eau (Gould, 1965) 
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Plusieurs méthodes sont alors utilisées afin de produire du courant acoustique. La première 

consiste à faire vibrer une lame métallique en porte à faux à l’aide d’un transducteur (Figure 

I-78). Une méthode similaire fait également vibrer une lame métallique dont chaque extrémité 

est fixée à un transducteur, ce dispositif sera appelé « pont vibrant » par la suite (Figure I-79). 

Une autre voie, plus originale, génère l’onde acoustique grâce à la vibration d’une membrane 

sphérique souple mise en mouvement par un transducteur (Figure I-80). La surface chauffante 

est alors positionnée autour de cette membrane comme cela se produirait avec une bulle de 

cavitation oscillant en paroi et générant un courant acoustique de Rayleigh-Schlichting. Enfin, 

la dernière méthode, plus classique, utilise un transducteur type sonotrode placé sous la 

surface chauffante tel que décrit par la Figure I-61 (c). 

Toutes ces études se placent dans des conditions expérimentales de convection naturelle. Le 

coefficient d’échange thermique se trouve amélioré jusqu’à des valeurs de 390 % dans un 

contexte d’échange thermique entre une surface chauffante et de l’eau, dont la mise en 

mouvement est opérée par un transducteur de type sonotrode (Tajik, et al., 2013).  

L’augmentation de l’amplitude de vibration du transducteur permet d’améliorer le facteur 

d’intensification (Tajik, et al., 2013). Ce résultat est commun à tous les cas d’intensification 

ultrasonore des transferts thermiques étudiés précédemment. Il semblerait que les régimes de 

vibrations en ondes transverses stationnaires obtenus avec des dispositifs de types ponts 

vibrants permettent une intensification thermique plus importante que dans le cas d’ondes 

transverses progressives. Les amplitudes de déplacement de la lame métallique semblent en 

effet plus importantes dans le premier cas (Ro, et al., 2001). Dans le cas d’un cylindre 

chauffant et vibrant dans des gammes de fréquences acoustiques inférieures à 18 kHz, il a été 

montré que l’augmentation de l’amplitude de la vibration améliore l’intensification thermique 

par l’augmentation de la taille des tourbillons de recirculations du fluide autour du cylindre 

(Fand, et al., 1960).  

Le troisième résultat important porte sur la taille de l’entrefer existant entre la surface 

chauffante et un transducteur plan (Hoshino, et al., 1975; Hoshino, et al., 1977) ou de type 

sonotrode (Tajik, et al., 2013) dans de l’eau ou de l’air (Lee, et al., 2007) ; de type pont 

vibrant (Ro, et al., 2001) ou porte à faux (Loh, et al., 2002) dans de l’air. Toutes ces études 

ont démontré qu’il existe des valeurs de distance transducteur-surface chauffante permettant 

une intensification plus efficace des transferts thermiques. Il existe également un entrefer 

permettant une intensification optimale des transferts thermiques par courant acoustique. Un 

rapport entre des valeurs de vitesses tangentielle et perpendiculaire de courant acoustique à la 

surface chauffante et certaines valeurs d’entrefers a été établi par (Lee, et al., 2007). Les 

vitesses maximales mesurées par PIV correspondent à des entrefers de 
𝜓

2
 (maximum de 

vitesse axiale) et 𝜓 (maximum de vitesse tangentielle), avec  [m] la longueur d’onde 

acoustique. Les configurations permettant d’atteindre ces maxima de vitesses coïncident avec 

les diminutions maximales de la température de la paroi chauffante (Figures I-81 et I-82).  
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Figure I-81 : Vitesses de courant acoustique 

tangentielle et perpendiculaire en fonction de la 

taille de l’entrefer dans de l’air. Fréquence 

ultrasonore 30 kHz  (Lee, et al., 2007) 

Figure I-82 : Température de la paroi 

chauffante en fonction de la taille de l’entrefer 

dans de l’aire. Fréquence ultrasonore 30 kHz  

(Lee, et al., 2007) 

Le phénomène de courant acoustique dans une cavité résonnante génère des recirculations 

entre le transducteur et l’élément chauffant qui sont responsables de l’intensification 

thermique observée. Cependant, lorsque ce dispositif est placé dans une enceinte close le 

fluide utilisé (air ou eau) est recyclé et renvoyé sur l’élément chauffant sans être refroidi. Il a 

donc logiquement été mesuré une baisse de l’efficacité du courant acoustique dans ce type de 

configurations à mesure que l’air circulant contenu dans l’entrefer se réchauffe (Figure I-83).  

 
Figure I-83 : Évolution temporelle de la température de paroi d’un élément chauffant soumis à un 

courant acoustique généré par une lame vibrante en porte-à-faux dans le cas de systèmes ouverts 

et confinés ou clos (Loh, et al., 2002) 

L’efficacité du refroidissement d’un élément chauffant par le biais d’un pont vibrant a été 

comparée à celle obtenue par la mise en mouvement de l’air par un ventilateur d’ordinateur de 

puissance de 1,8 W. Il se trouve que pour une puissance électrique consommée par le pont 

vibrant neuf fois supérieure, la diminution de la température de l’élément chauffant est 20 % 

supérieure au cas où le ventilateur est utilisé (Ro, et al., 2001). La viabilité technico-

économique de tels systèmes de refroidissement semble donc fortement compromise, ou 

cantonnée à des applications extrêmement spécifiques à définir. 
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Les études de l’effet sur l’intensification des courants acoustiques de Rayleigh-Schlichting 

effectuées dans de l’eau ont également révélé que les maxima d’intensification thermique 

correspondent à des multiples de la longueur d’onde ultrasonore (Hoshino, et al., 1975; 

Hoshino, et al., 1977).   

Il est possible de relier les positions des extrema des valeurs du coefficient d’échange 

thermique aux positions des ventres et des nœuds de pression. Dans une configuration pour 

laquelle les ondes sont émises verticalement, du transducteur vers une surface chauffante dont 

les dimensions sont petites par rapport aux longueurs d’onde (fil chauffant), ces maxima sont 

situés entre les ventres et les nœuds pression (Figure I-84). Le courant acoustique de 

Rayleigh-Schlichting met en effet en mouvement des structures de circulation du fluide entre 

les ventres et les nœuds de pression. Il en résulte une succession de paires de vortex 

contrarotatifs tels que décrites par la Figure I-30 du paragraphe I.4.2 et reportées sur la Figure 

I-85. Les maxima sont toujours situés entre un nœud et un ventre, là où la vitesse est la plus 

élevée ; les minima sont situés au niveau d’un nœud ou d’un ventre. Il existe cependant des 

minima globaux (point A de la Figure I-84) et locaux (point C de la Figure I-84). De la même 

manière, il existe des maxima globaux (point D de la Figure I-84) et locaux (point B de la 

Figure I-84). 

Ce comportement provient de phénomènes concurrents entre la direction de la poussée 

d’Archimède, moteur du transfert thermique en convection naturelle, et du sens de rotation 

des vortex. Pour mieux comprendre le mécanisme, les points A, B, C et D de la Figure I-84 

ont été reportés sur un schéma de principe présentant les structures du courant acoustique de 

Rayleigh-Schlichting (Figure I-85). Lorsque le sens de rotation du vortex supérieur (au sens 

de la pesanteur), ainsi que la poussée d’Archimède sont orientés dans la même direction (sens 

des x positifs), les valeurs de coefficient d’échange thermique, mesurées au niveau d’un 

nœud, sont des minima locaux (point C des Figures I-84et I-85). En revanche, si, comme pour 

le point A, la direction de rotation du vortex supérieur (selon l’axe x) est opposée à la poussée 

d’Archimède, le point sera un minimum global. Cette situation entraine systématiquement une 

dégradation des transferts thermiques (point A de la Figure I-84). 

De la même façon, des maxima locaux apparaissent entre les nœuds et les ventres lorsque la 

poussée d’Archimède et la direction de rotation des vortex s’opposent (point B des Figures I-

84 et I-85). Il y aura au contraire apparition de maxima globaux lorsque la poussée 

d’Archimède et l’ensemble des vortex sont alignés dans la même direction. Ces analyses sont 

issues d’une étude dans laquelle un fil chauffant en platine, de section négligeable face aux 

demi-longueurs d’onde émises par le transducteur de 28 kHz, est déplacé dans un champ 

acoustique stationnaire  (Hoshino, et al., 1975).  
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Figure I-84 : Mise en parallèle de la position de l’amplitude de l’onde, du coefficient d’échange 

thermique et de la position des nœuds et ventres de déplacement. La longueur d’onde  est égale à 

7 cm. L’axe vert représente la position pour laquelle le rapport des coefficients d’échange 

thermique en régime silencieux et acoustique vaut 1. En dessous, le transfert thermique est 

dégradé par la présence d’ultrasons (Hoshino, et al., 1975) 

 
Figure I-85 : Correspondance du positionnement des points A, B, C et D présenté par la Figure I-

84 avec un schéma de la succession des structures de vortex contrarotatifs présentes dans un 

système de courant acoustique de Rayleigh-Schlichting. Le sens d’émission de l’onde et la direction 

dans laquelle s’applique la poussée d’Archimède sont tous deux orientés selon l’axe x  

La même étude a été réalisée en remplaçant le fil chauffé par effet Joule par un barreau 

chauffant dont le diamètre, par rapport à la longueur d’onde, n’est plus négligeable (dispositif 

expérimental présenté Figure I-59.a) (Hoshino, et al., 1977). Dans ce cas c’est le centre du 

cylindre qui sert de point de référence au positionnement. Le diamètre du barreau chauffant 

est ici égal à une demi-longueur d’onde. Ainsi lorsque son centre est placé sur un nœud, la 

surface est sur un ventre et vice versa. Dans cette étude, la visualisation des écoulements 

autour du barreau chauffant est obtenue par la méthode Schlieren. Cette dernière permet de 

visualiser les gradients de température par différence d’indices optiques. La fréquence utilisée 

est égale à 28 kHz.  

Les valeurs de coefficient d’échange thermique varient localement le long de la surface 

chauffante (diagrammes cardioïdes des Figures I-86 et I-87) du fait de la variation locale du 

champ acoustique. La distribution du coefficient d’échange thermique le long de la surface 

chauffante présente une symétrie axiale (forme d’ailes de papillons) orientée verticalement ou 

horizontalement suivant la position du centre du barreau chauffant respectivement par rapport 
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au ventre ou au nœud de pression. Dans les deux cas, les valeurs minimales de coefficient 

d’échange thermique sont mesurées au niveau des nœuds de pression, et les valeurs 

maximales sont situées au niveau des ventres de pression. Ce dernier résultat diffère 

légèrement du cas rencontré avec le fil chauffant. Cependant, les dimensions de l’élément 

chauffant ne sont plus négligeables face à la longueur d’onde pour le barreau chauffant. Par 

conséquent, la mesure de température peut avoir un effet moyennant par rapport au champ 

thermique mesuré de manière plus locale par le fil. 

 
Figure I-86 : Visualisation par la technique Schlieren de l’écoulement autour du cylindre 

chauffant (gauche) et répartition des valeurs du coefficient d’échange thermique lorsque le centre 

du barreau chauffant est positionné au nœud de vibration (Hoshino, et al., 1977) 

 
Figure I-87 : Visualisation par technique Schlieren de l’écoulement autour du cylindre chauffant 

(gauche) et de la répartition des valeurs du coefficient d’échange thermique lorsque le centre du 

barreau chauffant est positionné au ventre de vibration (Hoshino, et al., 1977) 

L’étude a été poursuivie en plaçant le transducteur ultrasonore verticalement de manière à ce 

que les ondes incidentes impactent l’élément chauffant horizontal sur toute sa longueur 

(dispositif expérimental présenté Figure I-59.b). Quelles que soient les dimensions relatives 

du diamètre de l’élément chauffant et de la longueur d’onde, les valeurs minimales de 

coefficient d’échange sont toujours situées au niveau des nœuds de pression. Il existe les 

mêmes différences que pour un champ acoustique vertical en ce qui concerne la position des 

maxima vis-à-vis des ventres de pression. La différence de résultats, observée entre les 

champs acoustiques verticaux et horizontaux, résident dans l’existence ou non de concurrence 

entre le sens de rotation des vortex de courant acoustique et la poussée d’Archimède. Lorsque 

le transducteur ultrasonore est vertical, ces deux moteurs du déplacement du fluide sont 
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constamment perpendiculaires l’un par rapport à l’autre, ce qui entraine des valeurs d’extrema 

moins élevées et l’absence de dégradation du transfert thermique. Mais à notre connaissance, 

aucune publication étudiant des surfaces chauffantes planes ne s’est intéressée à la 

configuration qui mettrait en vis-à-vis vertical un transducteur et une surface chauffante.  

I.7.2 Convection forcée 

L’intensification des transferts thermiques par les ultrasons en convection forcée est un sujet 

moins étudié qu’en convection naturelle. Moins d’une dizaine d’études ont été publiées sur le 

sujet depuis 1965 (Bergles, et al., 1965). En 1961, il est fait mention de l’utilisation d’ondes 

acoustiques audibles avec des fréquences testées allant de 198 Hz à 322 Hz (Lemlich, et al., 

1961). Les articles utilisant des ondes ultrasonores présentent presque tous des configurations 

d’échangeurs de types coaxiales (Bergles, et al., 1965) (Rahimi, et al., 2015) (Legay, et al., 

2012) ou tubes et calandre (Yao, et al., 2010) (Gondrexon, et al., 2010 ) pour lesquelles le 

système d’émission ultrasonore est positionné au niveau du tube externe. Il peut s’agir d’un 

transducteur fermant une extrémité de la calandre (Figure I-88), d’un tube externe garni de 

transducteurs (Figure I-89) ou encore d’un SONITUBE faisant office de calandre (Figure I-

90) ou de tube externe (Figure I-91). 

  

Figure I-88 : Configuration tube et calandre 

avec transducteur ultrasonore à une extrémité 

(Yao, et al., 2010). Les flèches indiquent le sens 

des écoulements 

Figure I-89 : Configuration coaxiale avec 

transducteurs ultrasonores positionnés sur le 

tube externe (Rahimi, et al., 2015). Les flèches 

indiquent le sens des écoulements 

 
 

Figure I-90 : Configuration tube et calandre 

avec SONITUBE en guise de calandre (Tisseau, 

et al., 2007) (Gondrexon, et al., 2010 ). Les 

flèches indiquent le sens des écoulements 

Figure I-91 : Configuration coaxiale avec 

SONITUBE en guise de tube externe (Legay, et 

al., 2012). Les flèches indiquent le sens des 

écoulements 

Toutes ces études sauf une (Rahimi, et al., 2015) utilisent des ultrasons basses fréquences (21 

kHz à 80 kHz). Le fluide chaud (en rouge sur les Figures I-88 à I-91) circule dans le tube 

intérieur et le fluide froid (en bleu sur les Figures I-88 à I-91) dans l’espace annulaire ou dans 

la calandre. Une publication porte sur l’intensification des transferts thermiques en géométrie 

plane et étudie l’intensification des transferts thermiques entre un écoulement et une paroi 

chauffée par un flux radiatif extérieur (soleil ou lampe) (Fairbanks, 1979). 

Tous ces dispositifs expérimentaux déterminent les puissances échangées par une mesure de 

la différence de température des fluides entre l’entrée et la sortie des échangeurs de chaleur. 
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Connaissant cette puissance, le coefficient d’échange global Kglobal [W.m
-2

.K
-1

] d’un 

échangeur, peut être calculé selon l’équation (I-45). Ce dernier permet de quantifier les 

performances d’échange thermique d’un échangeur de chaleur.  

𝐾𝑔𝑙𝑜𝑏𝑎𝑙 =
𝛷

𝑆 ∗ ∆𝑇𝑚𝑙
 (I-46) 

Avec S [m²] la surface d’échange, 𝛷 [W] le flux thermique échangé et ∆Tml [K] l’écart de 

température moyen logarithmique dans l’échangeur de chaleur dont les différentes 

expressions en fonction des configurations d’écoulement sont présentées par 

(Bontemps et al., 2014).  

Le résultat majeur de ces études porte sur la mise en évidence d’une augmentation du flux 

thermique échangé entre les fluides chaud et froid en présence d’ultrasons. Ceci traduit donc 

indirectement l’augmentation du coefficient d’échange global des systèmes testés. L’effet des 

ultrasons sur l’intensification des transferts thermiques diminue avec l’augmentation du débit. 

Cette tendance nette apparait quelle que soit la configuration d’échangeur de chaleur utilisée 

(tube et calandre Figure I-90 ou coaxiale Figure I-91). 

Comme le montre la Figure I-92, le régime d’écoulement transitoire est caractérisé par un 

écart constant entre les coefficients d’échange globaux obtenus sans et avec ultrasons (35 

kHz).  

 
Figure I-92 : Évolution du coefficient d’échange thermique global en fonction du débit froid 

(calandre) pour un débit de fluide chaud fixé à 1,6 L/min dans un échangeur coaxial (Legay, et al., 

2012) 

En régime turbulent, des valeurs de facteur d’intensification d’une dizaine de pourcent ont été 

mesurées dans un contexte d’échangeur tube et calandre (Yao, et al., 2010). Dans cette étude, 

la fréquence ultrasonore est de 21 kHz et le nombre de Reynolds côté froid (calandre) est égal 

à environ 23000 et varie de 35000 à 94000 coté chaud (tube) (Yao, et al., 2010). Enfin, pour 

une gamme de nombre de Reynolds allant de 654 à 18300 les facteurs d’intensification 

correspondants, s’échelonnant de 15% à 9%, ont été mesurés pour des fréquences ultrasonores 

de 70 kHz et 80 kHz, (Bergles, et al., 1965). Il semble donc que les ultrasons soient en 

capacité de générer un léger supplément d’intensification thermique même lorsque le régime 
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est pleinement turbulent. Ceci est à mettre en parallèle avec les résultats de l’étude sur la 

turbulence induite par les ultrasons dans un écoulement et présentés au paragraphe I.5 

(Nomura, et al., 2002). Pour rappel, ces études ont également montré que l’intensification de 

la turbulence est maintenue, même faiblement, en régime turbulent. 

Des études ont également démontrées que l’augmentation du débit, du côté de l’échangeur 

soumis directement aux ultrasons, entraine une nette diminution du facteur d’intensification 

thermique des ultrasons (Figure I-93). 

 

Figure I-93 : Évolution du facteur d’intensification global en fonction du débit froid (calandre) 

dans un échangeur tube calandre (Gondrexon, et al., 2010 ) 

Étant donné que dans toutes ces études la mesure de la puissance échangée est calculée par 

différence de température entre le fluide entrant et le fluide sortant, il est légitime de 

s’interroger sur la nature de l’augmentation de température mesurée en régime acoustique. 

Cette élévation pourrait en effet être majoritairement attribuée à la puissance ultrasonore 

dissipée dans le fluide. Fairbanks a démontré en 1979 (Fairbanks, 1979) que la puissance 

échangée en régime acoustique entre une plaque chauffée et de l’eau circulant à sa surface 

était supérieure à la simple somme du flux échangé sans ultrasons additionné à la puissance 

ultrasonore. Ceci a été confirmé par Legay et al. en 2012 (Legay, et al., 2012) dont l’étude a 

également démontré une diminution de la température du fluide chaud (tube central d’un 

échangeur coaxial) lorsque les ultrasons sont en fonctionnement (Figure I-94). Ces résultats 

permettent de confirmer que l’augmentation de puissance mesurée n’est pas uniquement due à 

la puissance ultrasonore additionnelle, mais également à une intensification des transferts 

thermiques. 
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Figure I-94 : Mise en évidence de la diminution de la température du fluide chaud à l’intérieur du 

tube central d’un échangeur coaxial dont la calandre est constituée par un Sonitube© (Legay, et 

al., 2012) 

L’influence de la puissance acoustique sur l’intensification thermique a été étudiée par 

Bergles (Bergles, et al., 1965) et Yao (Yao, et al., 2010). La courbe donnant le facteur 

d’intensification thermique en fonction de la puissance ultrasonore injectée obtenue par Yao 

(Figure I-95) laisse présager de l’existence d’une puissance ultrasonore maximale au-delà de 

laquelle toute augmentation supplémentaire de cette dernière restera sans effet significatif sur 

l’intensification des transferts thermiques (tendance de la courbe pointillée). 

 

Figure I-95: Évolution du facteur d’intensification en fonction de la puissance ultrasonore dans 

une configuration tube et calandre (Yao, et al., 2010) 

I.7.3 Conclusion au paragraphe I-7 

Plusieurs paramètres discriminants doivent être pris en compte afin de comprendre les 

interactions entre un champ acoustique et un élément chauffant en convection naturelle et 

forcée. Le régime de propagation des ondes acoustiques en est sans doute l’un des principaux. 

Deux configurations acoustiques sont à distinguer. 
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Lorsque l’élément chauffant est plongé dans un champ d’ondes progressives, l’augmentation 

de la distance séparant le transducteur ultrasonore de l’élément chauffant entraine une 

diminution des valeurs du coefficient d’échange thermique (Nomura, et al., 2002; Zhou, et al., 

2004). Cette diminution est d’autant plus forte que la propagation des ondes est perturbée par 

des différences d’indice du milieu. Cela se produit de manière remarquable lorsqu’une forte 

densité de bulles de cavitation acoustique est produite à la surface du transducteur, créant un 

mur d’impédance acoustique séparant la zone de production de l’onde de la région à toucher 

(Leighton, 1994).  

Lorsque le milieu est soumis à un régime d’ondes stationnaires, les valeurs de coefficient 

d’échange thermique passent par des maxima et des minima de façon périodique. Une 

correspondance a été établie entre ces oscillations et le positionnement des ventres et des 

nœuds de pression acoustique (Hoshino, et al., 1975). Cette correspondance est 

particulièrement marquée lorsque le système acoustique est en mesure de générer des vortex 

de circulation du fluide associés aux courants acoustiques de Rayleigh-Schlichting.  

La présence ou non de cavitation est le second paramètre discriminant. Il apparait clairement 

dans les études que la présence de bulles de cavitation à la surface d’un élément chauffant 

permet d’améliorer significativement les transferts thermiques. L’activité cavitationnelle, 

lorsqu’elle se produit à proximité de surfaces chauffantes, permet une amélioration notable 

des transferts thermiques par rapport au cas pour lequel la cavitation est limitée (eau dégazée). 

En revanche, comme cela a été mentionné précédemment, la présence d’un nuage dense de 

bulles de cavitation entre le transducteur et la surface chauffante est à proscrire. Il est donc 

nécessaire d’être particulièrement attentif à ce que le nuage de cavitation se forme au niveau 

de la surface chauffante et non avant. Certaines études ont réussi à créer un véritable jet 

impactant de bulles de cavitation en direction de la surface chauffante (Nomura, et al., 2002; 

Zhou, et al., 2004).  

En convection forcée, les études portent toutes sur des géométries d’écoulements 

cylindriques. Elles sont très peu nombreuses mais elles ont toutes montré que les ultrasons à 

basse fréquence sont capables d’intensifier les transferts thermiques convectifs.  

Les régimes d’écoulements laminaires semblent être les plus favorables à une intensification 

ultrasonore des transferts thermiques. L’intensification observée décroit à mesure que le 

nombre de Reynolds augmente. 

I.8  Conclusion au Chapitre I 

Avant de commencer la conclusion de ce chapitre bibliographique, il est important de noter 

que toutes les affirmations concernant les mécanismes thermo-hydrauliques présentées ci-

après sont valables dans le cas des fluides usuels, dont le nombre de Prandtl est supérieur à 1. 

Dans le cas inverse, des différences peuvent apparaitre avec ce qui est dit. 

Les mécanismes de transferts thermiques pariétaux, qu’ils s’effectuent dans le cadre de la 

convection naturelle ou de la convection forcée, sont tous limités par l’existence d’une zone 

de l’écoulement, située au niveau des parois, au sein de laquelle les phénomènes diffusifs sont 

prépondérants. Cette zone, appelée couche limite visqueuse, tire son existence du fait que le 

fluide à la paroi se déplace à la même vitesse que cette paroi. Dans le cas d’écoulements en 
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conduites, la vitesse de la paroi est nulle entrainant la nullité de la vitesse du fluide 

directement en contact. Cette vitesse s’homogénéise ensuite peu à peu avec le cœur de 

l’écoulement à mesure que l’on s’éloigne de la paroi. La limite aux mécanismes de transferts 

thermiques pariétaux qu’impose cette couche limite réside dans le fait que le seul mécanisme 

permettant au transfert thermique de se propager jusqu’au cœur de l’écoulement dans de telles 

conditions repose sur un autre mécanisme diffusionnel : la conduction thermique. Les 

mécanismes basés sur les principes de la diffusion possèdent de moins bonnes propriétés de 

mélange que ceux basés sur les principes de la convection. C’est pourquoi, dans un système 

thermique mettant en jeu un échange thermique entre un fluide et une paroi solide, il est 

tentant de privilégier la convection au détriment de la conduction.    

Une bonne manière d’augmenter la prédominance de la convection dans les phénomènes de 

transferts thermiques est de travailler en régime hydrodynamique turbulent plutôt que 

laminaire. Si l’écoulement est initialement laminaire, une transition turbulente peut être 

opérée par la mise en place de nombreux dispositifs passifs. Il est également possible de 

mettre en œuvre des techniques ayant le même objectif, mais qu’il est nécessaire d’alimenter 

en puissance : ce sont les techniques actives dont font partie les ultrasons. Mais peu importe le 

type de technique employée, l’intensification thermique d’un système aura toujours un coût 

énergétique non nul, soit par augmentation des pertes de charge de l’écoulement, soit du fait 

de la consommation énergétique d’un dispositif actif, soit des deux à la fois.  

La problématique de l’intensification des transferts thermiques peut donc se résumer à une 

histoire d’optimisation du coût énergétique global. Il existe donc des situations pour lesquelles 

le même coût paraitra plus ou moins acceptable au vue du degré de nécessité de l’objectif à 

atteindre.   

Les ultrasons sont une des nombreuses techniques permettant d’atteindre l’objectif visant à 

intensifier les transferts thermiques entre une paroi et un fluide. Ces ondes acoustiques, dont 

la fréquence est supérieure à 18 kHz, présentent la capacité de produire des effets 

hydrodynamiques, susceptibles de favoriser les transferts thermiques. Les ultrasons possèdent 

la capacité de produire de fortes contraintes de cisaillement au niveau de la surface 

chauffante. La cavitation peut amener à ce phénomène par l’oscillation des bulles de 

cavitation situées en très proche paroi. Du fait de la viscosité du fluide, ces oscillations 

permettent l’apparition de micro-courants de convection au sein de la couche limite 

visqueuse. Ce résultat peut également être obtenu par la mise en place d’un courant convectif 

acoustique dans cette même couche limite visqueuse sous l’effet d’un champ d’ondes 

stationnaires. Ce phénomène est appelé courant acoustique de Schlichting. A ces effets très 

locaux peuvent se superposer des phénomènes plus macroscopiques. Les courants acoustiques 

de Schlichting entrainent à leur tour des vortex de recirculation à une échelle supérieure 

(courant acoustique de Rayleigh), capables, dans certaines conditions, d’intensifier les 

transferts thermiques (Hoshino, et al., 1975; Hoshino, et al., 1977). Lorsque le champ d’onde 

est progressif, l’atténuation de l’onde acoustique à mesure de sa progression dans le milieu 

entraine l’apparition d’un courant acoustique global, appelé courant acoustique d’Eckart. 

Grace à certains transducteurs utilisés à basse fréquence comme les sonotrodes, il est enfin 

possible de créer un véritable jet de bulles de cavitation dont l’impact avec une paroi 

chauffante permet d’intensifier les transferts thermiques (Nomura, et al., 2002; Zhou, et al., 
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2004). Les ultrasons, et notamment la cavitation acoustique, semblent avoir la capacité de 

déclencher une transition turbulente dans un écoulement initialement laminaire. Ce 

phénomène se manifeste tout d’abord par l’apparition de profils de vitesse typiques des 

régimes turbulents en aval du transducteur (Nomura, et al., 2002). La turbulence déclenchée 

acoustiquement présente des caractéristiques similaires à celle apparaissant naturellement 

dans un écoulement au-delà d’un nombre de Reynolds critique.  

Toutes les études visant à étudier l’influence qu’exercent les ultrasons sur les transferts 

thermiques, ont permis de mesurer un phénomène d’intensification grâce à l’un ou plusieurs 

des mécanismes décrits ci-dessus. Ces effets ont également été vérifiés dans un contexte de 

transferts de matière (Mazue, et al., 2015). Cependant, toutes les études présentées ont été 

effectuées à basse fréquence et très peu d’entre elles se placent dans des dispositifs de 

convection forcée. Deux conclusions majeures peuvent malgré tout être tirées des quelques 

études effectuées en convection forcée. Tout d’abord, les ultrasons semblent plus aptes à 

intensifier les transferts thermiques en régime laminaire ; ce qui semble logique puisqu’ils ont 

la capacité de déclencher une transition turbulente. En outre, l’augmentation de la puissance 

échangée dans un échangeur de chaleur en présence d’ultrasons est supérieure à la puissance 

acoustique injectée (Legay, et al., 2012). Cela prouve donc que les ultrasons intensifient 

l’échange thermique entre le fluide chaud et le fluide froid.  

Afin de compléter ces études en convection forcée, il a donc été décidé de mettre un place un 

système expérimental permettant de réaliser une étude paramétrique en débit et en fréquence 

ultrasonore dans des conditions de transfert thermique à flux imposé en convection forcée. 

Ceci est dans le but de tester les effets d’intensification des transferts thermiques associés à 

des fréquences ultrasonores supérieures à 100 kHz.  

Le Chapitre II présente le dispositif expérimental mis en place ainsi que les essais de 

caractérisation des dispositifs expérimentaux utilisés.  
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Chapitre II  

Dispositif expérimental et méthodes 
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Au regard de la littérature traitant de l’intensification des transferts thermiques par les 

ultrasons, il parait raisonnable de considérer que le courant et la cavitation acoustique peuvent 

tous deux être à l’origine des effets d’intensification thermique des ultrasons. Ces deux 

phénomènes ultrasonores ne sont quasiment jamais étudiés simultanément sur un même 

système. Il est donc extrêmement difficile de comparer leurs efficacités respectives en termes 

d’intensification thermique à partir de cette littérature. Cette observation est d’autant plus 

vraie en convection forcée monophasique, domaine pour lequel moins d’une dizaine d’études 

ont été publiées depuis 1965. Des études ont néanmoins démontré l’existence de phénomènes 

d’intensification dans ce contexte d’échange thermique. De même, la littérature existante a 

prouvé que la cavitation produite par des ultrasons dont la fréquence est comprise entre 20 et 

100 kHz, possède la capacité de déclencher de la turbulence dans un écoulement laminaire, ou 

de l’augmenter légèrement, si cet écoulement est initialement turbulent. 

L’objet de ce chapitre est de présenter les dispositifs expérimentaux ainsi que les techniques 

de mesures utilisées au cours de ce travail de thèse. Ces dispositifs expérimentaux ont été 

conçus dans le but de caractériser les différents mécanismes d’intensification des transferts 

thermiques au sein d’un écoulement monophasique plan soumis à des ultrasons. L’étude se 

concentre plus particulièrement sur les différences, et les points communs, qui peuvent exister 

entre les mécanismes d’intensification thermique propres à la cavitation et ceux relevant du 

courant acoustique. Plusieurs fréquences ultrasonores ont ainsi été utilisées, dans le but de 

favoriser l’un ou l’autre de ces phénomènes, ou encore le couplage des deux, afin de comparer 

leurs effets sur le transfert thermique. Pour les mêmes raisons, des essais ont également été 

réalisés sur deux fluides différents afin d’étudier l’influence des propriétés thermophysiques 

des fluides. 

La littérature a démontré la forte influence que peut avoir le régime d’écoulement sur 

l’intensité des effets ultrasonores sur les phénomènes de transferts pariétaux thermiques ou de 

matière. C’est pourquoi ce paramètre sera également étudié, et couplé à l’étude de l’effet de 

fréquence mentionné précédemment.  

Les perturbations hydrodynamiques, et notamment la turbulence, sont directement reliées aux 

performances thermiques d’une surface d’échange. C’est pourquoi la plupart des techniques 

d’intensification thermique communément employées aujourd’hui, basent leur mode d’action 

sur l’augmentation ou le déclenchement de la turbulence. Dans le même esprit, d’autres 

dispositifs permettent l’apparition d’écoulements secondaires, capables de cisailler le fluide 

au niveau de la paroi d’échange.  

La méthode adoptée dans ce mémoire de thèse, afin de caractériser et de comprendre les 

mécanismes d’intensification ultrasonore des transferts thermiques, consiste à relier les 

perturbations du champ de vitesse de l’écoulement, dont les ultrasons sont responsables, aux 

valeurs de coefficients d’échanges thermiques, mesurées localement à la paroi d’une plaque 

chauffante.  

Le paragraphe II.1 présente la boucle d’essais dans son ensemble, avec les différents éléments 

la composant. Le paragraphe II.2 détaille la section d’essais spécialement conçue pour cette 

étude. Il y est également exposé la procédure d’acquisition de la température et du débit ainsi 

que le calcul du coefficient local de transfert thermique convectif. Dans le but de mesurer les 
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champs de vitesse et de turbulence (vitesse RMS), un dispositif de Vélocimétrie par Images 

de Particules (Particle Image Velocimetry en anglais ou PIV) est utilisé. Il est présenté au 

paragraphe II.3. Enfin le paragraphe II.4 présente les transducteurs ultrasonores utilisés ainsi 

que les méthodes ayant permis d’en qualifier les paramètres pertinents pour cette étude.  

II.1   Boucle d’essais 

La Figure II-1 présente les différents organes de la boucle d’essais utilisée lors de cette étude. 

Elle est constituée : 

- d’un réservoir tampon de liquide à surface libre faisant à la fois office de réserve de 

fluide, de bac de mélange pour les particules utilisées lors de la PIV et de vase 

d’expansion [1], 

- d’une pompe centrifuge assurant la circulation du fluide dans le système [2], 

- d’un échangeur à plaques permettant d’évacuer l’énergie thermique du fluide [3], 

- d’un échangeur de chaleur coaxial permettant de réguler la température du fluide [4], 

- d’un débitmètre magnétique [5], 

- d’une mesure de température servant à la régulation [6], 

- de la section d’essais ALTO, dans laquelle ont lieu les mesures relatives au transfert 

thermique [7]. 

 
Figure II-1: Schéma de principe de la boucle d’essais 
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II.1.1 Présentation des différents organes de la boucle d’essais 

Pompe  

La pompe utilisée est une pompe centrifuge triphasée de 750W SALMSON GIM 1033 2/B 

branchée à un variateur de fréquence LEROY-SOMER FMV 2307 permettant le réglage du 

débit dans la section d’essais. Un réglage manuel grossier est également possible grâce à un 

sélecteur à 4 positions permettant l’ouverture graduelle d’un by-pass intégré au corps de la 

pompe. La pompe permet d’obtenir une gamme de débits allant de 50 L.h
-1

 à 1500 L.h
-1

. 

Système de régulation de température 

La régulation de la température du fluide étudié en entrée de section d’essais est réalisée grâce 

à un bain thermostaté JULABO FB 50 équipé d’un groupe froid. La mesure de la température 

de consigne est réalisée dans le fluide étudié en entrée des plaques chauffantes au sein de la 

section d’essais à l’aide d’une sonde Pt 100 [6]. Le transfert thermique entre le bain 

thermostaté et le fluide étudié circulant dans le banc d’essais est réalisé par un échangeur 

coaxial en cuivre [4]. Cette régulation s’effectue par un contrôle de la température du fluide 

secondaire (eau) issu du bain thermostaté à partir de la température Tc (Figure II-1). Un 

second échangeur de chaleur à plaques [3] relié en série à ce système de régulation est utilisé 

en appoint lorsque la capacité de refroidissement du bain thermostaté n’est plus suffisante.  

Toutes les mesures effectuées sur le banc d’essais sont enregistrées via une centrale 

d’acquisition AGILENT 34980A reliée à un ordinateur. Un programme LabVIEW pilote 

l’acquisition, le suivi en temps réel et l’enregistrement des données de température et de débit. 

Mesure du débit 

Le débit est mesuré par un débitmètre magnétique ROSEMOUNT BROOKS 8722 relié à la 

centrale d’acquisition. Le débitmètre nécessite que l’écoulement soit établi avant la mesure, 

par conséquent la longueur de tube en amont du débitmètre est égale à 20 fois le diamètre du 

tube et la longueur en aval du débitmètre est égale à 15 fois ce même diamètre. Ces rapports 

de longueurs, préconisés par le constructeur, permettent de garantir une mesure de débit 

limitant au maximum les erreurs de mesures. L’étalonnage du débitmètre a révélé une erreur 

relative de 1,5 % dans le cas du débit testé le plus faible (215 L.h
-1

) et de 0,5 % dans le cas du 

débit le plus élevé (1200 L.h
-1

). 

Mesure de la température 

Les thermocouples utilisés au sein de la section d’essais ALTO [7], sont reliés à la centrale 

d’acquisition par l’intermédiaire d’une boite isolée thermiquement à l’intérieur de laquelle 

sont placées les soudures froides. La température interne de cette boite froide est mesurée à 

l’aide d’une sonde Pt100 et transmise à la centrale d’acquisition pour correction des 

températures. Les thermocouples (types K) ont été étalonnés à l’aide d’une sonde 

d’étalonnage Pt25 ROSEMOUNT reliée à un multimètre de précision et d’un bain 

thermostaté de précision FLUKE 7341 (précision constructeur donnée au centième de degré).  
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Afin de bien comprendre où se situent les incertitudes de mesures, il est essentiel de connaitre 

le dispositif expérimental et la manière dont sont mesurées les grandeurs physiques. Le 

paragraphe II-2 présente en détails la section d’essais ALTO et permet d’aborder ce sujet. 

II.2   Section d’essais ALTO 

ALTO est le nom donné à la section d’essais conçue dans le but de réaliser l’étude 

paramétrique de l’intensification ultrasonore des transferts thermiques. L’objectif principal de 

la section d’essais est de permettre la compréhension des mécanismes responsables de 

l’intensification des transferts thermiques monophasiques par les ultrasons. Néanmoins, par 

manque de temps, toutes ses fonctionnalités n’ont pas été encore nécessairement utilisées au 

cours de l’étude menée lors de ce travail de thèse. 

Le corps principal de la section d’essais est constitué d’une cuve en acier inoxydable munie 

de hublots permettant une visualisation des phénomènes ainsi que la mise en place de mesures 

des champs de vitesse par la technique de Vélocimétrie par Images de Particules (PIV). Un 

jeu de brides permet de changer les transducteurs ultrasonores afin de tester différentes 

fréquences (25 kHz, 1 MHz et 2 MHz) en fonction des effets hydrodynamiques désirés. Enfin 

la plaque chauffante est reliée à un dispositif permettant son déplacement depuis l’extérieur au 

moyen d’une manivelle (Figure II-2) reliée à un compte-tours. Le fluide entre horizontalement 

par un tube positionné sous le système de déplacement de la plaque chauffante et ressort 

verticalement par deux tubes positionnés sur le couvercle de la section d’essais. Le repère 

d’axes (x,y,z) utilisé sur la Figure II-2 est conservé identique tout au long de ce mémoire. 

 
Figure II-2 : Vue iso de la section d’essais ALTO  

II.2.1 Écoulement dans la section d’essais 

La description et la numérotation illustrant la circulation du fluide dans l’ensemble de la 

section d’essais ALTO s’appuient sur la Figure II-3. Le fluide arrive horizontalement dans la 

section d’essais par le tuyau d’admission [1]. L’écoulement traverse ensuite un premier 

poreux en nickel-chrome situé sous la section d’essais. La conduite [2] (beige) est alors 
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caractérisée par une section de passage rectangulaire et possède la même largeur que les 

éléments chauffants (rouges). À ce stade, le fluide subit un changement de direction à 90° [3] 

avant de traverser un second poreux placé horizontalement à l’entrée du canal rectangulaire et 

possédant les mêmes caractéristiques que le premier. L’objectif du premier poreux est de 

réduire l’effet de jet produit par l’admission du fluide dans la section d’essais. Le second 

poreux permet de diminuer les perturbations hydrodynamiques liées au changement brutal de 

direction de l’écoulement au moment de son entrée dans le canal [4]. Le fluide s’écoule 

ensuite le long du canal rectangulaire [4] pour finalement être évacué au niveau du collecteur 

[5] par les deux tuyaux d’évacuation qui y sont connectés [6]. 

 
Figure II-3 : Vue en coupe de profil de la section d’essais ALTO 

La description du canal d’écoulement [4] qui suit s’appuie sur les Figure II-4 a et b. À la 

sortie du second poreux, le fluide s’écoule verticalement de bas en haut dans le canal 

rectangulaire constitué par les éléments chauffants de la plaque (rouge), par le transducteur 

ultrasonore (mauve) et par les deux parois transparentes en plexiglas (bleu ciel). L’intégration 

du dispositif de chauffage et de mesure des températures dans la plaque chauffante a imposé 

des contraintes d’encombrement non compressibles afin de permettre le passage des câbles 

d’alimentation électrique du système de chauffe ainsi que son instrumentation. Par 

conséquent, la largeur totale du système supportant les éléments chauffants (rose) est plus 

large que les éléments chauffants. Les parois en plexiglas permettent donc de créer un canal 

d’écoulement de largeur constante de l’entrée (sous la plaque chauffante) à la sortie du canal 

(collecteur). Il est ainsi possible de définir le diamètre hydraulique (utilisé pour le calcul du 

nombre de Reynolds) de manière classique comme le rapport de quatre fois la section de 

passage du fluide divisée par le périmètre mouillé du canal soit (équation (II-1)) 
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𝐷ℎ =
2(𝐿 ∗ 𝑒)

(𝐿 + 𝑒)
 (II-1) 

Avec L [m] la largeur du canal et e [m] l’entrefer séparant la surface active du transducteur 

ultrasonore et des éléments chauffants (voir Figure II-4). Les résultats portant sur les effets de 

fréquence ultrasonore, de débit (variation du nombre de Reynolds) et de propriété des fluides 

utilisent ce dispositif expérimental. 

