N

N

Travaux sur ’analyse de stabilité des écoulements et la
propagation dans les conduits avec impédance
acoustique en paroi
Estelle Piot

» To cite this version:

Estelle Piot. Travaux sur ’analyse de stabilité des écoulements et la propagation dans les conduits
avec impédance acoustique en paroi. Acoustique [physics.class-ph]. UNIVERSITE TOULOUSE 3
PAUL SABATIER, 2017. tel-01686586

HAL Id: tel-01686586
https://hal.science/tel-01686586
Submitted on 17 Jan 2018

HAL is a multi-disciplinary open access L’archive ouverte pluridisciplinaire HAL, est
archive for the deposit and dissemination of sci- destinée au dépot et a la diffusion de documents
entific research documents, whether they are pub- scientifiques de niveau recherche, publiés ou non,
lished or not. The documents may come from émanant des établissements d’enseignement et de
teaching and research institutions in France or recherche francais ou étrangers, des laboratoires
abroad, or from public or private research centers. publics ou privés.


https://hal.science/tel-01686586
https://hal.archives-ouvertes.fr

3
E
é
v

s
4

G e,

HDR

En vue de ’'obtention de I’

Université
de Toulouse

HABILITATION A DIRIGER DES
RECHERCHES

Délivré par : [’Université Toulouse 3 Paul Sabatier (UTS Paul Sabatier)

Présentée et soutenue le 25 janvier 2017 par :

Estelle PIOT

Travaux sur ’analyse de stabilité des écoulements et la
propagation dans les conduits avec impédance acoustique

en paroi
JURY
Yves GERVAIS Pr. Univ. Président du jury
Yves AUREGAN DR, CNRS Rapporteur du jury
EMMANUEL PERREY-DEBAIN Pr. Univ. Rapporteur du jury
JEAN-CHRrISTOPHE ROBINET Pr. Univ. Rapporteur du jury
CHrisTOPHE AIRIAU Pr. Univ. Membre du jury
GREGOIRE CASALIS Pr. Membre du jury

Ecole doctorale et spécialité :
MEGEP : Dynamique des fluides
Unité de Recherche :
ONERA
Parrain :

Grégoire CASALIS

Rapporteurs :
Yves AUREGAN, Emmanuel PERREY-DEBAIN et Jean-Christophe ROBI-

NET




A Léa et _Antoine,

et a Jean-Baptiste, sans qui ni ce mémotre
ni la ligne précédente n’auraient vu le jour



Table des matiéres

Table des matiéres

Introduction

I Etudes fondatrices

1 Meéthodes d’analyse
1.1 Outilsdestabilité . . . . . . . . .. .. . .. ...
1.2 Mesures lasers appliquées aux ondes acoustiques . . . . . . . .. . .. ... ....

2 Mises en ceuvre préliminaires
2.1 Analyse de stabilité et DNS . . . . . . . .. . .. ... ... ...
2.2 Mesures acoustiques en soufflerie . . . . .. . .. ... ... ...
2.3 Mesures acoustiques pour liners . . . . . . . . ... .. .. ... ... ...

IT Voies de recherche explorées

3 Modélisation de I'impédance
3.1 Champ proche et champ lointain . . . . . . . .. . .. ... ... ... ......
3.2 Homogénéisation . . . . . .. . .. ..
3.3 Conductivité de Rayleigh . . . .. ... .. ... ... ...
3.4 Modélisation temporelle . . . . . . .. . ...

4 Identification de I'impédance
4.1 Code d’identification de I'impédance acoustique . . . . . . . . . . .. ... .. ..
4.2 Limitations et améliorations . . . . . . . . . . .. . .. .. ...
4.3 Exemples de mise en ceuvre et perspectives . . . . . . .. . .. ... ... .. ..

5 Analyse modale et propagation en conduit traité
5.1 Etude des modes acoustiques . . . . . . ...
5.2 Etude des modes hydrodynamiques instables . . . . . . . . . ... .. ... ....
5.3 De l'analyse modale au design de liners . . . . . . . .. ... ... ... ... ..

47

48
48
50
54
60

66
67
70
79



Perspectives
A Curriculum Vitae détaillé

B Liste des publications et communications
B.1 Journaux avec comité de lecture . . . . . . . .. ... oL
B.2 Contributions a un numéro spécial de journal . . . . . .. ... ... ... ....
B.3 Contributions a des ouvrages . . . . . . .. . ... ..o
B.4 Congrés internationaux avec actes et comité de lecture . . . . . . .. . .. .. ..
B.5 Congrés frangais avec actes et comité de lecture . . . . . . . .. . ... ... ..
B.6 Autres congrés et conférences, sans actes . . . . . . .. ... L.
B.7 Rapports techniques ONERA . . . . . . . . . .. . .. ... . .. .. .......
B.8 Manuscritdethése . . . . . . . .. L
B.9 Brevet . . . . . . . e

C Publications marquantes

103

109

115
115
116
116
117
119
120
121
124
124

125



Introduction

Ce mémoire, préparé en vue d’obtenir ’Habilitation & Diriger des Recherches, présente les
travaux que je méne au sein du Département Modéles pour ’Aérodynamique et I’Energétique
(DMAE) de TONERA. Jy ai effectué un doctorat de 2005 & 2008 sur la simulation numérique et
P’analyse de stabilité des écoulements de couche limite laminaires en présence de micro-rugosités.
J’ai intégré dans la foulée le DMAE comme ingénieur de recherche, avec des activités a forte
composante expérimentale dans le domaine de la réduction du bruit 4 'aide de matériaux absor-
bants acoustiques, communément appelés liners. Pour éclairer le lien que j’ai créé entre ces deux
domaines de recherche a priori fort distincts, je souhaite évoquer un événement qui a marqué la
jeune doctorante que j’étais alors. Lors de la matinée du mercredi 9 janvier 2008, au cours du
46° congrés aérospatial de ’ATAA, & Reno, Nevada, j’ai pu assister 4 un groupe de discussion
ouverte sur la transition laminaire-turbulent. Ce fut ’occasion pour I’éminent Pr. E. Reshotko
de disserter sur 'importance pour la recherche scientifique de s’appuyer sur le triptyque "ex-
périences/simulations numériques/théorie", avec comme partenaires de discussion les non-moins
éminents professeurs W. Saric, H. Fasel et A. Tumin, c’est-a-dire & peu prés tous les noms qui
avaient baigné mes lectures depuis le début de ma thése. Ces trois derniers, trés bonnes incar-
nations dans le domaine de la transition laminaire/turbulent des trois piliers du triptyque, ont
abondé dans le sens du Pr. Reshotko, tout en insistant sur la nécessité d’assurer le maintien
d’une expertise poussée dans chaque type d’activité. Convaincue par leur discours, je n’ai pas
hésité longtemps, lorsque j’ai eu la chance quelques mois plus tard d’obtenir un poste d’ingé-
nieur expérimental en acoustique, avant de me lancer dans un domaine qui m’était grandement
inconnu. Ce mémoire cherche a présenter comment j’ai essayé au fil de ces années, 4 mon bien
plus humble niveau, de faire dialoguer les aspects expérimentaux, numériques et théoriques pour
aider a la compréhension des phénoménes physiques rencontrés. N’ayant de compléte expertise
dans aucun de ces trois aspects, tout ce qui va étre présenté ici n’a été rendu possible que grace a
des collaborations avec des spécialistes de chacun des domaines, au sein de 'TONERA ou d’autres
laboratoires. Tous ces travaux n’auraient non plus pas étre réalisés sans un partenariat avec de
nombreux stagiaires et doctorants, qui seront mentionnés au fil du mémoire.

Le mémoire est décomposé en deux parties. La premiére présente les techniques et méthodes
mises en place et développées au DMAE depuis de nombreuses années par mes collégues, et sur
lesquelles j’ai pu m’appuyer pour les études que j’'avais & mener. Le chapitre 1 présente tout
d’abord les outils théoriques et numériques pour analyser les propriétés des ondes pouvant se
propager au sein d'un écoulement, que les ondes soient de nature "acoustique" ou "hydrodyna-
mique", en se restreignant a un cadre linéarisé. On explique ensuite les principes des techniques



expérimentales non-intrusives utilisées a ’ONERA pour mesurer les ondes acoustiques au sein
d’un écoulement. Le chapitre 2, lui, illustre les activités que j’ai réalisées au cours de mes pre-
miéres années en tant qu’ingénieur de recherche, en m’appuyant sur les outils théoriques et
expérimentaux précédemment présentés. En particulier, ce chapitre introduit les travaux me-
nés dans le domaine de 'impact acoustique des liners, notamment grace a 'utilisation du banc
Aéro-thermo-Acoustique (B2A) de TONERA.

La deuxiéme partie du mémoire est consacrée a ’exploration de trois thémes de recherche
qui se sont faits jour suite aux nombreux travaux expérimentaux réalisés au banc B2A. Ces
thématiques étant encore largement ouvertes, je mentionnerai au fil de ces chapitres quelles sont
les perspectives de recherche associées. Le chapitre 3 porte sur la modélisation dans le domaine
fréquentiel de I'impédance acoustique d’un matériau a réaction localisée, sur le sens 4 donner
a 'homogénéisation nécessaire a la définition d’une impédance de surface, et sur les probléma-
tiques spécifiques qui apparaissent lorsque ’'on souhaite travailler dans le domaine temporel. Le
chapitre 4 traite lui d’une problématique connexe a celle de la modélisation de 'impédance d’un
liner, qui est 'identification de I'impédance acoustique a partir de données expérimentales, en
particulier celles acquises au sein du banc B2A. Comme cela sera expliqué, les travaux menés
sur ce théme ont grandement bénéficié d’une collaboration depuis plusieurs années avec ’équipe
de la NASA spécialiste de ce théme. Enfin, le chapitre 5 présente comment les outils d’analyse
modale couramment utilisés pour étudier les couches limites peuvent étre employés pour analyser
les modes propres d’un écoulement dans un conduit traité acoustiquement, c’est-a-dire équipé
de parois réalisant une loi d’'impédance. Ces modes propres peuvent étre de nature acoustique
ou hydrodynamique. On verra aussi comment ces outils théoriques peuvent servir de base pour
concevoir des dispositifs réducteurs de bruit dans un contexte industriel, ce qui a été réalisé (ou
est en cours de réalisation) au sein de projets européens que je coordonne.

Pour finir, ce mémoire contient en annexe un curriculum vitae détaillé (annexe A), une
liste des travaux et publications (annexe B), et la copie de cing publications jugées essentielles
et illustrant notamment ce qui est expliqué dans chacun des cinq chapitres de ce document
(annexe C).



Premiére partie

Etudes fondatrices : présentation
d’outils et premiers exemples de leur
mise en oeuvre

Cette partie présente les travaux que j’ai effectués depuis la fin de ma
thése en m’appuyant sur des techniques et méthodes introduites au
DMAE depuis plusieurs années, et qui m’ont notamment été présentées
par Grégoire Casalis en ce qui concerne les analyses de stabilité, Frank
Simon en ce qui concerne la métrologie acoustique et les applications sur
les liners, et Francis Micheli pour les mesures par vélocimétrie laser et le

traitement du signal associé.



Chapitre 1

Méthodes d’analyse des phénomeénes
physiques

Le fil rouge des travaux présentés dans ce mémoire est la notion d’onde, qu’elle soit acoustique
ou hydrodynamique, et ’étude de sa propagation. Cette section donne un apergu des outils que
j’al mis en ceuvre dans ce but, a la fois par une approche théorique consistant & considérer
ces ondes comme des modes propres d’'un systéme dynamique, et, 4 I'autre bout du triptyque
scientifique cher au Pr. Reshotko, par une approche expérimentale permettant d’accéder i ces
ondes de maniére non-intrusive.

1.1 Outils théoriques et numériques pour ’analyse de stabilité
d’écoulements

Etudier la stabilité linéaire d’un écoulement consiste & étudier la maniére dont se comporte
une petite perturbation § d’un écoulement dit de base, noté Q ; ceci est fait en supposant qu’a la
fois ’écoulement de base Q) et Pécoulement perturbé Q + § vérifient le jeu d’équations régissant
la dynamique du systéme considéré. Par définition du terme petite perturbation, la norme de 4,
quelle que soit sa définition, est supposée petite devant celle de Q :

lgll < 12l

On peut ainsi linéariser le jeu d’équations considéré vis-a-vis de la petite perturbation, en négli-
geant les termes d’ordre supérieur a |||, et obtenir un systéme du type :
LE(Q).G=0
{ (@)-q (1.1)
q=0
ou L& représente les équations linéarisées de la dynamique de 1’écoulement étudié et BC les
conditions aux limites associées. Les deux opérateurs spatio-temporels £E et BC s’appliquent a
la perturbation ¢ et peuvent, selon la physique étudiée, dépendre de I’écoulement de base Q).

Dans ce mémoire, nous allons travailler soit avec les équations de Navier-Stokes linéarisées
(LNS) soit, pour les configurations ot les termes visqueux peuvent étre négligés, avec les équations



d’Euler linéarisées (LEE). Ce sera le cas notamment lorsqu’on s’intéressera a des problématiques
d’acoustique : les petites perturbations traduiront alors les fluctuations de vitesse, pression, etc.
liées aux ondes acoustiques. D’autre part, nous nous placerons toujours dans une configuration
ol I’écoulement de base est stationnaire, et nous utiliserons ’approche pragmatique consistant
a assimiler I’écoulement de base & ’écoulement moyen (au sens de “moyenné en temps”), ce
dernier étant généralement le seul champ accessible, & la fois dans des simulations numériques ou
des expériences. Il faut noter que pour certaines applications aéroacoustiques (jets, conduits...),
I’écoulement moyen est pleinement turbulent. Cependant, en utilisant la décomposition en Q +4,
la turbulence n’est prise en compte que via son effet sur le champ moyen : I’approche est ainsi
quasi-laminaire. Pour aller plus loin et prendre en compte l'influence de la turbulence sur la
fluctuation cohérente ¢, une solution est de suivre 'approche proposée par Reynolds et Hussain
[41, 40] et d’effectuer une décomposition triple de 1’écoulement sous la forme Q+4+4. Ce
dernier terme représente alors les fluctuations turbulentes de 1’écoulement, qui, contrairement a
la perturbation ondulatoire ¢ supposée harmonique, sont incohérentes temporellement et peuvent
donc étre éliminées par une moyenne de phase. On obtient ainsi une version perturbée des
équations de Navier-Stokes linéarisées (LNS), qui font intervenir une relation de fermeture sur
les tensions de Reynolds a ’aide de Iintroduction d’une viscosité turbulente !. Cette approche
écrite initialement pour les équations incompressibles a été récemment étendue aux équations
compressibles par Gikady, Foller et Sattelmayer [14]. Pour tous les travaux présentés dans ce
mémoire, nous nous sommes limités a ’approche quasi-laminaire ; I’approche faisant intervenir
plus fortement la turbulence méritera certainement des investigations dans le futur.

Deux grands types d’approche existent pour étudier la stabilité de I’écoulement Q. Si, en plus
de ’homogénéité temporelle, il existe une direction privilégiée d’homogénéité spatiale, a la fois
pour I’écoulement et les conditions aux limites, on utilise I’approche dite locale. Dans les configu-
rations ol ces simplifications ne sont pas justifiées, il faut mettre en ceuvre une approche globale.
Nous allons maintenant expliquer succinctement les spécificités de chacune de ces approches.
Il faut prendre garde au fait que dans ce mémoire nous avons choisi d’utiliser la convention
commune en acoustique d’une évolution temporelle harmonique en exp(jwt), au lieu de celle en
exp(—iwt) utilisée communément en mécanique des fluides.

Analyse de stabilité locale

En notant = la direction d’homogénéité spatiale et g les directions orthogonales, on peut
chercher les perturbations sous la forme de type “mode normal” :

q(z, o, t) = g(@r)e 10T (1.2)

ol « est le nombre d’onde dans la direction x et w la pulsation de ’onde, ces deux nombres étant a

priort complexes. Le cas d’application le plus simple, ou en tout cas historique, de cette approche

est celui ol ’écoulement de base est dit “paralléle”, cas du cisaillement pur lorsque le champ de
vitesse prend la forme (U(y), 0,0) avec y la direction du cisaillement. Méme si un tel écoulement

1. la connaissance de la viscosité turbulente ne pose pas de probléme si on utilise des simulations numériques
pour calculer le champ moyen, par contre lorsqu’on travaille & partir de données expérimentales son obtention est
bien plus délicate...



n’existe jamais dans la réalité, on peut se placer dans ce cadre dés lors que la longueur d’onde
axiale du phénoméne ondulatoire étudié est petite devant les variations en x de 1’écoulement
et des conditions aux limites. Les études sur les couches limites ne mentionnent généralement
pas la notion d’homogénéité des conditions aux limites, car elle est vérifiée dans la majorité des
cas. Néanmoins, cette question n’est pas a omettre dés lors qu’on est en présence par exemple
d’une paroi poreuse ou compliante, ou bien, et c’est ce qui nous intéressera particuliérement dans
ce mémoire, pour les applications d’acoustique en conduit traité, oul une condition aux limites
d’impédance acoustique est nécessaire a la paroi. Dans 'approche paralléle, 'utilisation d’une
forme de mode normal §(z,y, z,t) = q(y) exp (—jazx — jBz + jwt) pour les problémes cartésiens
permet de ramener la résolution des équations linéarisées (1.1) a la résolution d’une équation
différentielle ordinaire (EDO) en y, ce qui est trés aisé numériquement de nos jours, et ce qui
explique 'antériorité historique de 1’approche.

Le probléme de stabilité qui en découle peut alors étre étudié de maniére temporelle ou
spatiale. Dans le premier cas, il s’écrit sous la forme du probléme aux valeurs propres généralisé

A.q(y) = wB.q(y) (1.3)

ol les opérateurs A et B dépendent de I’écoulement de base et du nombre d’onde a, considéré fixé
4 une valeur réelle. Cette approche temporelle permet ainsi d’étudier le comportement asymp-
totique aux temps longs des modes propres de valeur propre w et de fonction propre ¢ : ils sont
amplifiés exponentiellement si Im(w) < 0 et amortis si Im(w) > 0. On peut aussi s’intéresser a
I’évolution spatiale d’ondes se développant au sein d’un écoulement & une fréquence réelle donnée,
éventuellement méme nulle. C’est ce qui se produit par exemple dans les écoulements de couche
limite, ou des ondes vont étre excitées par du bruit extérieur i la couche limite ou bien par des
défauts de surface. On effectue alors une analyse de stabilité spatiale, pour laquelle on fixe la
pulsation w & une valeur réelle et on cherche les modes propres (a, ¢) solution du probléme aux
valeurs propres généralisé :

A .d(y) =aB .d(y) (1.4)

qui, pour étre écrit sous forme linéaire dans le cas des équations LNS, nécessite d’introduire
la fonction propre ¢’ = [¢, ag]. Un mode propre se propageant dans la direction des x positifs
est amplifié spatialement si Im(cv) > 0, alors qu’il est atténué si Im(a) < 0. Dans le monde de
I'acoustique des conduits, ce type de méthode est plutét appelé “analyse modale”. En effet, les
écoulements considérés (généralement nuls ou uniformes) ne donnent pas lieu & Papparition de
modes instables, sauf comme nous le verrons en présence de certaines parois traitées. Ainsi, la
résolution du probléme aux valeurs propres revient simplement & trouver le nombre d’onde et la
fonction propre des modes acoustiques du conduit, a la fréquence d’intérét.

Lorsque ’écoulement et les conditions aux limites sont homogénes dans la direction z mais
inhomogénes dans les directions y et z, on reste dans le cadre de ’approximation paralléle mais
les perturbations ne peuvent plus étre recherchées sous la forme de mode normal; a la place,
on cherche la perturbation sous la forme §(z,y,2,t) = q(y, z) exp (—jax + jwt). La démarche
d’analyse de stabilité reste ensuite la méme, mais en travaillant sur des équations aux dérivées
partielles (EDPs) a la place d’un systéme d’EDOs, ce qui complexifie la mise en ceuvre numeérique.

2. une forme similaire existe pour les problémes 4 géométrie cylindrique (z,r, 6)



En suivant la terminologie introduite par V. Theofilis[48, 47], on parle alors d’analyse de stabilité
bi-globale. Cependant, ce terme est sujet a discussion car il peut préter a confusion avec les
analyses globales effectuées sur les écoulements fortement non-paralléles comme les cavités ou les
bulbes de décollement. Pour les configurations considérées ici d’écoulements homogénes dans la
direction z, J.C. Loiseau et J.C. Robinet [26] ont récemment proposé d’utiliser le terme d’analyse
de stabilité bi-locale. C’est une terminologie que je trouve trés a-propos, et que j’utiliserai donc
dans la suite de ce mémoire, méme si le terme bi-global peut étre trouvé a l'instar dans certaines
de mes publications.

Dans les configurations oti I’écoulement de base ne peut pas étre considéré comme paralléle,
mais ou son évolution dans la direction z reste néanmoins faible, deux techniques d’analyse
peuvent étre utilisées. L'une est basée sur les équations de stabilité parabolisées (PSE) et autre
sur la méthode WKB (qui dérive de la méthode des échelles multiples). L’analyse PSE a été
développée par Herbert & Bertolotti [15, 16]. Elle consiste a remplacer la forme de mode normal

pour les perturbations par ¢(z,y, z,t) = g(z,y) exp (—j ;‘D a(é)dé —jpz —I—jwt), et & prendre en
compte dans les équations les termes en 9Q/0x et dq/dx. Le probléme (1.1) se raméne alors &
la résolution du systéme :

Aq(z,y) = B%(xy) (1.5)

qui, étant parabolique, peut-étre résolu aisément par une procédure de marche en z. La subtilité
de I'approche repose sur le fait que les variations rapides selon x de la perturbation sont tra-
duites par le terme d’onde en «, tandis que le terme d’amplitude ¢ ne varie lui que lentement. La
répartition de cette variation spatiale entre ces deux termes est assurée par une relation de nor-
malisation, du type fy q*0q/0zdy = 0 ou * représente la conjugaison complexe. L'introduction de
cette normalisation a pour effet notable de faire perdre le caractére parfaitement parabolique au
systéme d’équations. L’approche PSE a été initialement développée pour prendre en compte les
effets du non-parallélisme de I’écoulement, elle permet par exemple d’incorporer dans ’analyse de
stabilité les termes liées a la courbure de la paroi. On pourrait ainsi envisager de ’appliquer aux
analyses modales acoustiques dans les configurations ol la condition limite sur une paroi traitée
évolue lentement. Dans ce mémoire, nous verrons que cette technique a été appliquée a ’ana-
lyse de stabilité des écoulements de jet modélisés par les équations d’Euler linéarisées, la prise en
compte des termes faiblement non-paralléles permettant de s’affranchir des singularités apparais-
sant dans les équations lorsqu’on utilise ’approche de stabilité locale classique et nécessitant ainsi
la mise en ceuvre de prolongements analytiques délicats dans le plan complexe. La formulation
des échelles multiples permet de traiter des équations différentielles ordinaires qui comportent
des termes variant sur des échelles de longueur ou de temps distinctes. Elle a été largement utili-
sée dans le domaine de la mécanique des fluides, et notamment pour étudier la stabilité spatiale
d’écoulements lentement variables (voir 1’article historique [42] ou une explication détaillée dans
le livre de Schmid & Henningson [44]). Dans ce cadre, elle repose sur I'introduction d’une échelle
de longueur xy; = ex caractéristique de cette évolution, otli £ est un petit paramétre. L’écriture de
la perturbation sous la forme de mode normal modifiée §(z,y,z,t) = q(z1,y)exp(jé(z, z,t)) et
la décomposition en série £ des différentes grandeurs permettent d’écrire le probléme aux valeurs



propres sous la forme :

ordre 0 : Lo.gqo=0 (1.6)
. Jqo

ordre 1: Lg.qy = icyM.qo +N.qo + Mﬁ—xl (1.7)
sachant que ¢(z1,v) = qo(z1,y) + €¢q1(21,y) et que 90/0t = —w,00/0z = B, 96/0x = ag(z1) +
ea(x1). L’équation & I'ordre 0 est un probléme aux valeurs propres qui se résout classiquement.
L’équation & l'ordre 1 est par contre un probléme inhomogéne dont la résolution se déroule en
deux étapes. Cette équation n’a de solution que si le membre de droite appartient & I'image de
Ly c’est-a-dire s’il est orthogonal au noyau de 'opérateur adjoint de Ly. Cela se traduit par une
condition dite de solvabilité, ou bien de compatibilité, qui conduit a ’évaluation de «; et des
autres inconnues du membre de droite. La deuxiéme étape consiste ensuite & déterminer ¢, a
l'aide du pseudo-inverse de 'opérateur L.

Il est important de noter que la condition de compatibilité repose en fait sur la notion de
base bi-orthogonale. En effet, 'opérateur £y n’étant pas auto-adjoint, I’ensemble de ses fonctions
propres ne forme pas une base orthogonale. Par contre, en faisant intervenir les fonctions propres
de 'opérateur adjoint, on peut construire une base bi-orthogonale sur laquelle il est possible de
décomposer tout champ ¢. Dans le cas oul le probléme aux valeurs propres considéré s’écrit sous
la forme généralisée Ag.ga; = a;Bo.q;, en notant (aj,q;) les modes propres, la décomposition
bi-orthogonale s’écrit :

B <Bo.q\qg> |
q= . 4<B(]-q_j ‘ qj"> q;

avec q;‘ la fonction propre du mode adjoint associé & la valeur propre adjointe ce;f obtenue en

(1.8)

utilisant le méme produit hermitien ( ‘ ) que celui qui a servi a définir le probléme adjoint. La
notion de bi-orthogonalité a des applications bien plus étendues que 1’élaboration de conditions
de compatibilité pour I’'approche WKB. Elle peut servir dans des études de réceptivité, tant sur
des données numériques [13, 50] qu’expérimentales [35], ainsi que dans des études de sensibilité
[27].

Tous ces outils (PSE, WKB, bi-orthogonalité) applicables aux configurations faiblement non-
paralléles viennent d’étre présentés dans une approche locale basée sur une forme de mode normal,
mais ils sont immédiatement transposables & une approche bi-locale, nonobstant les difficultés
numériques supplémentaires.

Il faut noter aussi que tout ce qui a été présenté ici concerne une approche linéaire de I’analyse
de stabilité. Il est néanmoins possible d’étendre la méthode PSE pour prendre en compte les
effets non-linéaires, c’est ce qui est fait dans de nombreuses applications traitant des couches
limites (voir par exemple [39]), ainsi que récemment dans des applications liées aux instabilités
hydrodynamiques des jets [21].

Analyse de stabilité globale

Lorsqu’un écoulement ou les conditions aux limites du probléme ne présentent pas de direc-
tions d’homogénéité permettant de faire appel au formalisme local, on utilise alors une approche
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de stabilité globale. C’est le cas en particulier lorsqu’on étudie des configurations d’écoulement
complexes telles que des régions décollées [11], ou bien ’ensemble de I’écoulement autour dun
profil (couche limite et sillage de bord de fuite) [38]. On étudie alors la dynamique instationnaire
de I’écoulement, en cherchant le comportement temporel des modes globaux ¢, dont les fonctions
propres ne présentent pas de dépendance spatiale qu’il est possible de préciser a priori. Il faut no-
ter que dans ce cadre les discussions sur le choix de I’écoulement de base prennent tout leur sens,
car, comme expliqué par exemple par Denis Sipp [45], la dynamique linéaire du champ moyen
n’est pas toujours représentative des fréquences observables dans 1’écoulement : le champ moyen
est en effet possiblement trés différent du champ de base du fait des phénoménes non-linéaires.
Néanmoins, pour les écoulements étudiés dans ce mémoire, nous verrons que l'analyse de stabi-
lité du champ moyen conduit a des fréquences concordantes avec les instationnarités observées
physiquement.
L’analyse de stabilité globale s’effectue en écrivant le probléme (1.1) sous la forme :

&G = L.G (1.9)

les conditions aux limites étant incluses dans la formulation. Dans ce cas, comme expliqué par
Huerre et Rossi [20], les instationnarités dans les écoulements (ouverts) suivent soit la dyna-
mique instationnaire intrinséque de Pécoulement (celui-ci se comporte en oscillateur), soit la
dynamique extrinséque imposée par du bruit déja présent dans ’écoulement (I’écoulement est
alors un amplificateur de bruit). Dans le contexte de 'analyse de stabilité globale, le premier type
d’écoulement correspond a un opérateur £ instable, le second a un opérateur stable. La notion
de stabilité référe ici au comportement aux temps longs de la norme spatiale du champ généré
par des perturbations initiales. Cette étude est effectuée en cherchant des solutions particuliéres
de (1.9) sous la forme § = ge! avec w la valeur propre complexe de 1'opérateur £ et ¢ le mode
global :

L.q = jwg (1.10)

Dans les cas des amplificateurs de bruit o1 toutes les valeurs propres ont une partie imaginaire
positive, et ot donc toutes les perturbations décroissent aux temps longs, un phénoméne de
croissance transitoire peut néanmoins apparaitre si I'opérateur £ est non-normal, comme dé-
montré par Trefethen et al. [49] pour l'opérateur linéarisé de Navier-Stokes. La recherche de la
perturbation initiale produisant la croissance la plus élevée possible & un horizon temporel donné
fini? est appelée une recherche de perturbation optimale. Une revue des applications de ce type
d’étude pour les écoulements hydrodynamiques est donnée par Schmid [43]. L'une des solutions
les plus élégantes pour effectuer ce type d’étude consiste & faire intervenir les équations adjointes
du probléme (1.1), & l'aide d’une approche découlant des travaux précurseurs de Hill [17] sur
la réceptivité. Une explication détaillée de I'utilisation de 'approche adjointe peut étre trouvée
dans le mémoire d'HDR de C. Airiau [3]. On retrouve ainsi des outils similaires a la décom-
position bi-orthogonale précédemment citée, mais dans un formalisme lié aux problématiques
d’optimisation. Dans notre mémoire, nous verrons plusieurs exemples d’utilisation des approches
adjointes, en particulier sur des applications d’identification de conditions aux limites ainsi que
de croissance transitoire.