 
Figure II-4 : Vue en coupe de dessus (a) et détails du canal en vue iso (b) de la section d’essais 

ALTO. Configuration n°2 

Initialement, la configuration d’écoulement utilisée lors des premiers essais (c’est pourquoi 

elle est appelée configuration n°1 dans la suite), ne comportait pas de paroi en plexiglas ni de 

poreux horizontal en entrée du canal. C’est cette configuration qui devait être initialement 

utilisée dans toute l’étude. Cependant, les essais de caractérisation, présentés au chapitre III, 

ont révélé que l’hydrodynamique au sein du canal est moins bien maitrisée dans ces 

conditions. Cette configuration a donc été uniquement utilisée dans le cadre d’une étude 

préliminaire, visant d’une part à illustrer l’intensification du transfert thermique en présence 

d’ultrasons et d’autre part à étudier l’effet de la puissance ultrasonore sur cette intensification 

des transferts thermiques.  

Le schéma de circulation du fluide pour cette configuration est le même que celui présenté 

précédemment si ce n’est que ce dispositif aboutit à un canal d’écoulement plus large (largeur 
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égale à celle du bloc d’isolation et de maintien (rose). La contrepartie à ce dispositif est 

l’apparition de zones de recirculation du fluide de chaque côté des éléments chauffants ainsi 

que l’existence d’un écoulement non stationnaire face aux éléments chauffants (voir Figure II-

5). Le détail des différences hydrodynamiques en régime silencieux, existant entre la 

configuration sans poreux ni paroi de plexiglas, appelée configuration n°1, et celle présentée 

précédemment (configuration n°2), sera exposé au cours du chapitre III. 

 
Figure II-5: Vue en coupe de dessus (c) et iso (d) de la section d’essais ALTO. Configuration 

utilisée dans le cadre des essais préliminaires visant à étudier l’effet de la puissance ultrasonore sur 

les transferts thermiques. Configuration n°1   

II.2.2 Présentation de la plaque chauffante 

La plaque chauffante est constituée de deux parties principales : 

- la zone de chauffe sur laquelle seront réalisées les mesures thermiques (en bleu et 

rouge sur la Figure II-6) 

-  la zone servant à l’isolation thermique et au maintien mécanique de l’ensemble (en 

rose sur la Figure II-6), ainsi que du collecteur de sortie du fluide décrit précédemment 

(en fuchsia sur la Figure II-6).  

L’origine du système d’axes utilisé par la suite est présente sur la Figure II-6.  
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Les éléments chauffants ont pour dimensions 100 mm de haut sur 90 mm de large et sont 

placés à 23 mm de l’entrée du canal (Figure II-6). Ces dimensions ont été imposées par celles 

des transducteurs ultrasonores utilisés. En effet, afin d’être en mesure de relier l’énergie 

acoustique vue par la plaque chauffante, aux mesures de caractérisation énergétique des 

transducteurs décrites dans ce chapitre, il a été décidé de faire concorder les dimensions de 

ces deux éléments. Le corps de chauffe est discrétisé en cinq blocs distincts en acier 

inoxydable 316L séparés par des intercalaires en MACOR© (céramique présentant une faible 

conductivité thermique λ de 1,46 W.m−1. K−1). Les blocs d’acier inoxydable constituent la 

partie externe permettant la chauffe du fluide caloporteur. C’est également cette partie qui 

porte l’instrumentation permettant de réaliser les mesures de température dont les détails sont 

présentés plus loin. Chaque bloc en acier inoxydable est fixé à un bloc de cuivre dans lequel 

est inséré un barreau électrique chauffant capable d’apporter un flux thermique maximal de 

200 W. 

 
Figure II-6: Détails de face et selon la coupe A-A de l’ensemble « plaque chauffante » 

La discrétisation de la zone de chauffe du fluide en cinq éléments thermiquement isolés les 

uns des autres est imposée par la méthode de mesure utilisée afin de déterminer la valeur du 

flux de chaleur traversant chaque bloc en acier inoxydable, ainsi que la valeur des 

températures de parois nécessaires au calcul du coefficient d’échange thermique 

correspondant. Les blocs chauffants sont numérotés de 1 (premier élément de la plaque 

chauffante) à 5 (dernier élément de la plaque chauffante) comme présenté sur la Figure II-7. 

L’axe des x est perpendiculaire aux surfaces des éléments chauffants et du transducteur 

ultrasonore et l’axe des y est parallèle au sens de l’écoulement moyen dans le canal. Cette 

convention sera conservée par la suite dans tout le mémoire.   
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Figure II-7: Schéma de principe du canal et de la plaque chauffante de la section d’essais (gauche) 

et détails d’un des blocs en acier inoxydable (droite) 

Les blocs chauffants présents sur ALTO sont dimensionnés de manière à ce que le flux 

thermique soit le plus unidimensionnel possible. Pour cela des simulations numériques ont été 

réalisés avec le logiciel commercial de CFD Fluent (Figure II-8). Il a ainsi été possible de 

dimensionner des blocs chauffants permettant d’obtenir un flux thermique normal à la surface 

chauffante et constant quel que soit le bloc chauffant, tout en conservant l’augmentation selon 

l’axe y de la température de paroi caractéristique d’un établissement thermique. Les 

simulations ont été réalisées en convection naturelle avec de l’éthylène glycol afin de se 

placer dans les conditions d’échanges thermiques a priori les plus défavorables et capables de 

générer un gradient maximal de température selon l’axe y (Figure II-8.a et b). Les gradients 

thermiques des blocs n°1 et n°2 ne sont pas parfaitement normaux aux surfaces chauffantes. 

Des simulations ont également été réalisées en convection naturelle avec de l’eau (Figure II-

8.c). Le gradient thermique est alors beaucoup plus unidimensionnel, avec cependant le 

maintien d’une légère composante selon l’axe y pour le bloc n°1.  

Ce dimensionnement permet de calculer pour chaque bloc en acier inoxydable le flux, la 

température de paroi ainsi que le coefficient d’échange convectif par une simple mesure de 

différence de température entre deux thermocouples judicieusement placés. La description qui 

suit présente en détails cette méthodologie et s’appuie sur la Figure II-7.  
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Figure II-8 : Profils de températures obtenus avec le logiciel FLUENT© pour une plaque 

chauffante non segmentée (a) et segmentée en 5 blocs (b) dans de l’éthylène glycol et pour une 

plaque chauffante segmentée en 5 blocs (c) dans de l’eau. Essais obtenus en convection naturelle 

Les blocs en acier inoxydable sont équipés chacun de deux thermocouples de type K. Un 

premier thermocouple (TC chaud) est situé à deux millimètres du bloc chauffant en cuivre 

(mesure de T1, Figure II-7). Le second thermocouple (TC froid) est situé à deux millimètres 

de l’interface plaque chauffante fluide caloporteur (mesure T2, Figure II-7). Ces deux 

thermocouples sont distants de 14 millimètres. 

Le flux de chaleur Φ [W] traversant chacun des blocs est déterminé par la loi de Fourier 1D 

de diffusion de la chaleur (équation (II-2)). 

𝛷 =
𝜆

𝑒𝑇1−𝑇2
𝑆(𝑇1 − 𝑇2) (II-2) 

Avec λ [W.m
-1

.K
-1

] la conductivité thermique de l’acier inoxydable égale dans ce cas à 15 

W.m
-1

.K
-1

 et S [m²] la section de passage du flux thermique. S [m
-2

] est égale à la surface d’un 

bloc en acier inoxydable vue par le fluide (Figure II-6) et  eT1−T2 la distance séparant les 

points de mesure de T1 et de T2 (Figure II-7). Il est à noter que la relativement faible 

conductivité thermique de l’acier inoxydable a conditionné le choix de ce matériau afin 

d’augmenter la différence de température (T1 − T2) pour un flux de chaleur donné, permettant 

d’augmenter la précision des mesures. À partir de ce flux déterminé grâce aux valeurs 

mesurées de T1 et T2, la température de paroi inox/fluide de la plaque chauffante (Tp, Figure 

II-7) est calculée en utilisant cette même loi : 

𝑇𝑝 = −
𝛷

𝜆𝑆
𝑒𝑇1−𝑇𝑝 + 𝑇1 

(II-3) 
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Avec eT1−Tp  la distance séparant les points de mesure des températures T1 et Tp. Par la suite 

le coefficient d’échange convectif est obtenu selon la loi de refroidissement de 

Newton (équation (II-4)) 

ℎ =  
𝜙

𝑆(𝑇𝑝 − 𝑇𝑏𝑢𝑙𝑘)
  (II-4) 

La température du fluide (notée Tbulk) est mesurée par un thermocouple au niveau de 

l’entrefer juste avant les éléments chauffants et le transducteur ultrasonore. La différence de 

température entre le fluide à l’entrée et à la sortie du canal ne dépasse pas 1,5°C. Ceci est dû 

aux faibles valeurs de puissance de la plaque chauffante et des ultrasons relativement au 

produit du débit massique par la chaleur spécifique du fluide utilisé (produit ṁCp).  

L’augmentation de la température du fluide selon l’axe x est localisée en proche paroi de la 

plaque chauffante au niveau de la couche limite, alors que la mesure de Tbulk est située à 

5 mm de la paroi opposée de la plaque chauffante (Figure II-7). Tbulk est donc suffisamment 

éloignée de la paroi chauffante pour supposer ne pas mesurer la température au sein de la 

couche limite. De plus, en déplaçant le thermocouple du fluide (Tbulk) verticalement afin de 

déterminer un effet de position sur la mesure suivant l’axe y de l’écoulement, il n’est apparu 

aucune variation significative de température compte tenu des incertitudes de mesure. Par 

conséquent, lors du calcul du coefficient d’échange thermique, il est possible d’utiliser la 

même mesure de  Tbulk pour les cinq blocs chauffants. Ceci permet à la fois de simplifier les 

mesures et de ne pas introduire d’obstacle dans le champ acoustique. 

II.2.3 Méthode d’acquisition et de calcul du coefficient d’échange thermique 

L’acquisition des mesures de température de la section d’essais ALTO se déroule en deux 

phases de cinq minutes chacune. Après stabilisation thermique de la plaque chauffante, une 

première phase de mesure des températures est réalisée sans ultrasons (régime silencieux)  

toutes les dix secondes pendant cinq minutes. La moyenne arithmétique est ensuite calculée 

pour chacune des températures mesurées afin d’obtenir le coefficient d’échange thermique en 

régime silencieux (hsans us) selon le processus défini par les équations (II-2) à (II-4). Après 

mise en route des ultrasons, une nouvelle période de stabilisation thermique du système est 

nécessaire (voir Figure II-9), à l’issue de laquelle la procédure de la phase 1 est répétée dans 

le but d’obtenir le coefficient d’échange thermique en régime acoustique (havec us).  

L’expérience a montré que la température du fluide (Tbulk) ne varie pas de façon significative 

durant chacune des deux procédures d’acquisition (moins de 1°C de variation) permettant de 

négliger les apports thermiques des ondes ultrasonores au sein du fluide. Pour s’en convaincre 

il suffit de calculer la différence de température imputable aux seuls ultrasons dans les 

conditions expérimentales testées les plus défavorables, à savoir une puissance ultrasonore de 

117 W pour un débit d’eau de 215 L.h
-1

. Dans ce cas l’augmentation de la température 

produite par les seuls ultrasons entre l’entrée et la sortie du canal d’ALTO est égale à 0,4 °C. 

Le facteur d’intensification thermique η est calculé d’après l’équation (II-5) : 

𝜂𝑖 = 
ℎ𝑎𝑣𝑒𝑐 𝑢𝑠
ℎ𝑠𝑎𝑛𝑠 𝑢𝑠

− 1 (II-5) 
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Figure II-9 : Exemple d’évolution de la température T2 sans et avec ultrasons obtenue pour un 

nombre de Reynolds égal à 900, un canal de 30*100 mm², des ultrasons à 2 MHz et 90 Wus et une 

puissance thermique totale transmise au fluide par la plaque chauffante égale à 450 W, 

configuration n°2 

II.2.4 Incertitudes sur le coefficient d’échange thermique 

Les erreurs de mesure déterminées ici sont l’expression de la précision des instruments et de 

leur étalonnage. Il est possible d’exprimer le coefficient d’échange thermique uniquement en 

fonction de grandeurs mesurées dans ALTO (combinaison des équations (II-2) et (II-4)). Il 

apparait alors une expression uniquement fonction des différences de températures (T1 − T2) 

et (Tbulk − T1). L’équation (II-6) utilise également la distance séparant T1 de la paroi de la 

plaque chauffante ainsi que celle séparant  T1 et T2 

ℎ =
𝜆

𝑒𝑇1−𝑇2
[

(𝑇1 − 𝑇2)

(𝑇1 − 𝑇𝑏) −
𝑒𝑇1−𝑇𝑝
𝑒𝑇1−𝑇2

(𝑇1 − 𝑇2)
] (II-6) 

L’incertitude absolue δh [W.m
-2

.K
-1

] est donc elle aussi fonction de ces grandeurs.  

Les températures sont mesurées avec des thermocouples de type K dont la précision absolue 

constructeur (TC Direct) lorsqu’ils ne sont pas étalonnés est donnée entre 1 et 1,5 °C. 

L’étalonnage a été réalisé au Laboratoire des Échangeurs Réacteurs du CEA de Grenoble. Le 

dispositif d’étalonnage utilisé est lui-même étalonné et présente une incertitude de mesure 

égale à 0,09 °C. À l’issue de l’étalonnage, l’incertitude absolue δT [°C] sur les mesures de 

température dans la section d’essais ALTO est égale à 0,60 °C. 

Une incertitude minimale portant sur l’écart spatial séparant les thermocouples a été 

demandée dans le cahier des charges de la section d’essais ALTO fourni à la société d’usinage 
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responsable de sa réalisation et de son montage. La précision des cotes est donnée au dixième 

de millimètre. Les valeurs d’incertitudes absolues des grandeurs entrant dans le calcul du 

coefficient d’échange thermique sont données par le Tableau II-1. 

Grandeur δT1 [°C] δT2 [°C] δTb [°C] δeT1−T2 [m] δeT1−Tp [m] 

Valeur 

incertitude 
0,60 0,60 0,60 0,0001 0,0001 

Tableau II-1: Incertitudes absolues des grandeurs permettant de calculer le coefficient d’échange 

thermique 

D’autres sources d’erreur sont plus difficiles à évaluer. Notamment l’influence de la 

résistance thermique entre le thermocouple et le bloc chauffant. Afin de minimiser au 

maximum l’écart entre température mesurée et température réelle, les cavités dans lesquelles 

sont glissés les thermocouples ont été enduites de graisse thermique. Ceci permet d’améliorer 

la continuité de la conduction. Il est cependant très difficile d’évaluer la qualité de cette 

continuité ; l’erreur liée à ce paramètre a donc été négligée. 

Une autre erreur pouvant survenir concerne la direction du gradient de température. Comme 

cela a été mentionné au paragraphe II-2.2, le coefficient d’échange thermique est obtenu de 

manière indirecte par l’utilisation de la loi de Fourier intégrée en une dimension. Bien que 

tout ait été mis en œuvre afin que les conditions expérimentales respectent les conditions 

d’utilisation de cette expression, il est probable que le gradient thermique ne soit pas 

parfaitement perpendiculaire aux sections des blocs chauffants. Cependant, comme l’erreur 

liée à ce facteur est elle aussi très difficile à évaluer, elle a été ignorée. Pour les mêmes 

raisons la contribution de l’incertitude absolue de la valeur de la conductivité thermique a été 

négligée.   

La méthode de calcul des incertitudes utilisée est la méthode Moffat déjà utilisée dans le 

domaine de l’estimation de l’erreur du calcul du coefficient de transfert thermique 

(Ferrouillat, et al., 2011). Cette méthode est bien adaptée à un calcul d’incertitude lorsque les 

différents termes constituant l’expression de la grandeur dont on veut connaitre la précision 

sont indépendants les uns des autres comme dans le cas de l’équation (II-6). 

La méthode Moffat nécessite de connaitre les incertitudes absolues des mesures nécessaires 

au calcul de la grandeur physique concernée. Il est également nécessaire de connaitre les 

valeurs des dérivées partielles de son expression par rapport aux termes la constituant.   

Par conséquent, l’incertitude absolue du coefficient d’échange thermique convectif est donnée 

par l’équation (II-7): 

𝛿ℎ = 

√(
∂h

∂T1
δT1)

2

+ (
∂h

∂T2
δT2)

2

+ (
∂h

∂Tbulk
δTbulk)

2

+ (
∂h

∂eT1−T2
δeT1−T2)

2

+ (
∂h

∂eT1−Tp
δeT1−Tp)

2

 

(II-7) 

Par cette méthode de calcul, les valeurs des incertitudes sur le coefficient d’échange 

thermique sont comprises entre 3,3% et 6,3%.  
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II.2.5 Répétabilité des essais 

Chaque point de mesure présenté à la suite de ce mémoire est en réalité la moyenne de valeurs 

du coefficient d’échange thermique réalisée sur six ou sept essais avec des conditions 

opératoires identiques. La répétabilité des essais a été estimée en calculant l’écart type à la 

moyenne sur ces séries d’essais identiques. 

Comme le paragraphe précédent l’a montré, le calcul d’incertitude du coefficient d’échange 

thermique ne prend pas en compte tous les paramètres ayant la capacité d’influencer sur les 

mesures.  

En effet, l’incertitude liée aux variations du débit n’est pas prise en compte dans l’équation 

(II-7) puisque l’expression du coefficient d’échange thermique n’inclut pas ce paramètre. Il 

est cependant évident qu’il existe une influence physique de ces variations sur le transfert 

thermique.  

Le second paramètre pouvant influer sur les mesures est lié à la constance temporelle et 

spatiale de l’intensité de l’onde acoustique. En régime acoustique les ultrasons ont une 

influence directe sur les transferts thermiques, cependant il est extrêmement difficile de 

prévoir comment les variations temporelle et spatiale de l’intensité de l’onde acoustique vont 

apparaitre et avec quelle intensité. Il est encore plus ardu de quantifier a priori l’impact 

qu’auront ces variations sur les transferts thermiques 

Enfin le dernier paramètre extérieur dont l’influence sur le coefficient d’échange thermique 

est a priori non négligeable est la température du fluide en entrée de section d’essais. Ce 

paramètre est lié à l’efficacité de la régulation en température du banc et à la mise en place 

d’une température d’entrée constante essai après essai. 

II.3   Mesure des champs de vitesse 

En parallèle des essais thermiques, des mesures des champs de vitesse dans l’écoulement sont 

réalisées sur la section ALTO. L’objectif est de corréler les résultats thermiques obtenus avec 

les modifications hydrodynamiques induites par chacune des fréquences ultrasonores. Pour ce 

faire, la technique de Vélocimétrie par Images de Particules (Particule Image Velocimetry en 

anglais ou PIV) a été utilisée. Cette technique a été préférée aux autres (Pitot ou fil chaud par 

exemple) car elle est non intrusive, notamment vis-à-vis du champ acoustique. De plus, elle 

permet d’obtenir un champ de vitesse 2D en une fois, contrairement au fil chaud ou à la sonde 

Pitot, qui ne donne une valeur de vitesse qu’en un point (deux maximum). La PIV 2D-2C 

semblait donc appropriée à l’étude de la modification de l’hydrodynamique de l’écoulement 

par les ultrasons. 

II.3.1 Principe de la mesure de vitesse par PIV 2D-2C 

La PIV 2D-2C (deux dimensions-deux composantes) est une technique d’imagerie permettant 

une mesure de champ de vitesses. Cette technique permet d’accéder à deux des trois 

composantes de la vitesse (Vx et Vy dans cette étude) dans un écoulement, selon un plan de 

mesure matérialisé par une nappe laser. Elle est basée sur le calcul de la vitesse à partir du 

déplacement de particules (traceurs), illuminées par la nappe laser, entre deux images 
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successives. La vitesse est calculée à partir du déplacement des traceurs et de l’intervalle de 

temps ∆t entre les deux images. Les traceurs peuvent être réfléchissants (particules de 

polyamide par exemple) ou fluorescents (Rhodamine B par exemple). 

Un traitement de l’image permet de reconstituer la trajectoire et donc la vitesse des particules 

pour chaque doublet d’image (Figure II-10). Pour ce faire, la zone sur laquelle la mesure est 

effectuée est découpée en fenêtres d’interrogation. Les tailles standards proposées par le 

logiciel de traitement PIV DaVis 8.2 (fourni par LaVision) utilisé dans cette étude sont de 

128*128 pixels, 64*64 pixels, 32*32 pixels et 16*16 pixels. L’intervalle de temps entre les 

images d’un même doublet est déterminé de façon à ce que le déplacement des particules soit 

de l’ordre de 25% de la taille des fenêtres d’interrogation. Ainsi, la taille des fenêtres 

d’interrogation et le temps entre deux images d’un même doublet sont déterminés en fonction 

de la vitesse du phénomène observé. 

 
Figure II-10 : Schémas de principe de la PIV (LaVision, 2014)  

Pour chaque fenêtre d’interrogation, le champ de vitesse est ensuite obtenu en calculant le 

produit d’inter-corrélation Πx,y(δx; δy) dépendant du déplacement selon x et y de la particule 

(δx; δy) entre le temps t de la première image du doublet et le temps t + ∆t de la deuxième 



114 

 

image. Le déplacement statistiquement le plus probable est celui pour lequel le produit 

d’inter-corrélation est maximal (pic de la Figure II-11 ). La vitesse au sein de la fenêtre 

d’interrogation est obtenue en divisant le déplacement (δx; δy) dont le produit d’inter-

corrélation est maximal par le pas de temps ∆t séparant les deux images du doublet. 

 
Figure II-11 : Exemple d’image du produit d’inter-corrélation et du pic correspondant au 

déplacement de particules le plus probable au sein de la fenêtre d’interrogation (Maurice, 2014) 

La taille et la masse volumique des particules utilisées comme traceurs sont également des 

paramètres importants. En effet, le choix des traceurs doit être fait de façon à ce que leurs 

déplacements soient représentatifs de l’écoulement. Le nombre de Stokes (équation II-8) est 

utilisé comme critère de choix de la taille et de la masse volumique des particules. Ce nombre 

adimensionnel caractérise le rapport entre l’énergie cinétique de la particule et l’énergie 

qu’elle dissipe par frottement au contact du fluide. Il permet d’évaluer l’importance relative 

de la force inertielle et de la force de dissipation visqueuse. Par conséquent, un nombre de 

Stokes faible indique que la particule suit correctement l’écoulement tandis qu’un nombre de 

Stokes important amènera à une sédimentation des particules malgré l’écoulement. Le nombre 

de Stokes est donné par l’équation (II-8).  

𝑆𝑡 =
𝑇𝑝

𝑇𝑓𝑢𝑖𝑑𝑒
=
𝐷𝑝𝑎𝑟𝑡
2 𝜌𝑝𝑎𝑟𝑡V

𝜇𝐿𝑐𝑎𝑟𝑎𝑐
 (II-8)  

Avec Tpart [s] le temps caractéristique de la particule issu de l’équation simplifiée de la 

trajectoire d’une très petite particule isolée dans un écoulement (Boutier, et al., 2012) défini 

par l’équation (II- 9). 

𝑇𝑝𝑎𝑟𝑡 =
𝐷𝑝𝑎𝑟𝑡
2 𝜌𝑝𝑎𝑟𝑡

18𝜇
 (II- 9)  

Avec Dpart [m] le diamètre de la particule, ρpart [kg.m
-3

] sa masse volumique et μ [Pa.s] la 

viscosité dynamique du fluide. 

Dans l’équation (II-8) Tfluide [s] représente le temps caractéristique de l’écoulement lié aux 

échelles de vitesses présentes dans cet écoulement. Ce temps caractéristique de l’écoulement 

est donné par le rapport de la longueur caractéristique de l’écoulement Lcarac [m] et la vitesse 

caractéristique de l’écoulement V [m.s
-1

].  

II.3.2 Dispositif PIV utilisé 

Pour cette étude, un laser pulsé Nd-YAG (fournisseur DANTEC) possédant deux cavités de 

200 mJ chacune capable de générer des pulses laser de 6 à 9 ns est utilisé. La fréquence de 

répétition des doublets est de 15 Hz et l’intervalle de temps entre deux pulses pour un même 



 

 

115 

doublet peut varier en fonction des phénomènes à observer. En effet, plusieurs échelles de 

temps sont présentes dans le système. L’écoulement principal moyen se situe sur une gamme 

de vitesse allant de 0,02 m.s
-1

 à 0,15 m.s
-1

. La gamme de vitesse du courant acoustique est 

quant à elle comprise entre 0,5 et 1 m.s
-1

. Par conséquent, afin que les particules ne se 

déplacent que de 25 % de la taille de la fenêtre d’interrogation entre deux images d’un même 

doublet, l’intervalle de temps entre deux pulses sera compris entre 500 µs (intervalle 

nécessaire à la prise en compte des effets de courant acoustique à 2 MHz) à 30000 µs 

(écoulement dans l’entrefer pour le plus faible nombre de Reynolds testé). Les tailles de 

mailles choisies sont présentées au paragraphe II.3.3, elles sont comprises entre 32*32 pixels 

et 16*16 pixels. 

La caméra utilisée est une ImagerProX2M (fournisseur LaVision). Elle possède une 

résolution de 1600*1200 pixels et une vitesse d’acquisition maximum de 30 doublets 

d’images par seconde. Chacun des pixels de la caméra mesure 7,4 microns et le champ de 

mesure fait 30 mm de large pour 150 mm de long. La caméra et le laser sont tous deux pilotés 

par un boitier permettant de synchroniser les pulses laser avec les prises de vue de la caméra. 

L’acquisition et le traitement des données sont réalisés grâce au logiciel commercial DaVis8.3 

fourni par LaVision. 

L’ensemencement est réalisé avec des particules de polyamide de 60 µm de diamètre. Ces 

particules sont réfléchissantes et présentent un nombre de Stokes de l’ordre de 10−6 pour les 

écoulements mis en œuvre dans cette étude.  

Avant toute mesure, il est nécessaire de réaliser un calibrage de la caméra à l’aide d’une mire 

(Figure II-12) positionnée dans le plan de mesure formé par la nappe laser (Figure II-13). Les 

diamètres des points ainsi que le pas de la mire sont connus afin de prendre en compte 

d’éventuelles distorsions de l’image qui induiraient des valeurs erronées de vecteurs vitesse. 

 
Figure II-12: Image de la mire de calibration utilisée sur ALTO pour un entrefer de 30 mm. Les 

points mesurent 0,25 mm de diamètre et sont espacés de 1 mm. Cette calibration est utilisée pour 

réaliser une mesure des champs de vitesse sur toute la longueur du canal 
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Figure II-13 : Vue d’ensemble du jeu de profilés aluminium permettant le support de la nappe laser 

et de la caméra PIV sur ALTO 

II.3.3 Traitement des images et calcul des champs de vitesse 

Les champs de vitesse sont obtenus après plusieurs étapes de traitement de l’image réalisées 

avec le logiciel DaVis8.2. La première opération applique un masque géométrique dans le but 

de délimiter la zone de calcul des vitesses (opération image (a) vers (b) de la Figure II-14). 

Une image moyenne des niveaux de gris pour chaque pixel est calculée sur le nombre total 

d’images (2000 images dans le cas de la Figure II-14). Cette image moyenne est ensuite 

soustraite à chacune des 2000 images (opération image (b) vers (c) de la Figure II-14 afin 

d’augmenter le contraste des particules en mouvement (champ lumineux instantané) en lui 

soustrayant le fond immobile (champ lumineux moyen). 

Une fois ce prétraitement effectué, le champ de vitesse peut être calculé. Le mode de calcul 

utilisé est un processus itératif d’inter-corrélation multi-passes avec déplacement et 

déformations des fenêtres d’interrogation (Scarano, et al., 2000). Deux passes successives de 

calcul sont effectuées sur une fenêtre d’interrogation de 32*32 pixels. Les fenêtres 

d’interrogation se chevauchent de 50%. Une dernière passe de calcul sur une fenêtre de 16* 

16 pixels est ensuite réalisée. Le chevauchement des fenêtres est alors de 25% (illustration 

Figure II-15). Le choix des tailles de fenêtres d’interrogation n’a pas fait l’objet d’une étude 
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paramétrique approfondie. Néanmoins, les dimensions ont été choisies afin d’être assez 

grandes pour que les particules respectent les critères théoriques suivant:  

- pour la première passe la fenêtre doit être quatre fois plus grande que le déplacement 

moyen  

- pour la dernière passe, la taille de la fenêtre a été choisie de manière à conserver un 

nombre de particules suffisantes  

 
Figure II-14 : Visualisation de l’ensemencement en particules de l’écoulement ainsi que des 

différentes opérations de prétraitement de l’image réalisées avant le calcul des vecteurs vitesse  

À l’issue du calcul des champs instantanés de vitesse, un post traitement est effectué afin de 

supprimer les vecteurs qui ne sont pas issus d’un produit d’inter-corrélation de suffisamment 

bonne qualité. Le critère de qualité Γ est calculé à partir du rapport entre l’intensité maximale 

de l’inter-corrélation (le pic de corrélation) et l’intensité du 2
ème

 pic (Figure II-11). Plus le pic 

d’inter-corrélation est élevé par rapport au fond ambiant, et plus son déplacement est 

caractéristique du déplacement moyen du fluide dans une fenêtre d’interrogation. À l’issue de 

tests permettant de déterminer la meilleure valeur de Γ prenant en compte le contexte 

expérimental mis en place sur ALTO, sa valeur a été fixée à 1,2. Si le vecteur vitesse calculé 

est issu d’un produit d’inter-corrélation dont la valeur du critère de qualité Γ est inférieure à 

1,2, il est supprimé et remplacé par une interpolation issue de ses huit plus proches voisins.  
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Figure II-15 : Illustration des étapes du calcul des vecteurs vitesses en 3 passes. La déformation 

des mailles de la fenêtre d’interrogation n’est pas représentée sur cette figure pour des raisons de 

simplification 

À partir de ces champs de vitesse, il est possible de calculer différents champs moyens, 

vectoriels ou scalaires comme le champ de vitesse RMS (Root Mean Square). Cette grandeur 

permet de mesurer les fluctuations instantanées du champ de vitesse. En comparant les 

régimes silencieux et acoustique, cette grandeur permet donc d’évaluer l'agitation générée 

dans l’écoulement par les ultrasons. Plus les valeurs de vitesses RMS sont élevées et plus les 

variations locales et temporelles de la vitesse sont grandes par rapport à la moyenne. La 

vitesse RMS semble donc être un critère valable et performant pour caractériser l'intensité de 

l'agitation générée par les ultrasons au sein de l’écoulement. La vitesse RMS est obtenue en 

calculant l’écart-type standard à la moyenne dans chaque fenêtre d’interrogation (LaVision, 

2015). L'équation utilisée par le logiciel DaVis8.3 est la suivante: 

Avec 𝑉𝑖 [m.s
-1

] la valeur du module de la vitesse de l’image i sur un total de 𝑁 images et 𝑉̅ le 

module de la vitesse moyenne.  

Le calcul de champs moyens, quels qu’ils soient, nécessite un grand nombre d’images afin 

d’être représentatif des phénomènes présents dans l’écoulement. Des essais de sensibilité au 

nombre d’images utilisées pour calculer les champs moyens ont donc été réalisés. La grandeur 

qui a servi de comparateur est la vitesse RMS (Équation II-10) car c’est elle qui sera 

principalement utilisée pour la suite de l’exploitation des résultats au Chapitre III. La 

comparaison est faite sur un panel de 500 à 6000 images. La convergence de valeurs obtenue 

sur les champs moyens semble être atteinte avec un calcul de 2000 images (Figure II-16). Les 

profils sont tracés en proche paroi (x= 1,8 mm de la plaque chauffante) ainsi qu’au centre du 

canal (x = 15 mm de la plaque chauffante). Ces positions sont identiques à celles utilisées au 

Chapitre III dans l’analyse des essais. Les profils sont représentés sur la Figure II-17, avec le 

champ de vitesse RMS calculé à partir de 2000 champs instantanés correspondant à la Figure 

II-16.  

 

 

𝑉𝑖𝑡𝑒𝑠𝑠𝑒 𝑅𝑀𝑆 = √
∑ (𝑉𝑖 − 𝑉̅)2
𝑁
𝑖=1

(𝑁 − 1)
 (II-10) 
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Figure II-16: Comparaison des champs scalaires de vitesse RMS obtenus à 1 MHz et 107 Wus pour 

un nombre de Reynolds égal à 900 et calculés avec 2000 images 

 

Figure II-17: Profils de vitesses RMS aux positions n°1 et n°2 de la Figure II-16 en fonction de 

l’axe y et du nombre d’images traitées. Le graphique de gauche est tracé pour x = 1.8 (profil n°1) et 

le graphique de droite est tracé pour x = 15 mm (profil n°2). À partir de 2000 images, les points sont 

confondus. Configuration n°2, fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus 

Le Tableau II-2 présente le temps de calcul total et son détail permettant d’obtenir les résultats 

pour un essai. En observant les Figures II-16 et II-17 ainsi que le Tableau II-2, il apparait que 

le nombre optimal d’images à traiter est de 2000. Cette valeur permet d’obtenir une meilleure 

précision qu’avec 500 images et des temps de calculs acceptables. Les calculs réalisés avec un 

nombre plus important d’images n’apportent pas de changements significatifs sur les champs 

moyens de vitesse RMS.  

 

Profil 1 
Profil 2 

y 

x 
[m

.s
-1

] 
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Nombre 

d’images à 

traiter 

Masque 

géométrique 

Calcul et 

Soustraction 

image 

moyenne 

Calcul 

des 

champs 

de 

vitesse 

Moyenne 

(vectoriel) 

Moyenne 

(scalaire) 

Total 

(heures) 

500 70 s 80 s 1680 s 70 s 70 s 32 min 50 

2000 270 s 270 s 6780 s 290 s 290 s 2 h 11 min 

3500 500 s 460 s 11880 s 490 s 480 s 3 h 50 min 

5000 720 s 660 s 16860 s 660 s 660 s 5 h 26 min 

6000 840 s 800 s 20400 s 840 s 840 s 6 h 35 min 

Tableau II-2: Temps de calculs nécessaires aux différentes opérations de traitement des images PIV 

en fonction du nombre d’images à traiter. 

II.3.4 Incertitudes des mesures de PIV 2D-2C 

Comme pour le cas des mesures de température, les sources d’incertitudes liées aux mesures 

PIV sont multiples et plus ou moins difficiles à estimer. Le premier sous-paragraphe traite des 

sources d’incertitudes liées à cette technique et le second est une discussion autour de la 

pertinence de l’utilisation de cette technique dans le cadre de cette étude. 

II.3.4.1 Évaluation des incertitudes de mesures 

Comme mentionné précédemment les caractéristiques des particules utilisées comme traceurs 

doivent être judicieusement choisies afin que leur trajectoire corresponde à celle suivie par 

l’écoulement. Les paramètres physiques principaux à prendre en compte sont la masse 

volumique et la taille des particules. Une masse volumique de particule égale à celle du fluide 

permet de s’assurer de l’équilibre de la suspension des particules dans le fluide. La taille des 

particules est importante afin de garantir une définition suffisante au niveau du capteur de la 

caméra et d’éviter le phénomène appelé peack-locking. Ce dernier apparait lorsque la taille de 

l’image de la particule est plus petite qu’un pixel de la caméra. Il mène à une incertitude sur le 

positionnement du pic de corrélation et donc sur le calcul de  la vitesse. 

La concentration en particules doit être suffisante afin qu’il n’y ait pas de trous dans 

l’ensemencement et afin d’assurer une continuité spatiale de la mesure de vitesse. Cependant 

elle ne doit pas non plus être trop importante afin que le contraste entre les particules et le 

fond soit suffisant. Les recommandations habituelles préconisent généralement d’avoir un 

minimum de 10 particules par maille de calcul (Keane, et al., 1991) (Westerweel, 1997). Par 

conséquent, si les ultrasons sont responsables d’une surconcentration en particules dans 

certaines zones, il faut augmenter la concentration par rapport au cas silencieux afin d’être en 

mesure de garantir la concentration minimale recommandée. 

Pour plus de détails portant sur toutes les sources d’incertitude possibles, le lecteur peut se 

reporter à la thèse de Jonathan BOSSARD (Bossard, 2012) qui détaille précisément tous les 

aspects de cette problématique. 
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Le logiciel de traitement PIV DaVis8.3 (LaVision) permet de faire une estimation globale des 

incertitudes de mesure des champs de vecteurs à l’aide de deux outils : 

- la valeur du pic de corrélation permet de renseigner sur la fiabilité de la mesure 

effectuée à partir de laquelle est calculé le module de la vitesse. Plus cette valeur est 

élevée et plus la mesure est digne de confiance, 

- le second calcul d’erreurs donne les incertitudes absolues des vitesses et des vitesses 

RMS par l’utilisation de l’écart type standard. 

Mais l’utilisation de l’écart type standard à la moyenne de la vitesse en tant que mesure 

d’incertitudes pose un problème car il n’est pas possible de différencier l’origine des 

fluctuations de la vitesse. Ces fluctuations peuvent apparaitre à la suite d’effets ponctuels et 

inopinés extérieurs à l’écoulement en induisant du bruit sur les images et par conséquent une 

erreur de mesure, mais elles peuvent également être issues de fluctuations turbulentes propres 

à l’écoulement.  

L’évaluation des incertitudes liées aux mesures PIV sera donc estimée grâce aux valeurs des 

pics de corrélation calculés pour chaque fenêtre d’interrogation. L’estimation des incertitudes 

réalisée à l’aide des pics de corrélation ne permet pas d’aboutir directement à une valeur de 

l’incertitude absolue ; mais elle donne une estimation de la confiance que l’on peut accorder 

au résultat. 

II.3.4.2 PIV 2d-2C dans le cadre de cette étude 

Dans le raisonnement qui suit, il est considéré que la vitesse RMS décrit principalement des 

fluctuations de la vitesse issues de la turbulence naturelle de l’écoulement ou de l’agitation 

engendrée par les ultrasons. Cette affirmation sera confirmée expérimentalement au 

chapitre III. 

La PIV 2D-2C utilisée est une méthode mesurant un champ de vitesse dans un plan. Il 

manque donc la contribution d’une composante au module de la vitesse. Le comportement du 

fluide selon cet axe perpendiculaire au plan de mesure ne peut être qu’hypothétique et lié à la  

configuration hydrodynamique de l’écoulement étudié. Dans le cas d’un écoulement laminaire 

de type canal plan, il est raisonnable de penser que cette composante reste négligeable au 

regard de la direction de l’écoulement.  

Le cas du régime turbulent en régime silencieux (sans ultrasons) pose plus de questions. Si 

l’écoulement reste exempt de structures tourbillonnaires sortant du plan de mesure, 

l’hypothèse d’une composante de vitesse négligeable et perpendiculaire au plan peut rester 

applicable. Cette hypothèse n’est cependant plus réaliste lorsque l’on s’intéresse aux mesures 

de vitesses RMS. En effet, au cœur de l’écoulement les variations de direction et d’intensité 

de la vitesse sont généralement isotropes et les trois composantes de vitesse RMS sont 

équivalentes. En revanche, en paroi, la présence d’une limite solide infranchissable et le 

principe de non glissement peuvent créer des directions privilégiées. La contribution de la 

composante perpendiculaire à cette surface solide (Vx) perd nécessairement en importance au 

regard des deux autres (Vy et Vz).   

Cependant, la PIV 2D-2C est une méthode plus simple à mettre en œuvre que la stéréo-PIV 

(mesure avec deux caméras permettant la mesure des 3 composantes de vitesse dans un plan) 
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et donne accès à des champs instantanés contrairement à la technique de Velocimétrie Laser 

Doppler (Laser Doppler Velocimetry en anglais ou LDV).  

En régime acoustique, la direction perpendiculaire à la plaque chauffante (axe x) correspond 

au plan de propagation du courant acoustique. Comme cela a été mentionné au chapitre I.4, le 

champ ultrasonore crée un gradient de pression colinéaire à la propagation de l’onde capable 

d’engendrer une mise en mouvement secondaire du fluide. Par conséquent, le plan de la nappe 

laser utilisé dans cette étude, est identique à celui formé par l’axe de l’écoulement principal 

(axe y) et par l’axe de propagation de l’onde ultrasonore (axe x). Ainsi, il permet d’obtenir le 

maximum d’information sur le champ de vitesse lié au courant acoustique. En ce qui concerne 

la vitesse RMS, il n’est pas possible de nier l’existence d’une composante de vitesse RMS 

selon un axe perpendiculaire à ce plan (axe z) du fait de l’isotropie de cette grandeur. Malgré 

cela, et compte tenu des paramètres expérimentaux mis en œuvre sur ALTO,  le plan de 

mesure x,y reste celui qui permet d’accéder au maximum d’informations sur 

l’hydrodynamique dans le canal en régime silencieux et acoustique.  

Enfin, dans le cas où la cavitation est le seul phénomène produit par les ultrasons dans 

l’écoulement, l’hypothèse d’isotropie de vitesse RMS peut être reprise puisque la cavitation 

n’a pas de direction privilégiée sauf en proche paroi (cf. chapitre I.4).   

Pour résumer, les hypothèses faites dans le cadre de la campagne de mesure PIV 2D-2C de ce 

mémoire sont les suivantes : 

a) En régime silencieux, il existe une direction privilégiée du module de la vitesse 

orientée selon la direction de l’écoulement principal (axe y). En revanche, ceci 

n’est pas vrai pour les fluctuations de cette vitesse RMS qui sont isotropes sauf en 

proche paroi.  

b)  En régime acoustique deux cas se présentent en fonction de la présence ou non de 

courant acoustique :  

b-1) En l’absence de courant acoustique toutes les assertions de l’hypothèse a) 

sont toujours valides, 

b-2) Lorsqu’il y a présence de courant acoustique, il apparait une seconde 

direction privilégiée de la vitesse en termes d’intensité, orientée selon l’axe x 

(colinéaire au courant acoustique). La vitesse RMS devrait quant à elle rester 

isotrope sauf en proche paroi. 

II.4   Caractérisation des transducteurs ultrasonores 

Les transducteurs utilisés au cours de cette étude sont des blocs de nettoyage ultrasonore. Les 

blocs mesurent 160*160 mm
2
, cependant, la surface active, constituée de céramiques 

piézoélectriques fixées à une tôle métallique, mesure 100*100 mm. La section d’essais ALTO 

a été conçue afin que cette surface active soit en vis-à-vis de la plaque chauffante par la 

configuration géométrique étudiée dans le cadre de ces travaux. 