3. et non le comportement asymptotique du systéme aux temps longs ¢ —+ 400
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Pour les écoulements de type oscillateur, les travaux de Monkewitz et Huerre [34, 19] ont
montré que le comportement globalement instable était relié a la présence locale d’une instabi-
lité absolue*, c’est-a-dire a l'existence de régions ol des paquets d’ondes de vitesse de groupe
nulle croissent temporellement. Une excitation du systéme dans cette région conduit alors a la
propagation de ces ondes dans tout 1’espace, et donc 4 un comportement dynamique du systéme
exponentiellement croissant & la pulsation de l'instabilité absolue, quelle que soit la fréquence a
laquelle il a été excité. Briggs [9] a mis en place dans le cadre de ’approche de stabilité locale
le formalisme mathématique permettant d’identifier des instabilités absolues. Ce formalisme a
ensuite été popularisé par Bers [5], ce qui conduit au terme communément admis de Briggs-Bers
pour ce type d’approche. Une de ses premiéres applications & la mécanique des fluides date de
1985, par Huerre et Monkewitz [18], alors qu’elle n’est utilisée que depuis peu dans le monde de
Pacoustique des conduits [7]. On pourra se référer a ce dernier papier pour avoir une description
détaillée de sa mise en application. Succinctement, on peut dire que cette approche consiste a
étudier la stabilité du systéme (1.1) soumis & un forgage ponctuel harmonique. Une approche
intégrale mettant en ceuvre des transformées de Fourier dans le domaine spatial et une transfor-
mée de Laplace dans le domaine temporel permet d’obtenir une solution analytique a partir de
laquelle est étudié le comportement aux temps longs du systéme. Cette méthode permet aussi
d’avoir accés au sens de propagation des ondes convectivement instables, telles que les ondes de
Tollmien-Schlichting dans les couches limites laminaires ou les ondes hydrodynamiques de surface
dans les conduits traités acoustiquement. Il faut noter que 'utilisation d’une transformation de
Laplace (écrite ici en remplacant la variable usuelle de Laplace s par jw) permet d’assurer la
causalité de la solution, & partir du moment ou ’on vérifie que la transformation de Laplace est
bien posée mathématiquement, c’est-a-dire que l'intégrale associée converge.

1.2 Mesures lasers appliquées aux ondes acoustiques

Une des spécificités du DMAE est d’avoir développé, depuis le début des années 2000 et sous
I'impulsion de Frank Simon [23, 31, 24, 29, 33, 32], une technique de mesure optique des ondes
acoustiques, afin de s’affranchir des problémes de perturbation de la mesure qui apparaissent
avec 'utilisation intrusive de microphones, en particulier lorsque les ondes acoustiques & mesurer
se propagent au sein d’écoulements aérodynamiques rapides (typiquement de nombre de Mach
supérieur & 0.1). Cette technique optique repose sur trois étapes, présentées dans cette section :
la mesure de la vitesse de l'air par vélocimétrie laser & franges, l'extraction a partir de ces
données d’une information de vitesse relative aux ondes acoustiques, et enfin des post-traitements
permettant de revenir aux grandeurs usuellement utilisées en acoustique que sont la pression,
I'intensité et 'impédance.

Vélocimétrie laser a franges

La vélocimétrie laser est une technique de mesure de la vitesse d’un fluide, pour laquelle
I’Onera dispose d’'une forte expertise depuis plusieurs décennies. Un descriptif détaillé de sa

4. tout du moins dans la gamme d’écoulements étudiés, qui ne comprend pas ceux ol une boucle de rétroaction
acoustique est présente
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théorie et de sa mise en ceuvre peut étre trouvé dans le livre rédigé sous la direction d’Alain
Boutier, et en particulier dans le chapitre [6]. Le terme vélocimétrie laser couvre un large spectre
de techniques consistant & fournir des mesures de vitesses locales et instantanées, en n’utilisant
que de la lumiére et un aérosol. Tous les travaux présentés dans ce mémoire reposent sur la
méthode dite é franges, qui présente une grande souplesse d’utilisation et d’application. Dans
la suite du mémoire ’acronyme anglais LDV ° sera couramment utilisé pour parler de cette
méthode de vélocimétrie laser a4 frange, méme si & proprement parler il n’est pas tout a fait
adéquat. Toutes mes connaissances a ce sujet viennent de ’enseignement au long cours fourni
par Francis Micheli, dont un apercu peut étre trouvé sur le site web de vélocimétrie laser de
I’Onera. Un résumé (trés) succinct de la technique consiste a dire que la mesure de la vitesse
de lair est assimilée & celle de la mesure de la vitesse d’'une particule suffisamment petite pour
que son inertie soit négligeable. On accéde a cette vitesse a partir de la cadence du scintillement
qui se produit quand la particule traverse le réseau de franges d’interférence créé au sein du
volume de mesure formé par 'intersection de deux faisceaux lasers cohérents, comme illustré sur
Panimation 1.1. L’analyse du signal lumineux lié & un réseau de franges d’interférences conduit

F1GURE 1.1 — Modulation du signal lumineux émis lors du passage d’'une particule dans un réseau
de franges d’interférences (cliquer sur la figure pour visualiser 'animation)

ainsi & la mesure de la vitesse de 'air dans la direction perpendiculaire aux franges. Pour obtenir
des composantes supplémentaires du champ de vitesse, il faut donc faire s’intersecter des paires de
faisceaux supplémentaires. Pour I'immense majorité des applications présentées dans ce mémoire,
on a mesuré deux composantes du signal de vitesse (LDV 2C), a l'aide d’un volume de mesure
constitué de Pintersection de faisceaux de lumiére verte et bleue, émis par un laser & argon ionisé
(le faisceau vert a une longueur d’onde de 514.5 nm; le faisceau bleu de 488 nm ou bien 476.5
nm, selon I'état de santé du laser). Chaque couleur est préalablement divisée en deux faisceaux
cohérents, I'un ayant une fréquence optique légérement décalée de ’autre par la traversée d'une
cellule de Bragg (modulateur acousto-optique qui permet de décaler la fréquence de 10 ou 40 MHz

5. pour Laser Doppler Velocimetry

13



typiquement, ce qui est une valeur trés faible par rapport a la fréquence optique du faisceau laser).
Ce décalage des fréquences optiques permet d’obtenir un défilement des franges d’interférence,
et ainsi de pouvoir donner un signe & la vitesse finalement mesurée. Aprés avoir été collecté par
un systéme optique, le signal lumineux est analysé par un dispositif électronique (systémes IFA
ou FSA de la gamme TSI), qui fournit des fichiers contenant une liste des vitesses de chaque
particule ayant traversé le volume de mesure, associé a l'instant temporel de cette traversée.
La cadence d’acquisition est définie comme le nombre de particules exploitées par seconde de
mesure, c’est ainsi une grandeur en Hertz.

Le systéme de vélocimétrie laser que j’ai utilisé est un systéme modulaire dans lequel qua-
siment tous les éléments de la chaine de mesure peuvent étre modifiés, et donc personnalisés
pour 'application voulue. Cette maitrise de I’ensemble du systéme permet ainsi d’optimiser la
mesure selon les contraintes et les objectifs propres & chaque campagne expérimentale. Ainsi,
en changeant les piéces du systéme optique émetteur, on peut modifier la taille de la région
d’intersection de l’ensemble des faisceaux. Celle-ci a la forme d’une ellipsoide (voir figure 1.1),
allongée sur environ 1 mm dans la direction des faisceaux; sa section transversale, qui contient
le jeu de franges d’interférences et correspond donc au volume de mesure, est classiquement dans
nos utilisations de dimension 50 ym ou bien 100 pgm. Le premier volume de mesure permet de
faire des mesures en trés proche paroi, le deuxiéme assure des cadences d’acquisition des signaux
supérieures et donc une plus courte durée de la campagne de mesure, ou bien permet de mesurer
des vitesses d’air plus élevées (supérieures & Mach 0.4 dans nos cas). Dans tous les cas, la peti-
tesse du volume de mesure justifie le terme de mesure ponctuelle pour la vélocimétrie laser; on
doit cependant conserver en mémoire cette résolution spatiale limite, en particulier lorsque 1’on
souhaite faire des comparaisons avec des simulations numériques sur des champs de vitesse de
trés petite extension spatiale. L’autre point clef de la mesure est le choix de ’aérosol pour 'ense-
mencement de Dair, celui-ci devant & la fois présenter des particules de petit diamétre (inférieur
au micron), avec une faible masse volumique et un fort pouvoir de réfaction de la lumiére laser,
tout en étant bénin pour la santé de 'expérimentateur et d’'une mise en ceuvre expérimentale
aisée®. La silice amorphe et la fumée d’encens sont les deux aérosols que j’ai utilisés le plus
couramment, le deuxiéme n’étant utilisé que pour des mesures a trés faible vitesse d’écoulement
(moins du m/s).

La derniére particularité remarquable de la vélocimétrie laser & franges vient de 1’échan-
tillonnage aléatoire du signal de mesure, ce qui est da a la répartition statistique d’arrivée des
particules dans le volume de mesure, selon une loi de probabilité poissonnienne. Des outils de
post-traitement spécifiques doivent donc étre utilisés, la longue expérience de ’Onera en la ma-
tiére étant condensée dans le logiciel Assa [28]. Celui-ci permet classiquement d’accéder a une
moyenne temporelle de la vitesse, mais aussi aux moments statistiques d’ordre supérieur néces-
saires & la représentation des fluctuations turbulentes du fluide.

6. ceci contribuant aussi 4 la santé de l'expérimentateur, en ne mettant pas trop a rude épreuve sa patience et
en assurant la faisabilité de le campagne de mesure dans une étendue horaire compatible avec le droit du travail...
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Mesure conditionnée de vitesse acoustique

La mesure de vitesse par vélocimétrie laser doit subir un post-traitement spécifique pour
obtenir les informations liées au contenu acoustique de la vitesse. L'utilisation du terme wi-
tesse acoustique peut préter a de mauvaises interprétations. Celui-ci est en effet souvent compris
comme étant la vitesse particulaire acoustique, définie classiquement pour les ondes acoustiques
se propageant dans un milieu au repos, ce champ acoustique étant alors purement irrotationel.
Cette grandeur peut elle aussi étre mesurée par des techniques laser : J.C. Valiére en fait une re-
vue dans son livre[51], mais en se focalisant sur des techniques de traitement du signal lumineux
qui ne fonctionnent pas bien pour les configurations avec écoulement moyen qui nous intéressent.
Ce que nous entendons ici par vitesse acoustique est moins restrictif : ¢’est la mesure de vitesse
conditionnée par une grandeur acoustique, qui peut étre le signal émis par un haut-parleur, ou
bien une mesure microphonique & grande distance de la zone étudiée. Panda, Seasholtz et Elam
[37] utilisent ainsi cette approche dans une configuration de bruit de jet, en conditionnant la
mesure de vitesse dans le jet par une mesure de pression en champ lointain (donc par une mesure
du champ acoustique rayonné) : ils séparent ainsi les composantes hydrodynamiques et acous-
tiques du champ de vitesse dans le jet. Lee et Ribner [25] ont montré que la relation de causalité
reposant sur ce type de conditionnement procure une approximation de la solution intégrale des
analogies acoustiques, et permet ainsi d’identifier ce qui, parmi toutes les fluctuations hydrody-
namiques de cet écoulement, est source du bruit rayonné. On pourra se référer au cours de P.
Jordan [22] pour plus de détails sur ces discussions.

La moyenne conditionnée s’obtient par une approche relevant de 'estimation stochastique
linéaire [2, 1], et repose sur les fonctions de corrélations croisées qui, dans le domaine fréquentiel,
reviennent & 'utilisation d’interspectres. Dans le domaine de la mesure acoustique microphonique,
ce type d’approche a été mis en ceuvre initialement par Chung [12], qui a développé la technique
dite de three-microphone signal enhancement. Elle vise & extraire un signal noyé dans un signal
parasite en utilisant la cohérence entre des paires de microphones. Cela suppose que le signal
parasite en question (vu ici comme du “bruit” additif, et di aux fluctuations turbulentes ou au
bruit électronique) soit décorrélé du signal recherché. Les potentialités et limitations de cette
technique ont notamment été étudiées par Nance et Ahuja [36] et Bahr et Cattafesta [4].

Pour les travaux présentés dans ce mémoire, et selon les applications, la vitesse mesurée par
le laser est conditionnée par le signal électronique émis par un haut-parleur jouant le réle de la
source de bruit, ou bien par un microphone placé suffisamment loin de la zone de mesure laser,
de telle maniére que les fluctuations turbulentes qu’il percoit soient décorrélées des fluctuations
turbulentes au niveau du volume de mesure LDV. En notant s ce signal de référence et v le signal
de vitesse, la procédure d’extraction de la vitesse acoustique ” repose sur le calcul de 'interspectre
Gy 1s. On définit alors la “vitesse acoustique” comme :

GU,IS (W)
GISJS (W)

v'(w) = (1.11)

en notant Gyg s 'autospectre du signal de référence. On obtient donc ainsi a la fois ’amplitude
(en m/s) de la vitesse acoustique, et sa phase par rapport au signal de référence.

7. au sens de vitesse acoustique conditionnée, comme expliqué dans le premier paragraphe de la section
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En pratique, cette approche est mise en ceuvre pour des sources multi-sinus, et il est nécessaire
que les raies du spectre de la mesure de référence /s soient distinctes et clairement émergentes.
Lorsqu’on est dans ce cadre, la technique permet d’extraire la composante acoustique de maniére
trés efficace. Ainsi, a titre d’illustration, on présente ici la procédure d’extraction sur des signaux
de vitesse construits sous la forme :

11
v(t) =V + Z AR cos(2 fit + oF) + bn(t) (1.12)
k=1

ol t est une base de temps échantillonnée aléatoirement, avec une distribution représentative d’un
processus poissonien tel que celui obtenu expérimentalement lors d’une mesure par vélocimétrie
laser. Le terme bn(t) représente un bruit blanc gaussien d’écart type b, qui simule le signal parasite
que Pon cherche & éliminer, alors que V' joue le réle de la vitesse moyenne. Le signal acoustique
que 'on cherche i extraire correspond au deuxiéme terme du membre de droite de 1’équation
(1.12), constitué de onze raies aux fréquences fi, avec chacune une amplitude de sinusoide Ag
et une phase ¢F. Pour un signal de référence

11

Is(t) = Z Ak cos(2m frt + ©F) (1.13)
k=1

la vitesse acoustique v/ recherchée a, dans le domaine fréquentiel et pour chaque fréquence consi-
dérée, une amplitude Ageff = AF/\/2 et une phase par rapport a la référence @F — Lpfs. En
construisant la base de temps avec des propriétés caractéristiques de ce qui est réalisé expéri-
mentalement (acquisition de 200 000 particules avec une cadence moyenne de l'ordre de 20 kHz),
et en faisant varier le rapport signal sur bruit snr = 201log(A%/b), on obtient les courbes tracées
sur la figure 1.2. Celles-ci montrent que la procédure d’extraction permet de récupérer le niveau
correct d’amplitude (respectivement de la phase) dés que le rapport signal sur bruit est supé-
rieur a -40 dB (respectivement -30 dB). Cela signifie que I'on peut extraire des amplitudes de
vitesse acoustique 100 fois plus faibles que la valeur rms des fluctuations turbulentes, la capacité
d’extraction étant un peu moins efficace concernant la phase.

Toute cette procédure de conditionnement de la vitesse et ainsi d’extraction des amplitudes
et phases dans le domaine fréquentiel a été implantée dans une version interne Onera du logiciel
Assa.

De la vitesse a l'intensité acoustique

A partir de la vitesse acoustique, on peut ensuite remonter & la pression et i l'intensité
acoustique a partir d’'une formulation mixte eulérienne-lagrangienne basée sur les équations de
Galbrun. Tous les détails de cette méthode sont présentés dans l’article de J-Ph. Brazier [8], et
celle-ci a été mise en ceuvre sur des résultats expérimentaux dans les théses d’A. Minotti [29] ®
et M. Lavieille [23]. Nous n’en donnons donc ici que les résultats principaux. Le champ de
déplacement acoustique lagrangien & = (&;,&,) est déduit du champ de vitesse acoustique v’ =

8. a noter que ce dernier a étendu cette formulation a I’acoustique non-linéaire dans I'article [30]
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FIGURE 1.2 — Valeur moyenne pour les onze fréquences étudiées de ’amplitude (a) et de la phase
(b) de la vitesse acoustique, rapportée a sa valeur théorique. Evolution en fonction du rapport
signal sur bruit et pour différentes valeurs de A¥ (notées A, sur les deux figures).
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F1Ggurk 1.3 — Champ d’intensité acoustique associé & la propagation d’une onde plane & 1 kHz
dans un canal 2D infini de 50 mm de haut avec écoulement cisaillé de Mach central égal a 0.5.

Les deux parois du canal sont rigides.

(vl ’L‘L) en résolvant par différences finies les équations suivantes :

06, o

an + jwéy = vl + oy &y (1.14)
0& | .
an—; + jwéy = v), (1.15)

ou Up représente la composante selon la direction z de la vitesse moyenne (les autres composantes
sont négligées). Ensuite, on obtient la pression acoustique comme [8] :

. d
P = —pocdiveé — %Sx (1.16)

ol pg, Po et ¢g sont la masse volumique, la pression statique et la vitesse du son de ’écoulement
moyen. Enfin, le champ d’intensité active, selon la formulation dite d’Elias & Godin, s’écrit [8] :

I= %Re [iwp'€ + jwpo€ - (v/ + VUq - €)* Uo] (L.17)

en notant Re la partie réelle et * le conjugué complexe.

Contrairement & la formulation eulérienne classique conduisant a l'intensité de Cantrell &
Hart [10], cette approche conduit & un bilan d’énergie acoustique exact, méme en présence d’écou-
lement non-uniforme et de paroi absorbante.

Cette propriété est illustrée sur les figures 1.3 et 1.4. Celles-ci ont été obtenues avec le code
d’analyse modale Mamout développé par J.-Ph. Brazier, dans la configuration d’un canal bi-
dimensionnel infini au sein duquel se propage le mode acoustique & 1 kHz en présence d'un
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F1GUuRE 1.4 — Champ d’intensité acoustique associé & la propagation d’une onde plane & 1 kHz
dans un canal 2D infini de 50 mm de haut avec écoulement cisaillé de Mach central égal a 0.5.
La paroi inférieure du canal a une impédance acoustique spécifique Z = 0.27 — 0.22i.

écoulement cisaillé de type Poiseuille dont la valeur centrale du nombre de Mach est My = 0.5.
Lorsque les parois sont rigides (figure 1.3), les deux formulations de I'intensité donnent des résul-
tats similaires, et en particulier on obtient ici dans les deux cas une conservation de la puissance
acoustique au sein du canal. Au contraire, lorsqu’on considére une paroi inférieure absorbante
acoustiquement (figure 1.3), le champ d’intensité de la formulation Cantrell & Hart est trés diffé-
rent de celui de la formulation Elias & Godin. On se rend compte ici que la premiére formulation
n’est pas conservative : un bilan de la puissance acoustique sur une longueur arbitraire du canal
donne, pour une puissance acoustique entrante normalisée & 1, une puissance sortante égale a
0.2 et une puissance absorbée par la paroi inférieure égale & 0.62. Au contraire, la formulation
d’Elias & Godin conduit & une puissance sortante égale a4 0.2 avec une puissance absorbée sur la
paroi inférieure égale & 0.8.

Ce type de résultat justifie le choix fait par 'TONERA de ’approche eulérienne-lagrangienne
pour post-traiter les mesures acoustiques dans les configurations ot des caractérisations d’ab-
sorbants acoustiques sont en jeu. Le prochain chapitre présentera plus en détail ce type d’ap-
plications. Il est cependant important de noter une difficulté propre a cette application sur des
résultats expérimentaux. Les illustrations des figures précédentes ont été effectuées a partir de
résultats d’'un code d’analyse modale qui calcule la valeur du déplacement lagrangien £ et en
déduit ensuite la vitesse acoustique grace & (1.14) plus (1.15) et la pression acoustique gréce a
(1.16), les éventuelles différenciations spatiales de grandeurs étant effectuées par une multiplica-
tion par le nombre d’onde axial ou bien par une méthode de collocation spectrale. Au contraire,
dans les applications expérimentales, on dispose de la vitesse acoustique, en un nombre limité de
points, et on doit en déduire £ en résolvant (1.14) plus (1.15), en utilisant un schéma aux diffé-
rences finies pour les dérivées spatiales. Or ceci est effectué sur un pas de maillage Ax trés petit
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FI1GURE 1.5 — Analyse en nombre d’onde d’un schéma aux différences finies centrées d’ordre 1 en
présence de différences de phase A¢ entre les données.

par rapport aux longueurs d’ondes considérées. Cette propriété est classiquement favorable pour
les propriétés de dispersion et de dissipation des schémas aux différences finies, sauf lorsque des
erreurs de phase rentrent en jeu. Ceci apparait lorsqu’on effectue une analyse en nombre d’onde
du schéma (dont le principe est présenté par exemple dans Tam [46, chapitre 2]). En effet, comme
illustré sur la figure 1.5 pour le schéma d’ordre 1 utilisé dans le post-traitement expérimental,
le nombre d’onde effectif £’ diverge du nombre d’onde réel k aux petites valeurs de kAz, dés
lors que des erreurs de phase, méme faibles, existent sur les données. Dans les configurations
rencontrées expérimentalement, ’espacement entre les points de mesure conduit a des valeurs
de kAxz généralement inférieures a 0.5 et la technique d’extraction des vitesses acoustiques de la
mesure laser ne peut s’affranchir d’erreurs de phase de quelques degrés. Le calcul de la pression
et de I'intensité acoustique peut donc rapidement étre erroné si le maillage expérimental est trop

fin.

Impédance acoustique

Une grandeur au cceur de tous les travaux acoustiques présentés dans ce mémoire est I'im-

pédance acoustique d’une surface. Ce terme vient du latin impedire qui signifie “entraver”®.

L’impédance mécanique est ainsi la mesure de la maniére dont une surface “résiste” a un mou-

9. to impede en anglais signifie la méme chose
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vement induit par I'imposition d’une force donnée, et est égale au rapport entre cette force et la
vitesse qui en résulte pour la surface. Dans le domaine acoustique, I'impédance est définie dans
le domaine fréquentiel comme :

'
P

v -n

Z:

(1.18)

avec n le vecteur normal & la surface. En particulier, lorsqu’il n’y a pas de surface (ou disons
que celle-ci est uniquement constituée d’air), 'impédance acoustique est égale & Z = pocg : Clest
le ratio entre la pression et la vitesse qu’on trouve pour une onde plane progressive ou bien pour
une onde sphérique en champ lointain. On travaille donc de maniére usuelle avec I'impédance
acoustique spécifique Z :
1 p
poco v’ - m
Nous reviendrons a plusieurs reprises dans ce mémoire sur cette notion d’impédance acous-
tique de surface, la facon de la mesurer, et les questions inhérentes a sa définition.

Z:

(1.19)
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Chapitre 2

Mises en ceuvre préliminaires

Ayant a ma disposition les méthodes, a la fois théoriques et expérimentales, qui viennent
d’étre présentées, j’ai pu, a partir de mon embauche au DMAE en 2008 en tant qu’ingénieur de
recherche, participer a leur application dans diverses études. Je vais donner ici une illustration
concernant des travaux d’analyse de stabilité et des travaux expérimentaux en aéroacoustique.

2.1 L’analyse de stabilité comme outil d’exploitation de simula-
tions numériques directes

Une partie de mes travaux de doctorat a consisté a effectuer des simulations numériques
directes de I’écoulement sur un cylindre en fléche en présence de micro-rugosités de surface
disposées périodiquement selon 'envergure au sein de la couche limite. Ceci visait & étudier le
mécanisme de réceptivité des ondes d’instabilité transverses (dites crossflow) aux caractéristiques
géométriques des rugosités. En effet, une des stratégies envisageable pour retarder la transition
laminaire/turbulent sur une aile en fléche consiste & générer a ’aide de micro-rugosités des ondes
crossflow “tueuses” qui, par interactions non-linéaires, vont atténuer ’amplification naturelle des
ondes les plus instables et repousser ainsi ’apparition de la turbulence [32, 33]. La phénoméne de
réceptivité vis-a-vis des rugosités de surface est un des points clefs de ce scénario de transition,
ce qui justifiait son étude au cours de la thése, et ce qui justifie encore de nombreux travaux
actuels (on peut citer le projet européen RECEPT de 2011 & 2015, ainsi que des publications
récentes [7]).

Classiquement, une rangée de micro-rugosités génére des ondes crossflow stationnaires, dont
le nombre d’onde transversal est 1ié & ’espacement selon ’envergure des rugosités, et c’est ce
phénoméne que nous cherchions a simuler durant ma thése. Or, il s’est avéré que les simulations
numériques directes donnaient lieu non seulement a des ondes crossflow stationnaires mais aussi a
des ondes crossflow instationnaires, ayant une fréquence bien spécifique. A la fin de ma thése, j’ai
donc mis en ceuvre des outils d’analyse de stabilité linéaire (tels que ceux décrits en section 1.1)
pour comprendre quelle était ’origine des ces ondes crossflow inattendues. Ceci a fait 'objet d'un
article paru en 2009 dans Physics of Fluids [18], et dont on trouvera une copie dans I’annexe C.

Une analyse de stabilité locale, effectuée sur ’écoulement obtenu sans rugosité de paroi en
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tenant compte de la périodicité imposée en envergure, a permis de montrer que les ondes ins-
tationnaires obtenues dans les simulations étaient effectivement des ondes d’instabilité crossflow
de I’écoulement : les longueurs d’ondes, taux d’amplification et fonctions propres sont concor-
dants, pour une fréquence égale a celle de I'instationnarité numérique. Une étude plus poussée
consistant & mettre en ceuvre la méthode de Briggs-Bers a permis d’expliquer pourquoi ces ondes
apparaissaient. L’écoulement autour du cylindre lisse présente en effet des modes crossflow de
vitesse de groupe nulle, dont la fréquence absolue a une partie imaginaire négative (i.e. des modes
temporellement amortis) : I’écoulement est donc absolument stable. Par contre, il existe une po-
sition le long de la corde du cylindre ou la partie imaginaire de la fréquence absolue, bien que
négative, est trés proche de zéro. Or, lorsqu’on introduit & cette position une rugosité et qu’on
initialise les simulations associées avec 1’écoulement sur cylindre lisse, on engendre localement
des perturbations transitoires importantes de 1’écoulement, le temps que les structures du type
tourbillon en fer & cheval se forment autour de la rugosité. Ce transitoire joue le réle d’un forcage
quasi-impulsionnel de ’écoulement, dont la réponse apparait sous la forme du mode crossflow
instationnaire dont la fréquence est égale & la fréquence absolue : la partie imaginaire de cette
derniére étant proche de zéro, le mode crossflow instationnaire n’a pas le temps de s’amortir
durant la durée de la simulation. Lorsque la rugosité se situe & une position ol la fréquence
absolue a une partie imaginaire plus fortement négative, on observe alors dans la simulation un
amortissement temporel de I’onde crossflow instationnaire en accord avec la prévision théorique.

Cet exemple illustre ainsi comment la mise en ceuvre d’outils théoriques (relativement) simples
permet d’expliquer des phénoménes observés dans une expérimentation numérique telle que peut
I’étre une simulation numérique directe. C’est une démarche que je cherche, en suivant I’exemple
de nombre de mes collégues, & employer dés que cela est possible.

2.2 Mesures acoustiques en soufflerie

Lorsque j’ai commencé & travailler comme ingénieur de recherche, j’ai rapidement été im-
pliquée sur une étude portant sur la mise en ceuvre d’une mesure non-intrusive de pression
acoustique dans la soufflerie F2 du Fauga-Mauzac. Ce fut 'occasion d’appliquer a grande échelle,
au c6té de Francis Micheli et Frank Simon, et en relais de Maud Lavieille, la technique de mesure
laser de vitesse acoustique présentée en section 1.2. La soufflerie F2 étant équipée d’un véloci-
métre a 3 composantes, nous avons pu reconstruire directement la pression acoustique a partir
de la connaissance dans ’espace des trois composantes de vitesse. En effet, les équations d’FEuler
linéarisées montrent que la pression est proportionnelle & une combinaison du champ de vitesse
acoustique et de ses dérivées spatiales I. Son calcul nécessite done 'utilisation de différences finies
spatiales, et fait ainsi apparaitre, comme discuté a la fin de la section 1.2, une trés grande sensi-
bilité a basse fréquence aux erreurs de mesure sur la phase de la vitesse acoustique. La campagne
expérimentale a montré qu’on pouvait minimiser cette sensibilité en moyennant les résultats sur
plusieurs jeux de mesure consécutifs. Comme illustré sur la figure 2.1, on peut ainsi mesurer la
pression acoustique de maniére non-intrusive et avec une précision satisfaisante, cela impliquant
cependant un temps d’acquisition long (de 'ordre de I’heure ou plus).

1. en particulier, lorsque I'écoulement est uniforme avec une direction prépondérante, la pression est principa-
lement proportionnelle 4 la divergence du champ de vitesse acoustique
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FIGURE 2.1 — Comparaison du spectre de pression mesuré par microphone avec ogive (bleu) et

déduit des mesures laser (rouge). On trace a chaque fois la valeur moyenne (trait plein avec
symbole) et 'erreur & un écart-type (traits pointillés) obtenue sur un jeu de dix mesures.
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Il faut noter que ces mesures peuvent tout a fait étre envisagées en supplément de mesures
aérodynamiques classiques par vélocimétrie laser, car elles ne nécessitent pas de mise en ceuvre
expérimentale spécifique (mise & part une acquisition simultanée d'un signal de référence sur une
voie analogique) : tout repose sur le post-traitement propre a l'extraction du contenu acoustique.
Une piste d’amélioration serait de trouver un formalisme de différentiation spatiale qui serait
moins sensible aux erreurs de phase que les différences finies, tout en ne nécessitant toujours
qu’un nombre restreint de positions spatiales pour satisfaire les contraintes expérimentales. C’est
un “graal” dont je n’ai pas connaissance pour l'instant...

Quoi qu’il en soit, les résultats de cette étude ont montré la faisabilité d’'une mesure non-
intrusive de pression acoustique en grande soufflerie, et ont conduit au dép6t par Frank Simon
d’un brevet auquel j’ai été associée [35]. Ce fut donc 'occasion pour moi de découvrir les arcanes
administratives propres a cette épopée au long cours qu’est le dépét de brevet, et fut donc trés
formateur sur ce plan 1a aussi?! Cette activité de développement métrologique pour les mesures
acoustiques en soufflerie a continué ces derniéres années sous I'impulsion de Frank Simon, avec
une implication plus sporadique de mon cété, essentiellement par un soutien expérimental lors
de la thése d’Héléne Parisot-Dupuis [15]. Je me suis plutét focalisée sur des applications & plus
petite échelle, au sein du banc B2A, comme présenté dans la section suivante.

Néanmoins, depuis 2013, j’ai pu lancer des études prospectives sur des moyens de mesure
alternatifs a4 la vélocimétrie laser : la diffusion Rayleigh et la PIV résolue en temps. L’étude
sur la diffusion Rayleigh a été faite dans le cadre d’une Action de Recherche Exploratoire de
I'ONERA, c’est-a-dire une étude prospective de 600 h sur une année, essentiellement sur papier,
et regroupant un faible nombre d’intervenants. Elle m’a permis de collaborer avec Francis Micheli
et avec Thibault Dartigalongue, ce dernier étant un ingénieur de recherche du département
d’optique responsable d’un laser femto-secondes. L’idée sous-jacente était d’évaluer la faisabilité
d’un capteur de pression acoustique non-intrusif par diffusion Rayleigh [19]. Cette technique
permet de mesurer les fluctuations de masse volumique de I’air, qui sont, pour un milieu au repos
ou bien en mouvement isentropique, directement proportionnelles aux fluctuations de pression
créées par les ondes acoustiques. Elle utilise des lasers, comme la VLF, mais a 'avantage de
ne pas nécessiter d’ensemencement du milieu. L’ordre de grandeur des fluctuations relatives
de densité est de 107 pour une onde sonore de 120 dB, et jusqu’a 10~2 pour une onde de
160 dB, ce qui est un niveau sonore a la limite du domaine de 'acoustique linéaire. Le DLR
a publié, au tout début de notre étude, des travaux montrant la faisabilité de cette mesure
[29], en utilisant une technique de traitement du signal basée sur des autospectres, et donc a
priori d’une capacité d’extraction moins efficace (de 'ordre d’un facteur 10 en amplitude) que
la technique par conditionnement présentée en section 1.2. Nous nous sommes aussi intéressés
spécifiquement durant cette étude prospective sur les moyens de s’affranchir d’une des difficultés
majeure des mesures par diffusion Rayleigh dans une enceinte confinée, qui est la lumiére parasite
provenant de la diffusion par les hublots. L’utilisation d’un laser femtosecondes permettrait en
effet d’effectuer un filtrage spatio-temporel, pour ne récupérer que la lumiére diffusée par les
molécules d’air présentes dans la zone ciblée pour la mesure. Des premiers tests sur table ont
permis d’appréhender les potentialités apportées par ce filtrage optique, et de développer des

2. ainsi, comme illustration, on peut comparer la date d'un article de conférence [22] publié un an aprés le
premier dépot du projet de brevet, et la date effective de publication du brevet...
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outils de dimensionnement des montages optiques associés. Au final, I’étude a permis de mettre
en lumiére (!) les pistes ouvrant le plus de perspectives d’applications. Pour aller a I'étape
suivante consistant en une réalisation expérimentale en bonne et due forme, il faudra néanmoins
réussir a dépasser les difficultés pratiques liées a la disponibilité des dispositifs lasers requis (qui
sont actuellement soit trop coliteux & acheter, soit trop encombrants pour étre transportés...).

La deuxiéme piste alternative, moins prospective que la précédente, concerne la mesure de
vitesse acoustique a 'aide d’un systéme PIV résolu en temps. L’idée est la encore d’utiliser une
technique de conditionnement pour extraire la composante acoustique d’'un champ de vitesse,
acquis cette fois par mesure PIV avec une cadence suffisante pour résoudre les phénoménes
acoustiques auxquels on s’intéresse. L’avantage potentiel par rapport a la VLF serait de disposer
d’une mesure dans un plan (voire dans le futur dans un volume grace a la PIV 3D) au lieu
d’une mesure ponctuelle, et ainsi de gagner en temps d’acquisition. On souhaite aussi tirer parti
de la nature planaire de la mesure pour améliorer 'efficacité de la procédure d’extraction, en
utilisant la cohérence spatiale inhérente aux ondes acoustiques. Cette étude est effectuée dans
le cadre du Projet de Recherche 3DFlow (financement interne & 'ONERA), lancé en 2013 en
coopération avec les équipes du DAFE, département de 'TONERA qui développe notamment
Poutil de post-traitement Folki dédié aux mesures PIV. Du fait de ma seconde grossesse juste
aprés le démarrage du projet, ainsi que de ma prise de fonction ensuite comme chef de 'unité
ITAC, je n’ai pu que suivre cette étude de loin, et ai donc transmis le flambeau a Olivier Léon.
Les résultats obtenus par ce dernier sont trés prometteurs, et on peut espérer 4 moyen terme
disposer ainsi d’une alternative crédible a la LDV, méme si pour 'instant elle reste moins efficace
sur les faibles niveaux sonores.

2.3 Mesures acoustiques appliquées aux traitements de conduit

Présentation du banc B2ZA

Depuis 2008, la majeure partie de mes activités expérimentales a eu lieu dans le banc B2A.
Ce banc Aéro-thermo-Acoustique a été construit sous I'impulsion de Frank Simon lors de la thése
d’Angelot Minotti. Une visualisation en est donnée sur la figure 2.2.

C’est un banc d’environ 4 m de long, constitué d’'un conduit en acier inoxydable de section
carrée de 50 mm de c6té. La cellule d’essai est équipée de deux hublots en silice, ce qui permet d’y
effectuer des mesures de vélocimétrie laser, avec 'aide du dispositif présenté en section 1.2. Au
niveau de la cellule d’essai, ’écoulement est turbulent et pleinement développé. Il est régulé en
débit jusqu’a 600 g/s, ce qui permet, & température ambiante, d’atteindre des vitesses au centre
veine proches de Mach 0.7, comme illustré sur la figure 2.3. Une régulation en température permet
aussi, si cela est souhaité, d’obtenir des écoulements avec une température allant jusqu’a 300° C :
comme cela n’apparait pas sur les croquis de la figure 2.2, le conduit est calorifugé sur toute sa
longueur.

Le banc est aussi équipé a4 'amont de deux haut-parleurs, permettant d’émettre différents
signaux acoustiques jusqu’a des niveaux proches de 150 dB. Du fait de la dimension transversale
du conduit, la fréquence de coupure (sans écoulement et & température ambiante) du banc est
égale a 3440 Hz : on travaille donc préférentiellement en deca de cette fréquence pour n’avoir
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(b) Croquis explicatif

FIGURE 2.2 — Schéma du banc B2A.
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F1GURE 2.3 — Vitesse axiale mesurée par LDV sur une demi-hauteur de la veine B2A pour
différentes consignes en débit, & température ambiante. Les lignes horizontales permettent de
visualiser le nombre de Mach équivalent. L’axe Z est ’axe vertical, les parois sont situées en
Z =0et Z = —50 mm. Le domaine de mesure est situé ici au centre de la veine dans la direction
transverse Y.

31



que le mode acoustique plan qui se propage au sein du conduit. En complément des mesures
LDV, on dispose de plusieurs prises pariétales pour la mesure de la pression statique ainsi que de
la pression acoustique (par sondes microphoniques de type B&K 4182, adaptées a des niveaux
sonores élevés et a la présence éventuelle de température). A 'aval du conduit, un pavillon
exponentiel permet de limiter au minimum les réflexions acoustiques. Le module du coefficient
de réflexion mesuré sans écoulement est tracé sur la figure 2.4.

IR|

1.0 7

08

06

04

02

OIOIIIIIIIIIIIIIII 1 1 1. 1t 1. 1.1 1 1.1 T 1T &t 1T 1 11

0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500
f(Hz)

FI1GURE 2.4 — Module du coefficient de réflexion de la sortie du banc, sans écoulement.

Deux types de cellule d’essai sont disponibles. La premiére (voir figure 2.5a) est dédiée a
I’étude des matériaux absorbants acoustiques, aussi appelés liners. Ceux-si sont alors placés sur
la paroi inférieure du conduit B2A : les échantillons font classiquement 150 mm de long et
30 mm de large. Les hublots supérieurs permettent ainsi un accés optique au-dessus du liner,
et sur toute sa longueur. Pour certaines applications sans écoulement porteur, on a démonté le
pavillon exponentiel de maniére & placer un liner en sortie de la cellule d’essai, ce qui met le banc
dans une configuration de type tube & impédance. La deuxiéme cellule d’essai (voir figure 2.5b),
congue en 2009 dans le cadre du projet ANR APAM, est quant a elle équipée de deux hublots
supplémentaires inférieurs, permettant d’effectuer des mesures LDV dans une cavité placée en
deca du conduit principal : elle est donc particuliérement adaptée a ’étude du comportement
de plaques perforées. A noter que cette partie inférieure peut aussi étre branchée sur un circuit
secondaire d’alimentation en air, afin de générer un écoulement traversant la plaque.

Etudes réalisées au sein du banc

Entre 2008 et 2014, la majeure partie de mes activités a consisté en la réalisation d’essais de
caractérisation de différents types de liners au sein du banc B2A, synthétisés essentiellement sous
la forme de rapports techniques ONERA. Ceci a été fait principalement dans le cadres de contrats
institutionnels, avec 'ANR [20, 24], la FRAE [36], la DGAC (projets en interaction avec Airbus
[25, 26, 23] ou en interaction avec Dassault Aviation et SAFRAN [17]) ou I’'Union Européenne
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(a) Cellule d’essai standard. Le liner est repré-
senté en violet. (b) Cellule d’essai double.

FIGURE 2.5 — Schémas des cellules d’essai du banc B2A

(en interaction avec Alenia [37]). Certaines études ont aussi été menées en soutien a des travaux
de thése (théses de Benjamin Betgen [3] et de Jean-Michel Roche [30]) ou en collaboration avec
les instituts de recherche aéronautiques européens (projet GARTEUR [27, 16]). On peut classer
les essais réalisés en deux grandes catégories, que 'on va illustrer ci-dessous.

Caractérisation d’atténuation acoustique

La premiére catégorie d’essai consiste & étudier la perte de puissance acoustique entre I’amont
et I’aval du liner. Ceci peut étre réalisé classiquement par des mesures microphoniques pariétales
dans les sections rigides en amont et en aval de la zone traitée, mais ’approche par vélocimétrie
laser permet d’obtenir des informations plus riches. On effectue en effet une mesure de la vitesse
acoustique sur une région couvrant ’ensemble de la partie traitée, puis on en dérive une carte
de l'intensité acoustique le long du liner, & 1'aide des outils de post-traitement présentés en
section 1.2. A partir de cette carte d’intensité, on peut bien siir effectuer un bilan de puissance

X

F1GURE 2.6 — Croquis illustrant le principe du bilan de perte acoustique entre I’amont et 1’aval
d’un liner inséré dans la veine du banc B2A. Le liner est représenté en gris, la zone de mesure

LDV en bleu.

acoustique entre 'amont et ’aval du liner, comme illustré sur la figure 2.6. En supposant que
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la zone de mesure est suffisamment étendue verticalement pour sortir de la région d’influence
du liner, la perte de puissance acoustique engendrée par le liner est donnée par 10 log Wlner —
10log W*/W?. La puissance acoustique au niveau d’une surface S de normale n est calculée en
intégrant I'intensité acoustique sortante : W = [, gI-ndS. La mesure LDV n’étant effectuée que
sur un plan centré transversalement dans la veine, on suppose que le champ d’intensité acoustique
est homogeéne dans la direction y ; ceci est vérifié pour le régime d’ondes planes étudié, nonobstant
les éventuels effets 3D engendrés par le fait que le liner ne couvre pas la largeur entiére de la
veine. L’intensité acoustique étant calculée avec ’approche d’Elias-Godine, le bilan de puissance
acoustique est bien exact méme, comme c’est le cas ici, en présence d'un écoulement moyen
non-uniforme et d’une paroi absorbante acoustiquement.

La carte d’intensité acoustique permet aussi d’accéder i 'information sur le comportement
du liner : le champ d’intensité a une structure différente selon que le liner est i réaction localisée
ou non-localisée. Dans le premier cas, les ondes acoustiques au sein du matériau se propagent
uniquement dans la direction de son épaisseur. Pour un matériau a réaction non-localisée, au
contraire, une propagation au sein du matériau est possible dans toutes les directions. On ob-
serve alors sur les cartes d’intensité acoustique au-dessus du liner des phénomeénes de ‘“vagues”
résultant de cette propagation interne. La connaissance de la nature de la réaction du liner est
trés importante sur le plan applicatif : en effet, stricto-senso, seuls les liners a réaction localisée
peuvent étre représentés dans les simulations numériques par une surface homogénéisée d’impé-
dance acoustique et eux seuls ont un comportement indépendant de ’angle d’incidence des ondes
acoustiques.

Nous allons maintenant illustrer ce type de caractérisation acoustique sur deux matériaux étu-
diés dans le cadre du projet MBM. L’un est un liner acoustique conventionnel, de type SDOF 2 :
il est composé d’une plaque perforée surmontant des cellules de nid d’abeille, qui reposent elles-
mémes sur une plaque rigide (voir figure 2.7a). Il aura un comportement de réaction localisée.
Le deuxiéme matériau est un bicouche de mousses métalliques, reposant sur une plaque rigide
(voir figure 2.7b). Sa nature poreuse le conduit & étre & réaction non-localisée.

Les cartes d’intensité acoustique obtenues au-dessus de chacun de ces liners sont tracées sur
la figure 2.8, avec et sans écoulement, et & la fréquence correspondant a l’atténuation acous-
tique maximale du matériau. La longueur des vecteurs intensité, tracés en bleu par défaut, est
proportionnelle & 'amplitude de l'intensité acoustique (intensité active). Parmi tous les vecteurs
intensité, on trace en vert ceux qui se propagent dans le sens des x positifs et dont la prolonga-
tion directe intersecte le matériau. Les zones vertes sont donc les zones oul les ondes acoustiques
incidentes sont susceptibles d’étre absorbées par le matériau. De la méme maniére, on a tracé
en rouge les vecteurs qui se propagent dans le sens des x négatifs et dont la prolongation directe
intersecte le matériau. Sur chaque figure on donne aussi le niveau minimal d’intensité Lyin (en
dB avec une référence de 1pW /m?) et 1’écart entre les valeurs minimales et maximales de I'inten-
sité (noté range). Il faut noter qu’en proche paroi le champ d’intensité est trés souvent fortement
chahuté. Cela provient notamment des difficultés numériques rencontrées dans les zones ou le
maillage est trés raffiné, comme expliqué en fin de section 1.2.

Quoi qu’il en soit, I'exploitation de ces cartes d’intensité permet a la fois d’estimer ’'atté-
nuation acoustique engendrée par chaque matériau a la fréquence considérée, et d’identifier la

3. Single Degree Of Freedom
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(a) Liner SDOF conventionel (b) Liner poreux & base de mousses métalliques

FIGURE 2.7 — Photos d’échantillons de liners utilisés au banc B2A

réaction non-localisée du matériau poreux, au contraire du liner SDOF' qui est a réaction localisée.

Cette approche de caractérisation acoustique a aussi été appliquée sur des liners actifs, afin
d’identifier leur efficacité de fonctionnement, notamment en écoulement. Cela a été fait dans le
cadre de la thése de Benjamin Betgen, encadrée par Marie-Annick Galland de I’Ecole Centrale
de Lyon, et Frank Simon. J’ai pour ma part effectué les essais au banc B2A sur les concepts dé-
veloppés par Benjamin. Ceux-ci étaient constitués de trois cavités juxtaposées, surmontées d une
couche résistive (feuille de tissu métallique). Au fond de chaque cellule, un haut-parleur permet-
tait de contréler la structure du champ acoustique dans la cavité. Ce champ était mesuré par un
microphone situé en face arriére de la couche résistive, et selon le concept utilisé un deuxiéme
microphone pouvait étre installé en face avant (il était alors protégé de ’écoulement rasant par
une deuxiéme couche résistive faite par une plaque perforée). Ainsi, a 'aide d’un algorithme de
contréle actif, I'impédance du liner hybride pouvait étre modifiée, afin de soit réaliser une réac-
tance nulle (mimant ainsi un résonateur quart d’onde, quelle que soit la fréquence visée), soit de
réaliser une impédance cible donnée. Celle-ci était choisie pour maximiser I'atténuation acous-
tique du liner dans ’environnement dans lequel il devait étre placé*. Tous les détails peuvent
étre trouvés dans la publication qui a découlé de cette étude [2] et dont on trouvera une copie
dans 'annexe C, je me contenterai dans ce mémoire d’illustrer le type de comportement qui a
été observé avec un exemple de cartes d’intensité acoustique, tracées sur la figure 2.9.

Lorsque l'algorithme de contréle est inactif, le liner absorbe les ondes acoustiques du fait
de la combinaison de la couche résistive et de la cavité sous-jacente, comme le fait un liner
conventionnel SDOF. La carte d’intensité permet d’identifier trés clairement le comportement
découplé de chaque cellule, conduisant a une absorption peu importante & la fréquence proche
de 1000 Hz étudiée : la profondeur des cavités (40 mm) est en effet deux fois plus petite que
celle qui aurait conduit & un fonctionnement de résonateur quart d’onde. Au contraire, lorsque
Palgorithme de contréle est actif, le champ d’intensité acoustique est comme aspiré par le liner (la
zone constituée de vecteurs tracés en vert est trés étendue), les trois cellules travaillant de concert.

4. cette question du choix de cette impédance cible étant tout un probléme en soi!
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FicURE 2.8 — Cartes d’intensité acoustique déduites des mesures LDV, pour un liner SDOF
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F1GURE 2.9 — Cartes d’intensité acoustique mesurées au-dessus du liner hybride de I'ECL, lorsque
ce dernier est en mode passif (gauche) ou actif (droite).

La puissance acoustique est alors notablement plus faible & ’aval qu’a ’amont (voir la longueur
respective des vecteurs intensité). La mesure LDV et le tracé des cartes d’intensité acoustique
associées permettent donc une visualisation du fonctionnement du contréle acoustique.

Il n’y a malheureusement pas encore eu de suite & ces études de caractérisation de liners
actifs, malgré plusieurs tentatives en lien avec 'ECL (M-A. Galland), le laboratoire Femto (M.
Collet) et 'EPFL (H. Lissek). Ainsi, en 2012, un projet ANR commun a été déposé, puis en 2013
une proposition de projet européen LO et en 2015 une réponse & un call européen H2020. Ces
propositions n’ont pas obtenu de financement, mais la volonté de travailler en commun avec les
partenaires pré-cités persiste, et nous continuerons donc a persévérer...

Mesures de wvitesse acoustique a proximité de la paroi du liner

Le deuxiéme type d’essai effectué dans le banc B2A sur cette problématique des liners consiste
en des mesures de vitesse acoustique sur des zones millimétriques & proximité de la paroi du
matériau. On exploite ainsi la haute résolution spatiale de la mesure LDV, en choisissant des
réglages optiques de telle maniére que la taille caractéristique du volume de mesure soit de ’ordre
de 50 pm. Les données acquises sont ensuite exploitées de diverses maniéres. On peut s’en servir
pour améliorer la compréhension physique des phénoménes en jeu, ce qui a notamment été fait
sur des configurations ott un écoulement traversait la plaque perforée du liner (étude APAM
[20], collaboration avec le DLR [5, 21]). A titre d’illustration, la figure 2.10 montre le film du
champ de vitesse et de vorticité acoustique au-dessus d’un trou d’une plaque perforée traversée
par un écoulement, ce qui crée un jet a travers les perforations. La plaque est placée sur la paroi
inférieure de la veine principale du banc B2A, et est posée au-dessus d’une cavité (voir figure
2.5b). Lorsqu’un train d’ondes acoustiques planes est généré au sein du banc, I'interaction avec le
jet débouchant d’une perforation se traduit par la création de vorticité “acoustique” (toujours au
sens de corrélé avec lexcitation acoustique) au niveau de la frontiére du jet. Ce mécanisme, prévu
notamment par Howe [6], est clairement identifié sur les mesures réalisées par LDV “acoustique”.

Ce type de mesure a aussi été mis en ceuvre pour valider finement des simulations numériques :
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F1GURE 2.10 — Film (évolution sur une période, cliquer sur la figure pour visualiser ’animation)
du champ de vorticité acoustique au-dessus d’'une perforation traversée par un écoulement moyen
Wy = 30 m/s et soumise & une onde acoustique se propageant selon z a la fréquence f = 992 Hz.
L’écoulement moyen atteint 0.5Wj et 0.9W) au niveau des lignes roses. Les vecteurs montrent
le champ de vitesse acoustique (v}, v), la fléche horizontale donne 1’échelle correspondant & une
amplitude de 1 m/s. Les lévres de la perforation sont représentées en orange.

cela a été fait en support d'un doctorant Onera qui effectuait des calculs DNS autour d’'un
résonateur de Helmholtz soumis & un écoulement rasant et/ou & des forts niveaux sonores [31], ou
bien au profit des équipes d’Airbus qui souhaitaient valider leur outil numérique développé pour
prévoir I'impédance des liners conventionnels [8, 10]. Une vaste banque de données expérimentales
a alors été réalisée dans le cadre d’'un contrat DGAC, et une partie des comparaisons avec les
simulations a été présentée dans le papier de conférence [9]. Cette étude a notamment permis
de mettre en lumiére un défaut de la version préliminaire du code d’Airbus, qui sous-estimait
fortement le lacher de “tourbillons acoustiques” au niveau des lévres des perforations lorsque
le liner est soumis & des niveaux sonores élevés (on parle alors de régime non-linéaire pour la
réponse acoustique du liner). Il est prévu par Airbus d’inclure dans le futur les effets d’écoulement
rasant dans leur code, une banque de données spécifique a donc été réalisée. L’écoulement rasant
a la paroi perforée du liner modifie fondamentalement sa réponse acoustique, et en particulier les
phénoménes de création de vorticité acoustique. Une illustration en est donnée sur les films de
la figure 2.11, déduits de mesures réalisées au-dessus d’un liner SDOF soumis & une excitation
acoustique de 130 dB en présence d’un écoulement rasant de Mach débitant égal a 0.05 (donc
quasi-négligeable) ou 0.3.

Je souhaite ici faire un aparté sur la structure du champ aérodynamique moyen en proche pa-
roi au-dessus de ces liners ®. En effet, une conséquence intrigante de ces interactions fluide /acoustique
en proche paroi est la modification de 1’écoulement moyen lui-méme en présence de 1'exci-

5. la technique de mesure LDV mise en ceuvre donne accés 4 la composante “acoustique” de 1'écoulement, mais
aussi bien sfr aux variables moyennes. On peut aussi extraire la composante turbulente du champ si cela est
souhaité (i.e. la partie “incohérente” de la fluctuation).
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F1GURE 2.11 - Film (évolution sur une période, cliquer sur la figure pour visualiser ’animation)
du champ de vorticité acoustique au-dessus d’'une paroi perforée d’'un liner en présence dun
écoulement rasant de nombre de Mach moyen M = 0.05 (gauche) ou M = 0.3 (droite). Le
liner est soumis & une onde acoustique se propageant selon x a la fréquence f = 1992 Hz. Les
vecteurs montrent le champ de vitesse acoustique (v/,v]), la fléche horizontale donne 1’échelle
correspondant & une amplitude de 1 m/s. La paroi perforée est représentée en noir.

tation acoustique. Cette modification n’est observable qu’a faible vitesse d’écoulement moyen
(M = 0.05), et est visible & la fois sur la composante longitudinale Uy et la composante verticale
Wy. Une illustration en est donnée sur la figure 2.12. Pour la vitesse verticale, ce phénoméne
s’explique simplement par le détachement tourbillonnaire créé au niveau des trous du fait par
I'excitation acoustique. En effet, des simulations numériques directes ont montré que sur la pre-
miére demi-période acoustique le lacher tourbillonnaire s’effectue a l'intérieur de la cavité du
liner alors que sur la deuxiéme demi-période il se produit au-dessus de la paroi perforée. La
procédure de post-traitement que nous appliquons aux mesures LDV ne permet pas de capter
directement ce phénoméne puisque nous décomposons le champ de vitesse en une composante
stationnaire et en une fluctuation sinusoidale dans le temps (celle représentée sur le film 2.11a
par exemple). La non-sinusoidalité du phénoméne physique se traduit donc ici par un ajout de
vitesse de 'ordre du m/s sur la composante stationnaire Wy, qui n’est dans ce cas notable que
sur le premier millimétre au-dessus de la paroi. Lorsque I’écoulement moyen est plus rapide, on
observe une uniformisation spatiale de la vorticité acoustique induite par ’excitation (voir figure
2.11b), et ce phénoméne disparait.

Ce qui se passe sur la composante longitudinale de la vitesse est plus complexe et je n’en ai pas
encore d’explication complétement convaincante. La modification du champ de vitesse y est plus
forte en amplitude, et se situe sur une distance & la paroi plus importante. Une représentation
plus parlante est donnée sur la figure 2.13 ol on a tracé le profil de vitesse selon les grandeurs
adimensionnées de la convention couche limite : Ut = Up/v* et y = (2v*) /v avec v* la vitesse
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de frottement a la paroi, qui peut étre évaluée soit par la mesure de perte de charge le long
du conduit, soit par le tracé d’une loi log en proche paroi selon laquelle Ut = 1/klny™ + B
avec k et B des constantes dont la valeur exacte reste sujet a discussion [13, 12]. Ici les deux
méthodes conduisent & des valeurs trés proches, autour de 0.9 m/s lorsque M = 0.05 et de
5 m/s lorsque M = 0.3. Par contre, on observe que pour M = 0.05 et en présence d’excitation
acoustique, le profil de vitesse ne suit plus la loi logarithmique obtenue sans excitation; les
deltas de vitesse obtenus sont de l'ordre de plusieurs m/s, donc bien au-dela de ce qui est
réalisé avec un phénoméne du type acoustic streaming [38, 39, 28]. De plus, I'importance de la
modification de 1’écoulement moyen en proche paroi dépend des caractéristiques géométriques
du liner, et donc est directement lié & sa réponse acoustique. Si ’on réussit un jour i effectuer
des simulations numériques Navier-Stokes d’une configuration semblable, il serait intéressant de
voir si ce phénoméne est reproduit. Récemment, un calcul LES réalisé par Scalo et al. [34] et
traitant le liner par une condition aux limites homogénéisée a peut-étre capté un phénoméne
similaire : des échanges sur ce théme avec Julien Bodart de I'ISAE permettront sans doute
d’en savoir plus dans le futur. Encore plus récemment, Zhang & Bodony [40] ont réalisé une
simulation DNS reproduisant la complexité géométrique d’une seule cellule d’un liner SDOF,
en présence d’un écoulement rasant laminaire ou turbulent de nombre de Mach proche de 0.6
et en faisant varier le niveau sonore de l'onde acoustique incidente jusqu’a des niveaux trés
élevés (160 dB). Ils ne montrent pas ce qui se passe sur le champ de vitesse moyenne mais ont
calculé la trainée de frottement : celle-ci augmente significativement avec le niveau sonore, ce
qui résulte vraisemblablement d’une distorsion de 1’écoulement moyen & proximité de la paroi
du fait de I'excitation acoustique. Pour les applications industrielles en nacelle, les nombres de
Mach de ’écoulement sont suffisamment élevés par rapport aux niveaux sonores rencontrés pour
que la question de I'impact du liner sur les performances aérodynamiques globales ne se pose
sans doute pas; par contre, c’est une problématique qui peut apparaitre dans les systémes de
conditionnement d’air ou ’écoulement est bien moins rapide alors que les niveaux sonores restent
significatifs.