Trois fréquences ultrasonores sont utilisées au cours de cette étude: 

- 25 kHz, reconnue pour les effets mécaniques importants de la cavitation qu’elle génère 

- 1 MHz, capable de produire simultanément des effets de cavitation et de courant 

acoustique 
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- 2 MHz, capable de générer des effets de courant acoustique 

La configuration d’agencement des céramiques piézoélectriques sur la surface active est 

différente selon les fréquences produites par les blocs ultrasonores. À 1 MHz et 2 MHz elles 

sont réparties en deux colonnes de quatre céramiques rectangulaires (rectangles bleus de la 

Figure II-18).  

 
Figure II-18: Schéma de principe de la répartition des céramiques piézoélectriques ainsi que sur 

la surface des blocs ultrasonores à 1 MHz et 2 MHz 

La surface constituée par ces huit céramiques piézoélectriques est la surface active du 

transducteur et permet de donner naissance à 16 fontaines ultrasonores lorsque les ultrasons 

sont dirigés vers une surface libre (de l’eau vers l’air). La projection des positions de ces 

fontaines à la surface de l’eau a été reportée sur le schéma représentant la surface active des 

blocs ultrasonores à 1 MHz et 2 MHz (ronds verts de la Figure II-18). La Figure II-19 illustre 

expérimentalement ce propos par des visualisations d’essais réalisés à 1 MHz dans un réacteur 

présentant une interface libre entre le liquide et l’air.      

Le bloc utilisé afin de produire des ultrasons à 25 kHz, est composé de quatre céramiques 

rondes de 45 mm de diamètre et réparties selon le schéma de la Figure II-20. La répartition 

des effets de ce transducteur est présentée au paragraphe II.4.2. 
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Figure II-19 : Vue en plongée (a), de dessus (b) et de profil (c) des phénomènes de 

fontaine ultrasonore apparaissant au niveau d’une surface libre liquide gaz (flèches 

rouges). Les rond noirs de l’image (b) indiquent la position de fontaines ultrasonores 

Fréquence 1 MHz, puissance ultrasonore 280 W, hauteur de liquide 5 cm, liquide utilisé 

eau glycolée à 10 %. La ligne pointillée représente l’interface air-eau glycolée et le carré 

vert délimite le transducteur ultrasonore  

 
Figure II-20 : Schéma de principe de la répartition des céramiques piézoélectriques sur 

la surface des blocs ultrasonores à 25 kHz 

II.4.1 Caractérisation de la puissance ultrasonore des transducteurs 

Il est essentiel de connaitre la puissance ultrasonore injectée dans le système. La méthode 

calorimétrique a été choisie car elle est simple à mettre en œuvre. Elle permet également de 

mesurer la puissance acoustique totale dissipée dans le fluide à condition de considérer que 
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tous les effets physiques induits par l’activité ultrasonore finissent par se dissiper sous forme 

de chaleur. Le dispositif expérimental permettant la mesure de la variation temporelle de 

température de l’eau dans le réacteur est décrit par la Figure II-21. 

 

Figure II-21: Schéma du réacteur équipé pour la calorimétrie 

Les parois du réacteur sont totalement isolées thermiquement par un isolant souple de type 

ARMAFLEX. Seul le transducteur n’est pas isolé afin de ne pas accentuer le transfert de 

chaleur entre les céramiques piézoélectriques et le fluide. Un premier couvercle en 

polystyrène est placé au niveau de l’interface eau-air dans le réacteur afin d’éviter tout 

phénomène de diminution de la température de l’eau par évaporation ou atomisation. Un 

second couvercle en polystyrène ferme le réacteur dans le but de créer une continuité 

d’isolation avec l’ARMAFLEX. Les conductivités thermiques de ces deux isolants sont 

fournies dans le Tableau II-3. Trois sondes Pt100 traversent les couches isolantes en 

polystyrène afin de réaliser le suivi en température du fluide. Elles sont positionnées de 

manière à ne pas être directement irradiées par le faisceau ultrasonore venant du bas. Ceci 

permet de s’assurer de l’absence de dérive de la mesure de température du fait de l’absorption 

de l’énergie ultrasonore par les matériaux composant les sondes. Une mesure de température 

ambiante extérieure est effectuée grâce à une sonde Pt100 placée à l’extérieur du réacteur. 

Afin d’en homogénéiser les valeurs, elle est placée dans un bloc de laiton. La masse d’eau 

utilisée est de 4 kilogrammes, mesurée avant chaque essai. 

 

Tableau II-3 : Conductivités thermiques et épaisseurs des isolants thermiques utilisés sur le 

réacteur.   

Le simple suivi des températures du fluide sous-estime la valeur de la puissance acoustique 

car une partie de l’énergie thermique dissipée dans le réacteur sert également à élever la 

 Conductivité (W.m
-2

.K
-1

) Épaisseur (mm) 

ARMAFLEX  
à 0°C 0,038 

20 
à 40°C 0,042 

Polystyrène expansé 0,032 59 
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température des matériaux du réacteur lui-même. Par conséquent la puissance acoustique 

totale Pus dissipée dans le réacteur est la somme de la puissance Peau dissipée dans l’eau et de 

la puissance dissipée dans les matériaux du réacteur Préac : 

𝑃𝑢𝑠 = 𝑃𝑒𝑎𝑢 + 𝑃𝑟é𝑎𝑐 (II-11) 

La puissance dissipée dans le volume fluide Peau est égale au produit : 

𝑃𝑒𝑎𝑢 = 𝑚𝑒𝑎𝑢𝐶𝑝 𝑒𝑎𝑢
∆𝑇𝑒𝑎𝑢
∆𝑡

 (II-12) 

Avec meau [kg] la masse d’eau introduite dans le réacteur, Cp eau [J.kg
-1

.K
-1

] la chaleur 

spécifique de l’eau et ∆Teau/∆t [K.s
-1

] la variation temporelle de la température de l’eau dans 

le réacteur.  

La méthode calorimétrique se décompose donc en deux temps. Premièrement la 

caractérisation du réacteur doit être réalisée afin de déterminer quelle puissance le réacteur 

absorbe Préac (paragraphe II.4.2). Ensuite, la puissance ultrasonore dissipée dans l’eau Peau 

peut être déterminée. 

II.4.1.1 Caractérisation du réacteur 

Compte tenu de l’hétérogénéité des matériaux composant le réacteur ultrasonore et de la 

difficulté qui en découle à en instrumenter chaque partie, il convient de déterminer la 

puissance Préac absorbée par le réacteur de manière globale et indirecte. Ainsi en reprenant 

l’expression de l’équation (II-11) il est possible de déterminer Préac en mesurant 

simultanément la puissance Peau absorbée par l’eau et la puissance Pus injectée dans le 

réacteur. Dans cette démarche expérimentale, Pus est inconnue a priori, elle ne peut donc pas 

être fournie par les transducteurs ultrasonores mais par l’usage d’une résistance électrique 

calibrée. Cette puissance, appelée Pelec, apportée par effet Joule direct sera mesurée grâce à 

une mesure de tension et d’intensité. 

𝑃𝑒𝑙𝑒𝑐  = 𝑃𝑟é𝑎𝑐 + 𝑃𝑒𝑎𝑢 (II-13) 

Il est possible d’exprimer 𝑃𝑟é𝑎𝑐 grâce à une masse équivalente en eau (II-14). Cette dernière 

correspond à la masse d’eau qui absorberait la même puissance que le réacteur. 

𝑃𝑟é𝑎𝑐 = 𝑚𝑒𝑞 𝑒𝑎𝑢 ∗ 𝐶𝑝 𝑒𝑎𝑢
∆𝑇𝑒𝑎𝑢
∆𝑡

 (II-14) 

Ainsi l’équation (II-13) devient : 

𝑃𝑒𝑙𝑒𝑐 = (𝑚𝑒𝑎𝑢 +𝑚𝑒𝑞 𝑒𝑎𝑢) ∗ 𝐶𝑝 𝑒𝑎𝑢 ∗
∆𝑇𝑒𝑎𝑢
∆𝑡

 (II-15) 

La masse totale équivalente en eau du réacteur est donnée par l’équation (II-16). 

𝑚𝑒𝑞 𝑒𝑎𝑢 =
𝑃𝑒𝑙𝑒𝑐

𝐶𝑝 𝑒𝑎𝑢 ∗
∆𝑇𝑒𝑎𝑢
∆𝑡

− 𝑚𝑒𝑎𝑢 (II-16) 

La puissance de chauffe a été fournie par une résistance électrique de 11,5 Ω alimentée avec 

un courant continu de 2,65 A et une tension de 30,9 V. Ce dispositif permet de dissiper 82 W 

dans une masse d’eau de 4 kg. Cette puissance est la puissance maximale autorisée par le 

générateur électrique à disposition pour ces essais. C’est également une valeur proche de la 
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puissance ultrasonore qui est utilisée par la suite dans la majorité des essais effectués sur 

ALTO. La masse équivalente en eau du réacteur, déduite de ces mesures, est égale à 780 g. 

Par conséquent, le réacteur absorbe 19,5 % de la puissance ultrasonore totale dissipée dans le 

réacteur 

II.4.1.2 Calorimétrie des transducteurs ultrasonores 

Pour chaque puissance ultrasonore testée, les courbes d’évolution temporelle des températures 

de l’eau contenue dans le réacteur sont tracées (exemple Figure II-22). La valeur ∆Teau/∆t 

est donnée par leur coefficient directeur respectif. En toute rigueur, le coefficient directeur ne 

peut être calculé que sur un petit intervalle de températures situées autour de la température 

ambiante extérieure. En effet, c’est seulement à cet instant que les pertes thermiques sont 

parfaitement nulles et que l’évolution de la température dans le réacteur est exactement égale 

à celle fournie par les ultrasons. Cependant l’isolation thermique du réacteur permet d’obtenir 

une évolution temporelle linéaire de la température sur l’ensemble de la gamme de 

températures étudiée (10 à 20°C sur l’exemple de la Figure II-22 pour une température 

extérieure T0 proche de 15 °C), et donc de considérer les pertes comme étant négligeables 

pour les puissances ultrasonores testées. 

Les générateurs ultrasonores utilisés permettent une commande de la puissance ultrasonore en 

fraction de la puissance totale disponible. Les essais calorimétriques ont donc été réalisés pour 

chacune des fréquences testées par palier de 10 % de la puissance maximale de chaque 

générateur.  

À partir des variations temporelles de la température de l’eau ΔTeau Δt⁄  obtenues grâce aux 

trois sondes de températures T1, T2 et T3 (Figure II-22), la puissance ultrasonore totale Pus peut 

être déterminée par l’équation (II-17): 

𝑃𝑢𝑠 = (𝑚𝑒𝑎𝑢 +𝑚𝑒𝑞 𝑒𝑎𝑢) ∗ 𝐶𝑝𝑒𝑎𝑢
Δ𝑇𝑒𝑎𝑢
Δ𝑡

 (II-17) 

 
Figure II-22: Exemple de courbes obtenues lors de la calorimétrie. Fréquence : 1 MHz,                          

P générateur : 255 W, Peau : 102 W, Masse d’eau : 4 kg 

La Figure II-23 présente la puissance ultrasonore totale Pus dissipée thermiquement par les 

ultrasons dans le réacteur en fonction du pourcentage de la puissance de la puissance 

maximale de chaque générateur pour les trois fréquences ultrasonores testées. 
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Figure II-23: Puissance ultrasonore totale dissipée dans le réacteur pour les trois fréquences 

ultrasonores testées en fonction du pourcentage de la puissance maximale de chaque générateur 

Fréquence ultrasonore (kHz) Puissance min (W) Puissance max (W) 

25 22 116 

1000 35 340 

2000 24 230 

Tableau II-4: Valeurs de puissances acoustiques utilisées au cours de ces travaux pour chaque 

fréquence 

II.4.2 Caractérisation de la cavitation acoustique 

La cavitation ultrasonore dans de l’eau non dégazée peut avoir plusieurs effets physico-

chimiques recensés dans la littérature scientifique (paragraphe I.4). Le premier est d’ordre 

mécanique et peut engendrer des phénomènes d’érosion au niveau des surfaces en contact 

avec l’implosion des bulles. Le second effet est chimique et génère des espèces fortement 

oxydantes. La cavitation acoustique sera donc caractérisée par rapport à ces deux effets pour 

les trois fréquences testées. Les fluides utilisés sont l’eau plate non dégazée ainsi qu’un 

mélange d’eau et de propylène glycol présentant un titre de 10% en masse dans le cadre de la 

caractérisation des effets chimiques. 

II.4.2.1 Caractérisation des effets mécaniques de la cavitation 

acoustique 

À basse fréquence, la cavitation peut être caractérisée par l’érosion d’une feuille d’aluminium 

de 15 microns d’épaisseur en un temps donné (Yukawa, et al., 1975). Il existe ensuite 

différentes méthodes permettant de quantifier le degré d’érosion de la feuille d’aluminium. 

Par pesée avant et après irradiation par la cavitation : l’activité cavitationnelle est alors 

donnée directement en g.s
-1

 d’aluminium érodé. Le comptage des pixels blancs issus d’une 
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image de la feuille, placée sur une table lumineuse après exposition aux ultrasons, permet 

également de réaliser une mesure de la taille de la zone érodée par la cavitation en cm
2
.s

-1
. 

La caractérisation des effets érosifs de la cavitation est réalisée en eau sur la section d’essais 

ALTO. Le dispositif expérimental se compose d’une feuille d’aluminium placée sur la plaque 

chauffante. Un espace de 30 mm sépare la feuille d’aluminium du transducteur ultrasonore. 

Cet espace correspond à la valeur de l’entrefer utilisé lors des essais thermiques. Les 

échantillons exposés à 1 MHz et 2 MHz n’ont présenté aucune trace mesurable d’un 

phénomène mécanique suffisant pour engendrer l’érosion de la feuille d’aluminium. 

À 25 kHz, ces effets ont été observés pour un nombre de Reynolds nul (débit nul) et égal à 

900. La Figure II-24 expose ces résultats obtenus pour une puissance ultrasonore dissipée de 

107 Wus. Les cercles rouges indiquent les zones érodées et les limites des blocs chauffants 

sont repérées par des lignes blanches. Les résultats montrent une forte hétérogénéité de la 

répartition des sites de cavitation à la surface de la plaque chauffante. Le bloc chauffant n°5 

ne semble pas directement impacté par les effets cavitationnels. L’écoulement ne semble pas 

avoir d’impact majeur sur la position globale des sites cavitationnels.  

 
Figure II-24: Érosion causée par les ultrasons à 25 kHz sur une feuille d’aluminium dans l’eau. 

Entrefer égal à 30 mm, puissance ultrasonore égale à 107 Wus, temps d’exposition de la feuille 

d’aluminium égal à 7 minutes 30 secondes  

Cependant, les résultats de la Figure II-24 ne présentent qu’une image ponctuelle de la 

répartition des effets de cavitation à 25 kHz (7 minutes 30 secondes). Sur un temps beaucoup 

plus long, il apparait que les blocs n°4 et n°5 sont totalement impactés par la cavitation alors 

que les blocs n°3 et n°2 ne le sont que partiellement et le bloc n°1 pas du tout. Ceci est illustré 

par la Figure II-25 qui présente une image de l’état de surface de la plaque chauffante à la fin 

des essais réalisés à 25 kHz. La position des céramiques par rapport aux blocs chauffants est 

également représentée sur cette figure (cercles rouges). 
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Figure II-25: État de surface de la plaque chauffante après que tous les essais à 25 kHz aient été 

effectués. Les zones foncées sont celles ayant subi de l’érosion, les zones claires sont intactes. 

Entrefer égal à 30 mm, puissance ultrasonore égale à 107 Wus. Les ronds rouges correspondent à 

la projection sur la plaque chauffante du positionnement des céramiques sur la surface active du 

transducteur. Les points noirs indiquent la position des mesures de température de la plaque 

chauffante 

Ces résultats permettent de penser qu’il est possible que le bloc n°5 soit ponctuellement moins 

touché par les effets cavitationnels que le bloc n°4, même si en moyenne ces effets semblent 

égaux. La réciproque est vraie pour le bloc n°1, qui semble ponctuellement subir la cavitation, 

bien qu’en moyenne, ces effets semblent peu présents à ce niveau de la plaque chauffante. 

Enfin les blocs n°2 et n°3 sont constamment soumis aux effets cavitationnels, mais dans une 

moindre mesure et de façon moins homogène spatialement que le bloc n°4.  

II.4.2.2 Caractérisation des effets chimiques de la cavitation 

acoustique 

La cavitation acoustique peut induire des effets chimiques grâce à sa capacité de dissociation 

de l’eau (sonolyse). Ce phénomène crée de nouvelles espèces chimiques fortement oxydantes. 

La sonolyse de l’eau permet d’obtenir principalement des radicaux H. et OH. ainsi que du 

peroxyde d’hydrogène H2O2. Le mécanisme de formation de ces espèces est donné par les 

équations II-18 à II-20 : 

𝐻2𝑂   
)))
⇔  𝐻.   +  𝑂𝐻. (II-18) 

𝐻.    +   𝐻.    
)))
⇒   𝐻2 (II-19) 

𝑂𝐻   +  𝑂𝐻.    
)))
⇒   𝐻2𝑂2 (II-20) 

Les espèces ainsi formées sont capables d’oxyder l’iodure de potassium (Schmitt, et al., 

1929). L’ion iodure I− incolore, se transforme alors en ion tri-iodure I3
− colorant la solution en 

jaune orangé. La réaction est donnée par l’équation (II-21). 
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2 𝑂𝐻.  +  3𝐼−    
)))
⇒    2 𝑂𝐻−   +    𝐼3

− (II-21) 

Le suivi de la réaction d’oxydation de l’iodure de potassium est effectué à l’aide d’un 

spectrophotomètre UV de marque Shimadzu (modèle UV mini 1240). L’absorbance 

maximale des UV pour les ions tri-iodure I3
−

  est située à 352 nm. La loi de Beer est utilisée 

afin de calculer la valeur de la concentration des ions tri-iodure  formés (équation (II-22)). 

𝐴 =  𝜀𝑙𝜒  (II-22) 

Avec A [-] l’absorbance, l [cm] la largeur de la cuve dans laquelle se trouve l’échantillon à 

analyser (égale à 1 cm dans les essais présentés ici), χ [mol.L
-1

] la concentration molaire de 

l’espèce en solution et ε [cm
-1

] le coefficient d’absorption molaire (ou coefficient 

d'extinction). Dans les conditions utilisées (longueur d’onde utilisée 352 nm, température de 

20°C), ce dernier est égal à 26,4.10
3 

cm
-1

 pour du I
-
3.   

La loi de Beer est valable sur une gamme limitée de concentrations. Les mesures de grandes 

valeurs d’absorbance ne sont pas lisibles par l’appareil. Les conditions expérimentales doivent 

permettre la mesure de valeurs d’absorbance inférieures à 1,5. Si ces dernières sont 

supérieures à 1,5, il est nécessaire de diluer la solution avant mesure. En effet pour de fortes 

concentrations (C > 0,025 𝑀) les interactions intermoléculaires influencent les couches 

électroniques des ions et par conséquent leurs propriétés d’absorption de la lumière. 

Le dispositif expérimental utilisé est décrit par la Figure II- 26. Il est composé du réacteur 

ultrasonore rempli de 3,5 litres de solution d’iodure de potassium dans l’eau à une 

concentration de 0,06 mol.L
-1

. Cette concentration assure un large excès en espèces à oxyder 

afin que le facteur limitant soit la cavitation ultrasonore. La mesure d’oxydation doit être 

réalisée à température constante afin de ne pas ajouter la variable température à la cinétique 

de la réaction. La solution d’iodure de potassium est maintenue à 20 °C à l’aide d’un 

serpentin connecté à un bain thermostaté JULABO F32. Un thermocouple de type K plongé 

dans la solution permet de vérifier la stabilité de la température. Un spectrophotomètre UV 

permet de réaliser les mesures d’absorbance de la solution à intervalles de temps déterminés.   

 
Figure II- 26: Dispositif expérimental utilisé lors de la caractérisation chimique de la cavitation 

ultrasonore 
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Résultats obtenus pour l’eau plate 

À 1 MHz, la cavitation présente une activité chimique nettement mesurable pour des 

puissances ultrasonores supérieures à 25 Wus. L’augmentation de la puissance ultrasonore se 

traduit par une augmentation de la cinétique d’oxydation de l’iodure de potassium (Figure II-

27) indiquant une augmentation du taux de production des espèces chimiques oxydantes. 

Deux phénomènes non discernables par les moyens expérimentaux mis en œuvre ici et liés à 

la cavitation peuvent l’expliquer. Soit l’augmentation de la puissance ultrasonore génère une 

augmentation du nombre de bulles de cavitation aptes à produire des radicaux. Soit l’énergie 

développée au moment du collapse d’une bulle est plus importante et permet de générer plus 

de radicaux en une seule fois. Il est difficile de prévoir lequel de ces phénomènes sera le plus 

favorable à l’intensification des transferts thermiques. 

 
Figure II-27 : Évolution temporelle de la concentration en ion tri-iodure dans le réacteur en 

fonction des puissances et des fréquences ultrasonores. Les points des séries 2 MHz 160Wus, 1 MHz 

25 Wus et 25 kHz 116 Wus sont confondus sur l’axe d’abscisse nulle  

À 2 MHz aucune activité chimique liée à la cavitation acoustique n’est détectée. Les valeurs 

de concentration en ions tri-iodure ne présentent pas de valeurs significatives même pour la 

puissance acoustique maximale (Figure II-27). Cette fréquence sera donc utilisée par la suite 

pour déterminer l’impact du courant acoustique sur l’intensification des transferts thermiques. 

Aucune activité chimique liée à la cavitation n’a également été mesurée à 25 kHz.  

Résultats obtenus pour l’eau glycolée 

Le fluide testé est un mélange d’eau plate et de mono-propylène glycol (abrégé en PG). Les 

titres massiques en mono-propylène glycol testés sont de 5 % et 10 %. Le but de l’étude est de 

déterminer si cette concentration en glycol a une influence sur l’activité chimique liée à la 
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cavitation acoustique. L’évolution de la cinétique d’oxydation de l’ion iodure en ion tri-iodure 

en fonction de la quantité de mono-propylène glycol est présentée sur la Figure II- 28. 

 
Figure II- 28 : Cinétique d’apparition de l’ion tri-iodure dans le réacteur en fonction de la 

puissance ultrasonore à 1 MHz et du titre massique de mono-propylène glycol en solution 

Il apparait globalement que la présence de mono-propylène glycol en solution dans l’eau 

entraine une diminution de l’activité chimique liée à la cavitation acoustique. Cette 

diminution semble d’autant plus élevée que le titre massique de glycol en solution augmente. 

De plus pour une concentration en glycol de 10 % en titre massique, l’augmentation de la 

puissance acoustique entraine une diminution de la cinétique d’oxydation de l’iodure de 

potassium. Ce comportement peut être induit par différents phénomènes difficilement 

discernables par ces simples essais. Si l’on considère que l’augmentation de la puissance 

acoustique entraine une augmentation de la quantité d’espèces oxydantes libérées en solution 

dans le réacteur (radicaux et eau oxygénée confondus), il est possible que leur concentration 

soit suffisante pour réagir avec le mono-propylène glycol. Une partie des radicaux
.
OH peut 

alors être consommée par cette réaction secondaire, diminuant d’autant la réaction 

d’oxydation de l’iodure de potassium. Il peut également exister un réel effet d’atténuation de 

la cavitation soit en intensité (violence des collapses) soit en nombre de bulles formées. Ceci 

peut être dû à l’augmentation de la viscosité du liquide qui entraine une augmentation de la 

dissipation thermique de l’énergie acoustique. Par conséquent moins d’énergie acoustique est 

disponible pour générer les bulles de cavitation. Cette question ne peut être tranchée qu’avec 

une étude de la cavitation mécanique dans le mono-propylène glycol. 

II.4.3 Conclusions liées à la caractérisation de la cavitation acoustique 

À 25 kHz, aucune activité chimique n’a été mesurée. En revanche une activité mécanique apte 

à éroder une feuille d’aluminium a été détectée. À 1 MHz, l’ajout de mono-propylène glycol 

diminue la cinétique d’oxydation de l’iodure de potassium par rapport au cas où seule l’eau 

plate non dégazée est utilisée. Enfin, à 2 MHz, aucune activité chimique n’a été détectée. 
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II.5   Conclusion au Chapitre II 

À l’issue du travail préliminaire de bibliographie, il est apparu pertinent de mener une étude 

expérimentale visant à comparer les effets, sur les transferts thermiques, des phénomènes 

ultrasonores de courant et de cavitation acoustiques. Le faible nombre de publications ainsi 

que l’importance industrielle de ce mode de transfert, a naturellement orienté cette étude vers 

l’intensification ultrasonore des transferts thermiques par ultrasons en convection forcée. 

La démarche expérimentale mise en œuvre, a pour objectif de déterminer quels sont les points 

communs et les différences associés à l’intensification des transferts thermiques par des effets 

de courant ou de cavitation acoustique. C’est pourquoi la section d’essais ALTO a été conçue, 

fabriquée et exploitée.  

Le dispositif expérimental mis en place permet des mesures de températures locales le long 

d’une plaque chauffante à flux de chaleur imposé afin de déterminer les coefficients 

d’échange convectif locaux correspondants, avec et sans ultrasons. A ces mesures thermiques 

sont associées des mesures hydrodynamiques réalisées par suivi d’images de particules (PIV). 

Ces mesures PIV doivent permettre de faire correspondre les phénomènes thermiques aux 

phénomènes hydrodynamiques, et ainsi de déterminer où se situent les points communs et les 

différences en termes d’intensification par cavitation et courant acoustiques.  

Pour être en mesure de produire ces deux effets séparément, ou simultanément afin d’observer 

d’éventuels effets de synergie entre ces deux effets ultrasonores ; trois fréquences différentes 

ont été utilisées. La cavitation acoustique est produite par des ultrasons à 25 kHz. Les essais 

de caractérisation ont montré que cette cavitation présente de fortes propriétés mécaniques 

érosives mais que ses effets ne sont pas répartis de façon homogène sur toute la surface de la 

plaque chauffante. La cavitation acoustique est également produite par un transducteur à 

1 MHz. Dans ce cas, aucun effet érosif n’a été mesuré, mais des effets chimiques oxydants 

sont présents. Cette fréquence produit également un phénomène de courant acoustique, réparti 

spatialement de manière ponctuelle mais périodique sur toute la surface active du 

transducteur. Cette surface étant égale à celle de la plaque chauffante, il est permis de penser 

que les zones de présence du courant acoustique seront également observées sur ALTO. Elle 

sera donc utilisée afin de déterminer s’il existe un effet de synergie de ces deux phénomènes 

ultrasonores sur l’intensification thermique. Enfin l’effet du courant acoustique seul, sera 

étudié par l’utilisation d’ultrasons à 2 MHz qui ne présente aucun effet cavitationnel.    

La littérature a également révélé une forte interaction entre le régime d’écoulement et les 

effets thermiques et hydrodynamiques que sont capables de produire des ultrasons. C’est 

pourquoi la section d’essais ALTO a été conçue pour pouvoir tester une gamme de Reynolds 

allant de 900 à 5500. 

Le chapitre III présente les essais de caractérisation hydrodynamique et thermique en régime 

silencieux de la section d’essais ALTO. Plus de détails seront notamment apportés sur les 

configurations expérimentales mettant en place ou non un poreux en entrée de canal, ainsi que 

sur les comportements  hydrodynamiques et thermiques associés. 
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Chapitre III  
 

Caractérisation silencieuse de la section d’essais 
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Ce chapitre a pour objectif de présenter les essais réalisés sur la section d’essais ALTO en 

régime silencieux afin de caractériser le dispositif expérimental. 

Les essais sont constitués d’un premier volet hydrodynamique permettant d’éclairer les 

résultats thermiques présentés par la suite.  

Les essais PIV réalisés ne peuvent être qualifiés que de tests préliminaires. Les mesures 

effectuées fournissent des champs globaux de vitesse dans toute la section d’essais. Afin 

d’obtenir une vision complète des phénomènes en jeu, il aurait été également nécessaire de 

réaliser des mesures de champs de vitesse situés en proche paroi des blocs chauffants. 

Néanmoins, les champs de vitesse globaux calculés lors de cette étude, fournissent une partie 

des données hydrodynamique sur l’écoulement, nécessaires à la compréhension des 

mécanismes de l’intensification ultrasonore des transferts thermiques. Le but principal de ces 

essais PIV est de fournir des données qualitatives sur la relation entre l’hydrodynamique du 

canal en régime silencieux et acoustique, et les valeurs de coefficient d’échange thermique 

mesurées dans ces deux mêmes configurations.  

Les essais présentés dans ce chapitre, effectués en régime silencieux, serviront de point de 

référence permettant de juger de l’intensification ultrasonore des transferts thermiques. Tous 

utilisent de l’eau plate non dégazée ou un mélange d’eau et de mono-propylène glycol appelé 

par la suite eau glycolée. 

Le Tableau III-1présente les paramètres communs à tous les essais réalisés dans cette étude.  

Entrefer          

[m] 

Longueur du canal             

[m] 

Puissance thermique   

[W] 

Température entrée canal 

[°C]          

  0,03 0,13 450 20 

Tableau III-1 : Paramètres communs à toutes les configurations étudiées 

Pour rappel, dans la suite du mémoire, la configuration utilisant le canal sans poreux sera 

appelée configuration n°1. La configuration utilisant un poreux en entrée de canal ainsi que 

l’eau comme fluide sera appelée configuration n°2. Enfin, la dernière configuration étudiée, 

utilisant un poreux et de l’eau glycolée, sera appelée configuration n°3. 

L’inconvénient de ne pas utiliser de poreux en entrée de canal (configuration n°1) est de 

favoriser l’apparition de perturbations de l’écoulement liées à des phénomènes de 

recirculation. Les seuls essais présentés dans ce mémoire avec cette configuration ont trait à 

l’influence de la puissance ultrasonore sur l’intensification des transferts thermiques. L’intérêt 

de la configuration n’utilisant pas de poreux était de permettre la mise en place d’un 

transducteur ultrasonore horizontal perpendiculaire à la plaque chauffante mais cette 

géométrie n’a pas été étudiée dans le cadre de ces travaux. Par conséquent, pour tous les 

essais qui suivent, le transducteur est positionné verticalement, parallèlement à la plaque 

chauffante. 

Les essais étudiant l’influence du régime d’écoulement et des propriétés du fluide ont été 

réalisés avec la configuration n°2. La largeur du poreux positionné à l’entrée du canal est 

égale à celle de la plaque chauffante.  
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L’entrefer séparant le transducteur ultrasonore de la plaque chauffante est toujours identique 

(0,03 m). Seule la largeur du canal peut changer en fonction de la présence ou non d’un 

poreux à son entrée. Ce dernier permet d’atténuer les effets inertiels liés au changement 

brusque de direction à l’entrée du canal.  

Les résultats hydrodynamiques seront présentés sous forme de profils de vitesse moyenne et 

de vitesse RMS, selon les deux positions définies sur la Figure II-16. Les champs de ces deux 

grandeurs seront également présentés pour l’ensemble du canal. Ils seront composés du 

champ de vecteurs dont la norme est représentative de la moyenne à cette position sur 2000 

images ; ainsi que d’un fond, dont les niveaux de couleurs représentent également les valeurs 

moyennes mesurées. Le choix de la couleur des vecteurs (blanc ou noir) a pour unique 

objectif d’en améliorer au maximum la lisibilité.  

Certaines zones du canal n’ont pas donné lieu à des mesures (valeurs de corrélations trop 

faibles) et ont été grisées manuellement. Dans la présentation des champs de vecteurs, le gris 

indiquera toujours une absence de mesures dans la zone concernée. 

Chacune des caractérisations hydrodynamiques présentées est suivie de la caractérisation 

thermique correspondante. Au cours des essais thermiques, les valeurs de coefficient 

d’échange thermique sont mesurées en régime silencieux.  

III.1 Configuration n°1 : eau sans poreux 

La configuration n°1 n’a été utilisée que lors d’essais préliminaires visant à démontrer le 

phénomène d’intensification thermique par les ultrasons et à déterminer l’effet de la puissance 

ultrasonore sur le facteur d’intensification à régime d’écoulement fixé. La littérature a montré 

que le régime laminaire est le plus propice à l’intensification des transferts thermiques 

(cf. chapitre I.7). L’étude de l’effet de puissance acoustique a dont été réalisée dans des 

conditions d’écoulement pour lesquelles le nombre de Reynolds est égal à 870. 

Les caractéristiques géométriques et opératoires correspondant à cette configuration ainsi que 

les propriétés de l’eau sont données dans les Tableaux III-2 et III-3. 

 
Largeur  canal   

[m] 

Diamètre hydraulique   

[m] 

Débit                   

[L.h
-1

] 

Vitesse débitante 

[m.s
-1

] 
Reynolds 

 0,174 0,051 320 0,017 870 

 
Tableau III-2 : Caractéristiques géométriques du canal d’écoulement et paramètres expérimentaux 

utilisés, propres à la configuration n°1 

  Masse volumique  

[kg.m
-3

] 

Capacité thermique 

isobare [J.kg
-1

.K
-1

] 

Viscosité                        

[Pa.s] 

Conductivité                

[W.m
-1

.K
-1

] 
Prandtl 

997 4195 0,0010045 0,6 6,9 

Tableau III-3 : Propriétés physiques à 20 °C de l’eau utilisée dans la configuration n°1 

La longueur d’établissement hydrodynamique dans cette configuration en régime laminaire 

devrait être égale à 0,48 m (Schlichting, et al., 1999). La longueur d’établissement thermique 

dans ces mêmes conditions devrait être égale à 3,29 m (Schlichting, et al., 1999). D’après ces 

résultats, les mesures effectuées dans le canal de la section d’essais sont réalisées en 

conditions hydrodynamiquement et thermiquement non-établies. Les valeurs de coefficients 
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locaux d’échange thermique, expérimentalement obtenues, seront comparées aux valeurs 

calculées grâce à la corrélation de Shah et Bhatti (Shah, et al., 1987) (équation (III-1)). Cette 

dernière permet le calcul du nombre de Nusselt local et est valide dans le cas d’un canal 

d’écoulement plan chauffé à flux de chaleur imposé en régime laminaire. 

𝑁𝑢𝑥 = 7,55 ∗ (
0,024 ∗ 𝑥∗

−1.14(0,0179 ∗ 𝑃𝑟0.17 ∗ 𝑥∗
−0,64 − 0,14)

1 + 0,0358 ∗ 𝑃𝑟0.17 ∗ 𝑥∗
−0,64 ) (III-1) 

  Avec x∗ la longueur adimensionnelle du canal définie par l’équation (III-2). 

𝑥∗ =
𝑥/𝐷ℎ
𝑅𝑒 ∗ 𝑃𝑟

 (III-2) 

III.1.1 Caractérisation hydrodynamique silencieuse 

III.1.1.1 Champ de vitesse moyen 

Les mesures PIV ont permis de mettre en évidence que les vecteurs vitesse moyens, obtenus 

en régime silencieux, sont globalement orientés selon l’axe y (Figure III-1).  

  
Figure III-1: Champ de vitesse moyen en régime silencieux, obtenu à partir de 2000 champs 

instantanés. Nombre de Reynolds égal à 870 ; configuration n°1 (eau sans poreux) 

Cette orientation correspond à la direction de la vitesse débitante. Il existe cependant une 

composante de vitesse orientée selon l’axe x, perpendiculaire à la direction principale de 

l’écoulement (Figure III-2 (b)). Cette dernière est particulièrement développée jusqu’au 

niveau du bloc n°1 et s’atténue ensuite fortement. Ce phénomène trouve son origine dans les 

effets inertiels inhérents au changement brusque de direction que subit l’écoulement avant 

d’entrer dans le canal (cf. Figure II-7). Ces effets inertiels ne sont pas atténués dans la 

configuration n°1 du fait de l’absence de poreux. Il existe également un effet de sortie au 

niveau du bloc n°5, moins important, lié lui aussi au changement brutal de direction imposé 

au fluide afin d’atteindre le collecteur. 
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Figure III-2 : Champs scalaires de Vymoy (image (a)) et de Vxmoy (image (b)) issus du champ 

vectoriel présenté sur la Figure III-1. Nombre de Reynolds égal à 870, configuration n°1 (eau sans 

poreux)  

La Figure III-3 présente les profils de vitesse moyenne selon l’axe x moyennés sur chacun des 

blocs (voir Chapitre II). Ce graphique permet de déterminer globalement à partir de quel bloc 

chauffant l’écoulement peut être considéré comme établi. Pour rappel (cf. chapitre I.1), un 

écoulement en conduite est considéré établi hydrodynamiquement lorsque le profil de vitesse 

horizontal (selon l’axe x) est indépendant de l’axe colinéaire à l’écoulement (axe y). Les 

profils obtenus deviennent sensiblement identiques les uns aux autres au-delà du bloc n°1 et 

totalement similaires pour les blocs n°4 et n°5. 

  
Figure III-3 : Profils horizontaux du module de la vitesse moyenne, obtenus au niveau de chaque 

bloc chauffant d’après la procédure décrite au chapitre II. Nombre de Reynolds égal à 870, 

configuration n°1 (eau sans poreux)   

Les profils de la Figure III-3 présentent tous une dissymétrie par rapport au milieu du canal 

(droite pointillée rouge en x = 15 mm). Les vitesses sont plus élevées dans la partie du canal 

comprise entre 15 mm et 30 mm. Les effets inertiels liés à l’entrée du fluide dans le canal sont 

encore une fois responsables de ce phénomène. En effet, l’impact entre l’écoulement arrivant 

horizontalement sous la plaque chauffante (x = 0 mm) et la paroi verticale du canal située en 
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x = 30 mm (cf. Figure I-7) produit un effet de jet. Les vitesses se répartissent ensuite sur toute 

la largeur du canal. C’est pourquoi la dissymétrie du profil de vitesse, extrêmement marquée 

au niveau du bloc n°1, s’atténue ensuite le long du canal. 

Il est probable qu’une composante de vitesse selon l’axe z (sortant du plan de la nappe laser) 

existe également. Cependant compte tenu du fait que le changement de direction en entrée de 

canal s’opère selon le plan x-y, il est raisonnable de penser que la composante de vitesse selon 

l’axe z reste inférieure à celles mesurées dans le plan x-y. 

Les cinq profils de vitesse Vmoy de la Figure III-3 ont une allure caractéristique de profils 

d’écoulements turbulents (profil plat), et cela malgré un nombre de Reynolds égal à 870 

caractérisant normalement un écoulement laminaire. L’étude de la turbulence, par le biais des 

valeurs des vitesses RMS, présentée à la section suivante confirmera l’existence d’un régime 

difficilement qualifiable stricto sensu de laminaire (cf. paragraphe I.1.2) 

III.1.1.2 Champs de vitesse RMS 

Classiquement, un écoulement laminaire, établi hydrodynamiquement, présente des valeurs de 

vitesse RMS nulles. Il peut cependant arriver que sous l’effet de perturbations, propres à la 

géométrie de l’écoulement ou à des obstacles ponctuels, ce ne soit plus le cas localement. 

Malgré tout, l’une des caractéristiques essentielles d’un écoulement laminaire est d’atténuer 

ces perturbations au lieu de les entretenir (écoulement turbulent), menant à une diminution 

progressive des valeurs de vitesse RMS. Le canal de la section d’essais d’ALTO en 

configuration n°1 (eau sans poreux) est exactement dans ces deux situations. 

Le champ de vitesse RMS mesuré pour cette configuration d’écoulement est présenté sur la 

Figure III- 4. Les fluctuations instantanées du champ moyen ne sont pas négligeables, 

entrainant des valeurs de vitesse RMS non nulles au milieu du canal (x = 15 mm) et à 

proximité de la plaque chauffante (x = 1,8 mm). Ces valeurs sont comprises entre 0,6 cm/s et 

2,1 cm/s. Pour comparaison, la valeur de la vitesse moyenne au milieu du canal est comprise 

entre 2,5 et 2,7 cm/s (Figure III-5).  

L’entrée du canal (y = - 20 mm) présente des valeurs de vitesse RMS globalement plus 

élevées que le reste de l’écoulement (Figure III- 4). Ce phénomène peut être fortement corrélé 

à l’existence dans cette zone d’une composante horizontale de la vitesse moyenne. Le fluide, 

contraint de décrire une trajectoire courbe dont l’origine est décrite en III-1.1.1, subit, par 

conservation du débit, un gradient de vitesse entre les rayons interne et externe de sa 

trajectoire. Ce gradient de vitesse génère du cisaillement, responsable de l’apparition de 

vitesse RMS dans cette zone. Au cœur de l’écoulement, cette turbulence générée localement, 

s’atténue ensuite le long du canal (courbe bleue de la Figure III-5). Ce comportement est donc 

parfaitement cohérent avec le caractère laminaire de l’écoulement, cohérent avec un nombre 

de Reynolds égal à 870. À la sortie du canal (y = 100 mm), les valeurs de vitesse RMS, en 

proche paroi et au milieu du canal, subissent toutes les deux une forte augmentation, 

phénomène également attribuable au cisaillement, dû à l’effet de sortie mentionné dans le 

paragraphe III.1.1.   



142 

 

  
Figure III- 4: Champ de vitesse RMS correspondant au champ moyen de vitesse présenté sur la 

Figure III-1. Nombre de Reynolds égal à 870 ; configuration n°1 (eau sans poreux) 

En proche paroi (x = 1,8 mm), les valeurs de vitesse RMS restent constantes en moyenne, tout 

en subissant des oscillations locales (Figure III-5). La vitesse RMS dans cette zone de 

l’écoulement présente également à partir du bloc n°3 des valeurs plus élevées que le cœur de 

l’écoulement. Ce dernier point est en accord avec les mesures expérimentales effectuées par 

diverses études de la littérature qui ont montré que le maximum de vitesse RMS d’un 

écoulement n’est pas situé au cœur de l’écoulement mais en proche paroi (Zaric, 1979). Ce 

résultat est valide pour des fluides de différentes viscosités, des géométries de conduites 

planes ou circulaires ainsi qu’en convection externe.   

Les oscillations des valeurs de vitesse RMS en proche paroi peuvent quant à elles être causées 

par la conception en blocs de la plaque chauffante. En effet, cette segmentation peut aboutir à 

des décrochages de la couche limite au niveau des jonctions entre les blocs chauffants et les 

feuillets de céramique. La contrainte, donnée par le cahier des charges au moment du 

montage, était l’obtention d’un état de surface plan de l’ensemble de la plaque chauffante 

d’une précision de 1/10 de mm. Cependant, compte tenu de la difficulté à tenir ces cotes pour 

un assemblage composé d’autant d’éléments disparates, il est possible que la rugosité absolue 

de la plaque chauffante soit localement plus élevée. Enfin, comme dans le cœur de 

l’écoulement et pour les mêmes raisons, les valeurs de vitesse RMS en proche paroi subissent 

une augmentation brutale en sortie de canal (y = 100 mm).   
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Figure III-5 : Comparaison des profils verticaux de la vitesse moyenne au milieu du canal 

(x = 15  mm) et des vitesses RMS au milieu du canal (x = 15 mm) et à proximité de la plaque 

chauffante (x = 1,8 mm). Nombre de Reynolds égal à 870, configuration n°1 (eau sans poreux)  

III.1.2 Caractérisation thermique silencieuse 

En transferts thermiques convectifs, les valeurs du coefficient d’échange diminuent à mesure 

que l’épaisseur de la couche limite augmente, jusqu’à atteindre une position pour laquelle la 

température de la paroi d’échange se stabilise autour d’une valeur constante. Ce 

comportement est vérifié  dans des conditions de transfert thermique à flux thermique imposé. 

À partir de cette position, le système est dit thermiquement établi (Taine, et al., 2008). Ce 

comportement se retrouve le long de la plaque chauffante d’ALTO, avec un régime 

thermiquement établi atteint au niveau du bloc n°4 et une valeur du coefficient d’échange 

thermique correspondante environ égale à 1000 W.m
-2

.K
-1

 (Figure III-6). 

 
Figure III-6: Profil d’évolution du coefficient d’échange thermique convectif le long de la plaque 

chauffante. Nombre de Reynolds = 870 ; entrefer = 30 mm ; puissance thermique totale de la 

plaque chauffante = 450 Wth ; configuration n°1 (eau sans poreux).  
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Les valeurs de coefficients d’échange thermique présentées dans ce paragraphe sont issues 

d’une moyenne réalisée sur 160 mesures effectuées dans la configuration silencieuse 

précédant la mise en fonctionnement des ultrasons.  

La Figure III-6 met en évidence que les valeurs expérimentales du coefficient d’échange 

thermique sont très supérieures aux valeurs calculées grâce à la corrélation de Shah et Bhatti 

valide pour un écoulement laminaire. Compte tenu du fait que les corrélations sont 

généralement données avec une précision de 15 à 20 %, et sachant que les valeurs 

expérimentales du coefficient d’échange thermique présentent une erreur inférieure à 10 % 

(Tableau III-4), cette corrélation présente des valeurs en accord avec les valeurs 

expérimentales (Figure III-6).  

L’établissement thermique semble également atteint plus rapidement dans le cas 

expérimental, au regard d’un régime d’écoulement sensément laminaire. En effet, comme 

mentionné en introduction de ce paragraphe, l’établissement thermique en régime turbulent 

est théoriquement atteint au bout de 0,48 m alors qu’en régime laminaire 3,29 m sont 

nécessaires.  

Comme l’a montré le paragraphe III.1.1.2, l’hydrodynamique générale de l’écoulement dans 

la section d’essais n’est pas laminaire au sens puriste du terme. Le canal subit des effets 

d’entrée générateurs de turbulence propices aux transferts thermiques pariétaux. De plus, 

comme les résultats obtenus par PIV l’ont démontré, l’écoulement n’est pas établi 

hydrodynamiquement lorsque le fluide atteint la plaque chauffante. Or les zones chauffantes 

situées dans les phases d’établissement thermique et hydrodynamique sont plus favorables 

aux transferts pariétaux. Il est donc possible que les valeurs élevées du coefficient d’échange 

thermique, par rapport à ce qui est attendu d’un régime laminaire, soient induites par ces 

conditions d’établissement thermique et hydrodynamique ainsi que par cette « pseudo 

turbulence » générée en entrée de canal.  

Le Tableau III-4 permet de comparer les incertitudes de mesures et les écarts liés à la 

répétabilité des essais. Il existe un écart important entre ces deux grandeurs. Les incertitudes 

de mesure sous-estiment les écarts pouvant exister entre les différents essais. Le débit d’entrée 

et la température d’entrée fluctuent aussi chacun autour de 1,5% (Tableau III-5).  
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Moyenne coefficient d’échange thermique                                    

[W.m-2.K-1] 

Bloc 1 Bloc 2 Bloc 3 Bloc 4 Bloc 5 

1305 1166 1062 1005 1038 

Écart-type coefficient d’échange thermique                                   

[W.m-2.K-1] 

Bloc 1 Bloc 2 Bloc 3 Bloc 4 Bloc 5 

121 84 63 86 84 

Écart de répétabilité   

Bloc 1 Bloc 2 Bloc 3 Bloc 4 Bloc 5 

9,3% 7,3% 6,0% 8,6% 8,1% 

Incertitudes relatives de mesure  

Bloc Inox 1 Bloc Inox 2 Bloc Inox 3 Bloc Inox 4 Bloc Inox 5 

4,3% 3,9% 3,6% 3,5% 3,4% 

Tableau III-4: Incertitudes de mesures et répétabilité des essais liées à la mesure du coefficient 

d’échange thermique sur chaque bloc chauffant pour un nombre de Reynolds égal à 870 (cf. 

paragraphe II.2.4) 

 Moyenne T entrée 20,3 °C 

 Écart-type T entrée 0,3 °C 

 Écart relatif température 1,5% 

  Moyenne Débit 322 L.h-1 

 Écart-type Débit 5 L.h-1 

 Écart relatif débit 1,6% 

 
Tableau III-5: Répétabilité des valeurs mesurées de la température d’entrée et du débit liquide dans 

ALTO 

III.1.3 Conclusion sur la configuration n°1 silencieuse 

La configuration n°1 met en œuvre un écoulement dont le nombre de Reynolds est égal à 870. 

Cet écoulement est donc laminaire du point de vue de la concurrence existant entre les forces 

visqueuses et les forces d’inertie. Malgré tout, les choix qui ont été faits en ce qui concerne la 

conception de la section d’essais, ainsi que certaines incertitudes liées à l’état de surface dans 

le canal, favorisent l’agitation de l’écoulement non naturellement présente en régime 

laminaire. Le caractère laminaire de l’écoulement est toutefois prouvé dans la mesure où cette 

« pseudo turbulence », mise en évidence par le biais des vitesses RMS, s’atténue à mesure que 

l’on s’éloigne de la source des perturbations. Il résulte de cet écoulement laminaire agité des 

valeurs de coefficient d’échange thermique ainsi que des longueurs d’établissement thermique 

proches de ce qui est traditionnellement observé en régime turbulent. 

La littérature (Legay, et al., 2012) a permis de démontrer que les limites des effets des 

ultrasons, apparaissent d’autant plus rapidement que le système est soumis à un régime 

favorable aux transferts thermiques. Dans la mesure où cette configuration est utilisée par la 

suite afin d’étudier cet effet des ultrasons, les perturbations hydrodynamiques décrites 

précédemment ne présenteront pas une gêne dans l’analyse des résultats, mail il est cependant 
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possible de penser que ces conditions initiales favorables aux transferts thermiques, 

minimiseront l’effet relatif des ultrasons. 

Néanmoins, dans le cadre d’une étude thermo-hydraulique ayant pour but de comprendre la 

capacité des ultrasons  à générer de la turbulence ainsi qu’à intensifier les transferts 

thermiques, il parait judicieux de se placer dans un contexte hydrodynamique plus simple, et 

dans lequel la contribution des ultrasons pourrait apparaitre de manière plus évidente. C’est 

pourquoi la configuration n°2, avec le positionnement d’un poreux en entrée du canal afin de 

réduire les effets inertiels décrits précédemment, a été mise en œuvre.  

III.2 Configuration n°2 : eau avec poreux 

La configuration d’écoulement n°2, utilisant un poreux en entrée du canal, constitue le cœur 

de l’étude d’intensification ultrasonore des transferts thermiques présentée dans ce mémoire. 

En effet, c’est dans ces conditions expérimentales que les effets de fréquence et de débit ont 

été étudiés conjointement. Les propriétés physiques du fluide utilisé dans ce contexte ne 

varient pas par rapport à la configuration n°1, puisque l’eau est toujours utilisée comme fluide 

caloporteur. Les valeurs fournies par le Tableau III-3 sont donc toujours valides pour la 

configuration n°2. En revanche la mise en place du poreux en entrée de canal impose une 

réduction de la largeur totale du canal (cf. Figure II-4) et donc de son diamètre hydraulique. 

Ces deux paramètres géométriques sont donnés par le Tableau III-6. Le Tableau III-7 quant à 

lui fournit les correspondances entre les débits, les vitesses débitantes et les nombres de 

Reynolds mis en œuvre au cours de la campagne d’essais réalisée en configuration n°2. 

 
Largeur     

[m] 

Diamètre hydraulique   

[m] 
  

 0,1 0,046   

Tableau III-6: Caractéristiques géométriques du canal d’écoulement en configuration n°2 

Débit                   

[L.h
-1

] 
Reynolds 

Vitesse débitante 

[m.s
-1

] 

215 900 0,020 

600 2500 0,056 

835 3500 0,077 

1200 5000 0,111 

Tableau III-7 : Paramètres expérimentaux utilisés dans la configuration n°2 

Dans un contexte de convection forcée interne, les nombres de Reynolds choisis sont 

caractéristiques d’écoulements laminaires (Reynolds égal à 900) et transitoires (Reynolds 

supérieurs à 2500). Pour être pleinement développée, la turbulence en conduite nécessite 

généralement des valeurs de nombres de Reynolds proches de 10000 (cf. Paragraphe I.1.3).  

Les valeurs des coefficients locaux d’échange thermique expérimentalement obtenues seront 

comparées aux résultats issus des corrélations de Shah et Bhatti (équation (III-1)).  
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III.2.1 Caractérisation hydrodynamique silencieuse 

III.2.1.1 Champs de vitesse moyens 

La caractérisation silencieuse de l’hydrodynamique présente dans le canal d’écoulement 

d’ALTO en configuration n°1 a révélé une hydrodynamique très perturbée. Afin d’être en 

mesure d’observer aisément les effets hydrodynamiques propres à chacune des fréquences 

acoustiques testées et de les relier au comportement thermique de la plaque chauffante, il est 

préférable de tranquilliser au maximum l’écoulement dans le canal. C’est pourquoi un poreux, 

capable d’atténuer les effets inertiels liés au changement de direction du fluide, a été ajouté en 

entrée de canal. 

La Figure III-7 présente les champs de vitesse moyens obtenus en régime silencieux pour les 

quatre valeurs testées du nombre de Reynolds. Le poreux permet d’obtenir un écoulement 

unidirectionnel majoritairement orienté selon l’axe y (Figure III-7 et Figure III-8).  

  

Figure III-7: Champs moyens de vitesse en régime silencieux, obtenus à partir de 2000 champs 

instantanés pour les quatre régimes d’écoulement testés, configuration n°2 eau avec poreux 

La composante de vitesse orientée selon l’axe x n’est cependant pas totalement nulle 

(Figure III-9). Ce phénomène apparait principalement au niveau de deux zones. La première 

est située en fin de canal, lorsque le fluide change de direction (selon l’axe x) afin de rejoindre 

le collecteur. Ce cas est similaire à celui présenté pour la configuration n°1.  
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Figure III-8 : Champs scalaires moyens du module de vitesse projeté selon l’axe y Vy moy, pour les 

quatre régimes d’écoulement testés, configuration n°2 eau avec poreux 

 

Figure III-9 : Champs scalaires moyens du module de vitesse projeté selon l’axe x Vx moy, pour les 

quatre régimes d’écoulement testés, configuration n°2 eau avec poreux 

La seconde zone est située au niveau du transducteur ultrasonore (x = 30 mm). En effet la 

conception de la section d’essais a imposé la présence d’un retrait de la paroi du canal à ce 

niveau (Figure III-10). Cette contrainte impose un décrochage de 3 mm sur toute la surface du 

transducteur. Cette surface constitue une zone d’écoulement morte, mise en circulation par 

cisaillement des couches fluides en mouvement dans le canal. Le phénomène est illustré sur la 

Figure III-10. Ces composantes horizontales de vitesse, mises en jeu localement dans le canal, 

représentent globalement 9 à 10 % de la valeur du module projeté selon l’axe vertical (axe y), 

à partir des nombres de Reynolds supérieurs à 900. 
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Figure III-10 : Illustration du phénomène de recirculation dans le canal en x = 0,03 m au niveau 

du retrait de la paroi du canal de 3 mm  

Ces recirculations perturbent les profils horizontaux de vitesse. Comme la Figure III-11 

l’indique, les profils les plus éloignés des profils typiques d’écoulement en conduite sont ceux 

pour lesquels les valeurs de Vx moy sont les plus importantes.  

 

Figure III-11 : Profils horizontaux de vitesse moyenne tracés en face de chaque point de mesures de 

température permettant le calcul du coefficient d’échange thermique pour des valeurs de nombre de 

Reynolds égales à 900, 2500, 3500 et 5000. La plaque chauffante se situe en x = 0 mm et le 

transducteur en x = 30 mm, configuration n°2 eau avec poreux 

C’est le cas des profils horizontaux de vitesses pour lesquels le nombre de Reynolds est 

respectivement égal à 2500 et 5000. Ces recirculations au niveau du transducteur ultrasonore 
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sont certainement présentes en configuration n°1. Cependant les effets d’entrée associés à 

cette configuration doivent en masquer la présence.   

Les profils horizontaux de vitesse moyenne présentés sur la Figure III-11 permettent 

également d’évaluer l’établissement hydrodynamique de l’écoulement. Les régimes 

d’écoulement les plus perturbés par les recirculations (Figure III-9) sont ceux pour lesquels 

l’établissement semble le moins atteint (Re = 2500 et 5000). Les profils de vitesse moyens des 

deux autres régimes d’écoulement (Re = 900 et 3500) sont plus homogènes par rapport à l’axe 

y et sont également plus proches de ce qui pourrait être qualifié d’un régime hydrodynamique 

établi au niveau des blocs n°4 et n°5 (superposition des points des séries correspondants).  

III.2.1.2 Champs de vitesse RMS 

Les champs de vitesse RMS sont présentés par la Figure III-12. L’augmentation du nombre de 

Reynolds entraîne une augmentation des valeurs de vitesses RMS dans l’ensemble du canal. 

Les valeurs mesurées, lorsque le nombre de Reynolds est égal à 900, sont extrêmement faibles 

(1 mm.s
-1

), indiquant que l’écoulement est très proche d’un régime laminaire classique. 

  

Figure III-12: Champs de vitesse RMS correspondant aux champs moyens de vitesse présentés sur 

la Figure III-7, configuration n°2 eau avec poreux 

La Figure III-12 permet également d’observer que des effets générateurs de turbulence 

semblent persister en entrée du canal lorsque le nombre de Reynolds est supérieur à 900. 

Cependant, la Figure III-13 permet de constater que la turbulence au cœur de l’écoulement ne 

varie plus selon l’axe y (turbulence établie) dès le bloc n°1 pour des nombres de Reynolds 

inférieurs ou égaux à 2500. L’établissement de la turbulence apparait au niveau du bloc n°3 

pour un nombre de Reynolds égal à 3500, et au niveau du bloc n°4 pour un nombre de 

Reynolds égal à 5000. 
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Figure III-13 : Profils verticaux de vitesse RMS au milieu du canal (x = 15 mm) pour les quatre 

valeurs du nombre de Reynolds testées, configuration n°2 eau avec poreux  

En paroi (x = 1,8 mm Figure III-14), la turbulence est établie dès le bloc n°1 jusqu’à des 

nombres de Reynolds égaux à 3500. L’établissement est atteint au niveau du bloc n°3 pour un 

nombre de Reynolds égal à 5000.   

 

Figure III-14 : Profils verticaux de vitesse RMS au niveau de la paroi chauffante (x = 1,8 mm) 

pour les quatre valeurs du nombre de Reynolds testées, configuration n°2 eau avec poreux 

La comparaison des valeurs de vitesses RMS au cœur de l’écoulement (x = 15 mm, Figure 

III-13) et en paroi (x = 1,8 mm, Figure III-14), met en évidence que les valeurs de vitesse 

RMS sont plus élevées en paroi. Comme dans le cas de la configuration n°1, ceci est 

conforme avec la littérature. Une anomalie est cependant présente en ce qui concerne les 

valeurs de vitesse RMS en paroi pour un nombre de Reynolds égal à 3500 dont les valeurs 

sont du même ordre de grandeur que celles mesurées pour un Reynolds égal à 900. 

L’explication la plus vraisemblable à ce phénomène est que la mesure de la vitesse RMS n’a 

pas été faite jusqu’à la paroi pour ce régime d’écoulement pour des raisons de concentration 

insuffisante en particules d’ensemencement. Il n’est donc pas possible de dire que les valeurs 

présentées par la Figure III-14 correspondent à la réalité pour les essais silencieux réalisés 

pour un nombre de Reynolds égal à 3500. 
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La Figure III-15, qui présente les profils horizontaux de vitesse RMS au niveau des cinq blocs 

chauffants, confirme que les valeurs de vitesse RMS sont plus élevées en paroi qu’au cœur de 

l’écoulement. Les valeurs les plus élevées sont situées à la distance de la paroi pour laquelle le 

cisaillement, responsable des instabilités hydrodynamiques, est le plus élevé. 

Cette figure révèle également la constance des conditions turbulentes le long de la paroi 

chauffante qui est matérialisée par le fait que les profils tracés en face des différents blocs se 

superposent relativement bien. Ce comportement est à mettre en parallèle avec les profils 

horizontaux de vitesse moyenne, présentés par la Figure III-11, qui sont eux aussi 

relativement superposables, notamment dans les premiers millimètres du canal selon l’axe x 

(en partant de la plaque chauffante).  

De même, comme les profils horizontaux de vitesse moyenne (Figure III-11), les profils 

horizontaux de vitesse RMS ne sont pas parfaitement symétriques. Dans une conduite 

classique, les maxima de vitesse RMS devraient être observés des deux côtés du canal. La 

dissymétrie du profil s’explique ici par le fait qu’il n’y ait pas de paroi fixe en x = 30 mm 

mais une zone de fluide inerte entrainée par l’écoulement principal décrite précédemment. Par 

conséquent, de ce côté-ci du canal, les zones de cisaillement maximum sont certainement 

situées au milieu des recirculations, là où les vitesses sont opposées (Figure III-10). La 

configuration géométrique de cette zone, cache l’écoulement de la nappe laser ainsi que de la 

caméra, rendant impossible toute vérification expérimentale de cette hypothèse.  

 
Figure III-15 : Profils horizontaux de vitesse RMS, tracés en face de chaque point de mesures de 

température permettant le calcul du coefficient d’échange thermique pour les quatre valeurs de 

nombre de Reynolds testées. La plaque chauffante est située en x = 0 mm et le transducteur 

ultrasonore en x = 30 mm, configuration n°2 eau avec poreux 
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III.2.2 Caractérisation thermique silencieuse 

Les résultats thermiques présentés sur la Figure III-16 pour des nombres de Reynolds compris 

entre 900 et 5500 sont issus de la moyenne des valeurs du coefficient d’échange thermique 

silencieux, mesurées avant chaque essai réalisé en régime acoustique. En dehors de cette 

gamme de Reynolds, aucun essai en régime acoustique n’a été réalisé. Les points présentés 

sont le résultat d’une moyenne issue d’une acquisition de mesures, réalisée sur 30 minutes à 

une fréquence d’acquisition de 0,1 Hz. 

La Figure III-16 permet de vérifier que les profils d’évolution des valeurs du coefficient 

d’échange thermique, par rapport à la position le long de la plaque chauffante, ainsi qu’à la 

valeur du nombre de Reynolds, sont phénoménologiquement conformes à la théorie : 

- à mesure que l’on s’éloigne du bord d’attaque de la plaque chauffante (y = 0 mm), les 

valeurs du coefficient d’échange thermique diminuent, jusqu’à une position pour 

laquelle un plateau de valeur est atteint, indiquant que le système est thermiquement 

établi, 

- en régime transitoire-turbulent (Reynolds supérieur ou égal à 2500) et pour une 

position y fixée sur la plaque chauffante, les valeurs du coefficient d’échange 

thermique augmentent à mesure que le nombre de Reynolds augmente. En régime 

laminaire (Reynolds inférieur à 2500), le coefficient d’échange thermique est 

insensible à l’augmentation du nombre de Reynolds, comme l’indiquent les points 

confondus obtenus pour des nombres de Reynolds égaux à 400 et 900 de la Figure III-

16. 

L’établissement thermique est obtenu au niveau du bloc n°3 en régime laminaire et au 

niveau du bloc n°4 en régime transitoire-turbulent (Figure III-16).  

 
Figure III-16: Profils d’évolution du coefficient d’échange thermique convectif le long de la plaque 

chauffante pour différents nombres de Reynolds. Entrefer 30 mm ; puissance thermique totale de 

la plaque chauffante 450 W, configuration n°2 eau avec poreux  
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Les valeurs expérimentales de coefficient d’échange thermique obtenues sur ALTO sont 

comparées aux corrélations de Shah et Bhatti (équations (III-1)) sur la Figure III-17. Les 

valeurs expérimentales obtenues en régime laminaire sont plus éloignées de ce que prédit la 

corrélation de Shah et Bhatti.  

 
 Figure III-17 : Comparaison des profils expérimentaux des coefficients d’échange thermique avec 

les valeurs obtenues à partir des corrélations de Shah et Bhatti, configuration n°2 eau avec poreux 

Les valeurs de coefficient d’échange thermique, obtenues pour des nombres de Reynolds de 

400 et 900, sont égales (voir les points confondus de la Figure III-16), caractérisant 

classiquement un écoulement laminaire. Cependant, les valeurs de vitesse RMS très faibles 

mais non nulles lorsque le nombre de Reynolds est égal à 900 (Figures III-13 et III-14) ainsi 

que l’atténuation de l’agitation mesurée en entrée de canal, indiquent qu’il est possible de 

conclure à la présence d’un écoulement laminaire perturbé.  

Cela signifie que l’écoulement possède les propriétés d’atténuation des perturbations 

caractéristiques des écoulements laminaires, mais que ces perturbations sont néanmoins 

capables de créer un mélange efficace entre le cœur de l’écoulement et les parois chauffantes. 

Il est à noter qu’aucune comparaison n’a été réalisée, en régime transitoire, entre les points 

expérimentaux et une corrélation à défaut d’en avoir trouvé une dans la littérature valide pour 

notre système (régime transitoire, écoulement en cours d’établissement hydrodynamique et 

thermique, canal rectangulaire, flux thermique imposé, coefficient d’échange thermique 

local). 

III.2.3 Conclusion sur la configuration n°2 silencieuse  

À la suite des observations effectuées grâce aux mesures de PIV sur la configuration n°1, il 

est apparu nécessaire de mettre en place un écoulement plus tranquillisé afin d’être en mesure, 

pour la suite de ces travaux, de discerner plus distinctement les modifications induites par les 

ultrasons. C’est la raison pour laquelle un poreux a été mis en place à l’entrée du canal 
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(configuration n°2), dans lequel se trouvent le transducteur ultrasonore ainsi que la plaque 

chauffante. 

Les mesures de PIV réalisées à la suite de ce changement ont permis de démontrer que les 

effets d’entrée, principaux responsables de l’agitation observée en configuration n°1, ont été 

grandement atténués. Il en résulte une quasi-disparition de la composante horizontale de 

vitesse très présente en configuration n°1, ramenant l’hydrodynamique à un écoulement 

unidirectionnel orienté selon la direction de la vitesse débitante. 

La caractérisation de la thermique, en régime silencieux, a également permis de démontrer 

que le système se comporte de façon classique, avec la présence d’une longueur 

d’établissement thermique, comprenant les blocs n°1 et 2 et parfois le bloc n°3, au-delà de 

laquelle les valeurs du coefficient d’échange thermique présentent des valeurs constantes. Les 

valeurs mesurées en régime laminaire sont relativement éloignées de ce que prédit la 

corrélation de Shah et Bhatti. L’analyse conjointe des résultats expérimentaux ainsi que des 

valeurs de corrélation a permis d’aboutir à la conclusion que le régime hydrodynamique 

présent dans le canal lorsque le nombre de Reynolds est égal à 900 peut être qualifié de 

laminaire perturbé. Cela signifie que ses propriétés, face à une instabilité hydrodynamique, 

sont celles d’un écoulement laminaire ; en revanche du fait de phénomènes d’agitation 

inhérents à la structure du canal, les valeurs du coefficient d’échange thermique sont plus 

élevées que pour un régime laminaire « stricto sensu ». 

III.3 Configuration n°3 : eau glycolée + poreux 

La configuration expérimentale n°3 a été mise en place dans le but d’étudier l’influence des 

propriétés du fluide caloporteur utilisé. Les caractéristiques géométriques du canal restent 

identiques à celles de la configuration n°2 et sont rappelées dans le Tableau III-8. Pour cette 

configuration l’eau est remplacée par de l’eau glycolée dont le titre massique en mono-

propylène glycol est égal à 10 %. Les nouvelles valeurs des propriétés physiques de ce 

mélange sont données par le Tableau III-9. 

 
Largeur     

[m] 

Diamètre hydraulique   

[m] 

 0,1 0,046 

Tableau III-8: Caractéristiques géométriques du canal d’écoulement en configuration n°3 

Fluide 

  Masse 

volumique 

[kg.m
-3

]  

Capacité 

thermique isobare              

[J.kg
-1

.K
-1

] 

Viscosité 

[Pa.s]  

Conductivité                

[W.m
-1

.K
-1

] 
Prandtl 

Eau 

glycolée 

10 % 

1003 

(mesurée)       

4103 

(http://www.engine

eringtoolbox.com/p

ropylene-glycol-

d_363.html) 

0,00132 

(mesurée)                        

0,55  

(Sun, et al., 

2004) 

9,9 

Eau 997 4189 0,0010 0,60 6,9 

Tableau III-9 : Propriétés physiques à 20°C de l’eau (1
ère

 ligne) et de l’eau glycolée utilisée dans 

la configuration n°3 et dont le titre massique est égal à 10 % (2
ème

 ligne)  

http://www.engineeringtoolbox.com/propylene-glycol-d_363.html
http://www.engineeringtoolbox.com/propylene-glycol-d_363.html
http://www.engineeringtoolbox.com/propylene-glycol-d_363.html
http://www.engineeringtoolbox.com/propylene-glycol-d_363.html
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Les modifications pouvant avoir un impact dans l’étude sont : 

- la viscosité 

- la conductivité thermique 

- la capacité thermique 

- la masse volumique. 

Certaines valeurs présentées dans le Tableau III-9 sont issues d’essais de caractérisation 

réalisés au Laboratoire Rhéologie et Procédés de Grenoble. D’autres proviennent de valeurs 

tabulées dans la littérature. La modification de la viscosité et de la conductivité thermique 

entraine une modification du nombre de Prandtl (Tableau III-9). Afin de pouvoir comparer les 

résultats en eau et en eau glycolée, les essais doivent être effectués à iso-Reynolds. Les 

nouvelles valeurs de débits ainsi que de vitesses débitantes sont présentées dans le Tableau 

III-10. 

  Débit                   

[L.h
-1

] 
Reynolds 

Vitesse débitante 

[m.s
-1

] 

  279 900 0,026 

  772 2500 0,071 

  1081 3500 0,1 

  1545 5000 0,114 

Tableau III-10 : Paramètres expérimentaux utilisés dans la configuration n°3  

III.3.1 Caractérisation hydrodynamique silencieuse 

III.3.1.1 Champs de vitesse moyens 

Les champs de vitesse moyens, obtenus avec l’eau glycolée, présentent une forte 

inhomogénéité spatiale en entrée de canal (x = 25 mm ; y = -10 mm) (Figure III-18).  

  
Figure III-18: Champs moyens de vitesse en régime silencieux, obtenus à partir de 2000 champs 

instantanés pour des valeurs de nombre de Reynolds égales à 900 et 5000, configuration n°3 

eau glycolée avec poreux 
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En sortie de poreux (y = -20 mm), certains des vecteurs vitesse moyens sont notamment 

déviés vers la zone de recirculation, située à proximité du transducteur ultrasonore et décrite 

précédemment par la Figure III-10 au paragraphe III.21.1. Comme pour la configuration n°2, 

l’existence de ce phénomène de recirculation entraine l’apparition d’une composante de 

vitesse horizontale Vx moy dans une zone proche du transducteur sur toute la longueur du canal 

(Figure III-19). 

  
 Figure III-19 : Champs scalaires moyens de la composante de vitesse Vx moy  pour un nombre de 

Reynolds égal à 5000, configuration n°3 eau glycolée avec poreux 

Les inhomogénéités spatiales du champ de vitesse moyen observées à la sortie du poreux 

s’atténuent progressivement le long du canal, sans totalement s’estomper (Figure III-20). De 

manière assez naturelle, l’établissement hydrodynamique global s’effectue plus rapidement 

lorsque le nombre de Reynolds est élevé. Ceci se voit notamment grâce aux profils 

horizontaux de vitesse moyenne sur la Figure III-20, dont les allures à partir du bloc n°3 sont 

similaires pour la plus forte valeur de Reynolds testée.  

 
Figure III-20 : Profils horizontaux de vitesse moyenne tracés en face de chaque point de mesure de 

température permettant le calcul du coefficient d’échange thermique pour des valeurs de nombre de 

Reynolds égales à 900 et 5000. La plaque chauffante est située en x = 0 mm et le transducteur 

ultrasonore en x = 30 mm, configuration n°3 eau glycolée avec poreux 
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Une analyse plus locale de la Figure III-20 permet de constater que jusqu’à une valeur de x 

égale à 7 mm, l’établissement hydrodynamique est plus rapide que dans le reste de 

l’écoulement, et qu’il est également peu sensible à la valeur du nombre de Reynolds.   

III.3.1.2 Champs de vitesse RMS 

Les champs de vitesse RMS obtenus pour les régimes d’écoulement testés avec la 

configuration n°3 sont présentés sur la Figure III-21.  

 
Figure III-21: Champs de vitesse RMS correspondants aux champs moyens de vitesse présentés sur 

la Figure III-18, configuration n°3 eau glycolée avec poreux 

Les zones du canal pour lesquelles sont mesurées les valeurs de vitesse  RMS les plus élevées 

sont situées au niveau de la plaque chauffante (x = 1,8 mm) et de la zone de recirculation en 

contact avec le transducteur ultrasonore (x = 30 mm) (Figure III-22). Comme dans le cas de la 

configuration n°2, la vitesse RMS est la plus élevée là où le cisaillement est le plus important. 

Les valeurs de vitesse RMS situées en x = 30 mm pour le nombre de Reynolds le plus faible 

(égal à 900) sont inexistantes au niveau des blocs chauffants n°1 et n°2 (y = 10 mm et y = 30 

mm) en raison de l’impossibilité de calculer les vecteurs dans cette zone (rectangle gris sur la 

Figure III-21). Il semble cependant raisonnable de considérer que la valeur de vitesse RMS en 

x = 30 mm croit entre les blocs n°1 et n°2, traduisant la présence d’un établissement de la 

vitesse le long de l’axe y dans cette zone du canal. Ceci est confirmé par les valeurs mesurées 

juste avant la paroi au niveau de ces blocs n°1 et n°2 ainsi que par l’évolution des valeurs de 

vitesse RMS en paroi face aux blocs n°3 à n°5 (Figure III-22).  
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Figure III-22 : Profils horizontaux de vitesse RMS tracés en face de chaque point de mesures de 

température permettant le calcul du coefficient d’échange thermique pour des valeurs de nombre de 

Reynolds égales à 900 et 5000. La plaque chauffante est située en x = 0 mm et le transducteur 

ultrasonore en x = 30 mm, configuration n°3 eau glycolée avec poreux 

L’impact hydrodynamique des effets d’entrée est plus prononcé pour le nombre de Reynolds 

le plus élevé (Reynolds 5000, Figure III-23), ce qui est cohérent avec l’explication fournie 

précédemment (cf. paragraphe III-1) quant à leur origine inertielle liée à un changement de 

direction du fluide au moment d’entrer dans le canal. La vitesse RMS devient constante tout 

le long de la plaque chauffante à partir du milieu du bloc n°3 (y = 50 mm). Pour le nombre de 

Reynolds le plus faible (Reynolds 900, Figure III-23), la vitesse RMS est constante tout le 

long du canal, que ce soit en proche paroi (x = 1,8 mm) ou au cœur de l’écoulement 

(x = 15 mm).  

 
Figure III-23 : Profils de vitesses RMS au milieu du canal (x = 15 mm) et proche de la plaque 

chauffante (x = 1,8 mm) , configuration n°3 eau glycolée avec poreux 

III.3.2 Caractérisation thermique silencieuse 

La Figure III-24 présente les profils du coefficient d’échange thermique pour les deux valeurs 

de Reynolds testées avec la configuration n°3. Les valeurs du coefficient d’échange thermique 

sont issues de la moyenne sur 7 essais, réalisés avec les mêmes conditions opératoires pour 

chacun des nombres de Reynolds testé. L’allure que prend le profil du coefficient d’échange 
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thermique le long de la plaque chauffante est celle observée classiquement. Pour le régime 

d’écoulement correspondant à un Reynolds égal à 900, l’établissement thermique débute au 

niveau du bloc chauffant n°4 (y = 70 mm). Compte tenu des valeurs d’incertitudes, 

l’établissement thermique semble également débuter à ce niveau lorsque le nombre de 

Reynolds est égal à 5000. 

 
Figure III-24: Profils d’évolution du coefficient d’échange thermique convectif le long de la 

plaque chauffante pour de l’eau glycolée à 10 %. Entrefer 30 mm ; puissance thermique totale de 

la plaque chauffante 450 Wth, configuration n°3 eau glycolée avec poreux  

III.4 Comparaison des trois configurations 

Les trois configurations d’écoulement testées présentent des caractéristiques communes. 

L’entrefer est gardé constant et égal à 30 mm et les études comparatives se font à iso-

Reynolds : 

- Le régime laminaire est caractérisé par un nombre de Reynolds égal à 900 

- Le régime transitoire-turbulent est caractérisé par un nombre de Reynolds égal à 5000. 

Les différences entre ces configurations résident dans le changement de diamètre hydraulique 

lié à la modification de la largeur du canal, ainsi qu’à l’absence (configuration n°1) ou à la 

présence d’un poreux en entrée du canal (configurations n°2 et n°3). Ces différences ont un 

impact sur le comportement hydrodynamique de la section d’essais en régime silencieux. 

Les propriétés physiques du fluide sont également modifiées entre les configurations n°1 et 

n°2, qui utilisent de l’eau, et la n°3 qui utilise de l’eau glycolée à 10 %. Ce changement de 

propriétés abouti à une modification du nombre de Prandtl.  

III.4.1 Comparaison hydrodynamique 

La mise en place du poreux à l’entrée du canal d’ALTO a permis de diminuer 

significativement les valeurs de vitesses RMS au cœur de l’écoulement ainsi qu’en paroi 

(Figure III-25). La turbulence mesurée en régime silencieux est ainsi moins tributaire des 
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effets inertiels inhérents au changement de direction du fluide, imposé par les choix de 

conception de la section d’essais. 

 
Figure III-25 : Champs de vitesse RMS mesurés pour un nombre de Reynolds égal à 900 dans les 

trois configurations testées sur ALTO 

La similitude de Reynolds garantit théoriquement un comportement hydrodynamique 

identique entre deux configurations pour lesquelles le nombre de Reynolds reste constant. Si 

la similitude est respectée, les valeurs de vitesse RMS doivent êtres constantes d’une 

configuration à une autre. Cependant, cette similitude n’est vérifiée qu’à condition que les 

effets d’entrée et de bords restent identiques d’un cas à l’autre. Elle ne prend donc pas en 

compte les effets d’entrée particuliers à une configuration ou à une autre. C’est pourquoi les 

valeurs de vitesse RMS les plus élevées sont mesurées pour la configuration n°1, 

configuration pour laquelle les effets d’entrée ont la plus grande influence sur l’écoulement du 

fait de l’absence de poreux. En revanche, lorsque le poreux est mis en place comme avec les 

configurations n°2 et n°3, les vitesses RMS mesurées sont extrêmement similaires pour des 

écoulements iso-Reynolds (Figure III-26 et III-27). 
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Figure III-26 : Comparaison des profils verticaux de vitesse RMS mesurés au milieu du canal 

(x = 15 mm) et en proche paroi (x = 1,8 mm) pour les configurations n°2 et n°3 pour un nombre de 

Reynolds égal à 900 

 
Figure III-27 : Comparaison des profils verticaux de vitesse RMS mesurés au milieu du canal 

(x = 15 mm) et en proche paroi (x = 1,8 mm) pour les configurations n°2 et n°3 pour un nombre de 

Reynolds égal à 5000 

III.4.2 Comparaison thermique 

Au chapitre I, il a été mentionné que l’augmentation de la turbulence, à iso-Prandtl, entraine 

une diminution de l’épaisseur de la couche limite visqueuse, permettant une augmentation du 

coefficient d’échange thermique. Par conséquent, à la lumière des résultats sur la turbulence 

présentés au paragraphe précédent, il est naturel que les valeurs du coefficient d’échange 

thermique mesurées avec la configuration n°1 soient supérieures à celles mesurées avec la 

configuration n°2 (Figure III-28). 
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Contrairement au cas précédent, le nombre de Prandtl change entre les configurations n°2 et 

n°3. La configuration n°2, qui utilise de l’eau, présente un nombre de Prandtl inférieur à la 

configuration n°3, qui utilise de l’eau glycolée. Les valeurs des coefficients d’échange 

thermique mesurés pour ces deux configurations pour des nombres de Reynolds égaux à 900 

et 5000 sont tracées sur la Figure III-29. 

 
Figure III-28 : Comparaison des valeurs du coefficient d’échange thermique des configurations 

n°1 (sans poreux + eau) et n°2 (avec poreux + eau) pour un nombre de Reynolds égal à 900 et une 

puissance thermique égale à 450 W 

Compte tenu des barres d’incertitudes, il ressort de la Figure III-29 que les valeurs de 

coefficient d’échange thermique sont similaires pour les essais en eau et en eau glycolée, avec 

poreux.  

 
Figure III-29 : Comparaison des valeurs du coefficient d’échange thermique pour les 

configurations n°2 (eau) et n°3 (eau glycolée) pour des valeurs du nombre de Reynolds égales à 

900 et à 5000 
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L’augmentation du nombre de Prandtl à iso-Reynolds doit théoriquement entrainer une 

augmentation des valeurs du coefficient d’échange thermique pour l’eau glycolée, puisque 

son nombre de Prandtl est supérieur à celui de l’eau. Pour l’instant aucune explication 

plausible n’est envisagée afin d’expliquer ces résultats non compatibles avec la théorie. 

III.5 Conclusion au chapitre III 

Les essais préliminaires réalisés avec la configuration n°1 ont révélé la présence de forts 

effets inertiels en entrée de canal, attribuables au changement brutal de direction sous la 

plaque chauffante. 

Afin d’être en mesure de discerner plus facilement les modifications induites par les ultrasons 

lors des essais en régime acoustique, il est apparu nécessaire de mettre en place un 

écoulement plus tranquillisé grâce au positionnement d’un poreux en entrée de canal 

(configuration n°2).  

La diminution des valeurs de vitesse RMS mesurées lors du passage de la configuration n°1 à 

la configuration n°2, a permis de vérifier la pertinence de ce changement de conditions 

d’écoulement en entrée de canal. Du fait de la baisse des valeurs de vitesse RMS, les valeurs 

du coefficient d’échange thermique ont également diminué lors de ce changement.  

Contrairement à l’écoulement, à minima bidimensionnel, de la configuration n°1, celui de la 

configuration n°2 est principalement unidirectionnel, et orienté selon la direction de la vitesse 

débitante (axe vertical y).    

Enfin, les essais de caractérisation ont permis de vérifier que la configuration n°3, dans 

laquelle le fluide utilisé est de l’eau glycolée, respecte la similitude de Reynolds avec la 

configuration n°2. Ainsi les écoulements iso-Reynolds de ces deux configurations présentent 

des valeurs de vitesse RMS égales. La configuration n°3 sera utilisée afin d’observer 

l’influence de la modification de la viscosité  du fluide sur les phénomènes hydrodynamiques 

produit par les ultrasons, et l’impact de cette influence sur les transferts thermiques mesurés 

en régime ultrasonore.  

Grâce à la caractérisation silencieuse présentée au chapitre III, il est maintenant possible 

d’étudier le lien entre la modification de l’hydrodynamique produite par les ultrasons, et 

l’effet d’intensification thermique de ces derniers. 
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Chapitre IV  

Intensification thermique en régime acoustique 
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Ce chapitre est consacré aux essais thermiques et hydrodynamiques réalisés en régime 

acoustique dans le canal de la section d’essais ALTO. Ils font échos aux essais réalisés en 

régime silencieux, présentés au chapitre III, auxquels ils seront comparés dans le but de 

comprendre les mécanismes d’intensification thermique induits par les ultrasons La démarche 

expérimentale mise en place pour ce chapitre est identique à celle du chapitre III. 

Les mesures réalisées grâce à la PIV permettent de qualifier le comportement 

hydrodynamique global dans le canal en présence d’ultrasons. Ces mesures permettent 

d’apporter aux comportements thermiques, observés au niveau de la plaque chauffante, une 

analyse phénoménologique basée sur les phénomènes hydrodynamiques produits par les 

ultrasons. Comme dans le chapitre III, les mesures hydrodynamiques et thermiques ont été 

découplées dans le déroulement chronologique des expérimentations. Par conséquent, il peut 

exister localement quelques différences de résultats entre ces mesures, du fait de phénomènes 

liés à la répétabilité des essais ou au vieillissement des transducteurs ultrasonores. Cependant, 

cela ne pose pas de problème dans la démarche entreprise pour cette étude qui est de fournir 

une approche phénoménologique, permettant de déduire les tendances propres à chacune des 

fréquences ultrasonores testées. Les perspectives expérimentales permettant de réaliser une 

analyse thermo-hydraulique plus fine seront abordées dans la conclusion générale du 

mémoire. 

Le chapitre IV est scindé en trois paragraphes et une conclusion. Le premier paragraphe 

aborde l’effet de l’augmentation de la puissance ultrasonore sur l’intensification des transferts 

thermiques. Cette étude a été réalisée dans le cadre d’essais préliminaires utilisant la 

configuration n° 1 (sans poreux). Le second paragraphe étudie l’effet de la fréquence 

ultrasonore sur les valeurs mesurées du coefficient d’échange thermique. L’étude de l’effet de 

fréquence est couplée à celle de l’effet du régime d’écoulement. En effet, la littérature 

scientifique, traitant de l’interaction entre les ultrasons et un écoulement, a permis de mettre 

en évidence que le régime d’écoulement peut influencer les effets des ultrasons sur les 

transferts thermiques (Legay, et al., 2012) ou de matière (Barthès, et al., 2015; Mazue, et al., 

2015). De plus, la cavitation et le courant acoustique ne semblent pas sensibles de la même 

manière au régime d’écoulement ainsi qu’aux vitesses débitantes.  