Pour finir sur les mesures de vitesse acoustique a proximité de la paroi des liners, elles ont été
utilisées par Frank Simon et son doctorant Romain Pethieu, juste avant mon arrivée parmi eux,
pour observer un phénoméne i 1’époque trés mal compris : I’apparition au-dessus d’'un certain
type de liners de tourbillons cohérents de grande échelle spatiale, pour une gamme d’écoulement
ol le liner générait du bruit au lieu d’en absorber. Ces tourbillons ont par la suité été mesurés
par Marx et al. [11] et ont été reliés a la présence d’instabilités hydrodynamiques. On reviendra
dans la suite du mémoire sur ces instabilités bien particuliéres.

Pour aller plus loin...

Tous les essais qui viennent d’étre présentés apportent des éclairages précieux sur les phéno-
meénes physiques en jeu dans le couplage acoustique/écoulement en présence de liners. Néanmoins,
si on souhaite savoir comment ces liners vont se comporter dans un environnement autre que celui
du banc B2A, c’est-a-dire ayant une géométrie et des sources sonores différentes, il faut pouvoir
évaluer les grandeurs intrinséques & leur réponse acoustique. Pour les matériaux & réaction loca-
lisée, il s’agit de leur impédance acoustique ; pour les matériaux a réaction non-localisée, comme
les poreux, il s’agit des nombreux paramétres caractéristiques de la propagation vibroacoustique
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des ondes au sein du matériau[l], ce qui complexifie d’autant plus le probléme.

Dans toute la suite du mémoire, nous allons nous focaliser sur les matériaux a réaction
localisée et sur leur impédance acoustique. En mettant en ceuvre une approche initialement
proposée au cours de la thése de Maud Lavieille, une tentative de mesure directe de I'impédance
acoustique d’un liner SDOF a été faite le cadre des projets COMATEC [14] et JTI-GRA [37].
Cela consiste & combiner une mesure LDV de vitesse acoustique normale & proximité de la paroi
du liner, & une mesure de pression acoustique pariétale effectuée par sonde microphonique. On
en déduit une impédance acoustique locale Z = p//v.. Ici, la vitesse v/, est moyennée sur une
surface ayant la méme porosité que 1’échantillon, afin d’effectuer une forme d’homogénéisation
représentative des propriétés de la paroi perforée. Cette technique nécessite cependant de percer
un trou dans le matériau pour positionner la sonde microphonique, et est en cela aussi intrusive
que la technique classique dite in-situ[4], tout en étant bien plus longue de mise en ceuvre du
fait de la grande quantité de mesures LDV & acquérir! De plus, la validité de I'utilisation d’une
mesure de vitesse en trés proche paroi peut étre questionnée, en particulier lorsque la réponse
acoustique du liner est dans le domaine non-linéaire, du fait de ’écoulement rasant et/ou de forts
niveaux sonores.

En paralléle de mes activités contractuelles, j’ai eu la chance de pouvoir creuser, essentielle-
ment en interaction avec des stagiaires et des doctorants, les questions qui se faisaient jour suite
a ces travaux expérimentaux :

e comment modéliser I'impédance des liners de type SDOF et quel sens donner & I’homogé-
néisation sous-jacente couramment effectuée ?

e comment identifier au mieux cette impédance homogénéisée 4 partir des jeux de mesures
acquis au sein du banc B2A 7

e que représentent les instabilités hydrodynamiques apparaissant sur certains liners et com-
ment mettre les outils d’analyse de stabilité rencontrés pendant ma. thése au service de
I’analyse acoustique en conduit traité ?

La deuxiéme partie de ce mémoire va maintenant présenter chacune de ces trois probléma-
tiques, qui sont toujours en cours d’exploration et riches de perspectives.
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Deuxiéme partie

Voies de recherche explorées

Cette partie présente les travaux menés sur les trois problématiques de
recherche que j’ai approfondies ces derniéres années, en s’appuyant sur
les acquis discutés dans la partie précédente : la modélisation de 'im-
pédance des liners, les techniques d’identification de cette impédance,
et I’analyse modale dans les conduits traités acoustiquement. Ces études
ont été principalement menées en encadrant des stagiaires de Master Re-
cherche et en co-dirigeant des théses, en collaboration avec des chercheurs
plus expérimentés. Dans ce mémoire je ne présenterai que les lignes di-
rectrices de tous ces travaux et je renverrai aux différentes publications
qui en sont issues pour plus de détails. Je présenterai aussi comment ces
études m’ont conduit a proposer et coordonner un projet dans le cadre

des financements européens CleanSky.
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Chapitre 3

Modélisation de I'lmpédance acoustique
d’un liner

Nous avons vu précédemment que I'impédance d’un liner classique, a réaction localisée, était
définie par 'impédance de surface du matériau, c’est-a-dire par le rapport entre la pression et la
vitesse normale acoustique a la paroi du liner. D’autre part, une partie des études expérimen-
tales présentées en section 2.3 s’attachait a capter la complexité spatiale du champ de vitesse
acoustique & proximité immédiate de la paroi du liner, au niveau des perforations de la plaque
supérieure. La question qui se pose alors est de savoir comment relier ce champ acoustique en
proche paroi, fortement inhomogeéne du fait de la structure géométrique du matériau, a la gran-
deur globale qu’est 'impédance de surface du liner. J’ai abordé ce questionnement lors d’une
collaboration avec les mathématiciens appliqués de 'INSA (Abderrahmane Bendali, Sébastien
Tordeux), lors du projet ANR APAM (2009-2011) qui portait sur la modélisation acoustique
d’une plaque perforée en présence d’écoulement traversant, et durant lequel j’avais a4 mener une
campagne expérimentale dédiée au sein du banc B2A. A la fin du projet, ces travaux ont été pour-
suivis sur des financements internes Onera, et au cours de la thése de Vincent Popie, co-dirigée
avec Sébastien Tordeux (alors & 'INRIA/Université de Pau) de 2012 & 2015.

3.1 Notions de champ proche et de champ lointain

La notion clef pour comprendre comment définir proprement I'impédance acoustique d’une
surface est celle de champ proche et de champ lointain, et les techniques d’homogénéisation
qui en découlent. Suffisamment loin de la surface, et nous verrons plus loin ce que représente
ce "suffisamment", I’étude de la réponse acoustique d’une surface se raméne i un probléme de
diffraction d’ondes acoustiques planes. Nous nous plagons ici dans un formalisme fréquentiel,
c’est-a~dire que nous nous intéressons uniquement a des ondes harmoniques & la pulsation w, leur
dépendance temporelle étant de nouveau écrite suivant la convention ™. Il faut faire attention au
fait que selon les publications c’est cette convention ou bien I’opposée e ~«*
un impact sur le signe de la partie imaginaire de 'impédance par exemple. Nous restreignons notre

qui est utilisée, ce qui a

étude au domaine de ’acoustique linéaire, pour lequel les formalismes temporels et harmoniques
sont théoriquement équivalents, et donc toutes les équations écrites par la suite sont, sauf mention
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contraire, exprimées dans le domaine fréquentiel.

De maniére classique, le probléme de diffraction d'une onde acoustique & travers une paroi,
en I'absence de tout écoulement porteur, se résume par la figure 3.1a : une onde incidente génére
une onde réfléchie et une onde transmise. L'impédance de la paroi, vue ici comme une impédance
de transmission, est définie comme :

P 1 prf _prﬂ _ 1 p.rI _p.rII 31)
¢ poco v'T-m poco vl . n '

les variables acoustiques étant évaluées a la paroi. La conservation de I'intensité acoustique entre
les deux milieux, la loi de Snell-Descartes et la définition de I'impédance conduisent a la relation
suivante pour le coefficient de réflexion de la paroi :

_ Zycosb;
 Zycosl; + 2

R

(3.2)

vy =Tp;

1

II

(a) Paroi d’impédance de transmission Z,,, située entre les mi-
lieux I et I

(b) Matériau & réaction localisée, d’impédance de surface Z
FIGURE 3.1 — Réflexion et transmission d'une onde acoustique plane entre deux milieux

Dans le cas d’un liner & réaction localisée, le deuxiéme milieu est tel que seule une propagation
acoustique mono-dimensionnelle y est permise. C’est ce qui se passe au sein des cavités de nid
d’abeille des liners de type SDOF ou DDOF, tant que la fréquence étudiée est en deca de
la fréquence de coupure du guide d’onde formé par la cavité. On se retrouve alors dans la
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configuration représentée par le schéma 3.1b, qui met en jeu I'impédance de surface du liner :

1 pp’f

Z=_—
poco v’ - m

(3.3)

avec la pression et la vitesse acoustique évaluées & la paroi du liner. La relation entre cette
impédance de surface et le coefficient de réflexion du liner est alors :

Zcosl; — 1

~ Zcos 0;+1 B4

Les liners classiques étant constitués d’'une paroi supérieure faite d’une plaque perforée, on
relie classiquement I'impédance de transmission de la plaque Z,, a celle Z; d’une perforation par
la relation suivante :

_Zn

Ty = (3.5)

a

oll o est la porosité! de la plaque, c’est-a-dire le rapport entre la surface de I'ensemble des
perforations et la surface de la plaque. Cette homogénéisation "heuristique" se justifie par une
considération de conservation du débit acoustique & travers la plaque, conduisant & v’ - 7 |paque =
ov’ - Nipoy. A noter que dans ce raisonnement, la forme géométrique du réseau de perforation
n’est pas prise en compte.

Il est important d’insister sur le fait que dans tout ce raisonnement sur le probléme de
diffraction, on se place dans une approche champ lointain par rapport aux surfaces, pour pouvoir
considérer que le mouvement est régi par les équations d’ondes de ’acoustique linéaire. En méme
temps, les définitions de I'impédance font intervenir des valeurs du champ acoustique @ la paroi.
Or, une mesure LDV de la vitesse acoustique & proximité des perforations d’un liner, et ce méme
sans écoulement porteur, comme cela a été fait dans une des phases du projet EFAPS2 et détaillé
par exemple dans le papier de conférence [16], conduit & une structuration totalement inhomogéne
du champ acoustique, telle que montrée par la figure 3.2. Dés lors, quel sens donner aux valeurs
en paroi apparaissant dans les définitions de I'impédance ? Nous allons voir dans les sections
suivantes que le formalisme mathématique rigoureux de ’homogénéisation par développements
asymptotiques raccordés (c’est-a-dire une approche multi-échelle) permet de répondre a cette
question, tout du moins pour l'instant dans les configurations ou il n’y a pas d’écoulement
porteur en champ lointain. Cela va aussi nous permettre de relier I'impédance d’une plaque
perforée (notion de type champ lointain) a la réponse acoustique au niveau de la perforation
(notion de type champ proche), étape essentielle a 'obtention de modéles d’impédance basés sur
les caractéristiques géométriques de la paroi.

3.2 Homogénéisation par approche asymptotique

Les travaux sur ’homogénéisation par développements asymptotiques raccordés ont été faits
en collaboration avec Abderrahmane Bendali et Sébastien Tordeux, membres & 1'époque du
groupe de mathématiques appliquées de I'INSA Toulouse, et spécialistes des problémes d’homo-
généisation pour les ondes électromagnétiques. Ils travaillaient couramment avec M’Barek Fares

1. aussi appelée "taux de perforation"
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f=1592 Hz f=1592 Hz

-1 a

(a) Niveau sonore de 'onde incidente égal & (b) Niveau sonore de ’onde incidente égal a
110dB 130dB

FIGURE 3.2 — Champ de vitesse acoustique (vecteurs), avec en couleur les niveaux de Re(v)),
pour une onde acoustique de différent niveau sonore se propageant a 1592Hz dans la direction .
La paroi du liner est placée en z = 0, et une perforation se trouve entre z = —0.6 et z = 0.6 mm.

au Cerfacs pour toutes les vérifications numériques, a ’aide du solveur par formulation intégrale
CESC. L’application au probléme de 'acoustique linéaire en présence d’une plaque perforée a
conduit a la publication commune [2]. Je n’expliciterai ici que la démarche qui a été suivie, il
faut se référer au papier pour tous les détails mathématiques.

L’approche suivie a consisté a étudier le probléme de diffraction par une plaque présentant
un réseau de perforations, probléme ici supposé régi par 1’équation de Helmholtz ?, & I’aide d’un
développement asymptotique raccordé & deux échelles : 4, la dimension caractéristique d’une
perforation et d, I'espacement caractéristique du réseau. On se limite ici aux plaques a faible
porosité, de maniére a pouvoir négliger les interactions entre les perforations. Par contre 1’étude
est faite de maniére & pouvoir tenir compte de n'importe quel arrangement des perforations
ainsi que de ’épaisseur de la plaque (sous condition qu’elle reste de l'ordre de grandeur de
8). Les travaux précurseurs de Leppington et Levine [17] se limitaient eux & une disposition
rectangulaire des perforations dans une plaque infiniment mince. On a de plus montré que la
contrainte classiquement admise d < A sur 'espacement entre les perforations par rapport a la
longueur d’onde acoustique A était trop restrictive, elle peut étre relachée en d < A\/2.

La mise en ceuvre des développements asymptotiques fait apparaitre au niveau du champ
proche de la perforation la notion clef de conductivité de Rayleigh. Celle-ci est définie par :

Kp= % (3.6)
ot Q est le flux acoustique volumique a travers la perforation Q = [v.ndS, avec n défini de la
zone I vers la zone IT. Ici v est la vitesse locale au niveau du trou, et P! et P! sont les limites

2. on ne tient donc pas compte des phénoménes visqueux, non-linéaires ou liés & un écoulement porteur
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a 'infini du champ de pression : a la fois la vitesse et la pression sont ici des grandeurs de champ
proche.

Le raccord, via une région de champ intermédiaire, entre les développements asymptotiques
en champ proche et champ lointain permet de relier le coefficient de réflexion de la plaque & la
conductivité de Rayleigh d’une perforation, ce qui revient & construire une condition aux limites
homogénéisée pour le probléme de diffraction acoustique de la plaque. Celle-ci fait intervenir la
compliance ® 7 de la plaque, définie comme :

—J 0 1
y = jw cos (l_ﬁ) (3.7)

2¢co
On montre que 'approximation & I'ordre O(9) de la compliance est :

a0 = KR

v (3.8)

en notant A l'aire d’une cellule unitaire du réseau de perforations. Cette expression est celle
couramment retrouvée dans les papiers étudiant la compliance acoustique d’une plaque perforée,
tels ceux largement cités de Hughes et Dowling [5, 10]. D’autre part, la relation (3.8) couplée &
Péquation (3.2), permet de relier & 'ordre O(d) la conductivité de Rayleigh, notion définie en
champ proche, a 'impédance de transmission, notion définie en champ lointain :
jwA
Zow o (3.9)

Les conditions de raccord conduisent ainsi & ce que les pressions P! et P limites a l'infini des
pressions de champ proche, soient égales & la valeur a la paroi des pressions en champ lointain
p'T et p'I1 | tandis que la valeur & la paroi de la vitesse acoustique champ lointain v -1 est égale &
@ /A. Tout cela permet finalement de justifier mathématiquement I’homogénéisation heuristique
donnée par ’équation (3.5).

L’approche asymptotique permet aussi d’aller plus loin, en obtenant une expression a 'ordre
O(6?) de la compliance, qui s’écrit sous la forme relativement simple :

) — Kr

~* (1 — 4KRRe(s0)) (3.10)

dés lors que les perforations sont axisymétriques ou bien que I’épaisseur de la plaque peut étre
négligée. Le coefficient Re(sp) introduit une correction qui dépend de la géométrie exacte du
réseau, au lieu de faire une simple division par la surface de sa cellule unitaire. Les applications
pratiques montrent néanmoins que cette correction est trés faible : ainsi la figure 3.3 compare
I’expression & 'ordre O(8) et O(6%) du coefficient de réflexion d’une plaque standard : la différence
entre les deux courbes est inférieure au pourcent. Cela justifie, pour la plupart des applications,
de négliger 'influence de la forme du réseau.

3. terme anglais dont je n’ai pas trouvé de traduction francaise satisfaisante... Sachant qu’en mécanique des
structures cette grandeur représente l'inverse d’une raideur, on pourrait par exemple proposer le terme de souplesse
ou bien de flexibilité, apposé A 'adjectif acoustique ou dynamique.
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F1GURE 3.3 — Module du coefficient de réflexion d’une plaque perforée par des trous cylindriques
agencés sur un réseau carré. Solutions a 'ordre 1 en trait plein, 4 'ordre 2 en trait pointillé.

Il est important de rappeler que la validité de I’homogénéisation qui vient d’étre présentée n’a
été démontrée dans ces travaux que dans le cadre des équations de 'acoustique linéaire, pour des
plaques a faible porosité. Dans les applications aéronautiques des phénoménes supplémentaires,
non pris en compte par I’équation de Helmholtz, entrent en jeu :

e des effets visqueux au niveau des parois;
e des effets non-linéaires liés a des niveaux sonores élevés ;

e la présence d'un écoulement moyen, soit a travers les perforations, soit rasant a la paroi
supérieure du liner, soit une combinaison des deux.

De plus, lorsque la porosité de la plaque est élevée ou bien en présence d’écoulement rasant, des
interactions entre les perforations peuvent apparaitre. Leur influence a été partiellement étudiée
dans les travaux de Fok [7].

L’importance relative de chacun de ces phénoménes dépend des configurations étudiées. Leur
prise en compte complexifie notablement le probléme mathématique d’homogénéisation associé :
4 ma connaissance, il n’existe une preuve de la démarche d’homogénéisation que dans le cas oti
seuls les effets visqueux sont considérés. Cela a été effectué par Sanchez et al. [9], en travaillant,
dans les régions de champ proche, avec les équations de Stokes linéarisées instationnaires. La
reprise de ces travaux dans le cadre de la thése de Vincent Popie a permis de prouver que
la relation (3.9) entre la grandeur de champ lointain qu’est I'impédance de transmission et la
grandeur de champ proche qu’est la conductivité de Rayleigh était aussi valable dans le contexte
de 'acoustique linéaire incluant les effets visqueux sur les parois. Intuitivement, je dirais qu’il
doit étre envisageable mathématiquement d’étendre ce type de relation aux configurations avec
niveau sonore élevé ou bien avec écoulement traversant. En effet dans ces cas on réussit toujours,
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en s’éloignant suffisamment de la plaque, & se retrouver dans une zone de champ lointain régie par
les équations de Helmholtz ; de plus, au niveau de la plaque les phénomeénes complexes en jeu se
limitent & une zone restreinte autour des perforations, tout du moins tant que la porosité est assez
faible. Dés lors qu'un écoulement rasant entre en jeu, la notion d’homogénéisation devient bien
plus sujette i caution, et on entre dans le domaine controversé et trés vivant actuellement des
conditions d’impédance en écoulement (on peut citer, comme exemple de travaux emblématiques,
les articles suivants : [13, 3, 1]).

3.3 Modélisation de la conductivité de Rayleigh des perforations

L’approche par homogénéisation multi-échelle a permis de comprendre que la grandeur la plus
appropriée pour étudier la réponse acoustique & I’échelle d’une perforation était la conductivité de
Rayleigh. On peut ensuite en dériver 'impédance de la plaque perforée par la relation (3.9). Lors
de la collaboration avec le groupe de mathématiques appliquées de I'INSA, nous nous sommes
tout d’abord limités aux cas d’acoustique linéaire pure, régis par I’équation de Helmholtz. Les
analyses mathématiques ont été effectuées durant le post-doctorat de Sophie Laurens, dirigé par
A. Bendali et S. Tordeux, et publiés dans une revue spécialisée du domaine [15]. Par la suite, j’ai
travaillé avec eux a "vulgariser" ces résultats pour la communauté de la mécanique des fluides, de
maniére & mettre en avant ce qui dans ces travaux permettait de mieux comprendre ce qui était
utilisé couramment dans les modéles d’impédance, et de traiter des configurations géométriques
des perforations plus complexes. Ceci a conduit a la publication [14], dont on trouvera une copie
dans 'annexe C et dont je vais ici résumer et illustrer les résultats.

Pour calculer la conductivité de Rayleigh d’une perforation, on va chercher des solutions
au probléme régissant le mouvement en champ proche. L’analyse asymptotique effectuée en [2]
montre qu’on se raméne, sous une forme adimensionnée, & :

Vip=0 dans U
Op :
e 0 sur les parois (3.11)
pt= i p==+1/2 sur Uy
r3—4oo

ol le domaine étudié est représenté sur la figure 3.4.
Avec ces notations, la conductivité de Rayleigh s’écrit, 14 encore sous forme adimensionnée :

Kgr :/ P . (3.12)
Dy 6.’1,'3

On peut alors calculer cette conductivité de Rayleigh par une approche variationnelle appli-
quée au probléme de Laplace (3.11). Les principes de Dirichlet et de Kelvin montrent que Kg
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' = (x1,19)
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F1GURE 3.4 — Schéma d’une cellule du réseau. La perforation est en vert, la plaque en rouge et
les frontiéres fictives en bleu. UT et U~ ont la méme surface que P U DT or PU D™, notée A.
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est la solution des problémes de minimisation et de maximisation suivants :

Principe de Dirichlet :
Kp = min Ji(¢) avec Ji () / ‘Vil)(::c
Vet S (3.13)
Principe de Kelvin :
Kr = max Ja(q) avec Ja(q) = 2/ q3(x) d::c"—/ lq(z)|? dz
geW Dt u /

HIKQ(U) est I’espace des fonctions 9 telles que Vi est de carré intégrable dans U avec lim,,_, 1o ¥ =
+1/2, tandis que W(U) est I'espace des fonctions vectorielles de carré intégrable g telles que
V :.qg=0dans U et g+-n = 0 sur la frontiére de U.

Ceci montre que pour calculer la conductivité de Rayleigh d’'une perforation de géométrie
arbitraire, "il suffit" de trouver la fonction 1) ou g qui minimise, respectivement maximise, la
fonctionnelle J; ou J;. En pratique on détermine ainsi une borne inférieure et supérieure a la
conductivité de Rayleigh. C’est ce qui est fait dans les papiers [15] et [14] pour des perforations
de diverses géométries. En particulier, on a ainsi trouvé une expression analytique des bornes de
K g dans le cadre d’une perforation & section elliptique (de petit axe a et de grand axe b), inclinée
d’un angle ¢ par rapport 4 ’axe perpendiculaire a la plaque, cette derniére étant d’épaisseur h
(voir figure 3.4).

Tab Tab

h 16b K (=) SKr< b K(e) h 16a2 D(0) (3.14)
cos?p T 31 K(0) TRO) T wp /(1 + 3766 D(e) S ‘P)

avec K () et D(e) des intégrales elliptiques dont l'expression est donnée dans 1’article.
Dans le cas "dégénéré" ou la perforation est cylindrique de rayon r et perpendiculaire a la

plaque, on trouve :

1'T?"2 1'T?"2

T < Kp<
h+16r /37 — k= h+mr/2

L’impédance de la plaque associée s’écrit alors, grace a ’équation (3.9) :

16r
< — :
aco (h + ) Zw < aco (h + 3w ) (3.16)

en notant o = mr? /A la porosité de la plaque. Cette expression fait apparaitre que la conductivité
de Rayleigh calculée dans ce cadre d’acoustique linéaire contient ce qui est lié 4 la réactance
apportée par I’épaisseur h de la plaque, ainsi que ce qui est appelé couramment dans la littérature
acoustique corrections de col sur 'impédance. Cela explique aussi pourquoi certains auteurs,
tels Ingard [11], utilisent des corrections en 16r/37, tandis que d’autres comme Howe [8] font
apparaitre un terme en 7r/2 : leur raisonnement se base soit sur la borne inférieure, soit sur la

(3.15)

borne supérieure de la conductivité de Rayleigh.

Ainsi, l'expression mathématique (3.14) permet de définir proprement les corrections de col
adaptées & des perforations dont la géométrie est plus complexe que le simple cylindre droit, ce
qui est le cas dans les applications réalistes. En particulier, dans le cas des parois de chambre de
combustion, on utilise des perforations inclinées pour faire du film cooling en faisant traverser
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F1GURE 3.5 — Bornes pour la conductivité de Rayleigh d’une perforation inclinée, adimensionnée
par la solution pour la perforation droite de méme section transverse. L’angle d’inclinaison ¢ est
en degrés. On trace en pointillés noirs 'expression empirique de Eldredge et al. .

un écoulement froid & travers la plaque : ’angle d’inclinaison est choisi de maniére a optimiser
le refroidissement de paroi, ce qui conduit & une valeur proche de 60°. Dans la littérature, pour
traiter ces géométries, les auteurs utilisent une modification empirique du terme d’épaisseur : ainsi
Eldredge et al. [6] proposent de considérer une épaisseur équivalente h = 0.75h/ cos ¢, évaluée
A partir de résultats de simulations numériques effectuées pour une géométrie ot ¢ = 60°. On
a tracé sur la figure 3.5 la conductivité de Rayleigh associée & cette expression empirique, ainsi
que les bornes données en (3.14), et ce sous une forme adimensionnée par la solution exacte
4 ¢ = 0°. On voit que 'expression empirique correspond & peu prés & la moyenne entre les
bornes supérieures et inférieures lorsque l'inclinaison vaut 60°, mais qu’elle est par contre trés
fausse pour des angles différents, ce qui démontre l'intérét de I’expression donnée par ’approche
mathématique.

Laurens et al. [15] ont aussi donné une expression pour une perforation en tronc de céne, géo-
métrie représentative de ce qui est obtenu lors d'un percage laser. En comparant ces modélisations
analytiques a des résultats obtenus par simulation numérique, ils ont de plus montré qu’une trés
bonne approximation de la conductivité de Rayleigh effectivement réalisée était donnée par la
moyenne entre les bornes inférieures et supérieures. Il faut néanmoins garder en téte que pour
la plupart des applications pratiques en aéroacoustique les deux valeurs des bornes restent trés
similaires, et que la correction de col représentée par cette approche purement "acoustique" est
faible par rapport aux corrections apportées par les phénoménes visqueux ou aéroacoustiques.
Par contre, 'identification claire de ces deux bornes permet de mieux comprendre ce qui est fait
dans la multitude de modéles semi-empiriques disponibles dans la littérature, ou les expressions
rencontrées utilisent 'une ou l'autre des expression selon la communauté scientifique (la borne
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supérieure pour les applications "liners", la borne inférieure pour les applications "parois perfo-
rées des chambres de combustion"). De plus, la conductivité de Rayleigh est a la base de tous les
modéles d’impédance avec écoulement traversant, et une évaluation précise de sa valeur a alors
son importance.

En effet, en présence d’écoulement traversant, Howe a proposé une conductivité de Rayleigh
équivalente, obtenue par multiplication de la conductivité de Rayleigh d'une perforation circu-
laire infiniment mince par une fonction complexe dépendant de I’écoulement moyen [§], ou de
maniére équivalente du nombre de Strouhal basé sur cette vitesse et le rayon de la perforation.
La conductivité de Rayleigh n’est donc plus un nombre réel, ce qui permet notamment de tra-
duire les phénoménes dissipatifs ayant lieu au niveau de la frontiére du jet, du fait de la création
puis dissipation de tourbillons corrélés avec I'excitation acoustique. Ces derniéres années, deux
adaptations de ce modéle ont été proposées pour traiter le cas des plaques épaisses [19, 12], repo-
sant toutes les deux sur l'expression de la conductivité de Rayleigh d’une perforation circulaire
infiniment mince. Gréce aux résultats présentés précédemment, on peut étendre ce type de mo-
délisation aux perforations plus complexes, telles les perforations inclinées & ouverture elliptique,
en utilisant alors les expressions analytiques (3.14). A titre d’illustration, on présente sur la fi-
gure 3.6 les résultats obtenus pour 'impédance d’une plaque utilisée dans la littérature (plaque
de 1% de porosité, 1 mm d’épaisseur, et perforations de 0.5 mm de rayon, voir [28]). Il faut noter
que contrairement & ce qui est fait classiquement dans les modéles [19, 12], ot la borne supérieure
de la conductivité de Rayleigh est systématiquement employée (conduisant & la borne inférieure
de I'impédance équivalente), on trace ici les résultats associés a chaque borne. Telle qu’est définie
la fonction de Jing & Sun, on ne peut pas I’adapter pour la borne inférieure de ’ellipse inclinée,
ce qui pousse a penser que la fonction de Luong et al. est mieux posée. Ceci n’est pas discuté
dans la littérature car on voit que pour des perforations non-inclinées, les deux modélisations
conduisent a des résultats trés proches, pour lesquelles les bornes inférieures et supérieures sont
quasi superposées. La figure 3.6 permet par contre de faire apparaitre une divergence des deux
bornes dés lors que la perforation est inclinée (& épaisseur de plaque gardée constante). S’il on se
base sur ce qui a été obtenu sans écoulement par Laurens et al. et qu’on considére que la "vraie"
valeur de la conductivité de Rayleigh est donnée par la moyenne entre les bornes inférieures
et supérieures, on peut donc dériver aussi une telle moyenne pour I'impédance. La figure 3.7
montre les résultats obtenus (avec le modéle de Luong et al. uniquement) ; ’effet de 'inclinaison
des perforations est faible mais peut étre non-négligeable, en particulier sur la réactance aux plus
hauts nombres de Strouhal (ce qui aura donc un impact la fréquence de résonance d'un systéme
de résonateur de Helmholtz utilisant une telle plaque couplée a une cavité).