Une étude portant sur l’influence de la modification des propriétés du fluide, utilisant la 

configuration n°3, est présentée dans les paragraphes spécifiques à chacune des fréquences. 

Ces effets sur les transferts thermiques pariétaux seront testés pour les deux fréquences 

capables de générer un effet hydrodynamique unique (25 kHz et 2 MHz) ainsi que pour les 

deux régimes d’écoulement limites (nombres de Reynolds égaux à 900 et 5000).  

Les tendances thermiques observées, sont mises en parallèle avec les phénomènes observés 

sur les champs moyens de vitesse et de vitesse RMS. L’objectif des mesures PIV est de 

déterminer la phénoménologie hydrodynamique globale associée à chaque fréquence testée. 

Le champ mesuré par PIV comprend l’ensemble du canal, le caractère global de ces mesures 

doit donc amener à une certaine prudence lors des analyses des champs de vitesse RMS. 

Ainsi, il serait hasardeux de vouloir faire correspondre exactement des valeurs locales de 

vitesse RMS avec celles du coefficient d’échange thermique. Cependant, des tendances 

communes aux deux grandeurs ont été observées.  
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Enfin, les trois fréquences testées seront comparées dans le dernier paragraphe afin d’aboutir 

à une analyse visant à déterminer les différents mécanismes d’intensification thermique que 

les ultrasons, au sens large, sont capables de produire. 

IV.1 Effet de la puissance ultrasonore sur les transferts thermiques 

convectifs 

Dans le cadre d’une démarche d’optimisation énergétique, l’objectif visé est d’augmenter la 

valeur du coefficient d’échange thermique convectif à moindres frais énergétiques. Comme 

l’a montré le chapitre I, il existe des techniques actives et passives d’intensification. 

Généralement, le coût énergétique propre aux techniques passives est associé à 

l’augmentation des pertes de charge et donc à la puissance hydraulique de pompage. La 

consommation énergétique liée aux techniques actives provient quant à elle de la nécessité 

d’alimenter en puissance les dispositifs, afin de les faire fonctionner. Cette consommation 

peut donc s’additionner à l’augmentation de la puissance de pompage le cas échéant. 

Il est donc essentiel de réaliser une étude de l’influence de la puissance du procédé sur 

l’intensification afin d’être en mesure de déterminer s’il existe un optimum d’utilisation. C’est 

dans ce contexte que se place cette première étude. La notion de puissance ultrasonore renvoie 

ici à la puissance déterminée par calorimétrie telle que définie au paragraphe II.4.1.2.  Une 

étude portant sur la consommation énergétique globale serait nécessaire dans le cas d’une 

étude de faisabilité technico-économique. 

Les essais étudiant l’influence de la puissance ultrasonore sur l’intensification des transferts 

thermiques sont réalisés avec la configuration n°1 (eau sans poreux) pour un seul nombre de 

Reynolds, égal à 870. La gamme de puissances ultrasonores accessible avec les transducteurs 

à haute et moyenne fréquences (respectivement 2 MHz et 1 MHz) diffère de celle accessible à 

25 kHz. Il existe néanmoins une plage de puissance commune accessible aux trois fréquences. 

Les valeurs de la puissance acoustique, obtenues par calorimétrie, sont données par le Tableau 

IV-1. Les coefficients d’échange thermique mesurés en régime silencieux pour la 

configuration n°1 sont rappelés par le Tableau IV-2.    

 
Tableau IV-1: Puissances acoustiques mises en œuvre au cours des essais traitant de l’influence de 

la puissance acoustique. Configuration n°1 (eau sans poreux), nombre de Reynolds égal à 870 

Le premier résultat obtenu grâce à ces essais préliminaires permet d’observer un phénomène 

d’intensification thermique par rapport au cas silencieux, et cela quelle que soit la fréquence 

ultrasonore employée. Ce phénomène est illustré par la Figure IV-1 sur laquelle sont 

également reportées les valeurs du coefficient d’échange thermique en régime silencieux. Le 

second résultat, commun aux trois fréquences testées, concerne l’apparition d’un effet de seuil 

de puissance acoustique au-delà duquel les valeurs de coefficient d’échange thermique restent 

sensiblement constantes (Figure IV-1). Ce résultat confirme les observations déjà présentes 
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dans la littérature en convection naturelle (Zhou, et al., 2004; Caï, et al., 2009) ou les 

intuitions en convection forcée (Yao, et al., 2010).  

Bloc n°1 Bloc n°2 Bloc n°3 Bloc n°4 Bloc n°5 

1289 1152 1056 993 1022 

Tableau IV-2 : Coefficients d’échange thermique obtenus en régime silencieux pour la 

configuration n°1 (eau sans poreux). Le nombre de Reynolds est égal à 870. Chaque valeur est 

issue de la moyenne des 124 essais réalisés en régime silencieux précédant chacun des essais en 

régime acoustique 

 
Figure IV-1 : Dépendance du coefficient d’échange thermique à la puissance ultrasonore pour les 

trois fréquences testées. Configuration n°1 (eau sans poreux), nombre de Reynolds égal à 870, 

puissance thermique totale égale à 450 Wth. La droite noire en pointillée définie la valeur du 

coefficient d’échange thermique correspondant au régime silencieux 

Ces deux grandes tendances vont être détaillées fréquence par fréquence dans les prochaines 

sections du paragraphe IV-1. Pour rappel la définition du facteur d’intensification thermique 

est donnée par l’équation (IV- 1).  
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𝜂 =
ℎ𝑢𝑠 − ℎ0
ℎ0

 (IV- 1) 

Avec hus [W.m
-2

.K
-1

] le coefficient d’échange thermique en régime ultrasonore, et h0 [W.m
-

2
.K

-1
] le coefficient d’échange thermique en régime silencieux. 

IV.1.1 Essais effectués à 25 kHz 

À 25 kHz, les principaux phénomènes ultrasonores produits dans l’eau, avec le transducteur 

utilisé pour cette étude, sont liés à la cavitation (cf. chapitre II). Les essais de caractérisation 

ont également mis en évidence une forte inhomogénéité des sites de cavitation sur la plaque 

chauffante. Ces derniers sont principalement concentrés au niveau des blocs n°3, n°4 et n°5. 

Les blocs n°1 et n°2 sont eux aussi impactés mais dans une moindre mesure.  

La tendance suivie par le coefficient d’échange thermique, pour les quatre premiers blocs 

chauffants, peut être schématiquement décomposée en deux phases (Figure IV-2). Au cours 

de la première phase, l’augmentation de la puissance acoustique entraine l’augmentation du 

coefficient d’échange thermique. Ce phénomène se produit jusqu’à une puissance seuil, égale 

à 30 Wus, au-delà de laquelle la valeur du coefficient d’échange thermique n’augmente plus. 

La puissance ultrasonore seuil est matérialisée par une ligne noire pointillée verticale sur la 

Figure IV-2. Lorsque cette puissance seuil est dépassée, toutes les valeurs du coefficient 

d’échange thermique restent constantes et proches d’une valeur moyenne égale à 1500 W.m
-

2
.K

-1
, sans que la position le long de la plaque chauffante n’influence les résultats (Figure IV-

2).  

 
Figure IV-2 : Valeurs du coefficient d’échange thermique obtenues à 25 kHz au niveau des cinq 

blocs de la plaque chauffante pour un nombre de Reynolds égal à 870, configuration n°1 (eau sans 

poreux) 

Malgré les inhomogénéités inhérentes au transducteur utilisé (cf. caractérisation des 

transducteurs au chapitre II), il ressort donc de ces essais effectués à 25 kHz, que le 

coefficient d’échange thermique est favorablement impacté par la cavitation acoustique. Il est 

également possible de constater sur la Figure IV-2 qu’au-delà de la puissance seuil, les blocs 

n°4 et n°5 sont ceux qui affichent le coefficient d’échange thermique maximal. Les blocs n°1 

et n°2, présentent les valeurs les plus faibles alors que le bloc n°3 alterne entre valeurs 

maximales et minimales. Cette différence correspond aux zones de répartition de la cavitation 
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acoustique. La photographie de l’état de surface de la plaque chauffante à l’issue des tests 

réalisés à 25 kHz, déjà présenté au chapitre II, est rappelée par la Figure IV-3. 

 

Figure IV-3 : État de surface de la plaque chauffante après que tous les essais à 25 kHz aient été 

effectués. Les zones foncées sont celles ayant subi de l’érosion, les zones claires sont intactes. 

Entrefer égal à 30 mm, puissance ultrasonore égale à 116 Wus. Les points noirs indiquent la 

position des mesures de température de la plaque chauffante 

Le fait que les valeurs du coefficient d’échange thermique soient  globalement égales pour 

tous les blocs, au-delà de la puissance seuil, est sans doute un biais inhérent à la section 

d’essais. En effet,  l’inhomogénéité de l’intensité de la cavitation le long de la plaque 

chauffante (Figure IV-3), induit une agitation plus faible au niveau des premiers blocs qu’au 

niveau des derniers. À cause des conditions d’établissement favorables au transfert thermique, 

présentes au début de la plaque chauffante, il n’est pas nécessaire d’injecter la même 

puissance acoustique au niveau des blocs n°1 ou n°2 pour obtenir les mêmes effets thermiques 

que pour le reste de la plaque chauffante, qui est thermiquement établie. Le hasard a fait que 

les valeurs des blocs situés dans les zones de forte cavitation et en région thermiquement 

établie, sont égales à celles des blocs peu affectés par les effets ultrasonores et situés dans la 

zone d’établissement thermique.  

Il est par conséquent difficile de tirer une conclusion quant à la capacité d’homogénéisation 

des valeurs de coefficient d’échange thermique de la cavitation dans le cas d’un champ 

acoustique homogène. Cependant, ceci permet de mettre en évidence la possibilité d’atteindre 

des valeurs locales de coefficient d’échange, identiques tout le long d’une plaque chauffante, 

à condition de mettre en place une régulation de puissance acoustique spécifique à chaque 

zone thermique de la plaque chauffante. Dans ce cas, la zone d’établissement thermique 

nécessiterait une augmentation croissante de la puissance acoustique alors qu’une seule et 

même valeur de puissance ultrasonore serait nécessaire pour la zone thermiquement établie.   
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IV.1.2 Essais effectués à 1 MHz 

À 1 MHz, les ultrasons produisent simultanément des phénomènes de cavitation et de courant 

acoustiques. Comme mentionné au chapitre II, le transducteur utilisé produit des phénomènes 

de mouvements convectifs. Ces mouvements appelés fontaines ultrasonores sont au nombre 

de quatre sur toute la hauteur de la plaque chauffante (fontaines visualisées au chapitre II). 

Les positions de ces jets de courants acoustiques reportés sur la plaque chauffante, 

correspondent aux blocs n°1, n°4 et n°5 et, respectivement aux moitiés supérieures et 

inférieures des blocs n°2 et n°3. Les mesures de PIV n’ont pas été effectuées pour les essais 

préliminaires présentés dans ce paragraphe, cependant, les visualisations de l’écoulement 

présentées au paragraphe IV.2.2 permettront de confirmer expérimentalement ces 

observations. 

Pour ce qui est de la cavitation, des bulles de dégazage apparaissent uniformément dans tout 

le volume du canal d’ALTO lors du fonctionnement des ultrasons, laissant présager que les 

effets associés à ce phénomène ultrasonore sont répartis de façon homogène sur la plaque 

chauffante.  

La Figure IV-4 présente les valeurs du coefficient d’échange thermique obtenues au niveau 

des cinq blocs chauffants. Le caractère fortement local du phénomène de courant acoustique 

permet de comprendre le retard de comportement des valeurs des blocs n°2 et n°3 par rapport 

aux autres lorsque la puissance ultrasonore augmente.  

 
Figure IV-4: Évolution du coefficient d’échange thermique le long de la plaque chauffante pour 

les différentes puissances acoustiques mises en œuvre. Fréquence ultrasonore 1 MHz, nombre de 

Reynolds égal à 870, configuration n°1 (eau sans poreux) 

Néanmoins, en postulant l’hypothèse selon laquelle les blocs n°1, n°4 et n°5 sont 

représentatifs des phénomènes qui se produisent lorsqu’un bloc chauffant est totalement 

soumis à la cavitation et au courant acoustique ; il est possible de constater que deux 

comportements thermiques sont observés sur la Figure IV-4, en fonction de la puissance 

ultrasonore injectée dans le canal.      

Tant que cette dernière reste inférieure à 72 Wus, le système est relativement insensible à sa 

variation. Pour cette gamme de puissance ultrasonore, les profils de coefficient d’échange 
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thermique sont comparables à ceux observés en régime silencieux, avec cependant des valeurs 

plus élevées : le coefficient d’échange thermique décroit le long de la zone d’établissement 

thermique (blocs n°1 à n°3) pour finalement être constant en zone thermiquement établie 

(blocs n°3 à n°5) (Figure IV-4). Ce phénomène est également visible grâce aux valeurs 

constantes obtenues dans cette gamme de puissances pour le facteur d’intensification 

thermique présenté sur la Figure IV-5 (rectangle vert). 

 
Figure IV-5 : Facteurs d’intensification du coefficient d’échange thermique obtenus sans poreux 

avec de l’eau au niveau de chaque bloc pour une fréquence de 1 MHz et un nombre de Reynolds 

égal à 870, configuration n°1 (eau sans poreux) 

Au-delà de 72 Wus, l’augmentation de la puissance ultrasonore entraine l’augmentation des 

valeurs du coefficient d’échange thermique (Figure IV-4). Ce phénomène est vérifié pour tous 

les blocs. Les trois blocs directement impactés par le courant acoustique (n°1, n°4 et n°5) 

présentent des valeurs plus élevées que les deux autres. Cela se répercute également sur le 

facteur d’intensification thermique qui augmente (rectangle rouge de la Figure IV5). 

Les essais de caractérisation chimique de la cavitation acoustique (Figure IV-6), ont montré 

que cette puissance seuil de 72 Wus correspond également à la puissance nécessaire à 

l’apparition d’une activité chimique mesurable de la cavitation. Cela ne signifie pas qu’en-

dessous de cette puissance acoustique, il n’existe pas de bulles de cavitation capables 

d’osciller de manière stable dans le fluide. L’apparition d’une activité chimique révèle 

néanmoins qu’un phénomène de collapse violent de la bulle se produit. Il est donc permis de 

penser qu’en dessous de 72 Wus, deux types de courants acoustiques coexistent. Le courant 

acoustique d’Eckart, qui produit un effet convectif macroscopique, et l’oscillation des bulles 

de cavitation, qui produit des phénomènes convectifs locaux de type courant acoustique de 

Rayleigh-Schlichting, limités aux environs immédiats de la bulle. Au-delà, la cavitation 

devient plus violente, et le collapse des bulles permet d’augmenter significativement les 

transferts thermiques. 

À partir de 143 Wus, un nouveau seuil de puissance ultrasonore est atteint, et les valeurs du 

coefficient d’échange thermique des trois blocs fortement impactés par le courant acoustique 

sont identiques (cf. Figure IV-4). Enfin, lorsque la puissance acoustique est suffisante (203 

Wus), les valeurs du coefficient d’échange thermique de tous les blocs chauffants sont 
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comprises dans un ensemble de valeurs identiques, à l’exception du n°1 qui présente une 

valeur supérieure aux autres (cf. Figure IV-4).  

 
Figure IV-6 : Cinétique d’apparition de l’ion tri-iodure à 1 MHz pour les quatre puissances 

ultrasonores testées. Température maintenue à 20 °C 

En ce qui concerne l’effet de saturation du coefficient d’échange thermique, la tendance est 

moins nette qu’à 25 kHz. Pour les blocs n°4 et n°5, la saturation des valeurs du coefficient 

d’échange thermique apparait lorsque la puissance ultrasonore est égale à 140 Wus (Figure IV-

4). Au niveau des blocs n°1, n°2 et n°3, la puissance seuil est plus difficile à déterminer car 

aucun plateau de valeur du coefficient d’échange thermique n’est réellement observé (Figure 

IV-4). Or, la puissance correspondant au maximum du générateur ultrasonore utilisé dans 

cette étude est atteinte à 200 Wus. Il serait donc nécessaire de réaliser des essais à puissance 

ultrasonore supérieure, avec un autre générateur, afin de déterminer s’il existe également un 

effet de saturation pour ces blocs à 1 MHz. 

Pour résumer, lorsque la plaque chauffante n’est soumise qu’aux effets du courant acoustique 

et à la simple oscillation des bulles, les transferts thermiques sont intensifiés, mais le profil du 

coefficient d’échange le long de la plaque chauffante a une allure proche de celle observée en 

régime silencieux. L’apparition de phénomènes de cavitation acoustique plus violents ainsi 

que l’augmentation de la vitesse de courant acoustique, associés à l’augmentation de la 

puissance ultrasonore, semble permettre d’homogénéiser toutes ces valeurs autour d’une 

moyenne sensiblement identique.  

IV.1.3 Essais effectués à 2 MHz 

La caractérisation hydrodynamique des essais à 2 MHz n’a pas permis de mettre en évidence 

de quelconques effets liés à la cavitation (cf. paragraphe II.4.2.2.). En revanche, cette 

fréquence est capable de générer des effets de type courant acoustique. 

Ces essais permettent d’observer que le courant acoustique produit à 2 MHz permet de 

conserver l’allure du profil du coefficient d’échange thermique par rapport au régime 

silencieux (cf. Chapitre III), tout en intensifiant les transferts thermiques (Figure IV-7). Le 

coefficient d’échange thermique du bloc n°5 sort progressivement de cette tendance à mesure 
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que la puissance ultrasonore augmente, suivi par le bloc n°4. Ce comportement est 

comparable à ce qui est observé à 1 MHz sur la Figure IV-4 mais dans une moindre mesure. Il 

est donc permis de penser, qu’avec de plus fortes valeurs de puissances ultrasonores, le profil 

du coefficient d’échange thermique à 2 MHz puisse tendre vers ce qui est observé avec une 

fréquence de 1 MHz et une puissance ultrasonore égale à 203 Wus.  

 
Figure IV-7: Évolution du coefficient d’échange thermique le long de la plaque chauffante pour 

les différentes puissances acoustiques mises en œuvre. Fréquence ultrasonore 2 MHz, nombre de 

Reynolds égal à 870, configuration n°1 (eau sans poreux) 

Les résultats obtenus à 2 MHz semblent malgré tout indiquer que si un champ acoustique 

homogène est appliqué dans un écoulement hydrodynamiquement établi, le profil de 

température de paroi de la plaque chauffante sera similaire à celui mesuré dans le cas 

silencieux, avec néanmoins des valeurs de température de paroi plus faibles, caractéristiques 

d’une intensification des transferts thermiques. Ce phénomène est confirmé par la Figure IV-8 

pour laquelle les valeurs du facteur d’intensification de chaque bloc à une puissance donnée 

sont très proches les unes des autres. Ceci indique bien que le coefficient d’échange thermique 

subit une augmentation globale menant au même écart relatif entre les régimes silencieux et 

acoustique pour tous les blocs chauffants. Ce point sera également confirmé au cours du 

paragraphe IV-2.  

L’effet de saturation des valeurs du coefficient d’échange thermique (Figure IV-7) ainsi que 

du facteur d’intensification (Figure IV-8) ne se fait ressentir qu’au niveau des blocs n°2 à n°4. 

L’application d’une puissance supplémentaire semble nécessaire pour les blocs n°1 et n°5.  
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Figure IV-8 : Facteurs d’intensification du coefficient d’échange thermique obtenus sans poreux 

avec de l’eau au niveau de chaque bloc pour une fréquence de 2 MHz et un nombre de Reynolds 

égal à 870, configuration n°1 (eau sans poreux) 

IV.1.4 Conclusion sur l’effet de la puissance ultrasonore 

Un effet d’intensification thermique est observé pour les trois fréquences testées. Une 

stabilisation des valeurs du coefficient d’échange thermique l’est également pour la plupart 

des blocs chauffants au-delà d’une valeur de puissance acoustique seuil propre à chaque 

fréquence. Ce phénomène a également été rapporté dans des publications traitant de 

l’intensification ultrasonore des transferts thermiques en convection naturelle mettant en 

œuvre des ultrasons à basse fréquence en convection naturelle (Yukawa, et al., 1975). 

Les effets hydrodynamiques liés à la cavitation et au courant acoustique, présentent la 

capacité d’intensifier les transferts thermiques. La combinaison de ces deux effets (1 MHz) 

permet également d’atteindre des valeurs de coefficient d’échange thermique supérieures à 

celles mesurées lorsque seuls la cavitation (25 kHz) ou le courant acoustique (2 MHz) sont 

présents. 

Il est difficile de réaliser une analyse plus poussée, permettant de comprendre d’où 

proviennent les différences observées, avec une étude de l’effet de la puissance ultrasonore 

sur l’intensification thermique telle qu’elle a été menée dans ce paragraphe. Le 

développement qui suit, va mettre en évidence que, dans une certaine mesure, les différences 

observées dans ce paragraphe, sont liées aux effets hydrodynamiques produits par les 

ultrasons, mais également à la répartition de ces effets le long de la plaque chauffante. 

IV.2 Effets couplés de la fréquence ultrasonore et du régime 

d’écoulement 

La seconde étude présentée dans ce mémoire de thèse porte sur l’effet de l’augmentation du 

débit, et par conséquent du nombre de Reynolds, sur l’intensification thermique obtenue avec 

chacune des trois fréquences étudiées. L’objectif est de comparer l’influence de ces régimes 

d’écoulement sur l’intensification des transferts thermique observée grâce aux ultrasons. Ceci 

permettra de fournir une explication aux différences et aux points communs, en termes 
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d’intensification des transferts thermiques, observés entre les trois fréquences testées, et mis 

en évidence lors de l’étude préliminaire présentée au paragraphe précédent.  

Afin d’être en mesure de bien différencier les effets hydrodynamiques propres aux ultrasons 

et à l’écoulement, l’étude se place dans le cadre expérimental de la configuration n°2 qui 

permet l’obtention d’un écoulement tranquillisé par rapport à celui de la configuration n°1 

(cf. conclusion du chapitre III). La configuration n°2 utilise de l’eau plate comme fluide 

caloporteur et un poreux en entrée de canal. La puissance ultrasonore est fixée à 107 Wus et la 

puissance thermique totale reste fixée à 450 Wth. Le rappel des paramètres hydrodynamiques 

testés avec la configuration n°2 est donné dans le Tableau IV-3. 

Débit              

[L.h
-1

] 215 600 835 1200 

Vitesse débitante          

[m.s
-1

] 0,020 0,056 0,077 0,111 

Reynolds 

[-] 
900 2500 3500 5000 

Tableau IV-3: Paramètres hydrodynamiques testés lors de l’étude de l’effet du régime 

d’écoulement sur l’intensification thermique ultrasonore. Configuration n°2 (eau et poreux) 

Au cours de ce paragraphe, les effets hydrodynamiques et thermiques liés aux trois fréquences 

seront présentés et analysés séparément. Une analyse comparative de ces essais sera ensuite 

réalisée.  

IV.2.1 Effet des ultrasons à 25 kHz 

Les premiers essais présentés dans ce paragraphe ont été réalisés à 25 kHz. Pour rappel, cette 

fréquence génère principalement de la cavitation avec de forts effets mécaniques capables 

d’éroder les surfaces métalliques. Les ultrasons à 25 kHz sont donc utilisés afin d’étudier 

l’effet de l’interaction entre la cavitation acoustique et l’écoulement sur l’intensification 

ultrasonore des transferts thermiques. 

IV.2.1.1 Étude hydrodynamique 

Modification du champ moyen de vitesse par les ultrasons à 25 kHz 

Les ultrasons à 25 kHz ne modifient pas la direction générale de l’écoulement. Les champs de 

vitesse moyens obtenus en régimes acoustique et silencieux présentent des allures 

extrêmement proches (Figure IV-9).   
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Figure IV-9: Comparaison des champs moyens de vitesse en régime acoustique et silencieux 

obtenus à partir de 2000 doublets d’images pour des nombres de Reynolds égaux à 900 et 5000. 

Fréquence ultrasonore de 25 kHz, puissance égale 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 

Cependant la Figure IV-10 permet d’observer que le profil vertical (axe y) de la vitesse en 

régime acoustique au milieu du canal présente des variations spatiales périodiques de ces 

valeurs. Ces mesures permettent d’avoir accès de manière indirecte à la configuration spatiale 

du champ acoustique à 25 kHz. Le phénomène à l’origine des oscillations des mesures de 

vitesse peut être lié aux accélérations et aux décélérations successives des particules 

d’ensemencement lors du passage d’un nœud vers un ventre ou d’un ventre vers un nœud de 

vibration.  

 
Figure IV-10 : Profils moyens de vitesse au milieu du canal (x = 15 mm) en régime acoustique, 

obtenus à partir de 2000 doublets d’images pour les quatre valeurs de nombre de Reynolds testées. 

Fréquence ultrasonore  25 kHz, puissance ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 (eau et poreux)  
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Cela ne signifie pas nécessairement que le fluide lui-même subit ces accélérations et 

décélérations. En effet, les particules d’ensemencement peuvent être soumises à un 

phénomène d’acoustophorèse n’agissant que sur les particules solides. L’acoustophorèse 

permet le déplacement d’une particule solide, où d’une bulle, dans un liquide sous l’effet d’un 

champ acoustique. Il est ici extrêmement difficile de savoir si c’est ce phénomène qui est 

responsable des effets observés sur la Figure IV-10 sans la mise en place d’essais permettant 

de tester s’il y a ou non acoustophorèse avec les particules utilisées. À mesure que le nombre 

de Reynolds augmente, l’influence du champ acoustique sur l’aspect général du champ de 

vitesse semble s’atténuer. Ce phénomène se traduit par une diminution de l’amplitude des 

variations de la vitesse de la Figure IV-10. Cela peut être dû au fait que les forces acoustiques 

agissant sur l’écoulement deviennent négligeables par rapport aux forces d’entrainement de 

l’écoulement.  

Le champ acoustique généré par le transducteur à 25 kHz semble augmenter localement la 

composante de vitesse Vx (orientation perpendiculaire à la paroi chauffante et colinéaire aux 

ondes ultrasonores). Ceci a également été observé à basse fréquence par (Mazue, et al., 2015). 

Ce phénomène se produit principalement dans le proche environnement du transducteur et à 

bas Reynolds (Figure IV-11).  

 

Figure IV-11 : Comparaison des champs moyens de la composante Vx de la vitesse en régime 

acoustique à 25 kHz et en régime silencieux pour des nombres de Reynolds égaux à 900 et 5000. 

Puissance ultrasonore égale à 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 

Néanmoins, la comparaison des champs de vitesse projetée selon l’axe x en régimes 

silencieux et acoustique, pour les deux régimes d’écoulement extrêmes testés, permet de 

constater que les modifications du champ de vitesse  Vx induites par les ultrasons à 25 kHz 

sont extrêmement faibles, comparativement au cas silencieux, et ne semblent pas se propager 

jusqu’à la plaque chauffante (Figure IV-11). La composante Vx obtenue pour un nombre de 

Reynolds égal à 5000 semble même identique à celle obtenue en régime silencieux. Ce 

résultat permet de confirmer que les effets convectifs sont peu présents à 25 kHz et que la 

cavitation est bien le phénomène majoritairement induit à cette fréquence. Il est donc permis 

y 

x 

y 

x 
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de penser qu’il est le principal responsable du phénomène d’intensification thermique observé 

à 25 kHz. 

La Figure IV-12 présente les profils horizontaux de vitesse face à chacune des positions de 

mesure de température des blocs chauffants pour la gamme de Reynolds testée. La notion 

d’établissement hydrodynamique d’un écoulement soumis à des ultrasons est délicate à 

manipuler. En effet, un écoulement est établi lorsque le champ de vitesse est constant par 

rapport à la direction de l’écoulement (axe y sur ALTO). Or les ultrasons perturbent 

ponctuellement et de façon répétée l’écoulement suivant l’axe x essentiellement. C’est 

justement le principal mode opératoire des techniques d’intensification thermiques existantes. 

Cependant en observant la Figure IV-12, l’établissement de l’écoulement n’est pas 

significativement perturbé en comparaison des résultats obtenus en silencieux pour la même 

configuration. L’allure générale du profil se maintient globalement, tout en étant plus 

« bruitée ». Ce résultat est cohérent avec l’absence de modification majeure du champ de 

vitesse moyen observé précédemment. Néanmoins, ce « bruit »  est d’autant plus visible que 

le nombre de Reynolds est faible (Figure IV-12).  

 

Figure IV-12 : Profils horizontaux de vitesse tracés en face de chaque point de mesure de 

température et permettant le calcul du coefficient d’échange thermique pour des valeurs de nombre 

de Reynolds égales à 900 et 5000. Fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance ultrasonore 107 Wus, 

configuration n°2 (eau et poreux) 

Les ultrasons à 25 kHz ne semblent donc pas perturber significativement la direction de 

l’écoulement. La seule modification de l’hydrodynamique réside dans le phénomène 

d’oscillation de la vitesse présenté par la Figure IV-10. L’étude du champ de vitesse RMS va 

maintenant permettre de mesurer l’effet des ultrasons à 25 kHz sur la turbulence de 

l’écoulement 
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Impact sur le champ de vitesse RMS 

Malgré l’absence de modification du champ de vitesse moyen, l’existence d’un phénomène 

d’intensification des transferts thermiques implique a priori une modification de la turbulence 

et du champ de vitesse RMS. C’est ce que montre la Figure IV-13 en mettant en évidence  une 

augmentation globale de la turbulence au cœur de l’écoulement pour des régimes initialement 

laminaires (nombre de Reynolds égal à 900).  

 
Figure IV-13 : Comparaison des champs de vitesses RMS obtenus à partir de 2000 doublets 

d’images pour les deux valeurs extrêmes testées du nombre de Reynolds à 25 kHz, configuration 

n°2 (eau et poreux) 
 

Dans le cas de régimes déjà turbulents, le phénomène n’apparait pas aussi nettement. En 

revanche, quel que soit le régime d’écoulement testé, la turbulence en paroi est toujours 

significativement augmentée. Afin de quantifier cela de manière plus précise, le facteur 

d’intensification de la vitesse RMS a été calculé. Ce dernier est défini par l’équation (IV-2). 

ηRMS =
VRMS us − VRMS silencieux

VRMS silencieux
 (IV-2) 
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La Figure IV-14 confirme que l’intensification de la turbulence par des ultrasons à 25 kHz est 

d’autant plus importante que le nombre de Reynolds est faible. Ce résultat est en accord avec 

l’étude publiée par (Nomura and Sasaki, et al., 2000) (cf. paragraphe I.5). Il est également 

cohérent avec le fait que le facteur d’intensification de la vitesse RMS traduit une 

augmentation relative de cette grandeur entre le régime silencieux et le régime ultrasonore. 

Plus le régime est initialement turbulent et moins l’intensification apportée par les ultrasons 

sera importante.  

La Figure IV-14 permet également de confirmer que l’intensification de la turbulence au 

milieu du canal est plus faible (voire nulle pour un nombre de Reynolds égal à 5000) 

comparativement à celle de la région pariétale. Cela semble également indiquer que la 

cavitation induite par les ultrasons à 25 kHz produit un taux fixe de turbulence. En effet s’il 

existait un effet de synergie entre la turbulence produite naturellement au cœur de 

l’écoulement et la cavitation, un effet d’intensification devrait se maintenir pour les forts 

nombres de Reynolds.  
 

 

Figure IV-14 : Facteurs d’intensification de la vitesse RMS en fonction de la position verticale en 

paroi (x = 1,8 mm) et au milieu du canal (x = 15 mm) pour des nombres de Reynolds égaux à 900 et 

5000. Fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et 

poreux) 

Pour comprendre la différence qui existe entre le cœur de l’écoulement et la région pariétale, 

il convient de rappeler que la cavitation peut produire des effets hydrodynamiques certes, très 

violents, mais au faible rayon d’action. Comme expliqué au paragraphe I-4, l’effet de courant 

acoustique de Schlichting, associé à la vibration d’une bulle, présente une échelle 

caractéristique limitée à la couche limite acoustique. À 25 kHz, dans de l’eau à 20 °C, cette 

dernière présente une épaisseur de l’ordre de 90 microns. Le phénomène de collapse de la 

bulle, qui s’ajoute aux effets de vibration, présente des échelles d’influence du même ordre de 

grandeur. Or, plus un écoulement est turbulent et plus les grosses structures turbulentes, 

apparaissant en premier dans l’écoulement, se décomposent en structures de plus en plus 

petites (Bailly, et al., 2003). Par conséquent, dans un contexte d’écoulement soumis à des 

ultrasons, ces petites structures de plus en plus nombreuses, et de tailles toujours plus petites, 

à mesure que le nombre de Reynolds augmente, finissent par marginaliser l’effet des 
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perturbations liées à la cavitation. Dans le cadre des essais menés sur ALTO, et présentés dans 

ce paragraphe, ce phénomène se produit pour un nombre de Reynolds égal à 5000.   

De plus, au paragraphe I.1, les résultats de la littérature ont permis de constater que les valeurs 

maximales de vitesse RMS se situent à l’interface entre la couche limite visqueuse et la 

couche tampon lorsque la gamme de nombre de Reynolds est comprise entre 4000 et 30000. 

Dans cette zone, le cisaillement important combiné à la diminution de la prédominance des 

forces visqueuses permet en effet de générer un maximum d’instabilités hydrodynamiques.  

Dans la couche limite visqueuse, les phénomènes inertiels, liés à la cavitation, se combinent 

aux effets de cisaillement, notamment au niveau de l’interface avec la couche tampon. La 

synergie entre les cisaillements, très intenses dans la couche limite visqueuse, et les 

phénomènes inertiels, associés aux vibrations et au collapse des bulles de cavitation, permet 

d’engendrer l’apparition d’instabilités hydrodynamiques et une intensification de la 

turbulence plus importante qu’au cœur du fluide. Il est possible que les effets associés aux 

bulles génèrent de petites instabilités amplifiées par le cisaillement. Cette analyse peut 

permettre de comprendre pourquoi la turbulence est plus fortement intensifiée par la 

cavitation acoustique dans les régions pariétales que dans le cœur de l’écoulement. 

Néanmoins pour l’étayer, une étude plus précise des phénomènes présents dans la couche 

limite visqueuse s’avère nécessaire. 

La Figure IV-15 démontre que les ultrasons à 25 kHz ne modifient pas la forme horizontale 

du  profil global de la vitesse RMS. Néanmoins, les valeurs de vitesse sont augmentées en 

régime acoustique.  

 
Figure IV-15 : Comparaison des profils horizontaux (axe x) de vitesse RMS tracés pour des 

nombres de Reynolds égaux à 900 et 5000. Fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance ultrasonore 

107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 
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Cela semble indiquer que la physique générale liée au phénomène d’apparition de la 

turbulence n’est pas modifiée, mais que la cavitation acoustique y ajoute simplement un effet 

d’intensification.   

Les valeurs de vitesse RMS mesurées au niveau de la paroi de la plaque chauffante sont 

extrêmement proches les unes des autres et se croisent fréquemment sans qu’il soit réellement 

possible de déterminer pour quel nombre de Reynolds il existe des valeurs nettement 

supérieures aux autres (Figure IV-16). Les mesures effectuées pour un nombre de Reynolds 

égal à 5000 sont plus fréquemment légèrement supérieures aux autres, notamment à celles 

réalisées en régime laminaire. Cependant,  au regard de la dispersion des valeurs obtenues 

(barres d’incertitude de la Figure IV-16), ce fait n’est pas vérifié systématiquement. Cela 

semble indiquer que le taux de turbulence produit par la cavitation acoustique est peu sensible 

au débit, et donc, dans le cas où la géométrie de l’écoulement est fixée, à la vitesse débitante. 

Il est donc possible de dire que la cavitation produit un taux de turbulence constant dans 

l’écoulement quelles que soient les valeurs de débit.   

Les valeurs de vitesse RMS en paroi diminuent le long de la plaque chauffante jusqu’à 

atteindre une valeur constante au niveau des blocs n°4 et n°5. Cette diminution peut être 

associée à l’établissement de la turbulence le long de la plaque chauffante, et à l’atténuation 

d’effets d’entrée qui ne sont pas totalement éliminés par le poreux situé en amont du canal. 

Comme la suite du paragraphe va le montrer, il semble que ces effets d’entrée noient les effets 

uniquement associés à la cavitation au niveau des deux premiers blocs. Cependant, ces blocs 

n’étant pas significativement touchés par les effets de la cavitation, l’analyse des résultats 

n’est pas compromise. 

 
Figure IV-16 : Profil de la vitesse RMS en paroi (x = 1,8 mm) le long de la plaque chauffante 

moyennée sur chaque bloc pour les quatre valeurs du nombre de Reynolds utilisés lors des essais 

thermiques. Les barres d’erreur des points indiquent la dispersion de la vitesse RMS par rapport à 

la moyenne.   Fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 

(eau et poreux) 

Pour conclure, l’étude de l’influence hydrodynamique des ultrasons à 25 kHz a permis de 

démontrer que la cavitation acoustique produit un maximum d’intensification de la turbulence 

dans la zone proche de la paroi chauffante. Le taux de turbulence produit par la cavitation 

semble peu sensible à l’augmentation du débit. En revanche, si l’on considère que pour une 
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puissance acoustique fixée, la cavitation produit un taux de turbulence lui aussi fixe, il existe 

une valeur du nombre de Reynolds au-delà duquel l’intensification de la turbulence n’est plus 

possible. Dans le cadre des essais effectués sur ALTO, cette valeur semble être égale à 5000.  

La suite de ce paragraphe, présente les résultats liés aux essais thermiques associés à cette 

étude hydrodynamique à 25 kHz. Lorsque les essais hydrodynamiques et thermiques sont mis 

en parallèle, il est important de garder à l’esprit que les essais PIV effectués en proche paroi 

de la plaque chauffante ne sont pas des mesures précises des phénomènes qui se déroulent 

dans la couche limite visqueuse. Ainsi les mesures PIV décrivent mieux les phénomènes 

présents au cœur de l’écoulement et donnent les tendances générales des phénomènes de 

proche paroi. 

Étude thermique 

L’étude hydrodynamique présentée dans la section précédente a permis de démontrer que la 

vitesse RMS produite par des ultrasons à 25 kHz est peu sensible à la variation du débit dans 

la gamme étudiée, et que le taux de turbulence initialement présent dans l’écoulement (dont le 

nombre de Reynolds est représentatif) joue sur l’intensification dont la cavitation est capable. 

L’analyse thermique va traiter distinctement la région du canal où  la turbulence est établie 

(blocs n°4 et n°5) de la zone d’établissement (blocs n°1 à 3). Il convient également d’être 

attentif à la répartition sur la plaque chauffante des effets liés à la cavitation, conséquence 

d’une hétérogénéité spatiale dans la génération des ultrasons à 25 kHz (cf. paragraphe II-

4.2.1). Pour rappel, de forts effets mécaniques, répartis de façon homogène sur la totalité des 

blocs, liés à la cavitation ont été observés au niveau des blocs n°4 et n°5. Ces mêmes effets 

semblent moins intenses (blocs n°1 et n°2) ou moins bien répartis (bloc n°3) au niveau des 

trois premiers blocs. 

L’inhomogénéité du champ ultrasonore se répercute directement sur les effets 

d’intensification thermique mesurés le long de la plaque chauffante (Figure IV-17).  

 
Figure IV-17 : Valeurs du facteur d’intensification du coefficient d’échange thermique en 

fonction de la position sur la plaque chauffante pour les quatre nombres de Reynolds 

testés. Fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 

(eau et poreux) 
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Ainsi les blocs n°3 à n°5, pour lesquels des effets mécaniques intenses associés à la cavitation 

ont été mesurés au niveau des points de mesure de température, présentent les effets 

d’intensification les plus élevés (carré rouge Figure IV-17).  

La sensibilité au nombre de Reynolds du facteur d’intensification du coefficient d’échange 

thermique  (Figure IV-18) correspond à celle du facteur d’intensification de la vitesse RMS 

dans la région pariétale (x = 1,8 mm) présentée par la Figure IV-14. Lorsque le nombre de 

Reynolds augmente, les facteurs d’intensification de la vitesse RMS et du coefficient 

d’échange thermique diminuent. En considérant que la vitesse RMS est représentative de 

l’intensité de la turbulence, et que la valeur de cette intensité turbulente pilote la valeur du 

coefficient d’échange thermique, ce comportement est cohérent avec l’analyse de la Figure 

IV-14. À puissance ultrasonore fixe, la cavitation produit un taux de turbulence fixe insensible 

à l’augmentation du débit, ce qui se traduit par des valeurs absolues de vitesse RMS 

insensibles à l’augmentation du nombre de Reynolds puisque la géométrie de l’écoulement est 

fixée (Figure IV-15). Néanmoins, plus le nombre de Reynolds est élevé et plus la turbulence 

présente dans l’écoulement en régime silencieux est naturellement élevée, donc plus l’apport 

relatif de la cavitation à la turbulence de l’écoulement est faible. Ceci entraine 

mécaniquement une diminution de l’intensification du coefficient d’échange thermique.   

 
Figure IV-18 : Évolution du facteur d’intensification en fonction du nombre de Reynolds pour les 

trois derniers blocs chauffants (directement impactés par la cavitation acoustique). Les blocs n°1 et 

n°2, moins touchés par les effets de la cavitation ne sont pas représentés. À partir d’un nombre de 

Reynolds égal à 3500 les points obtenus par les mesures de PIV sont confondus. Fréquence 

ultrasonore 25 kHz, puissance ultrasonore 107 Wus, puissance thermique 50 W par bloc, 

configuration n°2 (eau et poreux) 

L’insensibilité au nombre de Reynolds des valeurs absolues de vitesse RMS, observée au 

niveau de chacun des blocs chauffants au paragraphe précédent (Figure IV-16), correspond 

globalement à la même insensibilité à ce paramètre des valeurs du coefficient d’échange 

thermique, observée sur la Figure IV-19. Ce résultat semble confirmer que la turbulence 

produite par les bulles de cavitation grâce à des ultrasons à 25 kHz a une action directe sur les 

transferts thermiques de la plaque chauffante.  
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Une différence existe entre les profils de Vitesse RMS et de coefficient d’échange thermique. 

Il s’agit de la dépendance à la position le long de la plaque chauffante. En effet, la Figure IV-

16 indique que le profil de vitesse RMS est décroissant le long de la plaque chauffante 

jusqu’au bloc n°4, alors que le profil de coefficient d’échange thermique est constant Figure 

IV-19. Cela semble contradictoire avec le fait que la vitesse RMS dans la couche visqueuse 

pilote les valeurs de coefficient d’échange thermique. Il faut garder à l’esprit que les mesures 

PIV réalisées ne sont pas assez précises pour sonder en détails ce qui se passe dans la couche 

visqueuse, ainsi il est possible que les effets d’entrées présents au niveau des deux premiers 

blocs noient les valeurs de vitesse RMS de cette zone de l’écoulement.  

 
Figure IV-19 : Valeurs du coefficient d’échange thermique en fonction de la position sur la plaque 

chauffante pour les quatre nombres de Reynolds testés. Fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance 

ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 

La Figure IV-20 présente simultanément les résultats hydrodynamiques et thermiques. Les 

valeurs de vitesse RMS et du coefficient d’échange thermique en régime silencieux et 

acoustique y sont tracées pour les trois derniers blocs chauffants, dont les positions de mesure 

de température sont impactées par la cavitation.  

Aux incertitudes de mesures près, les tendances observées concernant les valeurs de vitesse 

RMS coïncident avec celles du coefficient d’échange thermique. Du fait de l’aspect très local 

des phénomènes d’intensification de la turbulence, et par conséquent d’intensification 

thermique, des essais supplémentaires réalisés au niveau de la couche limite visqueuse elle-

même semblent nécessaires afin d’obtenir des résultats plus précis. Malgré cela, ces essais 

globaux permettent de mettre en évidence le rôle de la cavitation sur la turbulence de 

l’écoulement au niveau de la zone pariétale, responsable du phénomène d’intensification. 
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Figure IV-20 : Dépendance au nombre de Reynolds du coefficient d’échange thermique et de la 

vitesse RMS correspondant aux trois blocs chauffants dont la zone de mesure de température est 

fortement impactée par la cavitation. Fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance ultrasonore 107 

Wus, puissance thermique par bloc 50 W, configuration n°2 (eau et poreux) 

Afin de confirmer la responsabilité de la cavitation acoustique dans le phénomène 

d’intensification thermique à l’aide d’ultrasons à 25 kHz, des essais en eau glycolée ont été 

effectués. L’eau glycolée permet d’atténuer les effets de la cavitation acoustique (cf. chapitre 

II). Afin de quantifier la différence entre les essais réalisés en eau de ceux réalisés en eau 

glycolée, un coefficient de dégradation ηglycol est calculé. Ce coefficient permet de calculer 

l’écart relatif entre les valeurs du coefficient d’échange thermique obtenu avec les essais en 

eau et en eau glycolée pour un même régime acoustique (silencieux ou ultrasonore) et 

hydrodynamique. L’expression du coefficient ηglycol est donnée par l’équation suivante : 

𝜂𝑔𝑙𝑦𝑐𝑜𝑙 =
ℎ𝑢𝑠 𝑔𝑙𝑦𝑐𝑜𝑙 − ℎ𝑢𝑠 𝑒𝑎𝑢

ℎ𝑢𝑠 𝑒𝑎𝑢
 (IV-3) 

Une dégradation notoire du coefficient de transfert thermique est observée lorsque des 

ultrasons à 25 kHz sont émis face à la plaque chauffante dans de l’eau glycolée (Figure IV-

21). La dégradation du coefficient d’échange thermique en régime acoustique, observée pour 

les essais en eau glycolée ne peut pas uniquement être attribuable à la dégradation observée en 

régime silencieux. En effet, comme l’illustre la Figure IV-21, les écarts observés entre l’eau et 

l’eau glycolée en régime silencieux au niveau des blocs n°3 à n°5, sont inférieurs à ceux 

observés en régime acoustique. Les deux premiers blocs, pour lesquels les effets de la 

cavitation sont peu développés, présentent un effet de dégradation par rapport au cas 

silencieux mais moins marqué, et ne sont pas présentés sur la Figure IV-21.  
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La Figure IV-21, présente également les valeurs du coefficient ηglycol, calculées pour les 

vitesses RMS. Les essais montrent clairement que la dégradation de l’intensification 

thermique en régime acoustique en présence de glycol est corrélée à la dégradation de la 

vitesse RMS dans les mêmes conditions.  

   
Figure IV-21 : Dégradation du coefficient d’échange thermique et de la vitesse RMS en présence 

d’eau glycolée en régime acoustique et silencieux. La comparaison est effectuée par rapport aux 

essais en eau. Puissance ultrasonore 107 Wus, fréquence ultrasonore 25 kHz, puissance thermique 

pour chaque bloc 50 W. La figure ne présente que les essais des blocs pour lesquels les effets de la 

cavitation sont le plus intenses, configuration n°3 eau glycolée et poreux  

IV.2.1.2 Conclusion sur les essais réalisés à 25 kHz 

Les ultrasons à 25 kHz ont démontré leur capacité à intensifier significativement les transferts 

thermiques en convection forcée pour une gamme de Reynolds allant de 900 à 5000. 

L’étude hydrodynamique a mis en évidence leur capacité à augmenter la turbulence de 

l’écoulement. Cependant, cette augmentation de la turbulence ne s’accompagne pas d’effets 

convectifs macroscopiques. En effet, l’écoulement dans le canal, matérialisé par le champ de 

vitesse moyen, n’est que très peu perturbé par les ultrasons à 25 kHz par rapport au régime 

silencieux.  

L’inexistence de phénomènes convectifs macroscopiques à l’échelle du canal, induit une 

augmentation assez modérée de la turbulence, quantifiée par la vitesse RMS, dans le cœur de 

l’écoulement. Ce phénomène est d’autant plus marqué, que le nombre de Reynolds est élevé. 

En revanche, les ultrasons à 25 kHz produisent des effets beaucoup plus intenses, en termes 

d’intensification de la turbulence, au niveau de la paroi de la plaque chauffante.    

Une hypothèse, pour l’instant non vérifiée, permettrait d’expliquer la différence entre ces 

deux régions de l’écoulement. En l’absence d’effets convectifs de tailles comparables aux 

dimensions caractéristiques de l’écoulement (entrefer par exemple), les effets des ultrasons 

sur l’écoulement se limitent à ceux produits par l’oscillation et l’implosion des bulles de 

cavitation. L’oscillation des bulles, induit une mise en mouvement du fluide autour de la bulle 

sur des distances incluses dans celle de la couche limite acoustique. À 25 kHz ces tailles 
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caractéristiques sont de l’ordre de 90 microns. Or, plus le nombre de Reynolds augmente, plus 

les structures turbulentes naturellement produites par les effets inertiels de l’écoulement sont 

petites. Par conséquent, celles produites par les ultrasons finissent par être noyées par les 

structures turbulentes liées à la simple augmentation du nombre de Reynolds. Cet effet est 

beaucoup moins perceptible en proche paroi et notamment dans la couche limite, 

principalement soumise à des effets visqueux. Bien évidemment, l’augmentation du nombre 

de Reynolds entraine une diminution de l’épaisseur de la couche limite visqueuse. Cependant, 

comme la cavitation produit des bulles capables d’osciller et d’imploser jusqu’à la paroi 

solide, cette région, dans laquelle l’écoulement est laminaire, est toujours fortement perturbée. 

Les mesures PIV n’ont pas permis de discerner clairement une sensibilité des valeurs de 

vitesses RMS en régime acoustique, par rapport à la variation du nombre de Reynolds. Ce 

résultat coïncide avec la relative insensibilité au nombre de Reynolds des valeurs de 

coefficient d’échange thermique. 

La cavitation acoustique est  la principale responsable de l’augmentation de la turbulence dans 

la couche visqueuse située au niveau de la plaque chauffante, entrainant une intensification 

des transferts thermiques pariétaux. Il existe en effet une concordance forte entre les sites pour 

lesquels les effets de la cavitation sont les plus importants en terme d’intensité ou de 

récurrence et ceux pour lesquels l’intensification maximale des transferts thermiques est 

observée. De même, lors de l’ajout de mono-propylène dans l’eau, permettant de limiter les 

effets de la cavitation acoustique, ce sont ces mêmes blocs chauffants qui subissent le plus 

fortement une dégradation de l’intensification thermique.  

Enfin, les tendances générales d’évolution de la vitesse RMS en paroi et du coefficient 

d’échange thermique coïncident globalement, indiquant que la cavitation acoustique à basse 

fréquence a un effet direct de perturbation de la couche limite entrainant un phénomène 

d’intensification thermique. Ces conclusions rejoignent des conclusions similaires obtenues 

dans le cadre de l’étude de l’intensification ultrasonore du transfert de matière en convection 

forcée (Mazue, et al., 2015). 

IV.2.2 Effet des ultrasons à 1MHz 

Les essais de caractérisation, présentés dans le chapitre II, ont permis d’observer deux 

phénomènes différents, imputables aux ultrasons à 1 MHz. Tout d’abord des effets de 

cavitation acoustique, dont les propriétés oxydantes ont été mises en évidence par un suivi de 

la cinétique de l’oxydation de l’iodure de potassium. Puis des effets convectifs de type 

courant acoustique ont également été observés phénoménologiquement grâce à la 

visualisation de fontaines ultrasonores. 

IV.2.2.1 Étude hydrodynamique 

Impact des ultrasons à 1 MHz sur le champ de vitesse moyen 

Les essais PIV réalisés à 1 MHz ont permis de mettre en évidence l’apparition d’une nouvelle 

composante de la vitesse dans le canal. Cette composante est orientée horizontalement (axe x) 

et provoque des modifications macroscopiques de l’écoulement (Figure IV-22). Pour un 

nombre de Reynolds égal à 900, le champ de vitesse mesuré dans le canal est extrêmement 

perturbé. La norme et la direction des vecteurs vitesse sont fortement modifiées par rapport au 
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cas silencieux. L’augmentation du nombre de Reynolds provoque le retour à un écoulement 

plus proche du cas silencieux comme l’illustre la Figure IV-22 pour un nombre de Reynolds 

égal à 5000.  

 

Figure IV-22: Comparaison des champs moyens de vitesse obtenus à partir de 2000 champs 

instantanés pour des nombres de Reynolds égaux à 900 et 5000 en régime silencieux et ultrasonore. 

Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 

Les champs scalaires présentés sur la Figure IV-23 indiquent que la localisation de la 

composante horizontale (selon l’axe x) du vecteur vitesse varie en fonction du nombre de 

Reynolds. Lorsqu’il est égal à 900, la composante Vx est située en face des céramiques 

piézoélectriques constituant le transducteur et semble indiquer l’existence d’un courant 

acoustique. Ce dernier est certainement à l’origine des changements de direction des vecteurs 

vitesse moyens observés sur la Figure IV-22. L’augmentation du nombre de Reynolds 

entraine une augmentation de l’extension spatiale de la composante Vx ; elle ne se limite plus 

uniquement aux positions situées en face des céramiques piézoélectriques, elle est comme 

« diffusée » par l’écoulement principal.  

Comme exposé au paragraphe I.3, l’une des causes de l’apparition du courant acoustique est 

l’absorption de l’onde acoustique par le milieu de propagation, entrainant l’apparition d’une 

force volumique colinéaire à la direction de propagation de l’onde (courant acoustique 

d’Eckart). Cette force volumique est responsable de la mise en mouvement du fluide. En 

régime acoustique, il y a donc présence de deux forces volumiques perpendiculaires. L’une, 

verticale (selon l’axe y), est issue de la puissance hydraulique de pompage, et l’autre, 

horizontale (selon l’axe x), est issue de l’absorption de l’onde acoustique. Par conséquent 

l’écoulement prendra localement la direction de la résultante des deux vecteurs modélisant les 

forces volumiques. Les essais se déroulant à puissance ultrasonore fixe, l’augmentation du 

débit (grand nombres de Reynolds) entraine la prédominance de la puissance hydraulique sur 

la puissance ultrasonore au niveau de la résultante de l’écoulement. Ceci a pour effet de 

« diffuser » la composante horizontale de vitesse (Vx) sur une zone plus large que dans le cas 

pour lequel les deux puissances sont du même ordre de grandeur (faible nombre de Reynolds).     
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Les ultrasons à 1 MHz sont donc en mesure de produire simultanément des effets de 

cavitation et de courant acoustique. L’effet du courant acoustique sur l’écoulement dans le 

canal semble néanmoins perdre en importance au profit des effets liés à la puissance 

hydraulique à mesure que le débit augmente.   
 

 

Figure IV-23 : Comparaison des champs moyens de la composante de vitesse horizontale Vx 

obtenus à partir de 2000 champs instantanés pour des nombres de Reynolds égaux à 900 et 5000 en 

régime silencieux et acoustique. Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 108 Wus, 

configuration n°2 (eau et poreux) 

Impact des ultrasons à 1 MHz sur le champ vitesse RMS  

Les effets hydrodynamiques produits par les ultrasons à 1 MHz entrainent une augmentation 

globale de la vitesse RMS dans tout le canal. Ces effets se traduisent par des valeurs de 

vitesse RMS notablement supérieures à celles mesurées en régime silencieux. Pour 

comparaison, la Figure IV-24 présente les champs de vitesse RMS moyens obtenus pour des 

nombres de Reynolds égaux à 900 et 5000 en régime acoustique et le champ de vitesse RMS 

en régime silencieux pour un Reynolds égal à 5000.    

Dans la section précédente, les mesures du champ moyen de vitesse ont permis de mettre en 

évidence l’existence d’une composante de vitesse horizontale Vx, bien délimitée dans 

l’espace, à condition que la vitesse débitante reste peu élevée par rapport à celle du courant 

acoustique (Figure IV-23). Les régions du canal pour lesquelles la vitesse RMS est maximale 

correspondent à ces zones, soumises simultanément à deux forces volumiques 

perpendiculaires l’une par rapport à l’autre (Figure IV-23 et IV-24).  
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Figure IV-24 : Comparaison des champs de vitesse RMS moyens obtenus à partir de 2000 doublets 

d’images. Nombres de  Reynolds égaux à 900 et 5000. Le cas silencieux obtenu pour un nombre de 

Reynolds égal à 900 n’est pas rappelé ici car les valeurs obtenues sont inférieures à celles de l’essai 

réalisé pour un nombre de Reynolds égal à 5000. Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance 

ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 

Le profil vertical moyenné selon l’axe x des valeurs de vitesse RMS est présenté Figure IV-25 

(a). Ce profil a été obtenu en réalisant la moyenne de la vitesse RMS selon l’axe horizontal x 

pour chacune des positions de l’axe vertical y. Les positions des céramiques piézoélectriques 

sur la surface du transducteur sont également indiquées sur cette figure. Le bloc n°1 doit être 

tenu à l’écart des analyses, car de forts effets d’entrée (cf. Chapitre III), indépendants des 

ultrasons, sont présents à son niveau. Les positions correspondant aux valeurs de vitesse RMS 

maximales sont peu sensibles à l’augmentation du débit, seules leurs valeurs diminuent 

légèrement à mesure que le nombre de Reynolds augmente. Hors de ces quatre « couloirs 

ultrasonores », la variation du nombre de Reynolds  a peu d’influence sur les valeurs de 

vitesse RMS. Pour ces régions du canal, l’écoulement subit d’importants changements de 

direction et de norme des vecteurs vitesse, générant du cisaillement, malgré l’atténuation d’un 

phénomène convectif global.  

Avec le dispositif expérimental utilisé, il est probable qu’au-delà d’un nombre de Reynolds 

égal à 5000, une puissance ultrasonore de 107 Wus soit insuffisante à intensifier la turbulence 

de l’écoulement. Ceci est vérifié par la Figure IV-25 (b) qui affiche des valeurs 

d’intensification de vitesse RMS comprises entre 250 % et 500 % lorsque le nombre de 

Reynolds est égal à 5000 (flèches vertes).  
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Figure IV-25 : Profil vertical moyenné sur l’axe horizontal (axe x) de la vitesse RMS pour des 

nombres de Reynolds égaux à 900, 3500 et 5000 (a) et profils d’intensification de la vitesse 

RMS correspondant (b) en fonction de la position sur la plaque chauffante. Fréquence 

ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus. Les flèches cyans indiquent la position des 

céramiques piézoélectriques à la surface du transducteur, et les flèches vertes les zones 

d’intensification nulle de la vitesse RMS lorsque le nombre de Reynolds est égal à 5000    

Il probable que lorsque le nombre de Reynolds est faible, et lorsque la vitesse débitante est du 

même ordre de grandeur que le courant acoustique d’Eckart, comme pour l’essai réalisé avec 

un nombre de Reynolds égal à 900, les effets du courant acoustique et de la cavitation se 

combinent au niveau de la région pariétale de la plaque chauffante. Le courant acoustique 

d’Eckart impacte alors la paroi. En revanche, lorsque la vitesse débitante est supérieure, 

l’effet purement convectif du courant acoustique d’Eckart diminue. Il ne subsiste plus alors 

majoritairement que la cavitation et un effet de cisaillement lié à la « diffusion » de la 

composante Vx produite par la force acoustique (Figure IV-23). Ce phénomène semble 

également se produire au cœur de l’écoulement.  

Ceci semble confirmé par les profils moyens de vitesse RMS de la Figure IV-25 (a) ainsi que 

par le profil de vitesse RMS en proche paroi (x = 1,8 mm) de la Figure IV-26 (a). En effet 

dans les deux cas, les valeurs de vitesse RMS mesurées pour un nombre de Reynolds égal à 

5000 sont très proches et peuvent être considérées comme sensiblement égales (Figure IV-

27). Elles sont également inférieures à celles mesurées pour un Reynolds égal à 900. De plus, 

les champs de vitesse moyens de la Figure IV-22 indiquent que l’aspect purement convectif 

du courant acoustique est fortement atténué lorsque le nombre de Reynolds est augmenté de 

900 à 5000. Enfin, des études antérieures portant sur le transfert de matière sous ultrasons à 

20 kHz (Barthès, et al., 2015; Mazue, et al., 2015) ont montré que seuls subsistent les effets de 

la cavitation pour les forts nombres de Reynolds. Tout cela tend à confirmer que la cavitation 

devient l’effet majoritaire pour les forts nombres de Reynolds et constitue le « fond diffus » 

de l’intensification de la vitesse RMS. 
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Figure IV-26 : Profil vertical de la vitesse RMS (a) et profil vertical de la vitesse RMS moyenné par 

bloc (b) au niveau de la paroi chauffante (x = 1,8 mm) pour des nombres de Reynolds égaux à 900, 

3500 et 5000. Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus. Les essais réalisés pour 

un nombre de Reynolds égal à 2500 ne sont pas indiqués car les mesures effectuées n’ont pas été 

exploitables   

Ceci se confirme par la Figure IV-26 (b) qui montre des valeurs de vitesses RMS moyennées 

par bloc chauffant extrêmement proches, pour les Reynolds égaux à 3500 et 5000. Ces 

mesures prouvent que l’effet hydrodynamique, généré par la cavitation acoustique, qui 

subsiste est peu sensible à l’élévation du débit. Néanmoins la différence avec les études de 

Barthès ou de Mazue repose sur l’utilisation, dans cette étude, d’une fréquence capable de 

produire une force acoustique permettant à la composante Vx du champ de vitesse de subsister 

malgré sa « diffusion ».  

 
Figure IV-27 : Comparaisons des profils verticaux de vitesse RMS au niveau de la paroi de la 

plaque chauffante (x = 1,8 mm), au milieu du canal (x = 15 mm) et de la moyenne horizontale pour 

un nombre de Reynolds égal à 5000. Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus 

Ce phénomène de diffusion du courant acoustique diminue l’intensité de la vitesse RMS en 

face des céramiques piézoélectriques, mais il serait difficile d’affirmer qu’il ne contribue pas 
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du tout à l’intensification de la turbulence dans le canal d’ALTO. De plus du courant 

acoustique de type Rayleigh peut subsister dans la couche limite visqueuse malgré 

l’augmentation de la vitesse débitante, puisque ce type de courant acoustique se développe sur 

de faibles longueurs (tailles caractéristique proche de celles de la couche acoustique cf. 

chapitre I.4)   

Pour résumer, le transducteur ultrasonore à 1 MHz utilisé dans cette étude est en mesure de 

produire des effets convectifs « macroscopiques » ainsi que de la cavitation acoustique, tous 

deux responsables de l’intensification de la turbulence à condition que les valeurs de vitesse 

débitante dans le canal soient proches de celles du courant acoustique. Ces conditions, réunies 

pour un nombre de Reynolds égal à 900 dans le contexte expérimental du canal d’ALTO, ont 

permis d’atteindre les valeurs de vitesse RMS les plus élevées.  

L’augmentation du nombre de Reynolds, et de la vitesse débitante, entraine l’atténuation puis 

la disparition de l’effet convectif « macroscopique » de type Eckart. L’écoulement soumis aux 

ultrasons retrouve alors une orientation proche du cas silencieux. Néanmoins, la composante 

Vx du champ de vitesse, assimilable à du courant acoustique, puisque absente en régime 

silencieux,  persiste sous forme « diffuse ». Le cisaillement produit par cet effet s’additionne à 

la cavitation qui devient l’effet principal de l’intensification de la turbulence dans 

l’écoulement.  

IV.2.2.2 Étude thermique 

Les effets associés aux ultrasons à 1 MHz permettent d’obtenir une intensification quasi 

systématique des transferts thermiques (Figure IV-28). Seul le bloc n°1, soumis à de forts 

effets d’entrée dans le canal lorsque le nombre de Reynolds est égal à 5000, ne subit pas 

d’intensification thermique dans ces conditions.  

 
Figure IV-28 : Dépendance au nombre de Reynolds du facteur d’intensification en fonction de la 

position sur la plaque chauffante. Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus, 

configuration n°2 (eau et poreux) 

Quelle que soit la valeur du nombre de Reynolds, les valeurs du facteur d’intensification 

thermique les plus élevées sont obtenues au niveau des blocs situés dans la zone 

thermiquement établie (Figure IV-28). Cette zone s’étend des blocs n°3 à n°5. Cette partie de 
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la plaque correspond à la région la plus défavorable aux transferts thermiques pariétaux. 

L’évolution globale du facteur d’intensification correspond à une augmentation des valeurs 

des blocs n°1 à n°3 puis à une stabilisation à partir des blocs n°3 ou n°4 4 suivant la valeur du 

nombre de Reynolds.  

Les essais, réalisés pour un nombre de Reynolds égal à 900, suivent cette tendance générale, 

avec cependant une évolution moins progressive des valeurs le long de la plaque chauffante. 

Un premier plateau de valeurs constantes est mesuré des blocs n°1 à n°3, suivie par une 

augmentation brutale permettant d’atteindre un nouveau seuil de valeur au niveau des blocs 

n°4 et n°5. Cet essai est particulier, car contrairement à ceux effectués avec des nombres de 

Reynolds plus élevés, il est soumis à de forts effets convectifs macroscopiques produit par le 

courant acoustique. Ces effets sont localisés spatialement et produisent quatre jets 

perpendiculaires en direction de la plaque chauffante (Figure IV-29).   

 

Figure IV-29 : Champ moyen de la composante de vitesse horizontale Vx obtenus à partir de 2000 

champs instantanés pour un nombre de Reynolds égal à 900 en régime acoustique. Fréquence 

ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 108 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 

L’intensification des transferts thermiques diminue à mesure que le nombre de Reynolds 

augmente, ce phénomène est observé pour tous les blocs chauffants (Figure IV-30). Encore 

une fois ce phénomène coïncide avec la diminution de l’intensification de la turbulence en 

paroi, lorsque le nombre de Reynolds augmente. L’intensification des transferts thermiques 

est la conséquence de l’intensification de la vitesse RMS observée dans la région pariétale de 

la plaque chauffante (x = 1,8) présentée par la Figure IV-31. Comme à 25 kHz lorsque le 

nombre de Reynolds augmente, l’augmentation relative de la turbulence produite par l’action 

des ultrasons est de plus en plus faible, ce qui se répercute sur l’intensification des transferts 

thermiques. 
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Figure IV-30 : Évolution du facteur d’intensification thermique en fonction du nombre de 

Reynolds. Le bloc n°1, soumis aux effets hydrodynamiques d’entrée n’est pas représenté. 

Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 

 

Figure IV-31 : Intensification moyenne des vitesses RMS au niveau de la région pariétale (x = 1,8 

mm) de chacun des blocs chauffants. Les graphes de droite et de gauche traduisent les mêmes 

valeurs à des échelles différentes. Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus, 

configuration n°2 (eau et poreux)  

La Figure IV-32 permet d’observer que les allures des profils de vitesse RMS et du coefficient 

d’échange thermique correspondent globalement bien : la diminution de la vitesse RMS en 

région pariétale (x = 1,8 mm) entraine une diminution du coefficient d’échange thermique. 

Lorsque la vitesse RMS dans cette même région devient constante, il se crée une sorte de 

turbulence établie apparente. Le système thermique ne se stabilise alors pas immédiatement et 

le coefficient d’échange thermique continue à diminuer légèrement (essais réalisés pour des 

nombres de Reynolds égaux à 3500 et 5000 (Figure IV-32). Cette relation entre 

l’établissement des échanges thermiques et celui de la vitesse RMS est classique et est 

également observée dans le cas de transferts thermiques effectués en régime silencieux. Ce 

phénomène se produit lorsque la turbulence produite par les effets ultrasonores est 

relativement homogène le long de la plaque chauffante, comme c’est le cas au niveau des 

blocs n°2 à n°5 à partir d’un nombre de Reynolds égal à 3500 (Figure IV-33). 
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Figure IV-32 : Dépendance au nombre de Reynolds du coefficient d’échange thermique en 

fonction de la position sur la plaque chauffante. Les valeurs de vitesses RMS moyennes en paroi de 

la plaque chauffante sont également représentées. Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance 

ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 

Les essais thermiques réalisés pour un nombre de Reynolds égal à 900 ne suivent pas tout à 

fait ce comportement car les valeurs de vitesse RMS ne sont pas constantes à partir du bloc 

n°2. Les valeurs ont même tendance à augmenter le long de la plaque chauffante (Figure IV-

33. se reporter également à la  Figure IV-26 pour une vision plus précise du phénomène).  

 
Figure IV-33 : Profil vertical de la vitesse RMS au niveau de la paroi chauffante (x = 1,8 mm) 

pour des nombres de Reynolds égaux à 900, 3500 et 5000. Fréquence ultrasonore 1 MHz, 

puissance ultrasonore 107 Wus. Les essais réalisés pour un nombre de Reynolds égal à 2500 ne 

sont pas indiqués car les mesures effectuées n’ont pas été exploitables   

Les essais hydrodynamiques ont mis en évidence que lorsque la vitesse débitante dans le 

canal est égale à 0,02 m.s
-1

 (nombre de Reynolds égal à 900), le transducteur est capable de 

produire un effet convectif macroscopique dont la taille caractéristique est proche de celle de 

l’entrefer. Ce courant acoustique d’Eckart, « macroscopique » par rapport à l’échelle de 

l’entrefer du canal, impacte perpendiculairement la plaque chauffante en différents endroits 

(cf. Figure IV-23). Ce phénomène en plus d’augmenter la turbulence permet sans doute 
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« d’injecter » du fluide à la température de bulk, directement au niveau de la couche limite 

dont la température est plus élevée.  

La Figure IV-34 permet de résumer les profils du coefficient d’échange thermique et de la 

vitesse RMS en régime silencieux et ultrasonore au niveau des blocs chauffants n°2 à n°5 en 

fonction du nombre de Reynolds. 

 

Figure IV-34 : Dépendance au nombre de Reynolds du coefficient d’échange thermique et de la 

vitesse RMS correspondant aux quatre blocs chauffants pour lesquels les effets d’entrée sont peu 

présents au niveau de la zone de mesure de température. Fréquence ultrasonore 1 MHz, puissance 

ultrasonore 107 Wus, puissance thermique 450 W, configuration n°2 (eau et poreux) 

Le coefficient d’échange thermique ainsi que la vitesse RMS diminuent fortement lors de 

l’augmentation du nombre de Reynolds. Les essais hydrodynamiques à 1 MHz présentés 

précédemment ont permis de mettre en évidence que l’augmentation du nombre de Reynolds 

et, par conséquent, de la turbulence présente naturellement dans l’écoulement, en régime 

silencieux entraine une diminution de l’intensification de la vitesse RMS par les ultrasons. 

Ces mêmes essais hydrodynamiques ont permis de démontrer que  l’augmentation du débit 

atténue beaucoup l’effet convectif global des ultrasons, ce qui se répercute directement sur les 

valeurs de vitesse RMS. Ces dernières restent néanmoins supérieures au cas silencieux même 

au plus fort nombre de Reynolds testé.  

Il est fort possible que pour les valeurs maximales testées du débit, seuls les effets de la 

cavitation acoustique, associés à des effets de cisaillement, produits par le maintien de 
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déplacements locaux du fluide selon la composante de vitesse Vx, soient à l’origine du 

phénomène d’intensification thermique observé.  

IV.2.2.3 Conclusion sur les essais effectués à 1 MHz 

La comparaison avec le cas silencieux a permis de montrer que les ultrasons à 1 MHz 

présentent la capacité de fortement perturber l’hydrodynamique au cœur du canal ainsi qu’à la 

paroi de la plaque chauffante.  

En effet, une augmentation des valeurs de la vitesse RMS a été mesurée dans l’ensemble du 

canal de la section d’essais. La cavitation et le courant acoustique sont conjointement 

responsables de cet effet d’intensification de la turbulence. Ils n’ont cependant pas la même 

influence sur les effets thermiques en fonction de la valeur du nombre de Reynolds, et plus 

précisément de la vitesse débitante de l’écoulement.   

Alors que les effets associés à la cavitation semblent insensibles à l’augmentation du nombre 

de Reynolds (comme à 25 kHz), l’importance du courant acoustique d’Eckart est atténuée par 

l’augmentation de la vitesse d’écoulement. Ceci se traduit par une diminution des valeurs de 

vitesse RMS lorsque le débit augmente jusqu’à atteindre un plateau de valeurs, comme cela se 

produit pour les essais effectués avec des débits de 835 L.h
-1

 (Re = 3500) et de 1200 L.h
-1

 

(Re = 5000). 

Le coefficient d’échange thermique mesuré en régime acoustique suit les tendances de la 

vitesse RMS à la paroi des blocs. Par conséquent pour une position fixée sur la plaque 

chauffante, lorsque le nombre de Reynolds augmente, l’effet convectif des ultrasons dans la 

génération de la « turbulence acoustique » diminue. Cela se répercute sur les valeurs du 

coefficient d’échange thermique par leur diminution. 

Deux situations peuvent se présenter lors de l’intensification des transferts thermiques avec un 

transducteur capable de produire à la fois de la cavitation et du courant acoustique. 

Si la vitesse débitante est inférieure ou égale à celle du courant acoustique, il est possible 

d’obtenir ponctuellement des températures et des coefficients d’échange thermique dont les 

valeurs sont constantes le long de la plaque chauffante. Cet effet est principalement induit par 

l’aspect convectif global du courant acoustique. Ce dernier permet de créer un mélange 

efficace entre le fluide situé au cœur de l’écoulement et à la température du bulk avec celui 

situé en région pariétale. La cavitation, permet de produire de la turbulence partout où des 

bulles sont produites. Dans ces conditions, sa contribution la plus importante doit 

certainement se situer au niveau de la couche limite visqueuse dans laquelle elle induit de 

forts effets inertiels. Ainsi, lorsque cavitation et courant acoustique sont présents 

simultanément, la cavitation créée du mélange dans la couche limite visqueuse et le courant 

acoustique prend le relai en mélangeant  macroscopiquement le cœur de l’écoulement avec les 

frontières de la couche limite visqueuse. Comme à 25 kHz la cavitation contribue 

certainement à l’augmentation de la turbulence au cœur de l’écoulement. De même le courant 

acoustique de Rayleigh-Schlichting produit certainement du cisaillement dans la couche 

limite visqueuse. Cependant, ces contributions respectives doivent être moindres. Ce qui est 

sûr, c’est que la cavitation seule est moins efficace que lorsqu’elle est associée au courant 

acoustique. 
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À 1 MHz, lorsque le nombre de Reynolds présente des valeurs élevées, la cavitation maintient 

ses effets alors que l’aspect convectif global des phénomènes ultrasonores est fortement 

atténué. Les valeurs de vitesse RMS diminuent alors elles aussi, entrainant la diminution de 

l’intensification thermique.  

Dans cette situation, l’allure des profils de coefficient d’échange thermique le long de la 

plaque chauffante suit les comportements classiquement observés avec des systèmes 

silencieux. Lorsque les valeurs de vitesse RMS diminuent le long du canal, les valeurs du 

coefficient d’échange diminuent, et lorsque la « turbulence acoustique » est établie, le 

coefficient d’échange diminue jusqu’à atteindre un plateau de valeurs constantes, indiquant 

que le régime thermique est lui aussi établi.  

IV.2.3 Effet des ultrasons à 2 MHz 

Les ultrasons à 2 MHz ont permis de tester l’influence unique du courant acoustique. Aucun 

effet chimique ou mécanique lié à la cavitation n’a été détecté pour cette fréquence. Au cours 

de ce chapitre, il a été rappelé que le courant acoustique est un phénomène convectif issu 

d’une force volumique induite par l’absorption de l’onde acoustique par le milieu de 

propagation. Or, au chapitre I, il a été mentionné le fait que l’absorption de l’onde est d’autant 

plus élevée que la fréquence est grande. Par conséquent il est attendu que les effets 

hydrodynamiques du courant acoustique à 2 MHz soient plus importants que ceux observés à 

1 MHz. 

IV.2.3.1 Étude hydrodynamique 

Modification du champ de vitesse moyen 

Avant toute chose, il est nécessaire de préciser que les mesures PIV effectuée à 2 MHz 

présentent une particularité. Pour des questions de résolution de la mesure liée à une 

acquisition sur un champ comprenant la totalité du canal, un compromis a dû être fait sur 

l’intervalle de temps séparant deux images d’un doublet afin d’être en mesure d’observer les 

effets convectifs des ultrasons. Cet intervalle a été choisi afin d’être le plus représentatif des 

effets convectifs liés aux ultrasons, plus intenses que ceux associés à l’écoulement silencieux.  

Il est normalement possible de mesurer ces deux échelles d’écoulement avec le même 

intervalle de temps. Cependant, vu l’éloignement nécessaire de la caméra par rapport au canal 

afin d’obtenir un champ global, la résolution de la mesure n’aurait alors plus été suffisante. 

C’est pourquoi, les champs moyens présentés dans cette section ne sont plus représentatifs de 

la somme de l’écoulement et des effets convectifs, mais plutôt des effets convectifs 

ultrasonores seuls. 

À 1 MHz, les effets convectifs associés aux ultrasons permettent de dévier l’écoulement en 

direction de la plaque chauffante lorsque le débit n’est pas trop important. Cependant, la 

conservation du débit est globalement respectée, indiquant que l’écoulement s’effectue dans 

le plan de la nappe laser malgré la présence d’ultrasons.  

Les champs moyens obtenus à 2 MHz ne vérifient plus cette condition, ce qui permet de 

conclure au caractère fortement tridimensionnel des effets de courant acoustique à cette 

fréquence (Figure IV-35). Ce champ est également extrêmement inhomogène et présente des 

valeurs de vitesse de courant acoustique comprises entre 5 cm.s
-1

 et 30 cm.s
-1

. La répartition 
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des zones de vitesse extrêmales ne semble pas être dépendante de l’augmentation du débit ou, 

ce qui est équivalent pour ces essais du fait de la géométrie fixe du canal, du nombre de 

Reynolds. Le courant acoustique mesuré à 2 MHz ne semble pas être atténué par 

l’augmentation du débit (Figure IV-35).  

 
Figure IV-35 : Champs moyens de vitesse obtenus à partir de 2000 doublets d’images pour les 

quatre valeurs de nombre de Reynolds testées. Fréquence ultrasonore 2 MHz, puissance 

ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 

Modification du champ de vitesse RMS 

Le champ de vitesse moyen très perturbé de la Figure IV-35, correspond à des valeurs élevées 

de vitesse RMS dans le canal comme le montre la Figure IV-36. La répartition de la vitesse 

RMS est fortement inhomogène spatialement, cependant les valeurs mesurées sont 

significativement supérieures à celles d’un écoulement silencieux dont le maximum est de 

5 cm.s
-1

.  

Les valeurs varient également lorsque le nombre de Reynolds varie. Cependant cette 

évolution ne semble pas suivre de logique particulière. Il est possible de rassembler les essais 

en deux groupes. Ceux réalisés pour des nombres de Reynolds égaux à 900 et 3500 présentent 

des champs moyens de vitesse RMS similaires en valeurs mesurées et inférieurs à ceux 

obtenus pour des nombres de Reynolds égaux à 2500 et 5000. A moyenne et haute fréquence 

ultrasonore, l’apparition de valeurs de vitesses RMS plus élevées en régime acoustique qu’en 

régime silencieux semble être intimement liée au phénomène de cisaillement se produisant 

entre l’écoulement principal et les effets convectifs produits par les ultrasons. Par conséquent, 

il est difficilement explicable que les écarts mesurés entre les valeurs de vitesses RMS 

obtenues avec les doublets {Reynolds 900 ; Reynolds 3500} et {Reynolds 2500 ; Reynolds 

5000} soient produits par une phénoménologie particulière. Une évolution progressive des 

valeurs, du nombre de Reynolds du plus faible au plus élevé, aurait pu traduire une synergie 

ou un antagonisme entre les effets ultrasonores et l’écoulement, ce qui n’est pas le cas ici.  
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Figure IV-36 : Champs moyens de vitesses RMS obtenus à partir de 2000 doublets d’images. 

Nombres de  Reynolds égaux à 900, 2500, 3500, 5000. Fréquence ultrasonore 2 MHz, puissance 

ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux). 

De plus, les profils de vitesse RMS en paroi (Figure IV-37) permettent de constater que les 

essais réalisés avec un nombre de Reynolds égal à 900 et 3500 présentent des valeurs 

extrêmement proches.  

 
Figure IV-37: Profils de vitesse RMS en paroi de la plaque chauffante (x = 1,8 mm) moyennés sur 

chaque bloc pour les quatre valeurs de nombre de Reynolds testées. Fréquence ultrasonore 2 MHz, 

puissance ultrasonore 107 Wus,  configuration n°2 (eau et poreux) 

Cette proximité est plus discutable avec les essais réalisés pour des nombres de Reynolds 

égaux à 2500 et 5000 au niveau des blocs n°3 et n°5. Pour ces essais, cette similitude des 

valeurs de vitesse RMS se vérifie le mieux avec les blocs n°1, n°2 et n°4. Compte tenus 

encore une fois des incertitudes de mesures propre à la PIV mise en place, et à la taille des 

fenêtres d’interrogations utilisées, il est possible de considérer une relative insensibilité des 
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valeurs de vitesse RMS vis-à-vis du nombre de Reynolds lors de l’utilisation d’ultrasons à 2 

MHz dans les gammes de débits utilisées sur ALTO.     

IV.2.3.2 Étude thermique 

Un phénomène d’intensification des transferts thermiques a été mis en évidence lors de 

l’utilisation des ultrasons à 2 MHz. 

Les profils du coefficient d’échange thermique le long de la plaque chauffante présentent une 

allure identique à celle observée en régime silencieux. Leurs valeurs diminuent le long de la 

plaque chauffante jusqu’à atteindre un palier de valeurs constantes entre les blocs n°3 et n°4.  

Pour un bloc donné, le coefficient d’échange thermique semble insensible à l’augmentation du 

nombre de Reynolds. Ce comportement est présenté par la Figure IV-38 sur laquelle sont 

tracés les profils de coefficients d’échange thermique en fonction de la position le long de la 

plaque chauffante pour les quatre valeurs testées du nombre de Reynolds. Cette figure permet 

d’observer que le comportement général du coefficient d’échange thermique coïncide une fois 

encore avec celui de la vitesse RMS en région pariétale. Par conséquent, la relative 

insensibilité de cette grandeur à l’augmentation du nombre de Reynolds permet d’expliquer  

celle du coefficient d’échange thermique à ce même paramètre.   

 
Figure IV-38: Dépendance au nombre de Reynolds du coefficient d’échange thermique en fonction 

de la position sur la plaque chauffante (x = 1,8 mm). Les valeurs de vitesses RMS moyennés par 

bloc en paroi de la plaque chauffante sont également représentées. Fréquence ultrasonore 2 MHz, 

puissance ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 

La Figure IV-39 permet d’observer plus en détails la relation de dépendance au nombre de 

Reynolds du coefficient d’échange thermique et de la vitesse RMS au niveau de chacun des 

blocs chauffants. Les valeurs du coefficient d’échange thermique sont en moyenne insensibles 

au nombre de Reynolds jusqu’au bloc n°3. Après ce bloc, une légère décroissance apparait 

pour un nombre de Reynolds égal à 5000.  

Les résultats obtenus à 2 MHz permettent de confirmer que  le mécanisme d’action des 

ultrasons se base sur une augmentation de  la turbulence de l’écoulement (ou du moins de son 
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mélange) qui se répercute sur les transferts thermiques par une augmentation du coefficient 

d’échange.  

 

Figure IV-39: Dépendance au nombre de Reynolds du coefficient d’échange thermique  

correspondant aux cinq positions de mesure de la plaque chauffante. Fréquence ultrasonore 

2 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 

Lorsque le nombre de Reynolds est fixé, et en tenant compte des incertitudes de mesure, les 

valeurs prises par le facteur d’intensification thermique sont globalement constantes pour tous 

les blocs chauffants (Figure IV-40). Seul le bloc n°1 semble faire exception pour les nombres 

de Reynolds supérieurs à 900. Ce bloc présente en effet des valeurs d’intensification 

légèrement inférieures aux autres. Ceci peut s’expliquer par l’intensification naturellement 

présente due aux effets d’entrée dans le canal. Le fait que le facteur d’intensification reste 

constant le long de la plaque chauffante prouve que lorsque les ultrasons produisent un effet 

convectif capable de produire des valeurs de vitesse RMS très élevées dans l’ensemble du 

canal par rapport au cas silencieux, l’allure classique du profil de température pariétale et 

donc du coefficient d’échange n’est pas modifiée, les valeurs sont simplement décalées dans 

le sens d’une amélioration du transfert thermique.  
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Figure IV-40: Dépendance au nombre de Reynolds du facteur d’intensification thermique en 

fonction de la position sur la plaque chauffante. Fréquence ultrasonore 2 MHz, puissance 

ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 (eau et poreux) 

Comme à 25 kHz, afin d’étudier l’impact de la viscosité sur l’intensification des transferts 

thermiques lorsque seul l’effet de courant acoustique est présent, des essais complémentaires 

en eau glycolée ont été effectués.  