Dans le cadre de la thése de Vincent Popie, ce type d’approche a aussi été appliqué aux
configurations sans écoulement mais tenant compte des effets visqueux. Le but est 14 encore
de calculer les corrections de col de I'impédance liées aux phénoménes visqueux. Pour cela, on
utilise une relation établie par Vincent montrant que la résistance homogénéisée d’une plaque
perforée due aux effets visqueux est liée a la puissance des efforts visqueux en champ proche des
perforations. Dans le cas d’une perforation cylindrique, la résistance induite par l'intérieur de la
perforation s’exprime, dans une approximation aux grands nombres de Stokes, comme :

v 2wpph
Ript = ———

ar

(3.17)
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F1GURE 3.6 — Bornes de I'impédance équivalente de la plaque obtenues avec les expressions de
Luong et al. [19] (lignes épaisses rouges) ou de Jing & Sun [12] (lignes fines bleues), obtenues
soit pour une perforation cylindrique droite, soit pour une perforation inclinée a 45° & ouverture
elliptique.
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F1cURE 3.7 — Comparaison de I'impédance équivalente obtenue pour une plaque avec des perfo-
rations cylindriques droites (lignes pleines) ou inclinées & ouverture elliptique (lignes pointillées).

L’application des principes de Kevin et de Dirichlet pour calculer les corrections de col visqueuses
conduit dans ce cas & une borne inférieure égale a (1 — 4/7r2) r et une borne supérieure infinie,
ce qui n’est pas trés précis... Par contre, des simulations numériques avec le code d’équations
intégrales du Cerfacs (CESC) ont été menées de maniére & pouvoir estimer plus précisément
la puissance des efforts visqueux. Un exemple de résultat obtenu est donné sur la figure 3.8,
montrant que la correction de col visqueuse dépend de I’épaisseur de la plaque.

Cette méthodologie pourrait vraisemblablement étre améliorée dans le futur pour mieux mo-
déliser les effets de coin au niveau des perforations, et pour estimer la correction de col visqueuse
pour des perforations de géométrie arbitraire. Il est important de remarquer qu’avec cette mé-
thode on est uniquement capable de calculer une correction sur la résistance. Néanmoins, la
condition nécessaire de réalité sur 'impédance dans le domaine temporel [26] impose & I'impé-
dance en fréquentiel d’avoir une forme hermitienne : Z*(w) = Z(—w). Pour pouvoir l'assurer,
on s’attend donc a avoir la méme expression de correction de col sur la réactance que celle qui
a été trouvée sur la résistance, ce qui revient a faire apparaitre des termes visqueux dans ’ex-
pression fréquentielle de I'impédance sous la forme 4/jw. D’autre part, il faut mentionner que ce
qui a été étudié dans la thése de Vincent Popie porte uniquement sur les phénoménes de dissi-
pation visqueuse, mais pourrait étre étendu de maniére similaire aux phénoménes de dissipation
visco-thermiques.

3.4 Passage d’une modélisation fréquentielle & une modélisation
temporelle de 'impédance

Dés lors qu’on connait une modélisation de I'impédance dans le domaine fréquentiel, se pose
la problématique de son utilisation dans des simulations numériques (CAA ou CFD), qui sont
elles dans le domaine temporel. Actuellement, les conditions aux limites d’impédance en temporel
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FI1GURE 3.8 — Evolution de la correction de col visqueuse sur la résistance en fonction de 1'épais-
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(Time Domain Impedance Boundary Condition, TDIBC) utilisées dans les codes d’aéroacous-
tique reposent sur la transposition en temporel de lois d’impédance Z(w) dont la formulation
s’exprime comme une somme de fractions rationnelles de la pulsation w (modéle utilisé par
Oyzoriik [24], modéle dit « Tam and Auriault’s » [29] ou récemment le modéle proposé par Li,
Li & Tam [18] et appelé « improved multipole broadband impedance model »), ou bien repose
sur le modéele EHR (Extended Helmholtz Resonator) proposé par Rienstra [26] et qui s’écrit :

Z(w) = R+ jwm — jcotan (%MT — _]%) (3.18)

Cependant, une limitation de ces approches est qu’elles nécessitent de choisir a priori les valeurs
d’un grand nombre de paramétres (tels que les coefficients des polynémes des fractions ration-
nelles, plus ou moins nombreux selon les modéles, ou bien les paramétres du modéle EHR). Ceci
est réalisé en approximant la réponse en fréquence de 'impédance, généralement mesurée expé-
rimentalement pour le matériau considéré, ce qui peut étre fait par différentes techniques, telle
I'identification d’impédance qui sera présentée au chapitre 4. Or, les données expérimentales ne
sont acquises que sur une bande de fréquence limitée, ce qui rend la détermination des paramétres
des TDIBC délicate et parfois peu robuste. D’autre part, I'impédance acoustique d’un matériau
dépend des conditions environnementales, telles que la valeur de I’écoulement et le niveau so-
nore : un balayage de toutes ces conditions implique donc ’acquisition et le post-traitement d’une
vaste banque de données expérimentales, ce qui n’est disponible que pour un nombre restreint
d’échantillons de liner. L’approche utilisée actuellement pour les TDIBC empéche donc la réali-
sation de simulations numeériques avec des matériaux qui n’auraient pas été préalablement testés
expérimentalement, et restreint donc fortement le champ d’applications possibles. Une alterna-
tive consisterait & baser les simulations numériques en temporel sur des modéles d’impédance de
liners traduisant la physique des phénoménes rencontrés. C’est ce qui est fait classiquement dans
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les simulations en domaine fréquentiel, ou 'impédance du liner est estimée & partir de modéles
tels que ceux présentés par Cécile Malmary dans sa thése [20]. Tous ces modéles se décomposent
en une partie liée a la cavité, et une partie liée 4 la plaque perforée, qui peut s’écrire sous la
forme suivante * :

Z(w):ao—l—a%\/jw—l—aljw (3.19)

sachant que les paramétres réels aj sont reliés explicitement aux paramétres géométriques du
liner (caractéristiques des plaques perforées, résistance a ’écoulement des tissus, viscosité, niveau
sonore, vitesse de frottement local de I’écoulement etc...). Comme expliqué dans la section précé-
dente, le terme en +/jw traduit la dissipation visco-thermique au sein du liner. C’est la présence de
ce terme qui a empéché jusqu’a présent I'implantation de ces modéles dans les codes CAA. Dans le
bon cadre fonctionnel, il peut s’interpréter comme une « dérivée fractionnaire » dans le domaine
temporel. La simulation temporelle de cet opérateur fractionnaire peut avantageusement se faire
via sa représentation diffusive. Denis Matignon, enseignant-chercheur a 'ISAE-SUPAERO, est
un spécialiste de ces questions. J’ai donc initié une collaboration avec lui sur ce théme dans la
cadre du stage de Florian Monteghetti, collaboration qui s’est poursuivie par une thése avec les
mémes personnes.

Notre objectif est de développer une TDIBC basée sur les opérateurs diffusifs, de maniére
4 pouvoir reproduire la réponse acoustique des liners a partir de modéles physiques basés sur
les caractéristiques géométriques des liners et les conditions environnementales. La phase d’iden-
tification expérimentale de la courbe en fréquence de I'impédance acoustique n’a alors besoin
d’étre utilisée que pour valider le modéle physique en question. Un changement d'un paramétre
géométrique du liner, ou bien de la valeur de vitesse d’écoulement ou du niveau sonore auquel il
est soumis, n'implique plus alors de devoir refaire toute la phase d’identification des paramétres
de la TDIBC & partir de données expérimentales. L’autre avantage de 1’approche proposée est
que 'utilisation d’'un modéle physique permet de reproduire a priori bien plus correctement la ré-
ponse acoustique dans une plage de fréquence autre que celle qui a été testée expérimentalement,
notamment grace i 'inclusion des effets de diffusion visco-thermiques.

La mise en place d'une TDIBC basée sur une modélisation physique, et donc mettant en
ceuvre des opérateurs diffusifs, revient au final & approximer la composante en /jw du modéle
d’impédance par une somme de termes du premier ordre du type :

Hk
> Y (3.20)

k

Cette mise en ceuvre d’'une somme de premiers ordres est exactement ce qui est fait dans le «
Improved Multipole Broadband Impedance Model », aussi appelé « modéle multipoles ». Mais
le fait d’avoir compris que cela sert a reproduire la partie diffusive de la loi d’impédance permet
de choisir de maniére optimale les poids pij et les poles &, , et de le faire a priori, quel que soit le
liner considéré, au contraire de ce qui doit étre fait dans la mise en ceuvre du modéle multipoles.
La seule connaissance requise est celle de la bande de fréquences sur laquelle on veut approcher
la fonction. De plus, on peut ainsi ramener la condition aux limites d’impédance en la résolution

4. tout du moins dans une approximation aux grands nombres de Stokes, sinon le terme en 1/jw est remplacé
par des fonctions de Bessel dépendant de /jw

62



d’équations différentielles ordinaires auxiliaires, & la maniére de ce qui a été présenté récemment
par Dragna [4]. Ce fonctionnement « off-line » et a base d’EDO du premier ordre est un atout
majeur pour assurer |'efficacité numérique de I'implantation de la TDIBC, sans pénaliser le temps
de calcul, au contraire de ce qui arrive avec les implantations des TDIBC plus classiques. On
contourne de plus le désavantage en temps de calcul lié & I'utilisation des dérivées fractionnaires.
Le traitement de 'impédance liée a la cavité peut lui aussi étre fait dans un formalisme similaire,
en tenant compte a la fois des pertes dans la cavité via un opérateur diffusif et des phénoménes
oscillatoires retardés liés a la propagation aller-retour des ondes au sein de la cavité. Une autre
alternative consiste a utiliser un modéle de type EHR intelligemment ajusté, sa mise en ceuvre
numérique pouvant étre réalisée comme proposé avec Lucas Pascal [25], c’est-a-dire en résolvant
au sein de la cavité les équations de la propagation acoustique monodimensionnelle avec pertes.

La perspective immédiate de ce travail est la présentation de 1’approche diffusive pour traiter
les termes en /jw et le terme de cavité dans une communication au Congrés Francais d’Acous-
tique [22], ainsi que dans un article récemment accepté au JASA [21] qui explicite en détail les
formalismes utilisés pour une large gamme de matériaux a réaction localisée rencontrés dans les
applications pratiques. On y montre que, contrairement a ce qui a été avancé par Rienstra [26], les
modéles basés sur la physique ne violent pas les conditions de causalité, et on explique comment
élaborer la TDIBC associée a chaque famille de matériaux. Il est important de mentionner que le
fait de savoir traiter correctement les termes diffusifs permet également de traiter les lois d’impé-
dance propres aux matériaux poreux, dont le comportement acoustique est largement gouverné
par les phénoménes visco-thermiques. Néanmoins, on ne pourra facilement considérer ce type de
matériaux que s'ils sont fabriqués de telle maniére que la propagation vibro-acoustique interne
se limite & une seule direction, afin de pouvoir garder le formalisme de condition d’impédance
homogénéisée. La suite directe de ces travaux consistera a réaliser 'implantation de ’approche
proposée dans un « grand » code de PONERA, que ce soit un code CAA comme sabrinA.v0
ou CFD comme elsA. Dans ce dernier cas, il faut bien garder en téte que I'application d’une
condition aux limites d'impédance sous la forme usuelle en CAA n’a pas de justification prouvée,
car les fluctuations de pression et de vitesse ne se limitent pas 4 des grandeurs acoustiques. C’est
ce qui est réalisé néanmoins dans la littérature, dans les rares codes CFD ou cette fonctionnalité
est présente [23, 27]. La deuxiéme piste & explorer dans la suite de ces travaux, et qui sera étudiée
dans la thése de Florian, sera la maniére de prendre en compte la non-linéarité induite par les
forts niveaux sonores.
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Chapitre 4

Identification de I'impédance
acoustique d’un liner

Pour caractériser la réponse acoustique d’un liner, une alternative a la modélisation analytique
ou semi-empirique de son impédance est la mise en ceuvre d'une procédure d’identification. Celle-
ci repose sur trois outils :

e la mesure de grandeurs acoustiques dans une configuration expérimentale maitrisée com-
portant le liner étudié;

e la simulation numérique de la propagation acoustique dans la configuration expérimen-
tale pré-citée, sachant que la présence du liner est traduite par une condition aux limites
d’impédance homogénéisée ;

e un algorithme d’optimisation.

La procédure d’identification consiste a trouver la valeur de 'impédance acoustique qui permet
de minimiser I’écart entre les résultats numériques et les mesures.

A TONERA, ce type d’approche a été initié pour les liners par Yoann Ventribout et son
encadrant de thése Pierre Mazet [22], en collaboration avec Philippe Delorme et Christophe Pey-
ret [6]. Cette thése en mathématiques appliquées a montré la nature bien posée du probléme
d’identification d’une impédance acoustique de frontiére, en se basant sur la résolution des équa-
tions d’Euler linéarisées temporelles par une méthode Galerkine Discontinue et en exprimant les
gradients de la fonctionnelle coiit a I’aide d’une formulation adjointe. Un outil numérique, basé
sur le code SPACE de C. Peyret, a été développé, sans avoir pour autant été appliqué a des
données réelles.

Frank Simon a ensuite initié une coopération avec ces collégues, ce qui a permis de lancer fin
2009 une thése au DMAE sur le sujet, réalisée par Julien Primus. Venant juste a cette époque
de commencer & travailler avec Frank sur ce sujet, il m’a donné 'opportunité de participer a
I’'encadrement de cette thése, qui a abouti fin 2012 & la mise en place d’un code d’identification
adapté aux mesures réalisées dans le banc B2A , et que Julien a dénommé Elvin. Dans ce chapitre,
je vais présenter rapidement le principe de ce code, puis illustrer les travaux ayant permis son
développement, en particulier via une coopération avec Mike Jones et Willie Watson a la NASA
Langley, qui sont les précurseurs de l'identification d’impédance pour les liners acoustiques [27,
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F1GURE 4.1 — Schéma de deux configurations possibles pour la procédure d’identification d’im-
pédance

28).

4.1 Approche ONERA pour l’'identification d’impédance acous-
tique de matériaux a réaction localisée

Durant la thése de Julien Primus [17], le code développé par Y. Ventribout a été réécrit
pour pouvoir étre appliqué a la configuration expérimentale du banc B2A. Nous sommes pas-
sés notamment du domaine temporel au domaine fréquentiel, et nous avons adapté le jeu des
fonctionnelles cofits aux grandeurs expérimentales mesurables dans le banc B2A : la pression
acoustique (en amplitude et en phase) sur la paroi opposée au liner, ou bien la vitesse acoustique
(en amplitude et en phase), mesurée au-dessus du liner par la technique de vélocimétrie laser
conditionnée présentée en section 1.2. La figure 4.1 illustre les configurations que 'on étudie
classiquement avec le code Elvin. Tous les détails de la procédure mise en ceuvre par Julien
Primus ont été publiés dans l'article [18], nous n’en donnons ici que les grandes lignes mais une
copie de 'article est donnée en annexe C.

Le jeu d’équations considéré est celui des équations d’Euler linéarisées bidimensionnelles
fréquentielles :

Lo =0 (4.1)
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avec

Op Op
Lop=] Ar—+A,— + B 4.2
et ¢ = (u,v,p/poco)" le vecteur des perturbations acoustiques. On se place dans le cas ol

I’écoulement porteur est un écoulement cisaillé. Cela permet d’utiliser I’expression standard de
la condition aux limites d’impédance sur une paroi de normale 7 :

P = pocolv-n (4.3)

Dans le code, pour éviter la singularité liée aux parois rigides, la condition d’impédance s’écrit en
faisant intervenir un coefficient de réflexion équivalent 5 = (Z —1)/(Z +1). La source acoustique
est imposée en entrée du domaine par C¢py ot C est une amplitude complexe et g est le mode
acoustique plan normalisé : ¢o(z,y) = Po(y) exp(—jkz). A la sortie du domaine on impose soit
une condition d'impédance Z;, soit une condition aux limites de type caractéristique sortante.

L’objectif de la procédure d’identification est de déterminer les valeurs de Z, Z; et C (ou
uniquement Z et C) minimisant ’écart entre des mesures et la solution numérique, traduit sous
la forme d’une fonction cotit J (¢, Z, Z¢, C). Comme illustré sur la figure 4.1, le type et la zone de
mesures peuvent varier. Dans la lignée des travaux de Y. Ventribout, la résolution de ce probléme
de minimisation se fait par une approche adjointe. Comme mentionné dans la section 1.1, une
présentation trés didactique de ce type de méthode peut étre trouvée dans le mémoire d’HDR
de C. Airiau [1]. Dans notre cas, on construit un Lagrangien a partir de la fonction coiit et
des contraintes que doit vérifier le vecteur d’état (équations (4.1), conditions aux limites sur les
frontiéres du domaine), puis Pécriture de la stationnarité du Lagrangien vis-a-vis des différents
multiplicateurs de Lagrange mis en jeu conduit & une expression analytique des gradients de la
fonction cotit par rapport aux paramétres Z, Z; et C que 'on cherche a identifier :

oJ _  ,OMpgos

07 = o5 9z#¥n

oF  _ _ OMp 0B 4.4
aZt - < 66‘& &ZtS"S" )I‘t ( - )
o7

L = (AT,
Je ne précise pas ici la signification de tous ces termes. Ce qu’il est important de retenir est que
ces gradients s’expriment analytiquement & partir de la valeur de la solution du probléme direct
( et & partir d’'un vecteur ¢* qui est la solution d’un probléme adjoint. La définition de celui-ci
est elle aussi obtenue par la stationnarité du Lagrangien ; on montre que le probléme adjoint
s’écrit comme un probléme linéaire en * avec un terme de forcage qui dépend de la fonction
coiit ainsi que de la solution du probléme direct :

—cy
O

Ces équations sont bien entendu associées a un jeu de conditions aux limites spécifique.

L*p (4.5)
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Concrétement, la résolution du probléme inverse d’identification se fait par un algorithme
d’optimisation ! nécessitant les gradients de la fonction cofit par rapport aux différents paramétres
intervenant dans le probléme d’optimisation. La procédure d’identification suit donc le schéma
illustré en figure 4.2. On résout le probléme direct afin de connaitre ¢ et de pouvoir exprimer
0J /0p, ce qui permet de résoudre le probléme adjoint et trouver ¢*. Ensuite, les gradients
nécessaires a I’optimisation sont donnés par les équations (4.4). Le processus itératif est poursuivi
jusqu’a atteindre un seuil de convergence défini par I'utilisateur.

Raw data

|
[ Mesh interpola,tion]

(PITJ.EB,S

?r;ln‘lameters Direct problem - ¥ J
initial guess l\
Source term
BT (P, Prneas) ‘ Stopping criteria ‘

/ T
Adjoint problem |— o — 027,02, T,0cT Educed variables
(BFGS

FI1GURE 4.2 — Diagramme de la procédure d’identification du code Elvin

Parameters

Les problémes directs et adjoints sont résolus par une formulation Galerkine Discontinue,
d’ordre 1 dans le code & la fin de la thése de Julien. La encore, tous les détails de cette méthode
sont donnés dans 'article [18]. La mise en ceuvre numérique a ensuite été améliorée par Lucas
Pascal dans le cadre d’un Projet de Recherche interne, ce qui permet maintenant d’utiliser une
formulation a I’ordre 2 tout en gagnant sur le temps de calcul grace a I'utilisation de bibliothéques
de calcul matriciel plus performantes [14].

L’approche Galerkine Discontinue a été choisie car les travaux de Y. Ventribout ont montré
que la formulation discréte du probléme adjoint coincidait alors avec I’adjoint de la formulation
discréte du probléme direct. Cette propriété, qu’on appellera aussi consistance de l’adjoint, per-
met d’assurer que les gradients de la fonction cofit sont correctement calculés, condition sine
qua non pour la bonne convergence du processus de minimisation. Il faut noter cependant que
Y. Ventribout n’a démontré ce résultat, ainsi que le caractére bien posé du probléme d’identifi-
cation, que pour sa formulation temporelle, alors que nous mettons en ceuvre ici la formulation
fréquentielle.

Les premiéres validations de cet outil ont été faites dans le cadre d’une coopération entre
notre équipe et M. Jones et W. Watson a la NASA Langley ?. Cette coopération a été initiée
par Frank Simon, puis je me suis occupée de son suivi au quotidien (définition des actions
communes, réalisation des essais au banc B2A, identification de I'impédance en lien avec Julien

1. ici I’algorithme BFGS

2. A titre anecdotique, on peut mentionner que j’ai pu profiter des données acquises au cours de cette collabo-
ration pour initier en 2012 des étudiants de troisiéme année de Supaéro aux joies de I'identification d’impédance,
au cours d’un projet de 20 h co-encadré avec Julien Primus. Nous avons eu la chance d’attirer deux étudiants
particuliérement brillants, Nicolas Renard et Quentin Bouvy, qui ont permis par leurs questions et actions de faire
progresser notablement notre maitrise d’Elvin.
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Primus). Dans un premier temps nous avons validé la procédure d’identification en utilisant
comme entrées au code des données microphoniques mesurées dans le banc GFIT de la NASA.
Ainsi la figure 4.3 montre une concordance presque parfaite avec les résultats de notre code et
de celui de la NASA, dés lors que le méme jeu de données expérimentales est utilisé. Par contre
les stratégies numériques des deux codes différent complétement, puisque le code de la NASA
résout I’équation d’Helmholtz convectée par un schéma numérique aux éléments finis.

Ensuite, nous avons fait fabriquer un échantillon de liner "wiremesh + nid d’abeille" et de liner
conventionnel "plaque perforée + nid d’abeille" aux dimensions de chaque banc, et nous avons
réalisé en paralléle des campagnes de mesure suivies de ’application de nos outils d’identification
d’impédance. Les résultats obtenus suite & cette premiére phase de collaboration ont été présentés
dans une conférence AIAA [19]. Les écarts obtenus alors entre nos deux approches, et les réflexions
qui en ont découlé, ont permis de mettre au jour un certain nombre de limitations de la procédure
d’identification. Je vais les expliciter dans la section suivante et mentionner les améliorations
mises en oceuvre jusqu’a présent pour les dépasser, ainsi que celles 4 envisager dans le futur
puisque ce sujet est toujours largement ouvert.

4.2 Limitations et améliorations de la procédure d’identification

La limitation principale qui s’est fait jour lors de cette collaboration avec la NASA concerne
Pinfluence plus significative qu’attendu des effets tridimensionnels au sein de la veine d’essai. Les
autres questionnements, cette fois-ci inhérents a toutes les procédures d’identification, concernent
I'influence du niveau sonore et du contenu fréquentiel du champ acoustique incident ainsi que
la maniére dont est pris en compte I’écoulement dans les simulations numériques associées aux
expériences. Enfin, comme dans toute procédure d’optimisation, on est en droit de s’interroger
sur la représentativité des résultats obtenus : comment peut-on quantifier le degré de confiance
a accorder a la valeur identifiée, c’est-a-dire quelle est l'incertitude associée i cette procédure
d’identification ?

Influence des effets tridimensionnels

Toutes les études d’identification menées au B2A sont faites dans une gamme de fréquence
inférieure a la fréquence de coupure du mode acoustique d’ordre 1, ce qui veut dire que seul le
mode acoustique plan se propage au sein du conduit. C’est aussi le cas pour les études menées
dans les bancs GIT et GFIT de la NASA, cependant le banc CDTR permet la-bas de réaliser
de l'identification d’impédance & partir de données acquises en présence de champs acoustiques
contenant des modes d’ordre élevé [23, 8]. Pour les liners conventionnels, qui sont & réaction
localisée et peuvent donc étre représentés par une impédance homogénéisée, celle-ci est indépen-
dante de la nature modale du champ acoustique incident. Travailler & partir de données acquises
en présence du mode plan est donc suffisant dans la plupart des applications étudiées, ce qui
explique les choix faits pour la source acoustique dans le banc B2A & sa conception. Du fait
de cette restriction & une source acoustique plane, nous nous sommes limités & des simulations
numériques bidimensionnelles lors de la création du code Elvin, en partant de I’hypothése que
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F1GURE 4.3 — Impédance identifiée par Elvin a partir de données de la NASA, comparée aux
résultats obtenus par la NASA. Le liner est constitué d’un tissu métallique au-dessus de cellules

de nid d’abeille.
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les effets d’inhomogénéité dans la direction transversale® éventuellement présents lors des essais
dans le banc B2A étaient négligeables. Ces effets peuvent étre diis & :

e la non-uniformité transversale du champ acoustique dile a la présence de 1’écoulement,
lui-méme présentant un cisaillement dans cette direction ;

e D'envergure réduite de ’échantillon du liner par rapport a ’envergure de la veine du B2A ;
en effet, dans la veine "standard" du banc (voir la figure 2.5a), il existe deux bandes rigides
de 1 cm de large de part et d’autre de ’échantillon (lui-méme faisant 3 cm de large).

Une comparaison, dans un cas sans écoulement, entre nos résultats et ceux obtenus par la
NASA, ont permis de mettre en évidence que le deuxiéme effet n’était en fait pas du tout négli-
geable : la rupture d’impédance dans la direction transversale modifie en fait significativement
le champ acoustique au sein de la veine par rapport & une configuration réellement bidimen-
sionnelle. Dés lors, en utilisant un champ expérimental mesuré dans la section centrale du B2A
comme entrée du code Elvin, on obtient des résultats d’impédance fortement biaisés. Ainsi,
la figure 4.4 montre que la résistance identifiée par notre approche est surestimée par rapport
a celle obtenue par I'approche NASA (qui se base sur des données acquises dans le GFIT, ou
Péchantillon couvre bien toute ’envergure de la veine). Par contre, quand la NASA a "mimé"
la configuration B2A en ajoutant des bandes rigides de part et d’autre de leur échantillon, ils
retrouvent des résultats similaires aux nétres. Une collaboration alors en cours avec Stéphane
Redonnet, ingénieur au département parisien d’acoustique de '’ONERA et qui encadrait la thése
de Marie Escouflaire [7], a permis de confirmer cet impact numériquement. Des simulations nu-
mériques menées par Marie avec le code CAA sabrinA.v0 ont permis en effet de montrer que des
simulations tridimensionnelles (prenant en compte la géométrie réelle de 1’échantillon de liner
dans le banc B2A) permettent de mieux reproduire les champs de vitesse acoustiques au-dessus
du liner que des simulations bidimensionnelles.

Des études d’analyse modale, menées au méme moment au cours des théses de Lucas Pascal
et Javier Sanchez-Rodriguez, et qui seront présentées dans le chapitre suivant, ont permis de
mettre en avant elles aussi I'importance des effets tridimensionnels. Elles ont permis de montrer
que l'effet dii & la non-uniformité transversale de I’écoulement avait lui un impact bien moins
pénalisant que 'effet de rupture d’impédance.

Pour dépasser cette limitation géométrique, deux solutions étaient possibles :

1. développer une version tri-dimensionnelle du code Elvin, a l'instar de celle disponible & la

NASA ;

2. modifier la veine du banc B2A pour lui permettre d’accueillir des échantillons recouvrant
toute la largeur disponible.

La premiére piste & été explorée lors du stage de Master Recherche de Julien Deborde, en 2013,
mais il n’a pas été possible d’aboutir & un code exploitable au terme du stage. En paralléle,
nous avons donc fait fabriquer une nouvelle veine, en profitant de financements disponibles dans
le projet européen ALIAS®. De maniére pragmatique, il s’avére qu’il est plus simple et plus
rapide de mener la procédure d’identification avec le code Elvin en 2D & partir de nouveaux
jeux de données acquis dans la veine "full-width" du B2A que de développer une version 3D du

3. c’est-a-dire dans la direction de l'envergure du liner.
4. qui sera présenté au chapitre suivant
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F1GURE 4.4 — Résistance identifiée par la NASA et par TONERA sur le liner conventionnel, dans
des configurations sans écoulement.

code pour pouvoir post-traiter des mesures faites avec la veine initiale. Nous poursuivons donc
pour le moment avec cette approche basée sur du 2D. Néanmoins, il restera intéressant dans le
futur de réussir a finaliser la version tridimensionnelle du code, notamment pour pouvoir traiter
des configurations ot l'excitation acoustique contiendrait des modes acoustiques non plans, par
exemple si I'on s’intéresse a des matériaux a réaction non-localisée tels des matériaux poreux.

Pour illustrer la validité de la nouvelle procédure, on montre sur la figure 4.5 les résultats
d’impédance obtenus sur le méme matériau conventionnel, mais cette fois-ci testé dans la veine
B2A avec un échantillon en couvrant toute la largeur. On compare 14 encore les résultats ONERA
4 ceux de la NASA, ainsi qu’a des mesures faites au tube a4 impédance. Cette fois-ci, et contraire-
ment & ce qu’on voyait dans la figure 4.4, la procédure ONERA obtient des résultats trés proches
de ce qui est attendu pour ce type de matériau, ce qui montre que nous avons réussi a résoudre
le probléme rencontré initialement.