Comme le paragraphe I.4 l’a montré, la force acoustique à l’origine du courant acoustique est 

le résultat de l’atténuation de l’onde acoustique dans le milieu. Or cette force est, entre autres, 

directement proportionnelle à la viscosité de ce milieu de propagation. Au premier ordre, il est 

donc permis de penser que pour des fréquences capables de produire ce phénomène de 

manière significative, l’augmentation de la viscosité entraine une augmentation de 

l’intensification des transferts thermiques.  

Cependant, la Figure IV-41 montre que l’ajout de mono propylène glycol dégrade le 

coefficient d’échange thermique obtenu à 2 MHz. Afin de comprendre ce phénomène, il est 

nécessaire de revenir sur le mécanisme permettant au courant acoustique d’intensifier les 

transferts thermiques. La présence d’une force volumique acoustique, dirigée 

perpendiculairement à l’écoulement silencieux, entraine un changement de direction du fluide 

dans le canal. Ce changement de direction génère du cisaillement qui participe à 

l’augmentation de la turbulence dans l’écoulement. Cependant, l’augmentation de la viscosité 

entraine celle du terme visqueux au détriment du terme inertiel. La capacité du cisaillement à 

générer les instabilités hydrodynamiques, propres à la turbulence, est alors diminuée. Les 

résultats de la Figure IV-41 indiquent que plus le nombre de Reynolds est élevé, et moins la 

dégradation du coefficient d’échange thermique, liée à l’ajout de glycol, est importante. Elle 

se rapproche de la dégradation observée en régime silencieux.  

Ceci semble confirmer l’analyse présentée précédemment.  

À 2 MHz les valeurs de vitesse de la Figure IV-35 sont celles du courant acoustique. Ces 

dernières semblent relativement insensibles à l’augmentation du débit. Par conséquent, 

l’augmentation du nombre de Reynolds permet, tout en conservant les valeurs de vitesse de 

courant acoustique constantes,  d’augmenter le terme inertiel, et donc la capacité du 
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cisaillement à générer des instabilités hydrodynamiques. Les essais PIV réalisés à 2 MHz 

dans ces conditions, n’ont pas permis la mesure de la vitesse RMS au niveau de la plaque 

chauffante. En l’absence de données expérimentales hydrodynamiques permettant de 

confirmer l’explication fournie précédemment, cette dernière ne peut pas être entièrement 

démontrée et doit donc être considérée avec prudence.  

Néanmoins, ces résultats semblent indiquer que l’augmentation des effets visqueux peut être 

préjudiciable à l’intensification des transferts thermiques par courant convectif, si 

l’augmentation de la viscosité n’entraine pas une augmentation significative de la vitesse du 

courant acoustique. 

 
Figure IV-41: Dégradation du coefficient d’échange thermique liée à la présence de mono-

propylène glycol dans l’eau. Régimes silencieux et acoustique, fréquence ultrasonore égale à 

2 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus, puissance thermique de chaque bloc 50 W. Le bloc n°1 a 

été supprimé en raison des effets d’entrée, configuration n°3 eau glycolée et poreux 

IV.2.3.3 Conclusion sur les essais réalisés à 2 MHz 

Les ultrasons à 2 MHz génèrent des effets convectifs intenses qui perturbent globalement le 

champ de vitesse de l’écoulement et entrainent une forte augmentation de la vitesse RMS. 

Cette dernière est observée dans tout l’écoulement ainsi qu’au niveau de la région pariétale de 

la plaque chauffante. 

Le champ de vitesse RMS présent dans le canal est inhomogène tout comme le champ de 

vitesse du courant acoustique. Il est permis de penser que l’intensification de la turbulence 

observée à 2 MHz soit issue du cisaillement résultant de l’interaction entre le gradient de 

pression entre l’entrée et la sortie du canal, propre à un écoulement en convection forcée, et la 

force volumique perpendiculaire à l’écoulement, issue de l’atténuation de l’onde acoustique 

dans le fluide.    

Compte tenu des considérations expérimentales présentées précédemment, il est possible de 

dire que les valeurs de vitesses RMS mesurées à la paroi de la plaque chauffante sont 

insensibles à l’augmentation du nombre de Reynolds. Ce phénomène s’explique par les fortes 

valeurs des vitesses du courant acoustique comparativement aux valeurs de vitesses 

débitantes. Par conséquent, pour une position fixée de la plaque chauffante, l’augmentation du 
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nombre de Reynolds ne semble pas avoir d’influence sur les valeurs du coefficient d’échange 

thermique. Ces dernières restent donc constantes dans la gamme de nombre de Reynolds 

testée.  

Les effets de turbulence extrêmement élevés et répartis tout au long du canal permettent donc 

de produire un effet d’intensification thermique sans pour autant modifier l’allure du 

coefficient d’échange thermique par rapport au cas silencieux en fonction de la position sur la 

plaque chauffante.  

IV.3 Comparaison des trois fréquences testées et généralisation 

Ce paragraphe compare les résultats obtenus avec les trois fréquences testées afin de 

comprendre l’influence, sur les coefficients de transfert thermique, des interactions existantes 

entre les effets hydrodynamiques ultrasonores, le débit et le régime d’écoulement. Pour 

rappel, tous les essais ont été réalisés à puissances ultrasonore et thermique fixées, 

respectivement égales à 107 Wus et 450 Wth.  

Les trois fréquences ultrasonores testées sont égales à 25 kHz, 1 MHz et 2 MHz. Les essais de 

caractérisations effectués au chapitre II ont permis de montrer qu’un phénomène de cavitation 

acoustique est observé à 25 kHz et 1 MHz. Aucun effet significatif de ce type n’a été mesuré à 

2 MHz. En revanche, les essais PIV ont révélé de forts effets de courant acoustique lors de 

l’utilisation de cette fréquence. Des effets similaires, mais d’intensité plus faible, ont 

également été observés grâce aux mesures PIV à 1 MHz. 

Ces effets ne présentent pas la même sensibilité à l’augmentation du débit et du nombre de 

Reynolds. En acceptant que ce dernier soit représentatif des conditions de turbulence 

présentes dans l’écoulement en régime silencieux, il est aisé de comprendre pourquoi les 

facteurs d’intensification de la vitesse RMS diminuent lors de l’augmentation du nombre de 

Reynolds (Figure IV-42). Ce phénomène traduit la diminution du gain produit par les 

ultrasons sur la turbulence initialement présente dans l’écoulement en régime silencieux. 

Toutes les fréquences sont concernées par ce phénomène. À 2 MHz la tendance est moins 

nette du fait des valeurs de vitesse RMS extrêmement élevées en comparaison de celles 

mesurées en régime silencieux. 
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Figure IV-42 : Évolution du facteur d’intensification de la vitesse RMS en région pariétale 

(x = 1,8 mm) à 25 kHz, 1 MHz et 2 MHz en fonction du nombre de Reynolds. Profils tracés pour les 

blocs n°3, n°4 et n°5 pour lesquels les effets des ultrasons sont pleinement développés. Puissance 

ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 

Cela ne signifie cependant pas nécessairement que les valeurs absolues de vitesse RMS sont 

atténuées par l’augmentation du nombre de Reynolds. Puisque la géométrie de l’écoulement 

est fixe, l’augmentation du nombre de Reynolds indique, outre l’augmentation de la 

turbulence dans l’écoulement en régime silencieux, une augmentation du débit et donc de la 

vitesse débitante. Or les trois fréquences utilisées au cours de ces essais ne sont pas sensibles 

de la même manière à cette augmentation. La figure IV-43 montre ainsi que les effets 

ultrasonores sur les valeurs absolues de vitesse RMS obtenus à 25 kHz et 2 MHz sont 

insensibles à l’augmentation de la vitesse débitante, contrairement à celles obtenus à 1 MHz.  

L’insensibilité des effets de la cavitation sur les transferts thermiques, liés à l’augmentation 

du nombre de Reynolds a déjà été observée dans le cadre d’études sur le transfert de matière 

(Barthès, et al., 2015; Mazue, et al., 2015). Ces mêmes études ont également démontré que si 

les effets liés à la cavitation se maintiennent, les effets liés à des phénomènes convectifs, 

macroscopiques par rapport aux dimensions de l’entrefer, sont atténués par l’augmentation du 

débit.  

Le maintien des effets cavitationnels peut s’expliquer par les temps caractéristiques de ce 

phénomène, extrêmement faibles par rapport aux temps caractéristiques de l’écoulement. 

Ainsi même en faisant l’hypothèse que les bulles de cavitation acoustique sont convectées par 

l’écoulement, ces dernières ont malgré tout le temps d’osciller ou de collapser, et donc 

d’intensifier la turbulence et les transferts thermiques. Bien entendu, si le taux de turbulence 

produit naturellement par l’écoulement en régime silencieux est supérieur à celui produit par 

les bulles de cavitation, l’intensification de la vitesse RMS (Nomura, et al., 2002) et donc du 

coefficient d’échange thermique sera extrêmement limitée.    
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Sachant que ces essais sont réalisés à puissance ultrasonore constante, cela signifie donc que 

la production de turbulence obtenue à 25 kHz et 2 MHz reste constante quelles que soient les 

conditions d’écoulement. Il existe cependant des conditions d’écoulement limites, pour 

lesquelles la turbulence produite naturellement par l’écoulement en régime silencieux dépasse 

les capacités de production de ces deux fréquences. Le nombre de Reynolds associé à cette 

vitesse débitante indique les « conditions limites de régime d’écoulement » au-delà desquelles 

la production de turbulence issue des effets ultrasonores est inférieure à celle naturellement 

présente en régime silencieux. Ce régime limite ne semble pas atteint dans les conditions 

expérimentales testées à 25 kHz et 2 MHz. 

 

Figure IV-43 : Évolution des valeurs absolues de la vitesse RMS en région pariétale (x = 1,8 mm) à 

25 kHz, 1 MHz et 2 MHz en fonction de la vitesse débitante. Le nombre de Reynolds associé aux 

points tracés est également reporté. Profils tracés pour les blocs n°3, n°4 et n°5 pour lesquels les 

effets des ultrasons sont pleinement développés. Puissance ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 

Le cas des résultats obtenus à 1 MHz est différent. En effet, les effets hydrodynamiques 

associés à cette fréquence diminuent lorsque la vitesse débitante augmente. Par conséquent les 

valeurs absolues de vitesse RMS produites par cette fréquence diminuent (Figure IV-43). Ceci 

est due au fait que lorsque les valeurs de vitesse du courant convectif produit à 1 MHz sont 

inférieures à celles de l’écoulement principal, l’aspect macroscopique du courant convectif est 

fortement atténué. Ne subsiste plus alors que des effets convectifs locaux, dont les effets 

d’augmentation de la turbulence, bien que réels, sont très inférieurs à un phénomène convectif 

dont la dimension caractéristique est équivalente à celle de l’entrefer du canal.  

Par conséquent, dans le cas des effets associés au courant acoustique, l’interaction entre la 

force volumique liée à l’atténuation de l’onde ultrasonore et le gradient de pression générant 

l’écoulement silencieux entraine la déviation du fluide en direction de la plaque chauffante. 

La direction de la vitesse résultant de l’action de ces deux forces volumiques est donc située 

entre l’axe y et l’axe x. Le premier cas, avec une vitesse résultante dirigée suivant l’axe y, 

traduit un écoulement silencieux très supérieur au courant acoustique. Le second cas, traduit 

un fort effet d’entrainement de l’écoulement silencieux par le courant acoustique, imposant 
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une résultante de vitesse perpendiculaire à l’écoulement silencieux. À partir de cette analyse 

physique du phénomène de courant acoustique d’Eckart dans un écoulement, il est possible 

d’expliquer les différences observées entre les essais réalisés à 1 MHz et 2 MHz. À 1 MHz, la 

vitesse du courant acoustique est similaire à celle de la vitesse débitante lorsque le nombre de 

Reynolds dans le canal d’ALTO est égal à 900. À 2 MHz, en revanche, les vitesses du courant 

acoustique sont supérieures ou égales à la vitesse débitante. Il est alors aisé de comprendre 

pourquoi les effets associés au courant acoustique généré par des ultrasons à 1 MHz sont plus 

sensibles à l’augmentation du débit, que ceux obtenus avec des ultrasons à 2 MHz. 

Le paragraphe IV.2 a permis de montrer que le comportement de la vitesse RMS produite par 

les ultrasons peut être relié à celui du coefficient d’échange thermique obtenu en régime 

ultrasonore. Par conséquent, grâce à l’analyse et à la comparaison de la sensibilité des effets 

hydrodynamiques produits par chacune des fréquences testées, il est possible d’analyser les 

différences observées pour ces mêmes fréquences au niveau thermique (Figure IV-44).   

 

Figure IV-44 : Coefficients d’échange thermique mesurés au niveau des trois derniers blocs en 

régime silencieux et acoustique. Les blocs présentés ici sont ceux pour lesquels des effets liés aux 

ultrasons ont toujours été mesurés. Fréquences ultrasonores, 25 kHz, 1 MHz et 2 MHz, puissance 

ultrasonore 107 Wus, puissance thermique par bloc chauffant 50 Wth, configuration n°2 (eau et 

poreux)   

L’insensibilité des effets hydrodynamiques, produits à 25 kHz et 2 MHz, à la variation du 

nombre de Reynolds, et donc, puisque la géométrie du canal est fixe, à la même vitesse 

débitante, se traduit par une insensibilité des coefficients d’échange thermique à la variation 

de ces mêmes paramètres pour ces deux fréquences. En revanche, l’atténuation des effets 
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convectifs produits à 1 MHz se traduisant par une diminution des valeurs de vitesse RMS lors 

de l’augmentation du nombre de Reynolds et de la vitesse débitante produit une diminution 

des valeurs du coefficient d’échange thermique. 

Grâce aux essais PIV, la cavitation et le courant acoustique ont montré leur propriété 

d’intensification de la turbulence par rapport à un écoulement silencieux. Néanmoins, pour 

une puissance acoustique égale à 107 Wus, les mêmes valeurs d’intensification de la vitesse 

RMS, ne produisent pas les mêmes effets d’intensification du coefficient d’échange thermique 

(Figure IV-45). En effet, les fréquences capables de produire de la cavitation (25 kHz et 1 

MHz) semblent plus efficaces pour intensifier les transferts thermiques puisque de plus faibles 

valeurs d’intensification de la vitesse RMS sont nécessaires pour obtenir des niveaux 

d’intensification thermiques supérieurs ou identiques à ceux obtenues avec une fréquence ne 

produisant que des effets convectifs (2 MHz). Cette figure permet également d’observer que 

la combinaison du courant acoustique et de la cavitation permet d’obtenir de meilleurs effets 

d’intensification thermique que les seuls effets de la cavitation ou du courant acoustique pour 

des valeurs de facteur d’intensification de la vitesse RMS identiques. Les conditions 

expérimentales permettant l’obtention d’effets combinés de la cavitation et du courant 

acoustique à 1 MHz sont comprises dans le carré rouge de la Figure IV-45. Ces conditions 

expérimentales correspondent à un régime d’écoulement laminaire et à une vitesse débitante 

d’écoulement inférieure à celle induites par le courant acoustique produit à 1 MHz. Lorsque la 

situation inverse se présente, l’atténuation du courant acoustique, permet d’obtenir des valeurs 

d’intensification thermiques équivalentes à 1 MHz et 25 kHz (carré vert de la Figure IV-45) 

pour de mêmes valeurs d’intensification de la vitesse RMS.  

Ceci semble indiquer que les effets de la cavitation à basse fréquence et à moyenne fréquence 

produisent des effets d’intensification thermique similaires. Il faut néanmoins garder à l’esprit 

qu’à 1 MHz l’augmentation du nombre de Reynolds permet malgré tout de conserver un effet 

de cisaillement local du à la « diffusion du courant acoustique » produit à cette fréquence par 

l’écoulement. Cependant, pour des valeurs du nombre de Reynolds comprises entre 3500 et 

5000 basse et moyenne fréquences ultrasonores produisent des effets thermiques similaires. 
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Figure IV-45:Facteur d’intensification thermique en fonction du facteur d’intensification de la 

vitesse RMS en région pariétale (x = 1,8 mm) à 25 kHz, 1 MHz et 2 MHz. Profils tracés pour les 

blocs n°3, n°4 et n°5 pour lesquels les effets des ultrasons sont pleinement développés. Puissance 

ultrasonore 107 Wus, puissance thermique 50 Wth par bloc, configuration n°2. La flèche située au-

dessus du graphique indique le sens d’évolution du nombre de Reynolds   

Compte tenues des incertitudes liées aux mesures PIV, et notamment au fait que les mesures 

réalisées en région pariétale, ne sont pas des mesures précises des phénomènes présents dans 

la couche limite visqueuse, des essais complémentaires, réalisés dans cette région de 

l’écoulement, seront indispensable afin notamment de confirmer la position des points de la 

Figure IV-45 obtenus à 2 MHz. Il est possible qu’une étude de ce genre décale ces derniers 

vers des valeurs plus faibles d’intensification thermique. Cela signifierait alors que les effets 

du courant acoustique, lorsque les conditions hydrodynamiques silencieuses en permettent le 

développement, et de la cavitation produisent des effets thermiques similaires pour des 

valeurs d’intensification de la vitesse RMS identiques. 

Quelle que soit la fréquence utilisée, une augmentation de la turbulence par rapport au régime 

silencieux est mesurée sur toute la gamme de débits et donc de nombres de Reynolds testée. 

Cette augmentation a lieu au cœur de l’écoulement ainsi qu’à la paroi de la plaque chauffante. 

Cependant, l’origine physique de cette intensification de la turbulence, mise en évidence par 

l’augmentation des valeurs de vitesses RMS, participe à l’apparition de tendances différentes 

plus au moins sensibles au débit.  

Dans un contexte expérimental pour lequel la turbulence produite par les ultrasons est 

toujours supérieure à celle présente naturellement dans un écoulement en régime silencieux, le 

résultat en termes d’intensification thermique produite par les ultrasons peut se résumer 

comme suit. La cavitation, qu’elle soit produite par des ultrasons de basse fréquence (25 kHz) 

ou de moyenne fréquence (1 MHz), produit une augmentation du coefficient d’échange 

thermiques insensible à l’augmentation du débit. Si les vitesses du courant acoustique sont 

inférieures aux vitesses débitantes de l’écoulement, les effets thermiques associés aux 
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ultrasons diminueront rapidement jusqu’à atteindre les valeurs silencieuses lors de 

l’augmentation de la vitesse débitante. Si la fréquence utilisée produit en parallèle de la 

cavitation acoustique, cette dernière permettra de maintenir un niveau d’intensification 

supérieure au cas silencieux. En revanche si les vitesses du courant acoustique sont 

supérieures aux vitesses débitantes, les effets des ultrasons seront relativement insensibles à 

l’augmentation du débit.  

La sensibilité au nombre de Reynolds est indépendante du phénomène ultrasonore mis en 

œuvre. Elle est dépendante du niveau d’intensification de la turbulence que les ultrasons sont 

capables de produire par rapport au cas silencieux. 

Lorsque les effets hydrodynamiques produits par les ultrasons sont répartis de façon 

homogène à la surface de la plaque chauffante (ou si ils sont tellement élevés par rapport au 

cas silencieux que cette inhomogénéité n’est pas « perçue » par le système) le profil du 

coefficient d’échange thermique le long de la plaque chauffante suit le profil habituellement 

observé en régime silencieux. L’allure classiquement observée en régime silencieux se 

décompose en une zone d’établissement thermique, pour laquelle le coefficient d’échange 

thermique diminue, et une zone thermiquement établie pour laquelle le coefficient d’échange 

thermique est constant. Ce phénomène s’observe par exemple remarquablement bien à 2 MHz 

pour tous les nombres de Reynolds testés (Figure IV-46). 

 
Figure IV-46: Comparaison des profils du coefficient d’échange thermique silencieux et 

ultrasonores (2MHz) mesurés sur ALTO pour les quatre valeurs du nombre de Reynolds testées. 

Puissance ultrasonore 107 Wus, puissance thermique 50 Wth par bloc, configuration n°2     

Dans ce cas de figure, pour une position fixée de la plaque chauffante, l’écart relatif observé 

entre les points obtenus en régime silencieux et ultrasonore est identique tout le long de la 

plaque chauffante. Ce phénomène se traduit mécaniquement par des valeurs constantes du 

facteur d’intensification thermique le long de la plaque chauffante (Figure IV-47). 
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Figure IV-47: Profils du facteur d’intensification thermique obtenus à 2MHz pour les quatre 

valeurs du nombre de Reynolds testées. Puissance ultrasonore 107 Wus, puissance thermique 50 

Wth par bloc, configuration n°2     

Ce phénomène s’observe également à 1 MHz, dans des conditions pour lesquelles l’effet 

localisé de l’intensification de la vitesse RMS est atténué par de fortes vitesses débitantes 

(Figure IV-48).  

 

Figure IV-48: Comparaison de la répartition spatiale des champs moyens de vitesse (à gauche) 

selon l’axe x (courant acoustique) et de vitesse RMS correspondante (à droite). fréquence 

ultrasonore 1 MHz, puissance ultrasonore 107 Wus, configuration n°2 

Il permet d’atténuer le caractère localisé des zones d’écoulement du courant acoustique. Ce 

cas est observé lorsque le nombre de Reynolds est égal à 5000 (Figure IV-49), et se traduit par 

un profil de coefficient d’échange thermique le long de la plaque chauffante similaire à ce qui 

est observé en régime silencieux où à 2 MHz.  
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Figure IV-49: Profil du coefficient d’échange thermique obtenu pour un nombre de Reynolds égal 

à 5000 pour une fréquence ultrasonore de 1 MHz et une puissance ultrasonore 107 Wus. Puissance 

thermique 50 W par bloc, configuration n°2 

En revanche, lorsque les effets hydrodynamiques produits par les ultrasons (cavitation ou 

courant acoustique) ne sont pas répartis de façon homogène, les profils du coefficient 

d’échange thermique obtenus peuvent présenter des valeurs constantes le long de la plaque 

chauffante, comme à 25 kHz (Figure IV-50). 

 

Figure IV-50: Profil du coefficient d’échange thermique obtenu pour des nombres de Reynolds 

égaux à 900, 2500, 3500 et 5000 pour une fréquence ultrasonore de 25 kHz et une puissance 

ultrasonore 107 Wus. Puissance thermique 50 Wth par bloc, configuration n°2 
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Le même phénomène est observé à 1 MHz lorsque le courant acoustique n’est pas diffusé par 

le débit présent dans le canal, comme lorsque le nombre de Reynolds est égal à 900 (Figure 

IV-51). 

 
Figure IV-51: Profil du coefficient d’échange thermique obtenu pour un nombre de Reynolds égal 

à 900 pour une fréquence ultrasonore de 1 MHz et une puissance ultrasonore 107 Wus. Puissance 

thermique 50 Wth par bloc, configuration n°2 

Par conséquent, le comportement thermique induit par des ultrasons n’est pas lié uniquement 

aux effets hydrodynamiques produits par les ondes, mais également à l’intensité de ces effets 

ainsi qu’à la répartition, homogène ou non, de la puissance acoustique le long d’une surface 

chauffante. Il n’est pas apparu de comportement spécifique intrinsèquement associable à tel 

effet hydrodynamiques produit par les ultrasons ou à tel autre. Cavitation et courant 

acoustique ne sont que des moyens supplémentaires de déstabiliser la couche limite visqueuse 

ou de créer un mélange macroscopique entre le cœur de l’écoulement et la région pariétale 

d’une plaque chauffante.  

Une particularité semble néanmoins apparaitre. Les valeurs de vitesse RMS mesurées à 2 

MHz au cœur de l’écoulement sont beaucoup plus élevées que celle mesurées à 1 MHz ou 25 

kHz. Cela signifie que les ultrasons à 2 MHz présentent une capacité de mélange dans le cœur 

de l’écoulement supérieure à l’association des effets convectifs et cavitationnnels à 1 MHz ou 

aux seuls effets cavitationnels à 25 kHz. Pourtant, les valeurs du coefficient d’échange 

thermique mesurées à 2 MHz sont inférieures ou égales à celles mesurées avec les deux autres 

fréquences testées. Comme présenté au Chapitre I, la majorité de la résistance au transfert 

thermique entre une paroi et un fluide en convection se situe au niveau de la couche limite 

visqueuse dont l’épaisseur est de quelques millimètres. Il est donc fort possible que les effets 

convectifs, liés au seul courant acoustique, soient moins efficaces dans la perturbation de la 

couche visqueuse que des bulles de cavitations implosant et oscillant. Ce résultat semble 

confirmer par les essais à 1 MHz qui sont capables de produire une intensification thermique 

supérieure à celle observée à 2 MHz alors même que les effets convectifs associés sont 

inférieurs et même fortement atténués pour les nombres de Reynolds les plus élevés. 
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Cependant la cavitation produite à 1 MHz, permet certainement de perturber efficacement la 

couche limite visqueuse.  

Or, il est à noter que les mesure PIV réalisées dans le canal, situent la première fenêtre 

d’interrogation du début de la plaque chauffante jusqu’à 1,8 mm dans l’écoulement. Par 

conséquent tous les phénomènes physiques, y compris la turbulence mesurée par le biais de la 

vitesse RMS, sont moyennés au sein de cette fenêtre d’interrogation. Au regard des résultats 

obtenus au cours de cette étude, il est possible de penser que des phénomènes extrêmement 

localisés se produisent dans cette région. Il semble donc maintenant indispensable de 

confirmer les résultats obtenus par une analyse plus fine des phénomènes présents dans la 

couche limite visqueuse. Cette étude supplémentaire, couplée à la présente, permettrait 

d’ajouter le point de vue local, au macroscopique, adapté à l’observation des phénomènes 

globaux en jeu au cœur de l’écoulement.  

IV.4 Conclusion au chapitre IV 

Le chapitre IV a présenté une étude comparative portant sur l’intensification ultrasonore des 

transferts thermiques. Trois fréquences capables de produire différents effets 

hydrodynamiques ont été testées. Il s’agit d’ultrasons à 25 kHz, 2 MHz et 1 MHz permettant 

respectivement l’obtention de cavitation, de courant acoustique et de la combinaison de ces 

deux effets. Il a ainsi été possible de caractériser la phénoménologie propre à chacun de ces 

effets hydrodynamiques ainsi qu’à leur utilisation simultanée dans le cadre de l’intensification 

des transferts thermiques. 

L’étude expérimentale présentée tout au long de ce chapitre comporte trois volets. Une 

première étude visait à quantifier les effets de puissance acoustique sur l’intensification 

ultrasonore des transferts thermiques. La seconde étude s’est intéressée aux effets de 

l’interaction entre la cavitation et le courant acoustique avec l’écoulement en place dans le 

canal sur l’intensification des transferts thermiques. Enfin, le dernier point abordé porte sur 

l’augmentation de la viscosité du fluide conjointement à la diminution de sa capacité à caviter, 

et l’influence de ces modifications sur l’intensification thermique.   

En ce qui concerne l’effet de la puissance ultrasonore, toutes les fréquences ont révélé 

l’apparition d’une puissance seuil au-delà de laquelle le coefficient d’échange thermique ne 

varie plus. Cet effet a également été observé dans le cas d’études en convection naturelle 

réalisées avec des fréquences inférieures à 100 kHz (Caï, et al., 2014; Zhou, et al., 2004). Les 

essais réalisés sur ALTO ont montré que cette puissance seuil est plus rapidement atteinte à 

25 kHz qu’avec les deux autres fréquences.  

Ce phénomène est sans doute lié au fait que la cavitation acoustique semble plus à même de 

perturber la couche limite visqueuse que les effets de courant acoustique. Elle permet en effet 

de produire des bulles directement au niveau de la paroi de la plaque chauffante. Aucun effet 

convectif n’est alors observé, la direction de l’écoulement n’est pas significativement 

perturbée, bien qu’une légère augmentation de la vitesse RMS soient observée. En revanche la 

région pariétale de la plaque chauffante est très fortement impactée et présentes des valeurs de 

vitesse RMS beaucoup plus élevées. Il semble que la cavitation obtenue à l’aide de moyenne 

fréquence (1 MHz) produise également ce phénomène. Il est cependant difficile de conclure 
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définitivement puisque ce type de cavitation a toujours été couplé au courant acoustique lors 

de l’utilisation de cette fréquence. Néanmoins, les effets d’intensification de la vitesse RMS et 

du coefficient d’échange thermique associés à la cavitation ne semblent pas sensibles à 

l’augmentation du nombre de Reynolds. Ceci n’est évidemment vrai qu’à la condition que la 

cavitation soit en mesure de produire des taux de turbulences supérieures à ceux naturellement 

présents en régime silencieux.  

Le courant acoustique est le second effet produit par les transducteurs utilisés sur ALTO. Ce 

phénomène se traduit par des effets convectifs modifiant sensiblement l’hydrodynamique de 

l’écoulement en termes de direction, de norme et de turbulence. En fonction de l’intensité 

relative du courant acoustique au regard de la vitesse débitante, les effets d’intensification 

mesurés sont plus (1 MHz) ou moins (2 MHz) sensibles au débit.  

La mise en place simultanée d’effets liés à la cavitation et au courant acoustique (1 MHz), 

semble être en mesure de générer une intensification supérieure aux cas n’utilisant que l’un ou 

l’autre de ces phénomènes. Ceci ne reste évidemment vrai qu’à la condition que les effets 

convectifs ne soient pas atténués par le débit de l’écoulement.  

Enfin, l’intensification thermique mesurée avec des effets cavitationnels semble globalement 

légèrement plus élevée que celle observée lors de l’utilisation exclusive de courant 

acoustique.  

L’étude de l’impact de la modification de la viscosité et de la capacité du fluide à caviter par 

ajout de mono-propylène glycol dans l’eau, a permis de mettre en évidence une diminution 

notable de la propriété d’intensification thermique des ultrasons à 25 kHz. Cet effet est 

d’autant plus marqué pour les blocs qui sont initialement les plus intensément soumis aux 

effets de la cavitation. Ceci permet de confirmer que la cavitation, par des effets 

d’augmentation de la turbulence dans la région la pariétale de la plaque chauffante (couche 

limite hydrodynamique), est majoritairement responsable de l’intensification des transferts 

thermiques à 25 kHz. Ce résultat permet également d’exclure l’utilisation de cette gamme de 

fréquence afin d’intensifier les transferts thermiques avec des fluides peu cavitants dans des 

gammes de puissances acoustiques raisonnables.  

Le second résultat, plus surprenant au premier abord, a mis en évidence une dégradation de 

l’intensification des transferts thermiques lorsque les seuls effets convectifs sont utilisés, 

comme à 2 MHz. Théoriquement, la vitesse de courant acoustique est liée à l’atténuation 

acoustique du milieu de propagation, elle-même pilotée entre autres par la viscosité 

dynamique. Il est donc naturel de penser que l’augmentation de la viscosité permet 

d’intensifier les transferts thermiques par une augmentation du courant acoustique. 

Cependant, en considérant que ce sont les instabilités hydrodynamiques provoquées par le 

cisaillement qui induisent l’augmentation de la turbulence et par conséquent l’intensification 

thermique ; l’augmentation de la viscosité augmente la domination des effets visqueux sur les 

effets inertiels. Or ce sont ces derniers qui sont responsables de la déstabilisation 

hydrodynamique des deux couches de fluide cisaillées. On comprend dès lors pourquoi 

l’augmentation de la viscosité peut induire une dégradation de l’intensification des transferts 

thermiques lors de la mise en place de courant acoustique. De plus, dans le cas particulier des 

essais à 2 MHz réalisés sur ALTO, l’augmentation de la viscosité n’a pas entrainé 
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d’augmentation significative des valeurs du courant acoustique. Cette augmentation aurait pu 

compenser l’augmentation des forces visqueuses et donc empêcher la dégradation de 

l’intensification.               

Pour conclure, dans le cadre de la mise en place d’ultrasons comme méthode d’intensification 

thermique d’un procédé industriel, il convient de prendre en compte les paramètres suivants. 

Les effets liés à la cavitation acoustique semblent peu sensibles aux variations de débit. 

Cependant la cavitation à basse fréquence présente de forts effets érosifs pouvant 

endommager à long terme les systèmes. Cette capacité d’érosion peut néanmoins être mise à 

profit à des fins de désencrassement préventif. Il serait donc intéressant d’entreprendre une 

caractérisation couplée de l’effet érosif de cette fréquence en fonction de la puissance et des 

mesures d’intensification thermique et de désencrassement. Cette étude permettrait de juger 

du caractère acceptable ou non d’un point de vue industriel du phénomène d’érosion. Les 

mêmes interrogations peuvent également se poser à 1 MHz. En effet pour cette fréquence, la 

cavitation présente de potentiels effets oxydants qui peuvent présenter un avantage dans 

certains cas, comme les réacteurs chimiques. Mais ils peuvent également être préjudiciables 

dans le cas de fluides à valeurs organoleptiques ou nutritionnelles. De plus, l’intensification 

des transferts thermiques nécessite que le fluide présente la capacité à caviter. L’utilisation de 

phénomènes convectifs de type courant acoustique permet de s’affranchir de cette contrainte. 

L’intensification thermique associée à ce phénomène est également moins sensible à 

l’augmentation de la viscosité du fluide que la cavitation. Selon les valeurs de vitesses du 

courant acoustique, ce dernier semble néanmoins extrêmement sensible aux variations de 

débit. Il faut s’assurer de choisir une fréquence capable de produire des vitesses supérieures à 

celles présentes dans l’écoulement en régime silencieux. Enfin la combinaison des effets du 

courant acoustique et de la cavitation semble permettre d’atteindre les taux d’intensification 

thermiques les plus élevés.   
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Chapitre V  

Éléments de dimensionnement d’un échangeur de chaleur 
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Le chapitre IV a permis de mettre en évidence les mécanismes phénoménologiques impliqués 

dans l’intensification des transferts thermiques par les ultrasons. Ce quatrième chapitre a 

permis, entre autres, de mettre en évidence que l’usage des ultrasons permet une augmentation 

significative du coefficient d’échange thermique convectif, par rapport au cas silencieux et 

pour un régime d’écoulement donné. Par conséquent, un des atouts dans l’utilisation des 

ultrasons, est de générer un coefficient d’échange thermique convectif identique au cas 

silencieux avec à un nombre de Reynolds plus faible. Diminuer la turbulence « silencieuse » 

de l’écoulement pour un même niveau de transfert thermique permet une diminution des 

pertes de charge, et donc de la puissance hydraulique à fournir au fluide. Cette baisse de la 

puissance hydraulique se traduit par une diminution de la quantité d’énergie à fournir afin de 

mettre le fluide en mouvement. Cependant, l’usage des ultrasons génère une consommation 

d’énergie supplémentaire. Il semble donc important de comparer ce gain d’énergie sur la 

puissance hydraulique avec le coût énergétique dans l’utilisation des ultrasons. 

Le chapitre V se propose de réaliser une analyse, visant à intégrer les ultrasons à un échangeur 

de chaleur dans un objectif d’optimisation énergétique. Deux approches différentes seront 

étudiées, pour lesquelles la pertinence de l’utilisation des ultrasons sera discutée :  

 la première consiste à considérer que les paramètres géométriques de l’échangeur sont 

imposés (cas d’un dispositif déjà existant) et, par conséquent, à en optimiser les 

paramètres de fonctionnement 

 la deuxième approche se place dans un contexte de dimensionnement d’un nouvel 

échangeur de chaleur dans lequel seraient intégrés des dispositifs ultrasonores. Dans ce 

cas, les paramètres de fonctionnement sont imposés et ce sont les paramètres 

géométriques qui sont optimisés. 

Le détail de ces deux démarches est donné dans les deux paragraphes suivants. À l’issue de 

cette analyse, les résultats phénoménologiques issus du Chapitre IV seront utilisés afin 

d’identifier les domaines pertinents d’utilisation des ultrasons dans un but d’intensification 

des transferts thermiques. 

V.1  Lien entre facteur d’intensification et optimisation énergétique 

L’analyse proposée se base sur une comparaison des performances de transfert de chaleur 

dans des conditions de fonctionnement en régime silencieux ou avec l’usage d’ultrasons. 

Afin de simplifier l’analyse, une première hypothèse est réalisée: les transferts thermiques 

sont effectués en régime d’écoulement turbulent.  

L’objectif est ici de mesurer le gain obtenu sur la puissance hydraulique grâce à 

l’intensification thermique produite par les ultrasons, tout en conservant le même coefficient 

d’échange thermique. Le développement qui suit va permettre de montrer que la 

problématique de l’optimisation des transferts thermiques peut être appréhendée sous 

différents aspects. La modification des propriétés du fluide ne fait pas ici partie des 

paramètres étudiés afin de diminuer la puissance de pompage. 

La Figure V-1 rend compte schématiquement de la démarche entreprise. Le système étudié 

présente initialement un point de fonctionnement silencieux, caractérisé par un nombre de 

Reynolds Re0 auquel est associé un coefficient d’échange thermique h0. 
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Figure V-1 : Schématisation de la démarche d’optimisation énergétique d’un système thermique à 

partir de conditions initiales h0 et Re0 vers les conditions finales hus et Re  

Le coefficient d’échange thermique h0 peut être déterminé par le calcul du nombre 

adimensionnel de Nusselt donné par l’équation (V-1). 

𝑁𝑢 =
ℎ 𝐷ℎ
𝜆𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑒

 (V-1) 

Avec Nu [-] le nombre de Nusselt et λfluide [W.m
-1

.K
-1

] la conductivité thermique du fluide et 

Dh [m] le diamètre hydraulique de l’échangeur. 

Compte tenu de l’hypothèse d’un transfert thermique caractérisé par un écoulement turbulent, 

ce nombre de Nusselt peut être estimé par une corrélation empirique valable en convection 

forcée et interne, en régime turbulent et enfin dans des conditions d’établissement thermique 

et hydraulique. Une expression généralisée de cette corrélation est présentée à travers 

l’équation (V-2). 

𝑁𝑢 = 𝐵 ∗ 𝑅𝑒𝑑 ∗ 𝑃𝑟𝑔 (V-2) 
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Avec B [-], d [-] et g [-] des constantes, issues des approches empiriques disponibles dans la 

littérature et Pr [-] le nombre de Prandtl. En première approximation, l’évolution des 

propriétés thermo-physiques du fluide en fonction de la température, ou de la présence ou non 

d’ultrasons, sera supposée négligeable. Par conséquent, le nombre de Prandtl sera supposé 

constant que le régime soit silencieux ou ultrasonore. De plus, la constante B [-] sera 

également supposée identique pour le régime silencieux ou ultrasonore. Enfin, à la vue des 

données de la littérature, l’exposant d sera pris égal à 0,8 et considéré comme identique pour 

le régime silencieux et ultrasonore. Par conséquent, en vertu de la relation (V-2), dans le cas 

d’un échange thermique en régime silencieux, lorsque le nombre de Reynolds diminue, le 

nombre de Nusselt diminue lui aussi selon une loi de puissance 0,8 (Figure V-1). Cette 

diminution du nombre de Reynolds, bien que bénéfique du point de vue de la puissance de 

pompage nécessaire, entraine une dégradation du nombre de Nusselt en condition silencieuse 

(passage de h0 à h sur la Figure V-1).    

Il est donc nécessaire de mettre en place un système d’intensification thermique ultrasonore 

capable de maintenir un coefficient d’échange thermique constant identique à h0, tout en 

diminuant le nombre de Reynolds. L’expression du facteur d’intensification nécessaire au 

maintien de conditions de transferts identiques est donnée par l’équation (V-3).   

𝜂 =
ℎ𝑢𝑠 − ℎ

ℎ
=
ℎ0 − ℎ

ℎ
=
ℎ0
ℎ
− 1 (V-3) 

À partir des équations (V-1) et (V-2), à propriétés thermo-physiques constantes, le facteur 

d’intensification peut également s’exprimer selon l’équation (V-4) suivante : 

𝜂 =

𝑁𝑢0
𝐷ℎ0
𝑁𝑢
𝐷ℎ

− 1 =
𝑁𝑢0
𝑁𝑢

×
𝐷ℎ
𝐷ℎ0

− 1 
(V-4) 

 

Avec Dh [m] le diamètre hydraulique. Grâce à la corrélation présentée dans l’équation (V-2), 

le facteur d’intensification peut s’exprimer en fonction des débits volumiques Qv [m
3
.s

-1
] et 

des diamètres hydrauliques Dh [m] (équation (V-5)) : 

𝜂 =
𝐵 ∗ 𝑅𝑒0

0,8 ∗ 𝑃𝑟𝑔

𝐵 ∗ 𝑅𝑒0,8 ∗ 𝑃𝑟𝑔
×
𝐷ℎ
𝐷ℎ0

− 1 = (
𝑅𝑒0
𝑅𝑒
)
0,8

×
𝐷ℎ
𝐷ℎ0

− 1 

(V-5) 

𝜂 =

(

 

4𝜌𝑄𝑣0
𝜋𝐷ℎ0𝜇

4𝜌𝑄𝑣
𝜋𝐷ℎ𝜇 )

 

0,8

×
𝐷ℎ
𝐷ℎ0

− 1 

Cette équation permet d’établir la relation entre le facteur d’intensification thermique, atteint 

grâce aux ultrasons, et les rapports des débits volumiques et des diamètres hydrauliques, dans 

le cas silencieux initial (indicé « 0 »), et dans le cas final, utilisant les ultrasons (indicé par la 

suite avec « us »). L’équation (V-5) peut donc s’exprimer comme suit : 

𝜂 = (
𝑄𝑣0
𝑄𝑣𝑢𝑠

)

0,8

 (
𝐷ℎ𝑢𝑠
𝐷ℎ0

)

1,8

− 1 (V-6) 
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Grâce à cette relation, il est possible d’exprimer le gain obtenu sur la puissance hydraulique 

en fonction du facteur d’intensification thermique, pour le même niveau de transfert 

thermique. La puissance hydraulique nécessaire à la mise en mouvement de l’écoulement 

dans la conduite s’exprime comme le produit du débit volumique par les pertes de charge dans 

la conduite ΔP [Pa] (équation (V-7)). Par souci de simplification, seules les pertes de charge 

régulières sont considérées dans cette analyse. 

𝑃ℎ = 𝑄𝑣 ∗ Δ𝑃 (V-7) 

Par conséquent, en négligeant les pertes de charge singulières, l’expression des pertes de 

charge linéaires en fonction du débit volumique est donnée par l’équation (V-8). 