A noter que suite a ces réflexions communes, Willie Watson et Mike Jones ont étudié plus
spécifiquement ces effets de modifications transversales d'impédance, a ’aide de leur code tri-
dimensionnel [26]. D’autre part, aprés la présentation du papier de conférence [19], nous avons
essayé fin 2014 d’en soumettre une version plus compléte pour 'AIAA Journal. Il n’a pas été
accepté, les rapporteurs ayant notamment relevé les difficultés d’interprétation des résultats liées
aux différences sur les envergures des échantillons entre les bancs ONERA et NASA. Les chan-
gements apportés a la méthodologie ONERA, illustrés par exemple par les nouveaux résultats
de la figure 4.4, devraient permettre d’améliorer significativement le papier, dont une nouvelle
version est donc en cours de rédaction.
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Influence des conditions d’essai

Les résultats de la figure 4.4 montrent encore des différences entre les résultats NASA et
ONERA. Nous pensons que cela provient des différences sur les sources d’excitation acoustique
dans les deux bancs. La difficulté avec ce type de liner non-linéaire vis-a-vis du niveau sonore,
est que son impédance varie en fonction du signal auquel il est soumis. De plus, aux forts ni-
veaux, le contenu fréquentiel du signal a aussi son importance, comme montré par exemple par
Boden [3] ou par les études croisées entre le KTH et le DLR [30]. Il est donc trés délicat de
réussir a faire une comparaison propre entre deux moyens d’essai différents. Dans le banc de la
NASA, P'excitation est réalisée par un sinus pur, dont le niveau sonore (SPL) est mesuré par un
microphone placé en paroi & une certaine distance a I’amont du liner. A TONERA, 'excitation
est classiquement constituée d’'une somme de sinus; pour pouvoir correctement estimer I’ampli-
tude sonore de chaque fréquence, on réalise un tri d’onde a partir de mesures microphoniques
pariétales & ’amont de ’échantillon, de maniére a séparer dans le SPL mesuré celui lié a ’'onde
incidente de celui lié a 'onde réfléchie. Les niveaux sonores affichés sont alors ceux de 'onde
incidente (pour un signal mono-sinus), ou bien le niveau sonore équivalent (OASPL incident) sur
toute la bande de fréquences du signal multi-ton. Les résultats des travaux récents montrent que
pour comparer des résultats entre eux il faut a minima assurer que les niveaux d’OASPL soient
similaires, mais cela peut ne pas étre suffisant dans certains cas ou des distorsions harmoniques
peuvent aussi perturber les résultats. Ceci montre toute la complexité des phénomeénes en jeu,
et la difficulté qu’il peut y avoir en pratique pour appliquer dans une configuration industrielle
avec une ambiance sonore complexe les résultats d’impédance acquis en laboratoire. Par contre,
au moins pour les liners & réaction localisée, la forme modale du champ acoustique n’est pas
censée avoir d'importance. Cela a été confirmé en tube a impédance par Schultz et al. [21] et en
conduit par la NASA [23],au moins pour les premiers ordres propagatifs.

La prise en compte des effets d’écoulement est elle aussi délicate. Dans un premier temps,
on peut s’interroger sur le choix de la modélisation de ’écoulement effectué dans les simulations
numériques mises en ceuvre dans la procédure d’identification. La méthode la plus simple, utilisée
par la majorité des laboratoires, consiste a résoudre une équation de Helmholtz convectée (CHE),
dans laquelle seul un profil uniforme de vitesse est utilisé. Mais deux difficultés apparaissent
alors : la gestion de la condition aux limites d’impédance a la paroi, qui doit étre écrite sous la
forme proposée par Myers [13] mais dont la validité est actuellement sujette & controverse (voir
par exemple [20] et [25]); le choix de la valeur uniforme de vitesse & considérer pour étre le
plus représentatif possible de ’expérience (voir par exemple une discussion sur ce point dans [9]
ou [11]). Dans notre approche nous contournons le probléme en résolvant les équations d’Euler
linéarisées (LEE) et en utilisant comme champ moyen le profil de vitesse expérimental, ou tout du
moins une interpolation de celui-ci®. On va chercher maintenant & mieux quantifier ce qui modifie
I'impédance en présence d’un écoulement : I’épaisseur de couche limite, le taux de cisaillement, ou
bien la vitesse de frottement & la paroi ? Intuitivement, au vu des mécanismes d’homogénéisation
sous-jacents ainsi que des quelques résultats expérimentaux disponibles dans la littérature, je
penche pour la derniére solution, mais cela reste a4 étudier. Il faut remarquer d’autre part que,

5. & noter que des mesures aérodynamiques réalisées dans toute une section de la veine permettent de quantifier
la tri-dimensionnalité de ’écoulement porteur, dii 4 la présence de tourbillons aux quatre coins; comme discuté
auparavant on néglige pour 'instant cet impact sur la propagation acoustique
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en travaillant avec les LEE, ’écoulement porteur ne vérifie pas le méme jeu d’équations que les
petites perturbations qui lui sont superposées, ce qui n’est pas parfaitement rigoureux. On peut
noter notamment que cela pose des difficultés numériques au niveau de la condition aux limites
de sortie du domaine. Une des pistes & suivre dans le futur serait la résolution non plus des LEE
mais des équations de Navier-Stokes linéarisées (comme discuté en section 1.1), pour pouvoir
mieux étudier I'impact de la turbulence sur I'impédance & identifier.

Incertitudes sur le résultat d’identification

Comme avec toute procédure d’optimisation, la mise en ceuvre de l'identification d’impédance
nécessite de s’interroger sur l’incertitude associée a la valeur identifiée. Ceci est d’autant plus
important que les utilisateurs (numeériciens ou industriels) des spectres d’impédance identifiés
ne sont pas tous avertis des erreurs et limitations propres a ce type de procédure. Ce type de
questionnement, longtemps laissé sous silence par les équipes travaillant sur le sujet, commence &
émerger. Trés récemment le KTH a publié une étude compléte de propagation d’incertitudes, de
la mesure jusqu’a 'impédance identifiée, permettant d’évaluer un intervalle de confiance [29]. Elle
n’est par contre appliquée qu’a une procédure d’identification trés simple, basée uniquement sur
une mesure de matrice de transfert et une approche de propagation acoustique mono-mode, donc
limitée & des configurations ou le liner travaille en absorption pure, sans réflexion au niveau de
ses frontiéres amont et aval. La NASA commence elle aussi & donner des intervalles de confiance
sur ses courbes d’impédance [12], en évaluant l'incertitude liée & des erreurs de £0.5 dB et +1°
sur les mesures microphoniques utilisées en entrée de leur code. De maniére générale, on observe
que l'incertitude devient significative dans les bandes de fréquence ol I’atténuation acoustique
réalisée par le liner est la plus faible, ce qui est tout & fait logique : rien ne ressemble plus a
un mur rigide d’impédance infinie qu’un liner hors de sa plage de fonctionnement et donc a la
réponse quasi-rigide...

L’inconvénient de ces méthodes de propagation d’incertitude est qu’elles nécessitent la réalisa-
tion d'un grand nombre de runs d’identification pour arriver & donner un résultat statistiquement
cohérent, ce qui est encore trop lourd & mettre en ceuvre systématiquement. En pratique, on uti-
lise donc des expédients et /ou on se base sur ’expérience de l'utilisateur. Ainsi, la NASA suit une
pratique bien définie pour juger de la validité ou non des résultats trouvés [24] : quatre boucles
d’identification sont menées en paralléle, avec des valeurs initiales pré-définies, de maniére a
éliminer les éventuels minima locaux.

En ce qui nous concerne, nous avons choisi une voie alternative. Il faut rappeler que notre
procédure d’identification est de base & multi-paramétres, puisqu’en plus de I'impédance du liner
on identifie systématiquement I’amplitude de 'onde acoustique incidente. L’expérience montre
que selon les valeurs initiales on peut converger vers des couples (C, Z) relativement différents
méme si la valeur de la fonction coiit 7 & la fin de la procédure d’identification est sensiblement
la méme. Pour quantifier cet effet, nous choisissons donc d’accompagner la valeur d’impédance
identifiée de barres d’erreurs représentant la page de variation de I'impédance pour laquelle la
fonction cofit ne varie que de, disons, 0.1%. Pour que cette démarche puisse étre réalisée quel
que soit le type de mesures utilisées (pression ou vitesse acoustique), on travaille avec une forme
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réduite de la fonction coiit :

7(2.0)
fnobs ||$0meas| |2 dx dy

Tred(Z,C) = (4.6)

Un exemple de carte de fonction cofit que I'on peut obtenir est tracé sur la figure 4.6. On
I'obtient en calculant 7..q pour différentes valeurs de la résistance et de la réactance, pour une
valeur de C fixée a la valeur obtenue & convergence de 1’algorithme d’identification. Ce qu’on va
appeler "'incertitude" sur la valeur d’impédance identifiée est alors la plage de résistance et de
i a
aussi son importance : si elle est trop haute, typiquement supérieure a quelques pourcents, cela

réactance pour laquelle on s'écarte de 0.1% de la valeur minimale de 7,.4. Cette valeur

signifie que la convergence de la procédure d’identification est douteuse, au sens ot la simulation
numérique n’arrive pas i reproduire correctement ce qui a été observé expérimentalement. Cela
peut venir de problémes sur la condition aux limites de sortie, ou bien de la nature fortement
bruitée du jeu de mesures considérées. Au final, le type de résultat qu’on peut obtenir est illustré
sur la figure 4.7.

La encore, on retrouve le résultat général qui est que la procédure d’identification est d’au-
tant meilleure que 'on se trouve dans une plage de grande atténuation acoustique, donc dans
le cas considéré en moyenne fréquence. Si I’on voulait obtenir une meilleure identification de la
résistance en basse fréquence, une solution serait de changer la profondeur de cavité de ’échan-
tillon de liner, de maniére a augmenter la réactance dans la bande de fréquence d’intérét, ce
qui améliorerait automatiquement I’atténuation acoustique réalisée dans le B2A. On peut noter
aussi que les études menées jusqu’a maintenant ne permettent pas de trancher de maniére claire
sur I'avantage qu’apporterait 'identification & partir de mesures de vitesse acoustique au lieu de
mesures de pression acoustique sur la paroi opposée au liner, tout du moins dans la plage oti
I'atténuation acoustique est forte et 'identification "facile". Par contre, dés lors qu’on se trouve
dans des gammes ou ’'atténuation est faible, on a clairement un avantage a utiliser les données
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en vitesse, du fait du plus grand nombre d’informations expérimentales qu’elles apportent en
entrée de la procédure.

Pour conclure, il est clair qu’il nous faut systématiser ’apport d’une information d’incertitude,
dans une définition statistique classique ou bien celle tirée de la fonction coiit, pour les futures
études mettant en ceuvre la procédure d’identification d’impédance.

4.3 Exemples de mise en ceuvre et perspectives

Au cours des derniéres années, le code Elvina été aussi appliqué sur des configurations lége-
rement différentes de la configuration standard représentée sur la figure 4.1 ot un liner a réaction
localisée est soumis & une combinaison d’écoulement et d’ondes acoustiques rasantes. Ainsi, on a
réalisé des expériences ol un liner était monté au bout du banc B2A, transformé ainsi en simili
"tube & impédance" (voir Fig. 4.8a). Bien entendu dans ce cas il n’y avait aucun écoulement
moyen dans le conduit. Cette application n’a servi qu’a valider la procédure d’identification ba-
sée sur les mesures de vitesse acoustique par LDV [15], car il est clair que sans écoulement un
tube & impédance classique permet d’accéder de maniére bien plus aisée a I'impédance du liner.

y
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Wave ! measurements
X
Hard wall
1.5¢cm
a ontage pour €tu ler 1mpe ance un liner sous incldence normale
Montag étudier 'impéd d'un li incid !
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i (rigid wall)
Acoustic T B
: . X

Perforated section of the plate

Cavity —» I Bias flow

(b) Montage pour étudier I"impédance d’une plaque perforée en présence d’un écou-
lement traversant

Une autre configuration étudiée, bien plus riche de perspectives, est celle schématisée sur
la Figure 4.8b. Dans ce cas on place sur la paroi inférieure de la cellule d’essai du banc B2A
une plaque perforée montée au-dessus d’une cavité. Des ouvertures sur les parois latérales de
celle-ci permettent d’injecter un écoulement, qui va traverser la plaque perforée. La mesure de
la vitesse-acoustique au-dessus de la plaque permet d’identifier I'impédance globale du systéme
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"plaque+-cavité". Dans la gamme de fréquence en degd de la fréquence de coupure du mode
acoustique transverse a la cavité, on peut revenir facilement a l'impédance de la plaque en
soustrayant la réactance jcotwL./co apportée par la cavité. Ce montage a permis d’étudier
I'impédance d’une plaque perforée dans une configuration représentative des parois des chambres
de combustion [16], ce qui conduit en présence d’écoulement traversant & une trés grande valeur
de la résistance acoustique de la paroi et rend donc la procédure d’identification avec le code
Elvin peu précise (la sensibilité de la fonction colit dans cette gamme est trés faible). On compte
dans le futur utiliser ce type de montage pour étudier des plaques perforées utilisées sur les
dispositifs hypersustentateurs (notamment les volets). Dans ce cas on générerait un écoulement
rasant en plus de ’écoulement traversant la plaque. En pratique, ces plaques perforées permettent,
en créant une circulation d’air entre ’extrados et l'intrados du volet, d’amoindrir la force du
tourbillon de bord de volet, et ainsi de diminuer le bruit associé. Les plaques ont donc une action
sur la source de bruit plutét qu’une action d’atténuation de la propagation acoustique comme
c’est le cas dans les nacelles des turbofans. La grandeur qui gouverne le phénoméne physique
en jeu est alors la perméabilité visqueuse statique de la plaque, qui gouverne la perte de charge
qui va avoir lieu entre ’extrados et 'intrados du volet. Or, cette perméabilité est un des termes
intervenant dans les modéles d'impédance acoustique des plaques perforées que 1'on dérive en
suivant la démarche présentée dans la section 3. En identifiant 'impédance acoustique de la
plaque, on pourra donc aussi avoir accés a cette information "statique".

Enfin, la perspective principale de ces travaux concerne l'application aux matériaux dits
"poreux". L’idée est d’utiliser le banc B2A dans la configuration standard de la figure 4.1, mais
en remplacant le liner & réaction localisée par un matériau poro-élastique (par exemple de la fibre
de verre, ou des mousses métalliques). Ce dernier ne peut pas étre représenté par une impédance
acoustique homogénéisée, car son excitation par une onde acoustique conduit & la propagation
au sein du matériau de plusieurs ondes vibratoires. Celles-ci sont classiquement étudiées a 1’aide
du modéle de Biot-Allard [2], qui traduit la propagation simultanée de trois ondes : deux ondes
de compression et une onde de cisaillement. Ce modéle a été revisité par différents auteurs (en
particulier, Johnson, Champoux & Allard, voir [4, 10]) pour faire apparaitre clairement le réle
des différents paramétres physiques rentrant en jeu. Le nombre de paramétres considérés peut
monter jusqu’a huit dans le modéle le plus complet (dit JCA-PL pour Jonhson-Champoux-Allard-
Pride-Lafarge) qui tient compte & la fois des effets visqueux et thermiques au sein du solide. Ces
paramétres concernant la porosité volumique du solide, sa tortuosité, sa perméabilité statique
et une longueur caractéristique, avec & chaque fois une contribution visqueuse et thermique. Le
processus d’identification a mettre en ceuvre porterait donc sur chacun de ces paramétres, au lieu
des seules résistance et réactance acoustique utilisées pour les liners a réaction localisée. Il faut
noter que pour certains matériaux/configurations ou le comportement vibro-acoustique est plus
simple, on peut restreindre notablement le nombre de paramétres a rechercher, jusqu’a tomber
a un seul pour le modéle simplifié de Delany-Bazley [5]. Cette mise en place d’une procédure
d’identification des paramétres acoustiques des matériaux poreux fait actuellement I'objet de la
thése de Rémi Roncen, co-dirigée avec Frank Simon et qui a débuté a l'automne 2015. C’est
une reprise de la thése d’0O. Berengue-Llonch, avortée au bout de six mois en 2014 du fait de
contraintes familiales du doctorant qui I'ont poussé & abandonner sa thése pour retourner en
Espagne.
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Chapitre 5

Analyse modale et propagation
acoustique dans un conduit traité
acoustiquement en présence
d’écoulement

Les deux chapitres précédents étaient dédiés au lien entre le matériau absorbant et son im-
pédance. Pour les applications aéronautiques étudiées & 'ONERA, ces matériaux ont vocation a
tapisser les parois de conduits, de maniére & réduire le niveau du bruit qui s’y propage, et ce en
présence d’un écoulement. La maniére la plus directe de simuler ce type de configuration et donc
d’évaluer efficacité d’un liner acoustique en tant que systéme de réduction de bruit, consiste a
mettre en ceuvre un code CAA ! équipé de conditions aux limites d’impédance acoustique. C’est
ce que fait par exemple a 'ONERA Stéphane Redonnet avec le code sabrinA ou Christophe
Peyret avec le code SPACE, mais se pose alors toute la difficulté de reproduire correctement
I'impédance des matériaux dans le domaine temporel [11], comme discuté dans la section 3.4.
Dans ce chapitre, nous allons voir comment l'utilisation de méthodes numériques plus simples,
basées sur les outils de stabilité linéaire développés pour la mécanique des fluides et présentés
en section 1.1, permettent de reproduire les mécanismes physiques en jeu, de mettre en avant
des comportements singuliers, et de servir d’outils pour le design de technologies de réduction
de bruit dans un contexte industriel.

5.1 Etude des modes acoustiques

Analyse locale

La maniére la plus simple pour étudier la réponse propre d’un écoulement dans un conduit
traité acoustiquement consiste a4 appliquer le formalisme d’une analyse de stabilité linéaire lo-
cale aux équations d’Euler (ou Navier-Stokes) linéarisées associées a des conditions d’impédance

1. Computational AeroAcoustics
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acoustique sur les parois du conduit. Comme expliqué en section 1.1, cela revient donc a résoudre
le probléme aux valeurs propres généralisé :

A .d(y) =aB .d(y) (5.1)

ol a est le nombre d’onde selon z, la direction principale du conduit, et ¢’ = [q, aq] avec ¢ la fonc-
tion propre de 'onde acoustique étudiée, de fréquence réelle w, sur laquelle on impose la condition
d’impédance aux parois. A ’ONERA, ceci est possible grace au solveur MAMOUT développé par
Jean-Philippe Brazier, et dans lequel nous avons intégré les conditions aux limites d’impédance
en 2010, au cours du stage de master recherche de Germain Boyer. Pour cette analyse locale,
on fait donc les hypothéses fortes d’un conduit infiniment long dans la direction z, donc sans
aucune évolution dans cette direction ni de 'impédance de la paroi, ni de I’écoulement moyen.
La géométrie du conduit est de plus restreinte & un formalisme 2D plan ou 2D axisymétrique.

Il faut mentionner que le choix de la facon d’imposer la condition d'impédance a la paroi n’a
rien d’évident. Si on choisit de négliger tous les effets de viscosité et de résoudre les équations
d’Euler linéarisées appliquées & un écoulement uniforme de nombre de Mach My, on se raméne
en fait a I’équation de Helmholtz convectée (CHE). Pour pouvoir traduire les effets de réfraction
dus au cisaillement de I’écoulement & proximité de la paroi, non pris en compte par le jeu
d’équation considéré, il faut écrire la condition d’impédance sous une forme modifiée p(ywai) =
Ze 0(Ywait) ™, en faisant intervenir une impédance effective qui différe de I'impédance de surface
du liner Z. Si par contre on prend en compte la nature cisaillée du profil de vitesse dans les
équations d’Euler linéarisées, on se retrouve a résoudre les équations de Pridmore-Brown (PB),
et la condition d’impédance s’écrit simplement p(ywail) = Zv(Ywair) - . Dans le cas simplifié
de ’écoulement uniforme, toute la difficulté consiste a faire un choix pertinent de 'impédance
effective Z. s, de maniére a trouver par cette approche simplifiée des modes représentatifs de ce
qui est obtenu en résolvant ’équation de PB avec la "vraie" impédance de surface Z. Ceci est
trés bien expliqué dans les travaux récents menés par E. J. Brambley [16], qui montre ainsi que
I'imposition de la célébre condition d’Ingard-Myers [22, 13] revient & poser

w

O e (5.2)
et & ainsi traduire I'effet Doppler di a la réfraction a travers une couche de vorticité via I'impo-
sition de la continuité du déplacement acoustique normal & travers cette couche. Le formalisme
"CHE + Ingard-Myers" est largement répandu dans la communauté du fait de sa simplicité de
mise en ceuvre? et la possibilité d’obtenir une relation explicite entre le nombre d’onde a et I'im-
pédance Z, en faisant intervenir un nombre d’onde transversal ky régissant la forme de la fonction
propre, de maniére similaire & ce qui est obtenu analytiquement dans le cas de la propagation en
conduit rigide. On retrouve alors trés facilement les mémes notions qu’en propagation en conduit
sans écoulement, avec I'existence pour une fréquence fixée d’un jeu de modes acoustiques propa-
gatifs (cut-on) ou évanescents (cut-off ), qui différent par la complexité spatiale de leur fonction

2. Il faut mentionner cependant que le formalisme pose par contre un probléme aux personnes voulant travailler
dans le domaine temporel, avec ’apparition possible d'instabilités numériques liées notamment, comme démontré
par Brambley [7], au caractére mal-posé mathématiquement de la condition d’Ingard-Myers pour certaines lois
d’'impédance.
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propre et par la valeur de leur nombre d’onde axial «, ce dernier étant un nombre complexe dés
lors qu'une impédance de paroi non-infinie est utilisée. Avec un outil tel que MAMOUT qui résout
les équations d’Euler linéarisées complétes, sans simplification sur la forme du profil de vitesse,
on retrouve bien entendu tous ces modes. On a ainsi accés aisément, pour une fréquence donnée,
4 l'ensemble des modes propres acoustiques ainsi qu’aux modes dits "de surface", qu'’ils soient
hydrodynamiques ou acoustiques selon la terminologie proposée notamment par Rienstra [31],
et sur lesquels on reviendra dans la section 5.2. Il est intéressant de mentionner que, avec ou
sans impédance de paroi, la prise en compte de la forme exacte du profil de vitesse moyenne
peut conduire & des différences significatives sur la valeur du nombre d’onde, en comparaison
avec ce qui est obtenu par 'approche simplifiée d’'un écoulement uniforme. Cette différence est
particuliérement notable pour les modes qui se propagent dans le sens contraire & ’écoulement.
On peut donc se demander si toutes les controverses liées a la validité de la condition aux limites
d’Ingard-Myers, notamment pour une propagation acoustique dans le sens contraire a 1’écou-
lement (voir par exemple [30]), ne sont pas, au moins en partie, liées aux erreurs induites par
les effets de réfraction mal pris en compte avec les formulations simplificatrices basées sur un
écoulement uniforme. A titre d’exemple, les travaux récents de G. Gabard confirment toute 1'im-
portance de tenir compte correctement de 'effet de cisaillement du profil, en particulier sur les
modes qui remontent ’écoulement [12].

L’application aux modes acoustiques de conduit de ce type d’analyse provenant du monde de
la stabilité des écoulements de couche limite a fait I’'objet de la thése de Javier Rodriguez San-
chez, qui a été le premier doctorant pour lequel j’ai participé a la proposition du sujet de thése,
et qui a été co-dirigé avec Grégoire Casalis. Le type d’analyse modale effectué a permis notam-
ment d’étudier le concept d’impédance optimale, défini au sens de Cremer[10] : pour un conduit
infiniment long dont la paroi est entiérement tapissée d’un liner, c’est I'impédance de paroi qui
va conduire a la meilleure atténuation possible de ’ensemble des modes acoustiques, considérés
avec égale importance. On ne tient donc pas compte ici d’éventuelles ruptures d'impédance dans
le sens de la propagation des ondes acoustiques qui pourraient réduire le bruit transmis du fait
de phénoménes réflexifs ; ni de la nature de la source acoustique, qui peut dans les applications
réelles favoriser I’émergence de certains modes acoustiques par rapport aux autres. L’impédance
optimale étudiée ici se raméne donc uniquement & la valeur d'impédance Z telle que ’ensemble
des modes acoustiques possibles aient le taux d’atténuation 4 le plus élevé possible®. La for-
mule de Cremer, et son extension aux cas avec écoulement par Tester [33, 34], n’a de plus été
proposée que dans un formalisme CHE. Malgré ses limitations, elle présente néanmoins ’avan-
tage de donner une expression analytique en fonction des seuls paramétres que sont la valeur
de I’écoulement et la dimension du conduit ; elle a ainsi servi d’impédance cible aux équipes de
I’ECL pour mettre en place des algorithmes de contréle actif de 'impédance de paroi [4]. C’est
suite aux travaux que nous avons mené avec eux sur ce théme [3] que l'intérét nous est venu
d’utiliser un outil comme MAMOUT pour étudier cette notion.

En effet, le tracé du spectre de valeurs propres, tel qu’illustré sur la figure 5.1, montre un
comportement original des modes acoustiques dans le plan complexe (., cv;) lorsqu’on fait varier
la valeur de I'impédance de paroi. On voit ainsi que pour une valeur de résistance "élevée", un

3. le signe & considérer devant la partie imaginaire du nombre d'onde axial o dépend du sens de propagation
du mode.
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F1GURE 5.1 — Spectres des valeurs propres obtenus dans un conduit bidimensionnel, avec une
valeur d’impédance Z = R + jX imposée sur la paroi inférieure. Les boucles représentent le
trajet dans le plan complexe effectué par les modes acoustiques lorsque la réactance X varie de
—00 & +00, pour une valeur de résistance fixée.

balayage sur la réactance a simplement pour effet de faire tourner la valeur propre d'un mode
autour de sa valeur obtenue en paroi rigide, traduisant 'effet atténuateur de l'impédance de
paroi. Par contre, aux valeurs de résistance "faibles", la variation de réactance se traduit par des
changements de position entre les modes, se traduisant par des boucles dans le spectre. Dans
le cas présenté sur la figure, cela signifie par exemple que si I'on effectue un suivi de mode en
balayant la réactance a partir de X = —oo & résistance fixée R = 0.35, le mode propagatif plan
se transforme en le premier mode évanescent, tandis que ce dernier devient lui de moins en moins
atténué, jusqu’a rejoindre la position du mode propagatif plan lorsque X = 4o00. Cela signifie en
pratique que, dans cette gamme de résistance, en cherchant & atténuer un mode propagatif, on
peut se retrouver dans la situation ot un mode évanescent en paroi rigide se retrouve fortement
amplifié. ’impédance optimale au sens de Cremer est donc la valeur permettant d’obtenir le
meilleur compromis, ce qui se traduit visuellement dans le spectre par la présence d’un point
de coincidence entre les boucles (comme sur la courbe rouge de la figure). Comme on pouvait
s’y attendre au vu d’un tel comportement pathologique dans le plan complexe, nous avons pu
montrer que ce point de branchement correspondait & une valeur nulle de la vitesse de groupe
des modes considérés [32]. Par contre, tout ceci se passant pour des valeurs réelles des fréquences,
il n’y a pas lieu ici de parler d’'instabilité absolue.

Il est néanmoins important de préciser que toutes les discussions précédentes ne concernent
que la résolution des équations non-visqueuses. On peut donc se poser la question de la pertinence
de choisir de résoudre les équations d’Euler linéarisées autour d’un écoulement moyen cisaillé,
qui ne vérifie donc pas la condition de non-glissement & la paroi sous-jacente a ce jeu d’équations.
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La fagon évidente de dépasser ce probléme consiste & résoudre les équations de Navier-Stokes
linéarisées, ce qui est possible avec MAMOUT et a été notamment utilisé dans le cadre de la thése
de Javier Rodriguez Sanchez. Mais se posent alors de nouvelles difficultés :

e quel sens donner & une condition d’impédance de paroi dans un formalisme tenant compte
des effets visqueux ?

e et quel écoulement de base doit-on alors considérer, sachant que les écoulements de conduit
sont généralement trés fortement turbulents 7 Est-il justifié de ne considérer que 1’écoule-
ment moyenné en temps ? Mais alors quelle valeur doit-on prendre pour le terme de visco-
sité ?

Concernant la premiére question, des travaux théoriques ont été initiés par Aurégan [2], et un
regain d’intérét, mené par Brambley [17], a lieu actuellement a ce sujet. Ces études se concentrent
a chaque fois sur la meilleure maniére d’évaluer une impédance effective permettant de convertir
dans un formalisme "propagation acoustique dans un milieu uniforme" I'impact des phénoménes
visqueux dans I’écoulement de proche paroi. Par contre il n’y a, & ma connaissance, pas encore de
justification rigoureuse de la procédure d’homogénéisation qui permet de dériver une impédance
de surface a4 partir du comportement sous écoulement rasant d’un matériau de type "plaque
perforée+ nid d’abeille", de maniére analogue & ce qui a été présenté sans écoulement rasant
dans le chapitre 3. Les progrés réalisés ces derniéres années en simulation numérique directe de
I'interaction d’'un écoulement avec un liner permettront peut-étre de faire avancer les réflexions
sur ce sujet. La deuxiéme question posée précédemment est similaire a celle qui se pose pour toutes
les études d’analyse de stabilité menées sur des écoulements turbulents. La encore il n’existe pas
de réponse ferme et tranchée, et la question est d’autant plus difficile que dans certains cas, comme
cela a été présenté au chapitre 2.3, la présence des ondes acoustiques peut modifier la forme de
I’écoulement moyen & proximité du liner. Quoi qu’il en soit, tout du moins en ce qui concerne
les modes acoustiques, les travaux qui ont été menés avec MAMOUT au cours de la thése de Javier
Rodriguez Sanchez nous confortent dans I'idée que 'impact de la viscosité reste bien moindre que
celui de toutes les simplifications usuellement faites pour étudier la propagation acoustique dans
un conduit traité, notamment celles liées & la forme du profil de vitesse moyenne. Nous verrons
en section 5.2 qu’inversement ce n’est pas du tout le cas pour les modes hydrodynamiques de
surface.

Analyse bi-locale

Dans les configurations qui ne peuvent pas étre simplifiées sous la forme d’un conduit 2D plan
ou 2D axisymétrique, mais ol on conserve néanmoins l'invariance dans la direction x, ’'approche
locale doit étre remplacée par une approche bi-locale. On résout alors le probléme aux valeurs
propres suivant :

A'.d(y,2) = aB'.d(y, 2) (5.3)

Ceci a été mis en ceuvre dans la thése de Javier Rodriguez Sanchez pour étudier 1'impact sur
les modes acoustiques des variations transversales de I’écoulement moyen dans le conduit B2A
(celui-ci ayant une section carrée). Cela a surtout été appliqué dans le cadre de la thése de Lucas
Pascal, que j’ai eu le plaisir de co-diriger avec Grégoire Casalis. A partir du solveur Galerkine
Discontinu Elvinmis en place dans le cadre de la thése de Julien Primus, Lucas Pascal a en effet
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développé le solveur EMILE, dont I'une des fonctionnalités permet de résoudre le probléme aux
valeurs propres bi-local dans une section de conduit, avec des conditions d’impédance & la paroi
non-uniformément réparties. Cela nous a permis d’étudier ce que 'on appelle les "splices", c¢’est-
a-dire les zones rigides dans une paroi traitée acoustiquement, comme ce qu’on peut trouver sur
la paroi interne des nacelles d’avion lorsqu’il faut faire la jonction latérale entre deux panneaux
de liners, ou bien lorsqu’une réparation impose la mise en place d’un patch qui va se comporter
comme une paroi rigide acoustiquement. Ces "splices" ont un impact qui peut étre significatif
sur les propriétés des modes acoustiques dans le conduit. Les travaux menés dans la thése de
Lucas Pascal sur ce sujet sont synthétisés dans 'article qu’il a publié dans le Journal of Sound
and Vibration [23]. En dehors des aspects de modélisation des phénoménes physiques en jeu dans
cette situation, I'un des résultats important de cette étude pour ce qui concerne les travaux que
nous menons sur ce théme, est la mise en évidence du trés bon comportement de la formulation
numérique Galerkine Discontinue au niveau des ruptures d’impédance. Celles-ci entrainent des
discontinuités et des singularités sur les composantes de la vitesse acoustique, qui sont trés bien
captées numériquement dés lors qu’on s’assure que les cellules du maillage présentent au niveau
de la rupture d’'impédance une face perpendiculaire a4 la paroi. Une illustration de la bonne
reproduction numérique du saut qui apparait sur la vitesse acoustique normale a la paroi au
niveau de la frontiére entre une paroi rigide et une paroi traitée est donnée sur la figure 5.2. On
verra dans la section suivante tout l'intérét qu’il peut y avoir a disposer d’un outil numérique
capable de capter correctement des phénoménes aussi violents.

0.3

|| (1,8

0.05

F1GURE 5.2 — Vitesse acoustique normale & la paroi d’'un conduit & section circulaire traité
acoustiquement, mais présentant une splice rigide entre § = 0 et # = 0.05 (donc sur laquelle
ur = 0). Les fonctions propres de deux modes propres sont tracées, avec en traits pointillés les
solutions obtenues sans la splice, en trait pleins ceux avec la splice.

Le code EMILE a aussi été utilisé pour reproduire la géométrie originelle de la cellule d’essai
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du banc B2A, dans laquelle la partie traitée acoustiquement ne couvre que 3/ 5%€ de la face
inférieure, le reste étant des parois rigides (voir figure 5.3). Comme tous les essais menés au
banc B2A étaient faits dans le régime d’ondes planes, nous pensions intuitivement que les deux
bandes rigides situées de part et d’autre de ’échantillon (et disposées 1& pour des raisons de
tenue mécanique du montage) n’allaient pas impacter significativement le champ acoustique.
Or, comme expliqué en section 4.1, nous avons rencontré au cours de la thése de Julien Primus
des difficultés pour obtenir des valeurs d’impédances acoustiques correctes lors de la mise en
ceuvre du processus d’identification entre les simulations 2D plan et les mesures effectuées dans
le plan central de la veine B2A (i.e. en z = 0). L’analyse bi-locale des modes acoustique du
conduit dans la géométrie exacte du banc B2A a permis de montrer que la présence des bandes
rigides latérales impactaient significativement la valeur du nombre d’onde «, et par l&méme
Patténuation acoustique le long du conduit. L’utilisation de cet outil d’analyse modale a donc
permis de mettre en lumiére le biais intrinséque & la stratégie d’identification que nous avions a
I’époque, ce qui nous a conduit, comme expliqué précédemment, & changer la conception de la
veine d’essai du B2A pour permettre aux échantillons de liner d’en recouvrir toute la largeur.
Sans cela, nous aurions vraisemblablement mis beaucoup plus de temps & comprendre pourquoi
les résultats d’identification que nous obtenions n’étaient pas corrects.

y=H

S

o

z = —H/2

F1GURE 5.3 — Maillage de la section transverse du banc B2A pour I'analyse bi-locale avec EMILE.
La portion de paroi traitée acoustiquement, en y = 0, est représentée en bleu. Le maillage est
resserré & la discontinuité de la condition d’impédance.

89



5.2 Etude des modes hydrodynamiques instables

Les modes étudiés dans la section précédente sont des modes acoustiques "standards", qui sont
soit évanescents, soit propagatifs dans le sens de ou contraire a I’écoulement. Mais le spectre des
équations d’Euler linéarisées avec écoulement et une impédance de paroi présente aussi d’autres
types de modes, mis en évidence notamment par Rienstra [31], dénommés modes de surface car
I’essentiel de leur fonction propre est localisée a proximité de la paroi traitée. Certains de ces
modes n’existent qu’avec écoulement, et sont donc appelés modes de surface hydrodynamiques.
Il existe des configurations d’écoulement et d’impédance de paroi pour lesquelles un mode de
surface hydrodynamique se retrouve dans le quadrant du spectre (a, > 0, a; > 0). Cela signifie
que, si ce mode se propage effectivement dans le sens des = positifs, il est alors amplifié expo-
nentiellement : Rienstra 1’a alors appelé mode hydrodynamique instable, "HI" en anglais. Peu
de temps aprés ces travaux théoriques, M. Leroux et Y. Aurégan ont mesuré un comportement
"étrange" d’un liner céramique qui, en présence d’un écoulement suffisamment rapide, conduisait
a la génération d’un bruit trés violent au lieu de jouer son réle habituel d’atténuateur [1]. Un
phénomeéne similaire avait déja été observé a l'université de Gottingen [8], et a fait 'objet de la
thése de M. Jiischke [14], mais la diffusion de ces travaux est restée bien plus limitée que l'article
de Leroux & Aurégan. A la méme période, des équipes cherchant & reproduire numériquement
une expérience menée a la NASA sur un liner céramique rencontraient des difficultés avec leur
solveur dans le domaine temporel, que ce soit via une résolution des équations d’Euler linéari-
sées [18] ou Navier-Stokes linéarisées [9]. Pour une certaine vitesse d’écoulement, apparaissent en
effet dans les simulations des fluctuations & proximité immédiate du liner, qui s’amplifient expo-
nentiellement dans la direction axiale. A I’époque, l'origine de cette "instabilité" n’était pas bien
identifiée, certains auteurs donnant méme des explications fantaisistes selon lesquelles cela était
une onde de Tollmien-Schlichting, alors méme qu’ils résolvaient des équations non-visqueuses...
Il faut mentionner aussi que dans les premiers papiers de Tester sur la recherche de 'impédance
optimale des conduits [34], celui-ci mentionne aussi avoir rencontré des modes au comportement
"bizarre".

J’ai découvert tous ces travaux aprés mon embauche en tant qu'ingénieur de recherche, car
Romain Pethieu, le doctorant d’alors de Frank Simon, effectuait des expériences au banc B2A
sur le méme type de liner que celui utilisé par M. Leroux et Y. Aurégan, et visualisait par LDV
des structures cohérentes de vitesse s’amplifiant fortement le long du liner, uniquement pour
une certaine gamme de vitesse d’écoulement et de fréquence d’excitation acoustique. Au vu de
I’ensemble de ces résultats, j’ai eu envie d’appliquer les outils d’analyse de stabilité d’écoulement
a ce type de configuration, ayant l'intuition que la présence d’un mode HI était sous-jacente
aux résultats obtenus expérimentalement et numériquement. Cela a conduit au stage de master
recherche de Germain Boyer, en 2009, encadré en partenariat avec Jean-Philippe Brazier, et au
cours duquel les conditions d’impédance acoustique ont été introduites dans MAMOUT .

Analyse locale

Le code MAMOUT nous permet donc de réaliser une analyse de stabilité locale d’un écoulement
de conduit, en tenant compte de I'impédance de paroi. Lorsque celle-ci présente une résistance
faible, typiquement inférieure a 0.3, on voit apparaitre un mode hydrodynamique instable, comme
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illustré sur la figure 5.4. Il est important de mentionner que la présence d’'un mode dans le
quadrant supérieur droit du spectre ne garantit pas 4 elle seule que le mode en question soit
instable. Pour s’assurer que cela est bien le cas, il faut évaluer la direction de propagation du
mode (i.e. vérifier s'il se propage dans le sens des x positifs ou des z négatifs). Pour cela, il faut
mettre en ceuvre 'approche de Briggs-Bers, comme mentionné dans la section 1.1, qui permet
aussi d’évaluer si 'instabilité a une nature convective ou absolue.
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FI1GURE 5.4 — Spectre des valeurs propres dans un conduit 2D avec écoulement cisaillé, et dont
la paroi inférieure est traitée avec une impédance Z = 0.2 + 0.08j

Ces outils de stabilité ont été appliqués dans le cadre du stage de Germain Boyer a deux
configurations expérimentales dans lesquelles des "ondes de vorticité" avaient été mesurées au-
dessus du liner par LDV et/ou PIV : les expériences menées au B2A par R. Pethieu [25], et celles
réalisées a I'institut PPrime par Marx et al. [21, 20]. L’objectif dans chaque cas était de comparer
les fonctions propres du mode HI calculé par analyse modale de I’écoulement expérimental, aux
fluctuations cohérentes de vitesse mesurées au-dessus du liner. La premiére étude a conduit
4 une communication & une conférence AIAA d’aéroacoustique [5], la deuxiéme & un article
dans le Journal of Sound and Vibration [6], dont on trouvera une copie dans 'annexe C. Les
comparaisons théorie/expérience ne sont pas pleinement satisfaisantes dans la premiére étude,
ce qui, a posteriori, peut venir d’effets tri-dimensionnels trop marqués dans les expériences du
B2A menées a ’époque, et non prises en compte dans ’analyse modale. La deuxiéme étude, elle,
a permis de montrer un accord trés satisfaisant entre i la fois le nombre d’onde et la fonction
propre du mode HI, et les fluctuations expérimentales. Le taux d’amplification du mode HI est
cependant sur-estimé dans les résultats théoriques, ce qui, au vu des travaux récents menés par
Brambley [15], provient vraisemblablement de la non-prise en compte des phénoménes visqueux.
Quoi qu’il en soit, ces résultats confortent I'idée que les phénoménes observés expérimentalement
proviennent en effet de 'existence d’un mode hydrodynamique qui s’amplifie exponentiellement
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le long du liner, pour une certaine gamme de profil et vitesse d’écoulement, ainsi que d’impédance
de paroi.

Au cours de sa thése, Javier Rodriguez Sanchez s’est lui intéressé a la configuration expéri-
mentale de la NASA, avec le liner céramique, qui conduit a ’observation dans les simulations
numériques d’une instabilité autour de 1000 Hz. Il a pu montrer I'existence de deux modes hy-
drodynamiques, qui conduisent & une instabilité absolue autour de 1000 Hz lorsqu’on résout
uniquement les équations d’Fuler linéarisées. Ce comportement absolu peut étre a l'origine des
difficultés numériques rencontrées dans certaines simulations temporelles LEE menées sur cette
configuration. Dés lors qu’on introduit de la viscosité dans les équations, le comportement des
modes change, et on se retrouve uniquement confronté a un mode convectivement instable, tou-
jours dans la méme gamme de fréquence *. Ainsi, les personnes s’attaquant a cette configuration
avec un code LEE basé sur des schémas assez dissipatifs, ou bien utilisant un code Navier-Stokes
linéarisé, sont moins & méme de rencontrer des difficultés numériques. Il faut noter que les tra-
vaux de Javier ont aussi montré que la valeur propre du mode HI (et notamment son taux
d’amplification) était trés sensible a la fois & la forme du profil de vitesse et a la forme de la loi
d’impédance : il est vraisemblable que dans les expériences de la NASA le mode en question soit
en effet stable, ou bien seulement trés faiblement amplifié spatialement, ce qui expliquerait qu’il
n’ait pas été observé expérimentalement, au contraire de ce qui s’est passé dans les expériences

du LAUM ou de Pprime.

Interlude sur la mise en ceuvre de l'alternative de Fredholm pour étudier la sensibilité des
modes hydrodynamiques de surface a une petite modification de l’écoulement moyen

Nous présentons ici un complément aux travaux de Germain Boyer qui n’a pas pu étre publié
dans [6] pour des questions de lisibilité de P’article, mais qui mérite & mon avis d’étre mentionné,
car c¢’est une mise en application amusante de I’alternative de Fredholm, qui revient & écrire une
condition de solvabilité (voir section 1.1). Dans cette interlude, on utilisera donc les notations de
Particle [6] pour en faciliter la compréhension, en sachant que la principale différence par rapport
aux notations du reste du manuscrit vient de 'utilisation de k pour le nombre d’onde a la place
de a.

On note L(k)X = 0 le probléme de stabilité locale étudié, avec £ l'opérateur des équations
d’Euler linéarisées et X = (P, U, V) les fonctions propres recherchées. On peut définir le produit
scalaire hermitien suivant :

1
VX, X (XX = / (PP* + UU™* + VV'*)dy (5.4)
0

Supposons qu’une modification soit effectuée sur I'écoulement de base My(y), sous la forme
d’une petite perturbation de celui-ci. Pour estimer quelle en est 'influence, la valeur propre k,
la fonction propre X = (P,U, V), ’écoulement moyen M et 'opérateur £ sont tous recherchés
sous la forme :

4. Il faut mentionner que ce changement de comportement d’'une instabilité absolue vers une instabilité convec-
tive, du fait de la viscosité, a aussi été mis en évidence par Marx & Aurégan sur une autre configuration [19]
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q = qo +eq1+o(e) (5.5)

Le probléme aux valeurs propres peut étre linéarisé par rapport a la perturbation de ’écou-
lement moyen, en le décomposant selon des termes en O(1) et en O(g) :

Lo(ko)Xo = 0 (5.6a)
Lo(ko)Xy = —Ly(ko. k1) Xo (5.6b)

avec Ly 'opérateur des équations d’Euler linéarisées et

koﬂff 01 0 0 M, 00 Cp 0
L1(ko, k1) = —i 0  koMoy My, | —iki| co Mo O (5.7)
0 0 ko Moy 0 0 Moo

L’équation (5.6a) a déja été résolue a ’aide du code MAMOUT dans ’étude présentée dans ’ar-
ticle [6], et Péquation (5.6b) est utilisée pour calculer la partie perturbée k de la valeur propre :
cette équation a une solution si, et seulement si, le terme inhomogéne —L; X, est orthogonal &
chaque solution X de 'opérateur adjoint homogéne L£§(ko) défini comme

VX, Y (LoX]Y) = (X|LLY). (5.8)

Ceci conduit & la condition de solvabilité (aussi appelée "alternative de Fredholm") :

(—L1(ko, k1) Xo|Xg) = 0. (5.9)

ou A§ = (P*,U% V%) est la fonction propre associée a la valeur propre k de 'opérateur adjoint
homogéne Lj :

i(w — k*Mo) —ik* <
Li(k) = —ik* i(w — k*Mo) 0 (5.10)
< — M} i(w — k*Mp)

Le probléme adjoint des équations d’Euler linéarisées s’écrit L§(k)&, = 0 sur le domaine,
avec comme condition sur les parois :

—wZ*V(0) + (w — k*Mo) P*(0) = 0 (5.11a)
Ve(1) =0 (5.11b)

La condition (5.9) donne ainsi directement la contribution perturbative de la valeur propre,
qui s’écrit de maniére analytique comme :

ko fy Moy (PP + UU™ + VV®)dy — i [y My, VU™dy

k1 =
DT [ Moo (PPO* £ UUS + VV@)dy + oo [} PUM + UP*dy

(5.12)
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TABLE 5.1 — Valeurs propres du mode hydrodynamique instable obtenues lorsqu’on effectue une
petite modification de ’épaisseur de couche limite é de I’écoulement moyen. Comparaison entre
les calculs directs et les résultats obtenus par 1’alternative de Fredholm.

6 =0.0019 6 = 0.0021

Calcul direct 127.1 +24.14 ¢ 121.7 + 20.01 7
Approche par alternative de Fredholm 127.3 4+ 24.08 7 121.8 + 19.97 ¢

Comme le code MAMOUT permet aussi de résoudre le probléme adjoint, on peut facilement
mettre en ceuvre cette approche. Nous 'avons appliquée au cas w = 10, My, = 0.5, § = 0.002,
Z = 3.0 4+ 1.397, en s’intéressant uniquement au mode hydrodynamique instable. L’écoulement
de base est modifié comme suit :

Moo (y) + Mo1 = Mmaxg(y, 6o + 01) (5.13)

avec 6p = 0.002 et 63 = £0.0001, et g la fonction donnée dans ’article gouvernant la forme
cisaillée du profil de vitesse moyenne. Cela revient donc & imposer une perturbation de +5% sur
I’épaisseur de couche limite. Pour évaluer 'efficacité de 'approche par alternative de Fredholm,
on va comparer ses résultats 4 une analyse modale standard effectuée sur I’écoulement de base
modifié. Les résultats sont présentés dans le Tableau 5.1, pour le mode hydrodynamique instable,
montrant toute 'efficacité de la méthode utilisant la condition de solvabilité. Ce type de calcul
montre aussi que la partie imaginaire de k ( i.e. le taux d’amplification de I'onde) est bien plus
sensible a une variation du profil de I’écoulement moyen que sa partie réelle. Ceci est a4 mettre en
regard avec les commentaires faits précédemment sur la difficulté & estimer la nature amplifiée
ou non du mode HI, dés lors qu’on n’a pas une connaissance trés précise de 1’écoulement moyen.

Analyse globale et croissance transitoire

Tous les travaux présentés dans la section précédente ont été faits dans le formalisme local,
donc notamment sans considérer la présence d’une rupture d’impédance aux frontiéres amont et
aval du liner, celui-ci étant bien entendu de longueur finie dans les applications réelles. La présence
d’instabilités convectives ou absolues, connues dans le monde des instabilités des écoulements
pour étre des marqueurs possibles d'un comportement "amplificateur de bruit" ou "oscillateur”
(voir la discussion en section 1.1), ainsi que I'envie de savoir quel était I'impact que pouvaient
avoir ces ruptures d’impédance, nous ont conduit & mettre en ceuvre dans le cadre de la thése de
Lucas Pascal une analyse globale et une étude de croissance transitoire. Ceci a été réalisé a 1’aide
du code EMILE basé sur les équations d’Euler linéarisées et un formalisme Galerkine Discontinu.
La géométrie considérée est un conduit 2D plan, avec le liner recouvrant une portion de la
paroi inférieure. Des conditions PML sont utilisées sur les frontiéres amont et aval du domaine.
Le code est utilisé soit pour faire une analyse de stabilité globale et trouver ainsi les modes
propres globaux avec les pulsations propres complexes associées ; soit pour réaliser un étude de
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croissance transitoire et rechercher la perturbation initiale qui maximise la croissance temporelle
d’une énergie donnée. Dans ce dernier cas, ’étude de perturbation optimale est réalisée par une
approche directe/adjointe, en profitant de la propriété de la discrétisation Galerkine Discontinue
qui assure que l'adjoint du probléme discrétisé est égal au discrétisé du probléme adjoint.

Ces travaux ont donné lieu notamment & une communication & un symposium [UTAM [24],
dans laquelle on a étudié une configuration simplifiée oli ’écoulement a un profil de Poiseuille
et o1 I'impédance de paroi est une résistance pure égale a 0.01°. Pour le cas ot le liner a une
longueur axiale égale & 4 fois la hauteur du conduit, on observe un phénoméne de croissance
transitoire produisant des gains trés élevés. A 'horizon optimal (i.e. au temps ot le gain est le
plus grand), le champ de pression obtenu présente une croissance spatiale trés violente le long
du liner puis, a I'aval de la rupture d’impédance, on observe un mode acoustique plan de trés
grande amplitude (voir figure 5.5). A la fois la fréquence de ces fluctuations et leur comportement
spatial sont en trés bon accord avec les propriétés des modes HI et acoustiques donnés par une
analyse locale. On se trouve donc en présence d’'un phénoméne proche de celui observé dans les
expériences, avec la présence d’une fluctuation a la surface du liner s’amplifiant exponentiellement
dans le direction axiale, couplée a un rayonnement sonore trés important a ’aval du liner.
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F1GURE 5.5 — Champ de pression obtenu par propagation de la perturbation optimale jusqu’a
I'horizon de temps optimal. Le liner est situé sur la paroi inférieure, entre 40 et 60 cm. Il faut
noter la différence d’échelle entre les coordonnées axiales et verticales.

Il est intéressant de noter qu’aprés cette phase de croissance transitoire, le systéme présente
une dynamique quasi-oscillante : ’énergie diminue au fur et & mesure du temps, mais avec des
oscillations dont la durée semble étre reliée & un phénoméne de rétroaction entre I’onde hydro-
dynamique instable se propageant vers la droite et le mode acoustique évanescent se propageant
vers la gauche, qui est excité au niveau de la rupture d’impédance aval par la diffraction de

5. étant donné la forme peu cisaillée d'un écoulement de Poiseuille, il faut en effet descendre 4 des valeurs de
résistance trés faibles pour obtenir un mode hydrodynamique convectivement instable dans I'analyse de stabilité
locale
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I'onde hydrodynamique. Lucas Pascal a aussi montré dans ses travaux de thése que, & méme
propriété d’écoulement et d’impédance, lorsqu’on augmentait la longueur du liner on basculait
vers une dynamique de type "oscillateur", avec une amplification temporelle exponentiellement
croissante de 1’énergie. Le scénario envisagé est que du fait de la plus grande longueur du liner,
I'onde hydrodynamique réalise une amplification spatiale plus importante que la décroissance du
mode acoustique évanescent, ce qui auto-entretient la génération du mode hydrodynamique par
la diffraction au niveau de la rupture d'impédance amont du liner. Lucas Pascal ayant été embau-
ché a 'TONERA/DMAE aprés sa thése, il poursuit occasionnellement 1’étude de ce phénomeéne,
et a notamment montré que l'analyse de stabilité globale conduit selon la longueur du liner a
des modes propres temporellement stables ou instables [29]. Je lui souhaite de réussir dans les
années qui viennent & finaliser P'article présentant 1’ensemble de ces résultats .

Une perspective a ce travail serait aussi bien siir de mettre en ceuvre le méme type d’analyse
globale et de croissance transitoire & partir d'un solveur prenant en compte les effets visqueux
et les effets non-linéaires, notamment car on a vu dans les analyses locales toute I'importance
que pouvait avoir la viscosité sur le comportement du mode hydrodynamique instable, et car
les niveaux de gain obtenus avec le solveur LEE indiquent clairement que I’on sort du cadre de
I'approximation linéaire.

De maniére plus générale, il serait intéressant d’étudier, que ce soit via une analyse locale ou
globale, 'impact qu’aurait une impédance de surface sur les modes propres d'une couche limite.
Des travaux récents ont en effet montré que la prise en compte de la perméabilité de la paroi via
une condition de type "impédance statique" pouvait significativement changer les propriétés de
stabilité des ondes de Tollmien-Schlichting dans une couche limite incompressible [28]. De ma-
niére similaire, de nombreuses études sont menées ces derniéres années sur les couches limites en
régime hypersonique au-dessus de parois structurées ou de matériaux poreux; il est montré que
I'impédance de surface créée par ces parois conduit a une stabilisation du mode dominant dans
la couche limite, qui est ici le mode 2 (voir par exemple 'article [35]). Le code MAMOUT dispose
déja, grace au travail au long cours de Jean-Philippe Brazier, des fonctionnalités d’analyse des
équations de Navier-Stokes sur toute la gamme des écoulements d’air, de I'incompressible & 'hy-
personique en gaz réel : on a donc tous les outils nécessaires 4 la mise en place d’études similaires
a celles pré-citées. Les connaissances accumulées sur les applications acoustiques pourraient étre
mises en ceuvre pour répondre aux questions sous-jacentes a toutes ces types d’étude, et ra-
rement explicitées : est-il judicieux de modéliser sous la forme d’une impédance de surface le
comportement & la paroi des fluctuations de vitesse et de pression des ondes se développant
dans les couches limites ? Les lois d’'impédance utilisées représentent-elles bien le comportement
des matériaux considérés 7 Je pense qu’il y a dans cette thématique un vaste champ d’études a
explorer.

6. Etant maintenant responsable de I'unité de recherche dans laquelle il travaille, je sais bien évidemment
quelles sont toutes les contraintes avec lesquelles il a & composer avant de pouvoir aller plus loin sur ces travaux;
une possibilité envisageable serait d'intégrer ces développements dans un stage.
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5.3 De l’analyse modale au design de liners

Pour revenir aux applications acoustiques, les outils et concepts qui viennent d’étre présentés
dans toute cette deuxiéme partie du mémoire permettent a la fois d’évaluer I'impédance effective
d’un liner acoustique, que ce soit par la modélisation ou par une identification a partir d’expé-
riences dédiées, mais aussi I'impact d’une impédance de paroi sur le comportement du champ
acoustique dans un conduit. On a donc & notre disposition les briques nécessaires pour s’attaquer
4 une des problématiques rencontrées dans les applications industrielles, que ce soit dans les na-
celles de turboréacteurs, dans les systémes d’échappement automobiles ou dans les systémes de
conditionnement d’air : en présence d'une source acoustique en amont d’un conduit, comment
choisir au mieux un liner & placer sur une portion de la paroi interne pour minimiser le bruit
transmis & I'aval du conduit ?

Il se trouve qu’en 2012 un appel i projet a été lancé dans le cadre de la plateforme SGO
de V’initiative européenne CleanSky ’ sur le théme "Design and optimisation of locally reacting
acoustic material", pour une application & un systéme de conditionnement d’air. Avec Valia
Fascio, de la société ATECA spécialisée, entre autres, dans la fabrication de liners acoustiques,
nous avons proposé une réponse sous la forme du projet ALIAS, qui a été sélectionné par la
commission européenne dans le cadre du Call for Partners (CfP) JTI-CS-2012-2-SGO-02-036.
Ce projet, dont j’étais la coordinatrice, a duré de janvier 2013 a mi-2015; il représentait une
activité correspondant & un financement de 300 k€ par I'union européenne, répartie en 2/3 pour
PONERA, 1/3 pour ATECA. Il s’est avéré que I'industriel qui avait lancé ce CfP était Liebherr
Aerospace, nous avons donc eu i concevoir un liner acoustique adapté a leur problématique
industrielle. Les futurs systémes de conditionnement d’air ont en effet vocation & s’affranchir au
maximum des dispositifs hydrauliques et mécaniques pour devenir "tout électrique". Concernant
le bruit rayonné, cela a pour conséquence de changer la nature de la source sonore : au lieu
d’étre un ventilateur, ce sera une trompe & air. Celle-ci rayonne dans les moyennes fréquences
(typiquement dans la bande [500-3500] Hz) au contraire des ventilateurs "classiques" qui générent
eux un bruit haute fréquence, atténué dans le systéme existant par une couche de quelques
centimétres de matériaux poreux (de type fibres ou laines). Les contraintes d’encombrement et
de masse empéchent de conserver ce type de traitement acoustique pour réduire le bruit en
moyenne fréquence. La proposition du projet ALIAS était donc d’adapter a la problématique
des systémes de conditionnement d’air les solutions technologiques utilisées couramment dans
les nacelles de turboréacteurs, qui sont donc des liners SDOF ou DDOF de type plaque résistive
sur cavités de nid d’abeilles.

Cela a été effectué par un processus en plusieurs étapes mettant en ceuvre les outils de
modélisation d’impédance, de mesure d’impédance et d’analyse modale dont nous disposions,
complétés par un code de résolution des équations d’Euler linéarisées en géométrie complexe (le
code SPACEde C. Peyret [26], au département DSNA de ’'ONERA Chatillon) et les capacités
ATECA de fabrication de solutions industrielles. Voici de maniére synthétique le processus qui
a été suivi :

1. Evaluation de 'impédance de paroi conduisant a la meilleure atténuation dans la géomé-

trie et les conditions de fonctionnement du systéme de conditionnement d’air de Liebherr

7. http ://www.cleansky.eu/ content/project,/system-green-operations
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Aerospace. Pour cela on a commencé par étudier grace & MAMOUT I'atténuation attendue sur
une large gamme d’impédance pour tous les modes propagatifs existant. Le code SPACE a
permis d’affiner ces prévisions en tenant compte de toute la complexité de la géométrie du
conduit industriel visé. En paralléle, 'impédance attendue pour différents types de géo-
métries de liners était évaluée i 1’aide des modéles semi-empiriques les plus adaptés aux
conditions de fonctionnement industrielles. Cela a permis de trouver des concepts de liners
assurant a priori le meilleur compromis entre ’'atténuation réalisée, la faisabilité de fabri-
cation, et la robustesse vis-a-vis des incertitudes sur les conditions de fonctionnement et
de réalisation.