Δ𝑃 =
8 ∗ Λ ∗ 𝐿 ∗ 𝜌 ∗ 𝑄𝑣

2

𝜋 ∗ 𝐷ℎ
5  (V-8) 

Avec L [m] la longueur de la conduite, ρ [kg.m
-3

] la masse volumique du fluide, Dh [m] le 

diamètre hydraulique de la conduite et Λ [-] le coefficient de Darcy donné par la formule de 

Blasius (V-9) dans le cadre d’une conduite parfaitement lisse. 

Λ = 0,3164 ∗ 𝑅𝑒−0,25 = 0,3164 ∗ (
4 ∗ 𝜌 ∗ 𝑄𝑣
𝜋 ∗ 𝐷ℎ ∗ 𝜇

)
−0,25

 
(V-9) 

L’équation  (V-10) donne l’expression de la puissance hydraulique.  

𝑃ℎ = 1,8 ∗
𝜇0,25 ∗ 𝜌0,75

𝜋0,75
∗
𝐿 ∗ 𝑄𝑣

2,75

𝐷ℎ
4,75  (V-10) 

Les propriétés du fluide étant supposées constantes, l’équation (V-10) permet de mettre en 

évidence que la puissance hydraulique Ph [Pa] est dépendante de la longueur de la conduite, 

du débit volumique et du diamètre hydraulique selon l’expression : 

𝑃ℎ = 𝐶𝑡𝑒 ∗
𝐿 ∗ 𝑄𝑣

2,75

𝐷ℎ
4,75  (V-11) 

Il convient ensuite de diviser cette puissance hydraulique par le rendement global de la pompe 

afin d’obtenir la puissance électrique finale associée, et par conséquent la consommation 

électrique et le coût économique de la mise en mouvement du fluide. 

Il a été montré aux paragraphes IV.2.1.1, IV.2.2.1 et IV.2.3.1, ainsi que dans la littérature 

scientifique (Nomura, et al., 2002), que l’usage des ultrasons permet un déclenchement 

précoce de la turbulence dans des conditions de régime initialement laminaire, ou une 

augmentation de la turbulence si l’écoulement est déjà turbulent. Par conséquent, il est permis 

de penser que le coefficient de Darcy Λ devrait vraisemblablement diminuer avec l’usage des 

ultrasons. Cette baisse du coefficient de Darcy, couplée à la diminution du débit volumique, 

devrait théoriquement entrainer une baisse des pertes de charge dans l’échangeur. À ce jour, 

aucune référence bibliographique ne semble disponible dans la littérature sur cet effet 

présumé des ultrasons sur les pertes de charge. 

Il est à noter qu’il n’a pas été possible d’instrumenter la section d’essais ALTO pour mesurer 

la perte de charge au sein du canal d’écoulement car la longueur et le diamètre hydraulique du 

canal, ainsi que les conditions de fonctionnement (débit inférieur à 1500 L.h
-1

), engendrent au 
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maximum des pertes de pression théoriques en condition silencieuse inférieures à 10 Pa, donc 

difficilement mesurables avec une précision raisonnable. De plus, l’hydrodynamique 

perturbée du canal d’écoulement de la section d’essais ALTO décrite au chapitre III n’était 

pas favorable à une mesure précise de ces pertes de pression. Enfin, la configuration 

expérimentale de la section d’essais rend elle aussi difficile la mesure précise des pertes de 

charge dans le canal d’écoulement.  

Pour la suite de l’analyse, il sera supposé, par défaut, que les ultrasons n’ont pas un effet 

significatif sur les pertes de pression et, par conséquent, que ces dernières ne dépendent que 

des paramètres géométriques (diamètre hydraulique et longueur du canal) ainsi que des 

paramètres de fonctionnement (débit volumique, propriétés thermo-physiques du fluide). 

L’équation (V-11) permet de mettre en évidence que deux approches sont alors possibles afin 

d’optimiser un système de transferts thermiques. 

La première consiste à optimiser les paramètres de fonctionnement à paramètres géométriques 

imposés. Dans ce cas, il conviendra de diminuer le débit volumique. Cependant, cette 

technique est difficilement applicable si le débit est imposé par le procédé. Il est cependant 

possible de modifier le débit du fluide secondaire qui permet le refroidissement ou la chauffe 

du fluide primaire. Ce cas de figure sera détaillé au paragraphe V.1.1. 

Il est également possible d’optimiser les paramètres géométriques, à paramètres de 

fonctionnement imposés. Dans ce cas, le diamètre hydraulique et la longueur de l’échangeur 

pourront être optimisés sans modifier le débit volumique, imposé par les objectifs de 

production du procédé industriel. Dans le cas d’un dispositif déjà existant, le diamètre 

hydraulique peut être modifié à l’aide d’inserts statiques (cf. paragraphe I.6) comme les 

mélangeurs statiques, les cônes percés ou les inserts diamants facilement insérables dans les 

tubes d’échangeurs coaxiaux ou tubes et calandres.  

Dans l’optique de l’utilisation des ultrasons, il est également possible de concevoir 

l’échangeur avec une géométrie favorable à la diminution des pertes de charge, en 

compensant la diminution du coefficient d’échange thermique associée, par la mise en place 

d’un dispositif générateur d’ultrasons. Cette deuxième approche est abordée au paragraphe 

V.1.2. 

V.1.1 Étude de l’apport de l’intensification thermique par ultrasons sur la 

modification du débit volumique 

La modification du débit volumique peut être un moyen de réduire la puissance de pompage à 

paramètres géométriques imposés. Dans cette approche le diamètre hydraulique ainsi que la 

longueur de l’échangeur restent donc constants. Dans ces conditions, à partir de (V-11), le 

rapport des puissances hydrauliques entre le cas silencieux et le cas ultrasonore est fourni par 

l’équation (V-12). 

𝑃ℎ0
𝑃ℎ𝑢𝑠

= (
𝑄𝑣0
𝑄𝑣𝑢𝑠

)

2,75

= ((𝜂 + 1)1,25)2,75 (V-12) 

Ainsi, pour une valeur de facteur d’intensification donnée, la puissance hydraulique est 

diminuée d’un facteur (𝜂 + 1)3,44. 
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En se plaçant dans un contexte expérimental similaire à celui d’ALTO, pour un diamètre 

hydraulique égal à 45 mm et en utilisant les valeurs du facteur d’intensification mesurées lors 

des essais, il est possible de tracer le gain sur la puissance hydraulique par mètre de conduite 

que permet l’utilisation des ultrasons dans ces conditions. Ce gain représente la différence 

entre la puissance hydraulique en régime silencieux (Phydro0
) et la puissance hydraulique en 

régime ultrasonore (Phydrous
). Le rectangle rouge matérialise la gamme de Reynolds balayée 

sur ALTO et les doubles flèches les gammes de facteurs d’intensification obtenues toutes 

fréquences confondues, correspondant aux gains de puissances hydrauliques accessibles.  

 

Figure V-2 : Évolution du gain de la puissance hydraulique de pompage en fonction du nombre de 

Reynolds et du facteur d’intensification thermique pour un diamètre hydraulique identique à celui 

utilisé sur ALTO, et égal à 0,045 m. Les facteurs d’intensification testés ont également été mesurés 

sur ALTO 

Il apparait nettement sur la Figure V-2, que l’intensification ultrasonore appliquée à des 

systèmes dont les diamètres hydrauliques sont proches de celui utilisé sur ALTO ne présente 

que peu d’intérêt d’un point de vue énergétique. En effet, même en prenant en compte des 

rendements globaux de conversion de pompe, égaux à une trentaine de pourcent pour les 

meilleurs, le bilan énergétique global de l’utilisation des ultrasons sera négatif puisque 107 

Wus ont été nécessaires sur ALTO pour produire ces niveaux d’intensification. De plus, cette 

puissance ultrasonore ne prend pas non plus en compte les rendements de conversion des 

générateurs et transducteurs ultrasonores utilisés. Pour que le gain obtenu sur la puissance de 

pompage soit significatif, il faut par conséquent appliquer les ultrasons sur des conduites dont 

les pertes de charge sont extrêmement élevées du fait de leurs faibles diamètres hydrauliques. 

La Figure V-3 permet de mettre en évidence que pour des diamètres hydrauliques de l’ordre 

du millimètre l’usage des ultrasons dans une optique d’intensification des transferts 

thermiques peut alors présenter un bilan énergétique global positif. .  
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Figure V-3 : Évolution du gain de la puissance de pompage hydraulique en fonction du nombre de 

Reynolds et du facteur d’intensification thermique pour différents diamètres hydrauliques. Les 

courbes de chacune des séries correspondent aux facteurs d’intensifications extrémaux mesurés sur 

ALTO. Le carré rouge délimite la gamme de Reynolds testée sur ALTO  

V.1.2 Étude de l’apport de l’intensification thermique par ultrasons sur la 

modification de la compacité 

L’approche présentée dans ce paragraphe se base sur une démarche de dimensionnement d’un 

échangeur de chaleur devant répondre aux exigences de fonctionnement d’un procédé. Dans 

cette approche, les paramètres de fonctionnement sont imposés et les paramètres 

géométriques sont optimisés. Le procédé impose les débits massiques de fluide à traiter 𝑚̇ 

[kg.s
-1

] ainsi que les températures d’entrée et de sortie coté chaud et coté froid (exemple des 

récupérateurs de chaleur). Ceci impose donc également le flux thermique Φ [W] à échanger 

(équation (V-13)). 

Φ = (𝑚𝑐̇ 𝐶𝑝𝑐Δθ𝑐)𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑒 𝑐ℎ𝑎𝑢𝑑
= (𝑚̇𝑓𝐶𝑝𝑓Δθ𝑓)𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑒 𝑓𝑟𝑜𝑖𝑑

 (V-13) 

Avec Δθ [°C] l’écart de température entrée/sortie des fluides et 𝐶𝑝 [J.kg
-1

.K
-1

] la chaleur 

spécifique isobare. 

Le flux échangé Φ  [W], est également égal à l’échange entre le fluide froid et le fluide chaud 

au travers de la paroi de l’échangeur. Il peut alors s’exprimer comme le produit du coefficient 

d’échange global thermique K [W.m
-2

.K
-1

], qui prend en compte l’ensemble des résistances 

thermiques liées à l’échange au niveau de la surface par la moyenne logarithmique de l’écart 
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des températures Δ𝑇𝑚𝑙 [°C] entre le fluide chaud et le fluide froid. Cette relation est exprimée 

par l’équation (V-14). 

Φ = 𝐾 ∗ 𝑆 ∗ Δ𝑇𝑚𝑙 (V-14) 

Il parait évident que l’usage des ultrasons afin d’intensifier les transferts thermiques 

convectifs devra être mis en place en priorité sur le fluide présentant la plus grande résistance 

thermique convective.  

Si il existe un coté de l’échangeur qui est fortement limitant pour les transferts thermiques, 

alors le coefficient d’échange thermique global K [W.m
-2

.K
-1

] est quasiment égal au 

coefficient d’échange thermique hlimitant [W.m
-2

.K
-1

] entre le fluide du coté limitant et la paroi 

de l’échangeur de chaleur (équation (V-15)).    

Φ = 𝐾 ∗ 𝑆 ∗ Δ𝑇𝑚𝑙 = ℎ𝑙𝑖𝑚𝑖𝑡𝑎𝑛𝑡 ∗ 𝑆 ∗ Δ𝑇𝑚𝑙 (V-15) 

Le procédé impose de travailler à débit constant, par conséquent le coefficient d’échange 

thermique est lui aussi imposé. Le but, comme au paragraphe précédent, est alors de diminuer 

le nombre de Reynolds sans diminuer le coefficient d’échange thermique (Figure V-1). 

Cependant dans ce cas, il est cette fois possible d’agir sur la géométrie de l’échangeur alors 

qu’il est impossible de modifier le débit. Par conséquent, à partir l’équation (V-11), le rapport 

des diamètres hydrauliques entre le cas ultrasonore et silencieux s’exprimera comme suit :   

 

𝐷ℎ𝑢𝑠
𝐷ℎ0

= (𝜂 + 1)
1
1,8⁄  (V-16) 

Les ultrasons permettent d’augmenter le diamètre hydraulique de la conduite, tout en 

conservant un coefficient de transfert thermique convectif constant à débits volumiques 

identiques. D’après l’équation (V-15) si le coefficient d’échange est constant, la surface 

d’échange S [m
2
] l’est également, ce qui permet de déduire la longueur de l’échangeur L 

(équation  (V-17)). 

𝑆 = 𝜋 ∗ 𝐷ℎ𝑢𝑠 ∗ 𝐿𝑢𝑠 = 𝜋 ∗ 𝐷ℎ0 ∗ 𝐿0 (V-17) 

Le rapport des longueurs d’échangeur en régime silencieux et ultrasonore peut donc 

également s’exprimer en fonction du facteur d’intensification  (équation (V-18)). 

𝐷ℎ𝑢𝑠
𝐷ℎ0

=
𝐿0
𝐿𝑢𝑠

= (𝜂 + 1)0,56 (V-18) 

Grâce à l’intensification thermique, provoquée dans ce cas par les ultrasons, le diamètre 

hydraulique augmente et la longueur de la conduite diminue, marquant un gain en compacité 

qu’il est également possible d’exprimer en fonction du facteur d’intensification thermique. Si 

la compacité κ [m
2
.m

-3
] d’un échangeur est définie comme le rapport de sa surface d’échange 

S [m
2
] par son volume V [m

3
], la compacité s’exprime comme le rapport de la surface sur le 

volume, soit 4 𝐷ℎ⁄  dans le cas d’une conduite cylindrique. Le gain en compacité offert par 

l’intensification thermique ultrasonore est donné par l’équation (V-19). 

𝜅𝑢𝑠
𝜅0
=
𝐷ℎ0
𝐷ℎ𝑢𝑠

= (𝜂 + 1)−0,56 (V-19) 
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La Figure V-4 présente l’évolution du rapport de compacité en fonction du facteur 

d’intensification 𝜂 tiré de l’équation (V-19). Les valeurs d’intensification maximales obtenues 

sur ALTO pour une puissance ultrasonore égale à 107 Wus et un régime turbulent permettent 

de concevoir un échangeur dont la compacité est égale au maximum à 62 % de la compacité 

d’un échangeur fonctionnant en régime silencieux tout en conservant les mêmes capacités 

thermiques. Autrement dit, à surface d’échange identique, le volume de l’échangeur est divisé 

par un facteur 1,6. Les ultrasons, lorsqu’ils sont intégrés en amont dans la conception d’un 

échangeur de chaleur peuvent par conséquent permettre des gains de compacité significatifs.  

  
Figure V-4 : Évolution du rapport de compacité d’un échangeur de chaleur  entre le cas 

ultrasonore et le cas silencieux en fonction du facteur d’intensification  thermique  

À l’augmentation de compacité de l’échangeur est associée une diminution de la puissance 

hydraulique de pompage (équation (V-12)) grâce, d’une part, à la diminution du nombre de 

Reynolds liée à l’augmentation du diamètre hydraulique Dh [m], et d’autre part à la 

diminution de la longueur L [m]. Le gain obtenu sur la puissance de pompage, exprimé à 

partir des diamètres hydrauliques et de la longueur de l’échangeur en fonction du facteur 

d’intensification thermique est donné par les équations (V-20) et (V-21) 

𝑃ℎ0
𝑃ℎ𝑢𝑠

=

𝐿0
𝐷ℎ0

4,75

𝐿𝑢𝑠
𝐷ℎ𝑢𝑠

4,75

=
𝐿0
𝐿𝑢𝑠
∗ (
𝐷ℎ𝑢𝑠
𝐷ℎ0

)

4,75

= (𝜂 + 1)0,56 ∗ ((𝜂 + 1)0,56)4,75 (V-20) 

 

𝑃ℎ0
𝑃ℎ𝑢𝑠

= (𝜂 + 1)3,19 (V-21) 

La Figure V-5 compare les gains relatifs sur la puissance hydraulique en fonction du facteur 

d’intensification thermique dans le cadre des deux démarches présentées aux paragraphes 

V.1.1 (étude à paramètres géométriques imposés) et dans celui-ci (étude à paramètres de 
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fonctionnement imposés). Cette comparaison permet de mettre en évidence une différence 

minime sur le gain sur la puissance hydraulique lors de l’utilisation des ultrasons entre ces 

deux cas d’étude. La comparaison des exposants des équations (V-12) pour l’étude à 

paramètres géométriques imposés et (V-21) pour l’étude à paramètres de fonctionnement 

imposés permet de converger vers la même conclusion puisque ces deux exposants sont très 

proches, respectivement 3,44 et 3,19. Grâce au facteur d’intensification maximal mesuré sur 

ALTO, il serait possible de diviser par 15 la puissance hydraulique par rapport au cas 

silencieux, tout en conservant un débit de production constant et un même niveau de transfert 

thermique, en prenant en compte l’intégration des ultrasons au moment de la conception de 

l’échangeur. Il est également possible de diminuer cette même puissance hydraulique d’un 

facteur 18 au maximum dans le cadre d’une intégration d’ultrasons, tels que ceux utilisés sur 

ALTO, sur une installation déjà existante mais ceci en diminuant le débit volumique à niveau 

constant de transfert thermique.  

  
Figure V-5 : Comparaison des gains relatifs sur la puissance hydraulique en fonction du facteur 

d’intensification dans le cas d’une diminution du débit à géométrie d’échangeur constante ou d’une 

modification de la géométrie de l’échangeur à débit constant 

V.2 Analyse de l’usage des ultrasons dans un but d’intensification des 

transferts thermiques 

Grace à l’analyse des phénomènes impliqués dans l’intensification des transferts thermiques 

présentée au chapitre IV, ainsi qu’à celle des démarches d’intégration de ces derniers dans des 

systèmes d’échange thermique, il est possible de déterminer quels domaines d’applications 

peuvent être éligibles à l’emploi de cette technologie afin d’optimiser énergétiquement les 

échangeurs de chaleur. 
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Deux phénomènes hydrodynamiques  ultrasonores différents ont été identifiés comme étant 

responsables de l’intensification des transferts thermiques : la cavitation et le courant 

acoustique. 

L’étude bibliographique présentée au paragraphe I a permis de démontrer que les ultrasons, et 

notamment la cavitation, possèdent la capacité de produire des effets capables d’augmenter la 

turbulence ou d’en déclencher l’apparition dans des écoulements laminaires (Nomura, et al., 

2002). Cette étude bibliographique a également permis de mettre en évidence que les effets 

convectifs, associés aux basses fréquences ultrasonores peuvent être atténués par une 

augmentation du débit, alors, que les effets associés à la cavitation se maintiennent (Barthès, 

et al., 2015; Mazue, et al., 2015). L’étude expérimentale menée au cours de ce travail de thèse 

a confirmé ces tendances et a élargi le propos aux moyennes et hautes fréquences.  

Cette étude expérimentale a également permis de montrer que la turbulence, ou du moins 

l’agitation hydrodynamique, produite par les ultrasons, peut être reliée, via des mesures de 

vitesse RMS, au phénomène d’intensification thermique. Le mécanisme de base associé à 

l’intensification thermique grâce aux ultrasons repose donc sur une augmentation de la 

turbulence/agitation de l’écoulement. 

Cependant, la comparaison des résultats thermiques et hydrodynamiques obtenus par l’action 

de la cavitation et du courant acoustique a permis de mettre en évidence quelques différences 

propres à chacun de ces phénomènes. Le mécanisme d’intensification associé à la cavitation 

semble majoritairement attribuable à un effet de perturbation intense de la couche limite 

visqueuse alors que ceux produits par le courant acoustique sont plutôt basés sur une agitation 

convective globale de l’écoulement. Bien entendu, cavitation et courant acoustique agissent à 

ces deux « échelles », mais pas avec la même intensité. Ceci permet de comprendre pourquoi, 

dans certaines conditions liées à l’intensité relative du courant acoustique et de l’écoulement 

silencieux, la combinaison des deux effets ultrasonores produit un effet synergique menant à 

une intensification thermique supérieure au cas pour lequel uniquement l’un ou l’autre de ces 

effets est utilisé.   

Il est également possible de produire un coefficient d’échange thermique constant le long 

d’une paroi chauffante à condition de piloter la puissance ultrasonore dans le but de contrer la 

tendance naturellement décroissante des transferts thermiques le long d’une telle paroi dû à 

l’établissement thermique et hydraulique. Il est alors nécessaire d’augmenter la puissance 

ultrasonore à mesure que l’on s’éloigne du bord d’attaque de la région soumise au transfert 

thermique.      

Enfin, la diminution du facteur d’intensification thermique, à puissance ultrasonore fixée, 

lorsque le nombre de Reynolds augmente, exclut bien évidement l’utilisation de cette 

technique à des écoulements initialement très turbulents (Figure V-6).  
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Figure V-6: Évolution du facteur d’intensification thermique en fonction du nombre de 

Reynolds. Résultats obtenus sur ALTO pour une puissance ultrasonore de 107 Wus et une 

puissance thermique de 50 W par blocs 

Les plus grandes diminutions du facteur d’intensification, en fonction du nombre de 

Reynolds, s’observent lorsque les vitesses de courants acoustiques sont inférieures aux 

vitesses de l’écoulement principal (1 MHz Figure V-6).   

L’analyse présentée au paragraphe V.1 a permis de mettre en évidence des domaines 

d’utilisation privilégiés des ultrasons dans un objectif d’intensification des transferts 

thermiques. Il est apparu que leur intégration dans un système préexistant dont il n’est pas 

possible de modifier la géométrie ne devient réellement intéressante énergétiquement que 

pour des systèmes pour lesquels une faible diminution du débit de procédé peut entrainer 

rapidement un gain énergétique important sur la puissance de pompage. C’est le cas de 

conduites dont les diamètres hydrauliques sont très faibles (de l’ordre du millimètre). La 

problématique serait alors de réussir à intégrer des transducteurs capables de délivrer des 

puissances à même d’intensifier les transferts thermiques avec des surfaces actives 

extrêmement réduites dans des systèmes de petite taille. 

Il semble en revanche plus intéressant de penser l’intégration des ultrasons en amont, lors de 

la conception d’un échangeur de chaleur. Dans ce cas, leur utilisation permet d’obtenir des 

gains en compacité non négligeables, pour des facteurs d’intensification thermique 

raisonnables. Ce gain en compacité se traduit également par un gain sur la puissance de 

pompage nécessaire au procédé.  

Compte tenu de tous ces paramètres, il semble que l’utilisation des ultrasons comme méthode 

d’intensification des transferts thermiques, est viable pour des systèmes prenant en compte 

l’intégration des ultrasons au moment de la conception des échangeurs de chaleur dans une 

optique majoritairement axée sur un gain de compacité et pour des échangeurs fonctionnant 

dans des régimes d’écoulement laminaires ou transitoires. Si le régime de fonctionnement de 
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l’échangeur doit intégrer une large gamme de débit, il est essentiel de mettre en place des 

phénomènes de cavitation ou de courant acoustique dont les vitesses sont supérieures à celles 

de l’écoulement principal, dans le but de limiter au maximum la dégradation de l’effet 

d’intensification associée à l’augmentation du nombre de Reynolds. Afin de limiter ce 

phénomène il est également possible d’augmenter la puissance ultrasonore tout en tenant 

compte de l’apparition d’un effet de saturation de l’intensification thermique au-delà d’une 

certaine puissance.  

S’il est important pour le procédé industriel envisagé d’augmenter le mélange au sein de 

l’écoulement, les effets associés à un courant acoustique dont la vitesse est supérieure à la 

vitesse de l’écoulement, sont plus appropriés que ceux associés à la cavitation, plus à même 

d’intensifier les transferts pariétaux. La meilleure solution étant de réussir à intégrer 

simultanément ces deux effets.  

De plus, les effets chimiques associés à la cavitation issue des moyennes fréquences 

ultrasonores, peuvent être couplés aux effets d’intensification dans des applications de sono-

échangeurs-réacteurs. Dans ce cas, l’association du courant acoustique, promoteur de mélange 

et de la cavitation acoustique, catalyseur de certaines réactions chimiques, semble toute 

indiquée et s’ajoute aux propriétés d’intensification thermique déjà mentionnées.    

Enfin, de par leur capacité à faire chuter significativement la température de paroi d’une 

surface à flux thermique imposé, les ultrasons peuvent également présenter un intérêt non 

négligeable dans le contrôle ponctuel de la température de la paroi opérant l’échange 

thermique.  

V.3 Conclusion au chapitre V 

Les propriétés d’intensification des transferts pariétaux par les ultrasons sont connues depuis 

de nombreuses années dans le domaine du transfert thermique (Bergles, et al., 1965) et plus 

récemment dans le domaine du transfert de matière (Mazue, et al., 2015). La problématique 

porte maintenant sur leur intégration dans un système industriel de façon économiquement 

viable. 

Il est apparu que pour la plupart des applications industrielles mettant en œuvre des 

échangeurs de grandes dimensions, l’intégration des ultrasons semble peu pertinente. Ceci est 

d’autant plus vrai pour des systèmes préexistants dont on chercherait à optimiser la 

consommation énergétique globale.  

Cependant, si l’intégration des ultrasons est prise en considération au moment  de la 

conception de l’échangeur, ces derniers peuvent apporter un gain non négligeable en 

compacité avec des valeurs de facteur d’intensification thermique accessibles pour des 

puissances ultrasonores raisonnables. De plus, le couplage des effets de cavitation et de 

courant acoustique permet d’obtenir simultanément un effet d’intensification des transferts 

pariétaux ainsi qu’une augmentation du mélange au sein de l’écoulement, ce qui peut s’avérer 

utile dans un échangeur réacteur ou afin d’obtenir une meilleure répartition de la température 

dans le produit traité.   
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Enfin les ultrasons peuvent également avoir un intérêt dans le contrôle de la température 

d’une paroi officiant à flux thermique imposé dans le but de ne pas dépasser certaines 

températures critiques, préjudiciables au procédé. 
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Conclusions générales et perspectives 
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Ce travail de thèse a été réalisé dans le but de mieux comprendre les mécanismes physiques à 

l’origine du phénomène d’intensification des transferts thermiques, observé lors de l’usage  de 

dispositifs  capables de produire des ondes ultrasonores. À partir de ces connaissances il 

devient possible de déterminer les conditions pour lesquelles l’utilisation des ultrasons dans 

des procédés peut être pertinente d’une manière ou d’une autre.  

Le travail bibliographique effectué en amont du travail expérimental a permis de mettre en 

évidence que l’un des axes emprunté par le développement des techniques d’intensification 

des transferts thermiques, base principalement ses mécanismes d’action sur la perturbation de 

la couche limite visqueuse, et sur l’augmentation du mélange entre la région pariétale et le 

cœur de l’écoulement. Cette « approche hydrodynamique » n’est pas la seule, il est également 

possible d’augmenter la surface d’échange, bien que cette technique, lorsqu’elle est appliquée 

aux transferts thermiques monophasiques soit souvent couplée à l’approche hydrodynamique. 

Enfin la dernière école cherche à modifier les propriétés des fluides, et notamment leur 

conductivité thermique, afin de maximiser la conduction dans la couche limite thermique, par 

l’emploi de fluides dans lesquels des particules métalliques de tailles nanométriques sont en 

suspension. 

 L’emploi des ultrasons comme technique d’intensification des transferts thermiques se place 

du côté de l’approche hydrodynamique. Des études antérieures ont permis de mettre en 

évidence la capacité des ultrasons à perturber l’hydrodynamique d’un écoulement en y 

déclenchant des transitions turbulentes ou par la mise en place de phénomènes convectifs.  

Cependant la majorité des publications, dont les premières remontent aux années soixante, 

axent principalement leur domaine de recherche sur les phénomènes d’intensification 

thermique en convection naturelle. Très peu de travaux se sont en revanche penchés sur cette 

problématique dans le cadre de la convection forcée et aucune étude de l’effet de fréquence 

n’a été recensée dans la littérature.  

C’est pourquoi, à  l’issue de ce travail bibliographique, il a été décidé de réaliser une étude sur 

la compréhension des mécanismes d’intensification des transferts thermiques en convection 

forcée, associés à deux phénomènes ultrasonores se développant dans les liquides : la 

cavitation et le courant acoustique.  

Afin d’en étudier les mécanismes, un banc d’essais a été spécialement développé et conçu au 

cours de la thèse, et un partenariat a été établi entre le Laboratoire de Échangeurs Réacteurs 

du Commissariat à l’Énergie Atomique et aux Énergies Alternatives de Grenoble (CEA/LER) 

et le Laboratoire des Écoulements Géophysiques et Industriels de Grenoble (LEGI) qui a 

accueilli les essais expérimentaux.  

La section d’essais utilisée est constituée d’un canal d’écoulement plan dont l’une des faces 

est chauffée à flux thermique imposé. Ce canal permet également l’utilisation de différents 

transducteurs fonctionnant respectivement à 25 kHz, 1 MHz et 2 MHz, caractéristiques des 

basses, moyennes et hautes fréquences ultrasonores. Cette étude a couplé les analyses liées 

aux effets de la fréquence et de la puissance ultrasonore à ceux associés au régime 

hydrodynamique d’écoulement. L’utilisation de ces trois fréquences a permis d’étudier les 
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effets couplés et séparés de la cavitation et du courant acoustique sur l’intensification 

thermique. 

Les résultats de l’étude de l’effet de la puissance ultrasonore sur l’intensification thermique 

ont permis de mettre en évidence, en accord avec les résultats en convection naturelle issus de 

la bibliographie, que son augmentation permet une amélioration du phénomène 

d’intensification. Il a également été confirmé que, pour un débit fixé, aucune intensification 

supplémentaire n’est observée au-delà d’une puissance ultrasonore seuil. Ce phénomène a été 

vérifié pour les trois fréquences testées. Cavitation et courant acoustique respectent ce 

phénomène, tout comme leurs effets couplés. Il est également ressorti de cette étude que la 

puissance seuil est plus rapidement atteinte lorsque la plaque chauffante est soumise 

uniquement à la cavitation acoustique. 

Une étude couplée de l’effet de fréquence et du régime d’écoulement à puissance ultrasonore 

constante a également été réalisée. Elle a permis de mettre en évidence que cavitation et 

courant acoustique, lorsque la puissance ultrasonore est répartie de façon homogène le long de 

la paroi chauffante, permettent de produire une augmentation des valeurs du coefficient 

d’échange thermique sans en modifier le profil le long de la plaque chauffante. Le profil du 

coefficient d’échange thermique est alors similaire à celui classiquement observé en régime 

silencieux. En revanche lorsque la puissance n’est pas homogène, il est possible d’en modifier 

l’allure et d’obtenir un coefficient d’échange thermique constant le long de la plaque 

chauffante. 

La combinaison des effets de cavitation et de courant acoustique permet d’obtenir des effets 

d’intensification thermique supérieurs à ces mêmes effets utilisés seuls. L’étude a en effet 

permis de montrer que la cavitation acoustique est plus efficace pour perturber la couche 

limite visqueuse que le courant acoustique, même si une augmentation globale de la 

turbulence est observée en présence de ce phénomène. Le courant acoustique, est quant à lui 

plus à même de créer un fort effet de mélange dans l’ensemble de l’écoulement. La 

combinaison de ces deux effets permet ainsi de combiner avantageusement effets locaux en 

paroi et globaux au cœur de l’écoulement.   

La cavitation et le courant acoustique n’ont pas la même sensibilité à la variation de la vitesse 

débitante de l’écoulement. Les essais réalisés au cours de ce travail de thèse, ont permis de 

montrer que la cavitation y est insensible, alors que lorsque les vitesses de courant acoustique 

sont inférieures à celles de l’écoulement, les effets d’intensification associés aux phénomènes 

convectifs ultrasonores sont fortement atténués. Par conséquent, lorsque le débit augmente, 

les valeurs de coefficient d’échange thermique mesurées pour une position fixe de la plaque 

chauffante restent constantes lors de l’utilisation de la cavitation, alors qu’elles diminuent lors 

de l’utilisation du courant acoustique, si les vitesses qui y sont associées sont inférieures à 

celles de l’écoulement. En revanche, lorsque les vitesses mises en jeu par le courant 

acoustique sont supérieures à celles de l’écoulement, les valeurs du coefficient d’échange 

thermique, obtenues en régime ultrasonore, sont insensibles aux variations du débit.  

La sensibilité au nombre de Reynolds, et donc à la turbulence déjà existante peut être évaluée 

grâce au facteur d’intensification thermique. Ce dernier permet de mesurer l’écart relatif entre 

les valeurs du coefficient d’échange thermique obtenues en régime silencieux et ultrasonore. 
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Il est apparu que pour une puissance ultrasonore fixée, le facteur d’intensification thermique 

diminue toujours à mesure que le nombre de Reynolds augmente, et ce quel que soit le 

phénomène ultrasonore étudié. Ce comportement est parfaitement normal puisque 

l’augmentation du nombre de Reynolds peut être vue comme un indicateur de l’augmentation 

de la turbulence produite naturellement par un écoulement en régime silencieux. Par 

conséquent, toujours à puissance ultrasonore fixe et en admettant que l’augmentation du 

nombre de Reynolds n’ait aucune influence sur le taux de turbulence produit par un 

phénomène ultrasonore comme la cavitation (cas observé à 25 kHz) ou le courant acoustique 

(cas observé à 2 MHz), cela signifie que les ultrasons sont capables de produire un taux de 

turbulence constant. Ce point a également été présenté au cours du chapitre IV. Ce 

phénomène implique que les valeurs de coefficient d’échange thermique sont insensibles à 

l’augmentation du nombre de Reynolds (cas observés à 25 kHz et 2 MHz). Comme 

l’augmentation du nombre de Reynolds dans un écoulement exempt d’ultrasons entraine une 

augmentation du coefficient d’échange thermique, il existe nécessairement une valeur du 

nombre de Reynolds au-delà de laquelle les ultrasons deviennent inefficaces. La solution 

serait alors d’utiliser une puissance ultrasonore supérieure. Ce nombre de Reynolds limite, 

peut être vu comme le nombre de  Reynolds équivalent produit par des ultrasons, puisque 

menant aux mêmes effets thermiques.  

Il est à noter que les mesure PIV réalisées dans le canal au cours de cette étude, situent la 

première fenêtre d’interrogation du début la plaque chauffante jusqu’à 1,8 mm dans 

l’écoulement. Par conséquent tous les phénomènes physiques, y compris la turbulence 

mesurée par le biais de la vitesse RMS, sont moyennés au sein de cette fenêtre 

d’interrogation. Au regard des résultats obtenus au cours de cette étude, il est possible de 

penser que des phénomènes extrêmement localisés se produisent dans cette région. Ainsi, afin 

d’assoir définitivement les analyses développées au cours de cette étude,  il sera indispensable 

de réaliser des mesures PIV localisées au niveau de la couche limite visqueuse. L’analyse des 

phénomènes présents dans cette région de l’écoulement permettrait d’ajouter un point de vue 

local, à la vision macroscopique présentée dans ce mémoire. 

L’optimisation industrielle d’un système d’échange thermique est également soumise à 

l’évaluation du ratio investissement-gain. En effet, ce n’est pas parce que les ultrasons sont 

utilisés dans des systèmes dont les conditions de fonctionnement permettent une 

intensification thermique significative, que leur intégration a nécessairement un sens du point 

de vue économique. L’aspect financier lié au coût des dispositifs ultrasonores eux-mêmes n’a 

pas été étudié dans ce travail, et nécessiterait une approche technico-économique approfondie. 

L’axe de réflexion développé grâce à l’obtention des résultats phénoménologiques obtenus 

issus des travaux expérimentaux présentés dans ce travail, s’est uniquement intéressé aux 

gains énergétiques et de compacité que les ultrasons peuvent permettre. Au cours de cette 

analyse, les gains obtenus grâce aux ultrasons sur la puissance de pompage ainsi que sur la 

compacité ont pu être exprimés en fonction du facteur d’intensification mesuré sur la section 

d’essais.  

Dans l’absolu, l’intensification des transferts thermiques permet de maintenir des valeurs 

identiques de coefficient d’échange thermique tout en autorisant une diminution du nombre de 

Reynolds par une diminution du débit, et donc de la puissance de pompage. Mais, cette baisse 
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relative de la puissance de pompage ne se traduit par un gain énergétique significatif que dans 

le cas de conduites dont les diamètres sont inférieurs au millimètre. Compte tenu du coût de la 

technologie ultrasonore, et de la consommation énergétique liée à toute technique active 

d’intensification, l’intégration d’ultrasons sur des systèmes d’échangeurs industriels de grande 

dimension semble peu pertinente.  

Néanmoins, en prenant en compte l’intégration des ultrasons au moment de la conception de 

l’échangeur de chaleur, il est possible de profiter de l’intensification thermique provoquée par 

les ultrasons pour augmenter la compacité de l’échangeur. L’analyse de cette approche a 

permis de mettre en évidence qu’en intégrant des dispositifs ultrasonores au moment de la 

conception d’un échangeur de chaleur, il serait possible d’en augmenter la compacité et de 

diminuer la puissance de pompage  tout en maintenant un débit de production, des conditions 

de températures en entrée et en sortie du procédé ainsi qu’un coefficient d’échange thermique 

identiques. Bien entendu, cela n’a de sens qu’en prenant en compte les limites 

phénoménologiques présentées précédemment.  

Cette analyse technologique repose en partie sur une hypothèse forte qui considère que les 

pertes de charges sont au moins identiques voire diminuent en régime ultrasonore par rapport 

au cas silencieux. Cette hypothèse, bien que fondée théoriquement, n’a jamais été vérifiée 

expérimentalement. C’est pourquoi, afin que toutes les analyses de cette étude soient 

directement vérifiées par l’expérience, des mesures de pertes de charge en régime ultrasonore, 

au sein d’une section d’essais spécialement conçue dans ce but, sont nécessaires.  Ces essais 

s’ajoutent aux mesures PIV supplémentaires à réaliser sur ALTO, afin de mesurer avec 

précision les effets des ultrasons dans la couche limite visqueuse.   

Pour résumer, à l’issue de ces travaux  il est apparu que les ultrasons présentent un intérêt s’ils 

sont intégrés au moment de la conception d’un échangeur de chaleur. Ils  permettent alors de 

gagner en compacité et en puissance de pompage. Il faut cependant veiller à ce que les 

régimes d’écoulement et les vitesses débitantes présents soient compatibles avec les effets 

ultrasonores utilisés. Bien que les effets de la cavitation soient insensibles à l’augmentation de 

la vitesse débitante en termes de valeurs absolues du coefficient d’échange thermique, le 

facteur d’intensification thermique diminue mécaniquement lors de l’augmentation du nombre 

de Reynolds avec un accroissement du coefficient d’échange thermique en régime silencieux. 

Comme les gains obtenus sur la compacité ainsi que sur la puissance de pompage sont 

directement exprimés en fonction de ce facteur d’intensification, l’usage des ultrasons peut 

rapidement perdre en intérêt. À cette remarque toujours vérifiée, il faut ajouter une précaution 

particulière liée à l’utilisation du courant acoustique. Si les vitesses produites par cet effet 

ultrasonore convectif sont inférieures à celles de la vitesse débitante de l’écoulement, l’effet 

sur les transferts thermiques sera extrêmement limité, et le coefficient d’échange thermique 

sera peu augmenté. Ceci entraine mécaniquement une diminution des valeurs du facteur 

d’intensification, directement impliquées dans les gains en compacité et en puissance 

hydraulique de pompage accessibles.    

La cavitation et le courant acoustique agissent tous deux à la fois sur la couche limite 

visqueuse et au cœur de l’écoulement. Cependant, ces deux effets n’agissent pas dans les 
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mêmes proportions au sein de ces deux régions distinctes de l’écoulement. La cavitation agit 

plus efficacement sur la couche limite visqueuse alors que le courant acoustique provoque un 

effet de mélange intense au cœur de l’écoulement. Du point de vu des transferts pariétaux, la 

combinaison de ces deux effets permet d’observer les meilleurs résultats.  

Les ultrasons peuvent également permettre de diminuer significativement la température de 

paroi d’une surface dont le flux thermique est imposé. Cette propriété peut justifier à elle 

seule d’utiliser cette technologie si le contrôle de la température de paroi est un impératif dans 

un procédé. 

Le choix d’intégrer, ou non, des ultrasons dans un système thermique n’est pas uniquement 

régit par des considérations thermiques. En effet, les propriétés de mélanges, ou sono-

chimiques des ondes ultrasonores, peuvent également entrer en ligne de compte, et doivent 

elles aussi faire l’objet d’une étude approfondie avant toute décision. Enfin l’aspect 

économique, relatif au coût de la technologie ultrasonore actuellement disponible est un 

paramètre non négligeable et doit, bien entendu, faire l’objet d’une étude technico-

économique approfondie.  
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Résumé de la thèse : 

L’objectif de cette  thèse est de comprendre quels sont les phénomènes mis en 

jeu lors de l’intensification des transferts thermiques en convection forcée par 

les ultrasons. 

Une section d’essais, nommée ALTO, a été conçue comme support 

expérimental. Elle consiste principalement en un canal d’écoulement 

rectangulaire vertical dont l’une des faces est constituée d’une plaque chauffante 

et l’autre d’un transducteur ultrasonore.  

L’objectif est d’évaluer les valeurs du coefficient d’échange thermique local le 

long de la plaque chauffante avec et sans ultrasons. La caractérisation 

hydrodynamique de l’écoulement est menée par PIV (Particule Image 

Velocimetry). Les effets de la fréquence (influence de la présence de cavitation 

et / ou de courant acoustique), de la puissance ultrasonore ainsi que du nombre 

de Reynolds et de la viscosité du fluide sont testés dans cette étude. 

Les résultats expérimentaux obtenus ont permis de déterminer le lien existant 

entre les modifications de l’hydrodynamique induites par la présence d’ultrasons 

et l’intensification des transferts thermiques observée.   

Thesis Abstract 

The aim of this work is to understand heat transfer enhancement in forced 

convection by ultrasound phenomena. 

A test bench, named ALTO, was designed as experimental support. It consists 

mainly of a rectangular vertical flow channel. One face is made of a heating 

plate while the other one is an ultrasonic transducer. 

Local heat transfer coefficients were determined along the heating plate with 

and without ultrasound. The hydrodynamic characterization of the flow was 

done by PIV (Particle Image Velocimetry). Acoustic frequency (influence of the 

presence of cavitation and / or acoustic streaming), ultrasonic power, Reynolds 

number and fluid viscosity effects are tested in this study. 

The experimental results are used to determine the link between ultrasonic flow 

modifications and heat transfer enhancement. 