2. Vérification en laboratoire des performances des concepts de liners pré-sélectionnés. ATECA
a fabriqué des échantillons pour le tube a impédance et le banc B2A, et nous avons pu
mesurer 'impédance réalisée par les liners sous un environnement aussi proche que possible
des applications industrielles, en terme de niveau sonore et de vitesse d’écoulement rasant.

3. Sélection des deux meilleurs concepts, réalisée au vu de simulations numériques complé-
mentaires menées avec SPACE , combinant la géométrie et les conditions de fonctionnement
de l'application industrielle aux lois d’'impédance mesurées au banc B2A. La encore on
s’est orienté vers les solutions présentant la meilleure robustesse par rapport a toutes les
incertitudes en jeu, tout en satisfaisant au mieux les contraintes industrielles sur la masse,
I’encombrement et le coiit de fabrication.

4. Fabrication de prototypes a ’échelle industrielle et évaluation des performances dans un
banc d’essai de Liebherr Aerospace, en présence de la vraie source de bruit.

Les résultats d’atténuation acoustique ont été a la hauteur des attentes, validant la stratégie de
conception qui avait été mise en ceuvre. Toute cette démarche a été présentée dans une conférence
ATAA [27], a titre d’illustration la figure 5.6 montre une photographie des deux prototypes réalisés
4 la fin du projet.

Malgré la lourdeur administrative de la mise en place et du suivi de ce type de projet CleanSky,
je tire un bilan trés positif de cette expérience. Cela est en effet trés enthousiasmant de pouvoir
mettre au service d'une application trés concréte des concepts a priori assez académiques comme
I’'analyse spectrale ou la mesure d’'impédance en laboratoire.

Fin 2015 un nouvel appel & projet a été ouvert sur ce type de thématique, cette fois dans
le cadre de la plateforme Systems de CleanSky2. La problématique concernait en particulier la
réduction du bruit en basse fréquence sous des contraintes d’encombrement trés sévéres, ainsi que
la caractérisation par antennerie acoustique des sources sonores dans les systémes de condition-
nement d’air. J’ai de nouveau monté un projet pour y répondre, en s’associant cette fois, en plus
d’ATECA, a une PME spécialisée en fabrication additive (Poly-Shape), et en faisant intervenir
au sein de 'ONERA I’équipe de Chéatillon spécialiste d’antennerie en conduit. En ce qui concerne
les solutions de liners acoustique, le coeur du projet repose sur un concept innovant proposé par
Frank Simon et dédié aux basses fréquences, qu'’il est en train de breveter. Le projet IDEAS a été
sélectionné par la commission européenne début 2016, pour un début le ler aotit 2016, une durée
de 3 ans et un financement européen de 600 k€. Le défi d’en assurer sa correcte coordination sera
sans doute un peu plus dur a relever que pour le projet ALIAS, mais j'espére néanmoins que ce
sera un cadre qui nous permettra de continuer a avancer sur cette thématique de conception de
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FIGURE 5.6 — Prototypes a 1’échelle 1 des deux concepts de liners fabriqués par ATECA, qui ont
été testés dans l'installation de Liebherr Aerospace

liners acoustiques, et par la-méme i continuer a améliorer les outils expérimentaux et théoriques
dont nous disposons. Si tout se passe bien, il devrait aussi étre possible de valoriser le type de
solutions étudiées dans le domaine des turboréacteurs. La nouvelle génération de moteurs, dite
"UHPE"®, conduit en effet & générer du bruit a plus basse fréquence qu’actuellement, tout en
travaillant avec des nacelles plus courtes et donc des surfaces disponibles pour les traitements
acoustiques significativement plus faibles : cela fait deux bonnes raisons de chercher a concevoir
et optimiser des concepts alliant efficacité sur un large spectre de fréquence et compacité.

Références

[1] Y. Aurégan et M. Leroux. « Experimental evidence of an instability over an impedance
wall in a duct with flow ». In : Journal of Sound and Vibration 317 (2008), p. 432-439.
DOI : 10.1016/j.jsv.2008.04.020.

[2] Y. Aurégan, R. Starobinski et V. Pagneux. « Influence of Grazing Flow and Dissipation
Effects on the Acoustic Boundary Conditions at a Lined Wall ». In : J. Acoust. Soc. Am.
109.1 (2001), p. 59-64.

[3] B. Betgen, M.A. Galland, E. Piot et F. Simon. « Implementation and non-intrusive cha-
racterization of a hybrid active-passive liner with grazing flow ». In : Applied Acoustics 73
(2012), p. 624-638.

8. Ultra High Propulsion Efficiency

99



[4]
[5]

[6]

[7]
[8]

[°]

[10]

[11]

[12]
[13]

[14]

[15]

[16]

[17]

[18]

Benjamin Betgen. « Comportement d’un absorbant actif en écoulement : étude théorique
et expérimentale ». Thése de doct. Ecole Centrale de Lyon, 2010.

G. Boyer, E. Piot et J.P. Brazier. « Stability Analysis and Experimental Study of Ducted
Shear Flow with Wall Lining ». In : 16th AIAA/CEAS Aeroacoustics Conference. (Stock-
holm, Sweden). ATAA-2010-3943. 7-9 juin 2010.

G. Boyer, E. Piot et J.Ph Brazier. « Theoretical investigation of hydrodynamic surface
mode in a lined duct with sheared flow and comparison with experiment ». In : J. Sound
Vib. 330 (2011), p. 1793-1809.

E.J. Brambley. « Fundamental problems with the model of uniform flow over acoustic
linings ». In : J. Sound Vib. 322 (2009), p. 1026-1037. DOI : 10.1016/j.jsv.2008.11.021.

M. Brandes et D. Ronneberger. « Sound amplification in flow ducts lined with a periodic
sequence of resonators ». In : Ist ATAA/CEAS Aeroacoustics Conference. AIAA-95-126.
1995, p. 893-901.

M. O. Burak, M. Billson, L.-E. Eriksson et S. Baralon. « Validation of a Time- and
Frequency-Domain Grazing Flow Acoustic Liner Model ». In : ATAA Journal 47 (2009),
p. 1841-1848.

L. Cremer. « Theorie der Luftschall-dampfung im rechteckkanal mit schluckender Wand
und das sich dabei ergebende hochste Dampfungsmass ». In : Acustica 3 (1953), p. 249-
263.

M. Escouflaire, S. Redonnet et Y. Aurégan. « Numerical Prediction Of Absorbing Materials
Via Computational AeroAcoustics ». In : Proceedings of InterNoise 2012. New York City,
USA, 19-22 August 2012.

G. Gabard. « Boundary layer effects on liners for aircraft engines ». In : Journal of Sound
And Vibration 381 (2016), p. 30-47.

U. Ingard. « Influence of fluid motion past a plane boundary on sound reflection, absorption,
and transmission ». In : J. Acoust. Soc. Am. 31 (1959), p. 1035.

M. Jiischke. « Akustische Beeinflussung einer Instabilitét in Kanélen mit {iberstrémten Re-
sonatoren ». Thése de doct. Niedersdchsische Staats-und Universitatsbibliothek Géttingen,
2006.

D. Khamis et E. J. Brambley. « Viscous effects on the acoustics and stability of a shear
layer over a non-rigid wall ». In : Under consideration for publication in J. Fluid Mech. ().
DOI : arXiv:1606.03384 [physics.flu-dyn].

D. Khamis et E. J. Brambley. « Acoustic boundary conditions at an impedance lining in
inviscid shear flow ». In : J. Fluid Mech. 796 (juin 2016), p. 386—416. ISSN : 1469-7645.

D. Khamis et E.J. Brambley. « The Effective Impedance of a Finite-Thickness Viscother-
mal Boundary Layer Over an Acoustic Lining ». In : 21st AIAA/CEAS Aeroacoustics
Conference. ATAA Paper 2015-2229. 2015.

X. D Li, C. Richter et F. Thiele. « Time-domain impedance boundary conditions for
surfaces with subsonic mean flow ». In : J. Acoust. Soc. Am. 119 (2006), p. 2665-2676.

100



[19]

[20]

[21]

[22]

[23]

[24]

[25]

[26]

[27]

[28]

[29]

[30]

[31]

[32]

D. Marx et Y. Aurégan. « Effect of turbulent eddy viscosity on the unstable surface mode
above an acoustic liner ». In : Journal of Sound and Vibration 332 (2013), p. 3803-3820.

D. Marx, Y. Aurégan, H. Baillet et J.-Ch. Valiére. « Evidence of Hydrodynamic Instability
over a Liner in a Duct with Flow ». In : 15th ATAA/CEAS Aeroacoustics Conference. AIAA
Paper 2009-3170. 2009.

D. Marx, Y. Aurégan, H. Bailliet et J.-Ch. Valiére. « PIV and LDV evidence of hydrody-
namic instability over a liner in a duct with flow ». In : Journal of Sound and Vibration
329 (2010), p. 3798-3812. DOI : 10.1016/j.jsv.2010.03.025.

M. K Myers. « On the acoustic boundary condition in the presence of flow ». In : J. Sound
Vib. 71.3 (1980), p. 429-434. DOI : 10.1016/0022-460X (80)90424- 1.

L. Pascal, E. Piot et G. Casalis. « Discontinuous Galerkin Method for the computation
of acoustic modes in lined flow ducts with rigid splices ». In : J. Sound Vib. 332 (2013),
p. 3270-3288.

L. Pascal, E. Piot et G. Casalis. « Optimal disturbance in a flow duct with a lined wall ».
In : Proceedings of the Eigth IUTAM Symposium on Laminar- Turbulent Transition, Rio de
Janeiro, Brazil. T. 14. IUTAM Bookseries, 2015, p. 256-263.

R. Pethieu, F. Simon et F. Micheli. « Characterization of an acoustic ceramic liner in a
subsonic flow by mean of Laser Doppler Velocimetry ». In : Acoustics’08. Paris, France,
2008.

C. Peyret et P. Delorme. « HP Discontinuous Galerkin method for Computational Ae-
roacoustics ». In : Proceedings of the 13th AIAA/CEAS Aeroacoustics Conference. AIAA-
2007-3475, 2007.

E. Piot, J-Ph. Brazier, F. Simon, V. Fascio, C. Peyret et J. Ingenito. « Design, manu-
facturing and demonstration of acoustic liners for air conditioning systems ». In : 22nd
ATAA/CEAS Aeroacoustics Conference. (Lyon, France). ATAA-2016-2788. 30 mai—1°" juin
2016.

F. Pluvinage, A. Kourta et A. Bottaro. « Instabilities in the asymptotic suction boundary
layer over a permeable, compliant wall ». In : Phys. Fluids 27 (2015), p. 05641011-054101111.

S. Redonnet et al. Projet de Recherche SMART - Rapport des activités d’année 1. Rapport
Technique RT 4/24269 DAAC. ONERA, fév. 2016.

Y. Renou et Y. Aurégan. « Failure of the Ingard-Myers boundary condition for a lined
duct : An experimental investigation ». In : J. Acoust. Soc. Am. 130.1 (juil. 2011), p. 52—
60.

S.W. Rienstra. « A classification of duct modes based on surface waves ». In : Wave Motion
37 [2003), p. 119-135. po1 : 10.1016/50165-2125(02) 00052-5.

J. Rodriguez-Sanchez, E. Piot et G. Casalis. « Theoretical and numerical investigation of
optimal impedance in lined ducts with flow ». In : Acoustics 2012. (Nantes, France). 23—
27 avr. 2012.

101



[33]
[34]

[35]

B.J. Tester. « The optimization of modal sound attenuation in ducts, in the absence of
mean flow ». In : J. Sound Vib. 27.4 (1973), p. 477-513.

B.J. Tester. « The propagation and attenuation of sound in lined ducts containing uniform
or "plug" flow ». In : J. Sound Vib. 28.2 (1973), p. 151-203.

R. C. Tritarelli, S. K. Lele et A. Fedorov. « Stabilization of a hypersonic boundary layer
using a felt-metal porous coating ». In : J. Fluid Mech. 769 (2015), p. 729-739.

102



Perspectives

J’al mentionné un certain nombre de perspectives 4 mes travaux de recherche au fil de leur
présentation dans les différents chapitres de ce mémoire, en particulier pour les travaux en lien
avec les théses que je suis en train de co-encadrer. En guise de conclusion & ce mémoire, je vais
reprendre et détailler quelque peu tous ces éléments centrés sur le domaine des liners acoustiques.
Je donnerai ensuite quelques perspectives hors du domaine des liners acoustiques stricto-senso.
J'exerce en effet depuis début 2014 la fonction de responsable de I'unité de recherche ITAC
(Instabilités, Transition, ACoustique) du DMAE, dans laquelle sont notamment menées des
études sur les couches limites laminaires et leur transition vers la turbulence : certains concepts
et outils issus des études sur les liners pourraient vraisemblablement s’appliquer de maniére
fructueuse sur cet autre probléme de propagation d’ondes dans un écoulement.

Une perspective que j'envisage a court terme pour mes travaux de recherche concerne I’'étude
des interactions entre I’écoulement rasant et les liners acoustiques "classiques", c’est-a-dire a
réaction localisée et avec une plaque perforée en paroi supérieure. Comme cela a été expliqué a
de nombreuses reprises dans ce manuscrit, on se trouve confronté a plusieurs phénoménes phy-
siques interdépendants : I’écoulement moyen a un impact sur I'impédance homogénéisée du liner,
notamment du fait des interactions a 1’échelle millimétrique entre le fluide, les ondes acoustiques
et les perforations de la plaque supérieure; le liner et son fonctionnement de type résonateur
acoustique a lui-méme, dans certaines conditions, un impact sur le profil d’écoulement moyen et
le champ de fluctuations turbulentes a proximité de la paroi; enfin, la présence a la fois du liner
(réalisant une certaine loi d’impédance fréquentielle) et de I’écoulement cisaillé a un impact sur
la propagation des ondes acoustiques dans le conduit, cet impact étant propre & chaque mode (il
dépend donc de 1’ordre du mode et de son sens de propagation), et pouvant donc étre mal capté
par les approches simplifiées basées sur les équations de Helmholtz convectées et une condition
aux limites d’'impédance d’Ingard-Myers qui sont la base de I'immense majorité des travaux exis-
tants sur cette problématique. Il serait donc trés intéressant de chercher i revisiter les modéles
d’impédance sous écoulement rasant existants, en s’appuyant sur les outils de caractérisation ex-
périmentale, d’identification d’impédance et d’analyse modale dont on dispose au DMAE. Ainsi,
la mise en ceuvre de mesures LDV trois composantes et/ou de mesures PIV résolues en temps
(idéalement tomographique), suivies d’un post-traitement par analyse conditionnelle systémati-
sant I’évaluation des incertitudes (par exemple avec une approche bootstrap), permettrait une
caractérisation expérimentale poussée des interactions entre le liner et ’écoulement de conduit
pleinement développé qui existe au sein du banc B2A. Ces informations pourraient aussi servir a
caractériser I'impact des liners sur la trainée de frottement, qui peut devenir dans le futur un des
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critéres de sélection entre concepts de liners, et a améliorer les modélisations RANS & proximité
de ce type de paroi. On a vu en effet qu’en présence d’ondes acoustiques de niveau suffisamment
élevées, une modification du profil de vitesse moyenne pouvait apparaitre dans la région en loi
log qui est au coeur des modéles RANS des écoulements turbulents. Il y a dans les autres unités
du DMAE toutes les compétences nécessaires pour avancer ensemble sur ces sujets. Ces inves-
tigations expérimentales pourraient aussi aider a répondre a la question a laquelle je n’ai pour
I'instant trouvé nulle part de réponse : cela a-t-il un sens d’imposer une condition d’impédance
de paroi sur I’ensemble des fluctuations de I’écoulement, c’est-a-dire a la fois sur celles de nature
"acoustique" et sur celles de nature "turbulente" 7 Avec un peu de chance, les différences d’échelle
de cohérence spatio-temporelle entre les deux types de fluctuation font que 'imposition d’une
condition d’impédance acoustique en paroi ne biaise pas la structure de la turbulence. On peut
néanmoins s’attendre a ce que la validité de cette approche soit restreinte & un certain ratio entre
I'amplitude des fluctuations acoustiques et celle des fluctuations turbulentes. Le meilleur moyen
de répondre a cette question serait de comparer une étude expérimentale fine (a4 base de LDV
ou de PIV-TR en proche paroi) avec des simulations DNS ou LES dans laquelle I'impédance
de paroi est appliquée sur le champ fluctuant. Une collaboration avec I'ISAE et Pprime a été
récemment tentée sur ce théme, sans réussite sur la recherche de financement, mais j’espére que
nous trouverons dans le futur un cadre pour avancer. Pour améliorer les modéles d’impédance
sous écoulement rasant, il faudra s’appuyer sur les outils d’identification dont nous disposons :
le fait que le code Elvin permette de tenir compte du vrai profil d’écoulement moyen devrait
permettre de s’affranchir du biais lié a 'impact croisé de I'impédance et de la forme du profil
de vitesse sur la propagation des modes acoustiques. Il est prévu de poursuivre la coopération
avec la NASA sur cette thématique : ils disposent d’un large panel d’outils d’identification, et
d’une banque de données expérimentales énorme, ce qui devrait aider a la compréhension des
phénomeénes en jeu. Il faut noter que le banc B2A ne permet actuellement de générer que des
ondes acoustiques se propageant dans le sens de I’écoulement, qui sont justement celles les moins
sensibles & cet impact impédance/profil de vitesse. La NASA dispose elle de bancs permettant
aussi d’étudier des modes acoustiques se propageant contre ’écoulement : c’est sur ce type de
données qu’on s’attend & obtenir un biais sur 'identification d’impédance avec un code utilisant
Papproximation d’écoulement uniforme et la condition d’Ingard-Myers. Pouvoir comparer, sur
le méme jeu de données expérimentales, les résultats de leur approche avec ceux obtenus par
Elvin permettrait de trancher cette question. Surtout si on dispose aussi de résultats obtenus
avec le méme liner mais pour une excitation acoustique se propageant dans le sens de ’écoule-
ment : sauf s’il s’avére que la structure de l'interaction écoulement/acoustique en proche paroi
différe selon le sens de propagation des ondes, on s’attend & devoir obtenir exactement la méme
impédance sous écoulement dans les deux cas d’excitation. Idéalement, il faudrait aussi pouvoir
étudier tous ces phénoménes lorsque I’écoulement n’est pas un écoulement de conduite mais un
écoulement de couche limite, comme dans ’entrée d’air des nacelles de turboréacteurs. Pour étu-
dier cette configuration au banc B2A, une possibilité serait d’insérer un piége a couche limite en
amont du porte-échantillon pour le liner; réussir & donner cette fonctionnalité supplémentaire
au banc serait une avancée trés significative! Au vu des indices sur ce sujet dans la littérature, il
semble que le paramétre clef pour caractériser 'impact de I’écoulement sur I'impédance réalisée
par le liner soit alors ’épaisseur de déplacement, au lieu de la vitesse de frottement pariétal dans
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les écoulements de conduit. On ne trouve malheureusement que peu de données dans la littéra-
ture liées 4 ce cas, ou bien alors les propriétés du profil d’écoulement ne sont pas précisément
connues.

Une autre perspective liée a 'interaction écoulement/liner concerne les configurations plus
spécifiques aux parois des chambres de combustion, ol on trouve une plaque perforée soumise
4 la fois & un écoulement traversant et & un écoulement rasant. La procédure d’identification
d’impédance et de dérivation d’'un modéle d’impédance spécifique a cette application a été ini-
tiée lors de la thése de V. Popie et la collaboration avec S. Tordeux et A. Bendali, mais il y
aurait matiére a poursuivre sur ce théme. Le banc B2A est en effet un des rares moyens d’essai
permettant de réaliser la combinaison des deux types d’écoulement et disposant de fonctionna-
lités d’identification d'impédance. Il serait aussi intéressant de poursuivre sur cette thématique
avec des simulations directes des phénoménes a proximité des perforations, afin de s’en servir
comme base pour des approches d’homogénéisation. J’espére trouver 'occasion a4 moyen terme
d’évaluer la potentialité d’'une approche Lattice-Boltzmann pour réaliser ce type de simulations :
une collaboration est en cours de construction avec I’équipe de la société Matelys qui développe
le module "matériaux poreux/ plaque perforées" dans le code LaBS, cela pourrait étre une bonne
opportunité.

Une autre problématique riche a la fois de perspectives scientifiques et d’applications indus-
trielles concerne ’étude de I'impact du niveau sonore et de son contenu fréquentiel sur I'impédance
réalisée par les liners. Dans la gamme de niveaux sonores des applications industrielles, on se
rend compte en effet de la fragilité de ’approche consistant a identifier 'impédance & partir d’'une
campagne expérimentale menée avec une excitation sonore dont le contenu fréquentiel ne peut
que différer de celui auquel sera soumis le liner dans les applications industrielles. Un moyen de
contourner le probléme consiste & considérer que le paramétre gouvernant 1’effet sur 'impédance
est le niveau sonore global sur toute la bande de fréquence étudiée. Néanmoins, pour essayer
de capter plus proprement ce qui se passe et les effets d’interaction entre raies de différentes
fréquences, il serait intéressant de mettre en place une procédure d’identification d’impédance
a partir de simulations temporelles. D. Dragna a Lyon vient de le faire dans le but de pouvoir
reproduire des configurations expérimentales olt plusieurs ordres de modes acoustiques sont pro-
pagatifs, il s’agirait dans notre cas de rester sur la configuration du banc B2A, avec uniquement
des modes acoustiques plans mais la possibilité d’interactions entre les fréquences. Le pré-requis
pour y arriver, et c’est un travail de recherche en soi, consiste 4 trouver comment modéliser
correctement dans le domaine temporel des effets de la non-linéarité liée au niveau sonore sur la
condition d’impédance. Cela fait partie des thémes que nous souhaitons aborder d’ici la fin de la
thése de F. Monteghetti.

Pour poursuivre sur les perspectives impliquant des non-linéarités, il faut mentionner la
problématique des ruptures d’impédance et les possibles phénoménes de rétroaction entre les
modes hydrodynamiques de surface et la "diffraction" des modes acoustiques aux frontiéres amont
et aval du liner. Les travaux menés par Lucas Pascal on en effet montré que les mécanismes qui
apparaissaient alors nécessitaient de sortir du cadre de I'analyse de stabilité globale linéaire :
il faudrait pour aller plus loin appliquer des outils tenant compte des non-linéarités, ainsi que
des phénoménes visqueux. Comme ce type d’outils existe déja pour d’autres types d’applications
dans la communauté scientifique de I’analyse des perturbations d’écoulement, il serait judicieux
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de s’appuyer sur des collaborations pour mettre en place un outil adapté a notre problématique.
Il serait aussi trés intéressant de mener une campagne expérimentale poussée sur ce probléme, en
exploitant toute la précision spatiale de la mesure LDV pour étudier les phénomeénes apparaissant
au niveau des ruptures d’impédance.

Les perspectives d’études présentées jusqu’a présent portaient sur les liners "classiques", a
réaction localisée. Elles sont tout aussi pertinentes appliquées a4 des matériaux poreux, a réac-
tion non-localisée. Les travaux qui sont en train d’étre menés dans la thése de R. Roncen vont
permettre d’avancer sur la problématique d’identification des paramétres caractéristiques de la
réponse acoustique de poreux. C’est vaste un champ d’étude qui existe ici, et sur lequel il y a une
expertise forte dans plusieurs équipes en France (on peut citer notamment le LAUM, 'UTC, Sup-
meca, Matelys). Le positionnement que nous avons au DMAE, porté par Frank Simon, consiste
a exploiter les capacités propres au banc B2A liées a I’écoulement rasant, & la possible prise
en compte de gradients thermiques, et & ’appui des procédures d’identification sur des données
en proche paroi. Cela ouvre notamment la voie a la conception de liners innovants permettant,
grace a un choix judicieux de leur structuration géométrique et des matériaux les constituant,
de réaliser une atténuation acoustique dans des domaines fréquentiels ou dans des modalités
d’application inaccessibles aux solutions disponibles jusqu’a présent.

Enfin, pour clore les perspectives liées au domaine des liners acoustiques et faire la transition
vers d’autres types d’applications, je peux maintenant mentionner la question de I'intégration
dans un code CFD comme elsAdes conditions aux limites d’impédance en temporel. Etant
totalement incompétente sur ce type d’activité de développement numérique dans un code de
cette envergure, cette action prévue & court terme se fera grace a H. Deniau, en paralléle des
travaux de thése de F. Monteghetti. Ce dernier est en effet en train de mettre en place le
cadre mathématique permettant d’exprimer la condition d’impédance de paroi sous la forme
d’une équation différentielle ordinaire auxiliaire au systéme d’équations différentielles partielles
principal, tout en tenant compte correctement des mécanismes diffusifs et retardés en jeu au
sein de la structure des liners”. Ce type de condition d’impédance en temporel a en soi déja
un intérét significatif pour les applications de type "CAA", dans lequel on cherche a simuler
la propagation des ondes acoustiques dans un milieu complexe, tout en tenant compte de la
présence de liners acoustiques sur certaines parois. Pour ce type d’application, comme c’est un
domaine sur lequel de nombreux travaux sont menés depuis bientét deux décennies, il existe
néanmoins déja un grand nombre de solutions numériques '°, spécifiquement développées pour
les schémas d’intégration temporelle d’ordre élevé nécessaires a ce type de calcul de propagation
d’ondes. L’intérét d’implanter une condition d’impédance dans un code CFD serait de pouvoir
étudier des configurations ot des liners sont situés & proximité immédiate des sources de bruit,
comme par exemple sur les étages de stators du fan d’un turboréacteur, ou bien au niveau
des bords de fuite ou des bords d’attaque des systémes hypersustentateurs. Or, pour réaliser
ce type de calcul ou il faut calculer toute la complexité de ’écoulement, seuls des calculs avec
des schémas temporels implicites sont viables en pratique. Sur le papier, la formulation & base

9. le mécanisme diffusif étant d’autant plus significatif dans les concepts de liners faisant intervenir des couches
de matériaux poreux, ou bien dans les concepts innovants adaptés & 'absorption basse fréquence proposés par F.
Simon
10. non adaptées par contre au traitement des mécanismes diffusifs dans les liners
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d’une équation différentielle ordinaire auxiliaire est adaptée sans difficulté & une implicitation en
temps, nous verrons dans la pratique si cela fonctionne aussi bien qu’espéré. Il est important de
mentionner qu’on se trouvera ici encore confronté a la question de la pertinence d’appliquer une
telle loi d’impédance sur I’ensemble des fluctuations de 1’écoulement, et non uniquement sur leur
composante acoustique.

Des perspectives hors du domaine des liners acoustiques & proprement dits, plutét liées & la
partie "couche limite" des activités de I'unité ITAC, peuvent aussi étre identifiées. Pour contréler
I'amplification des instabilités des couches limites laminaires prés du bord d’attaque des voilures
d’avion, ou pour empécher la contamination de la voilure par turbulence provenant du fuselage,
une des solutions consiste & aspirer la couche limite a 1’aide de plaques microperforées (typique-
ment le diamétre des trous est de 'ordre de la centaine de microns, avec un taux de porosité de
Pordre du pourcent). L’optimisation de cette technique nécessite de bien dimensionner la per-
méabilité statique de la plaque. Celle-ci est classiquement mesurée dans un banc de perméabilité,
ol on mesure le saut de pression statique de part et d’autre de la plaque en fonction du débit
qui la traverse. Cela est donc réalisé sans tenir compte de 1’écoulement rasant vu par la paroi
dans les applications réelles, et cela a pour l'instant donné satisfaction. Il serait intéressant a
mon sens d’appliquer sur ce type de parois les techniques de caractérisation acoustique qui ont
été développées pour les liners, en particulier celles pour les matériaux poreux car la perméabi-
lité statique est un des paramétres gouvernant leur réponse acoustique. Une autre piste d’étude,
possiblement trés riche, concerne ’étude de I'impact d’une loi d'impédance de paroi sur ’ampli-
fication des ondes de couches limites, telles les ondes de Tollmien-Schlichting, les modes instables
spécifiques aux couches limites supersoniques ou hypersoniques, ou bien les ondes crossflow. On
s’attend néanmoins pour ces derniéres & un effet moins significatif, car elles sont gouvernées par
la nature inflexionnelle du profil de vitesse transversale et sont donc moins sensibles aux effets
en trés proche paroi. La piste la plus prometteuse est vraisemblablement celle des modes des
couches limites supersoniques ou hypersoniques. En effet dans ce régime, contrairement a ce qui
se passe pour la réceptivité des couches limites & basse vitesse, on a aisément une concordance
entre les longueurs d’ondes acoustiques et les longueurs d’ondes des modes instables de la couche
limite, rendant ainsi le phénoméne de réceptivité pleinement efficace. Les connaissances acquises
sur les liners acoustiques devraient permettre d’aider a la définition de la loi d’'impédance la plus
pertinente pour représenter le type de matériau utilisé pour former la paroi. Enfin, sur le plan
expérimental, il serait sans aucun doute trés utile de systématiser les mesures non-intrusives a
base de laser et le post-traitement du signal basé sur le principe du conditionnement lors des
investigations du développement des instabilités dans les couches limites laminaires. Cela aurait
un intérét particuliérement marqué dans les configurations ou les techniques plus classiques a
base de fil chaud ne fonctionnent pas (en présence par exemple d’un actionneur plasma géné-
rant des perturbations électromagnétiques dommageables & ce type de capteur), ou bien pour
extraire plus efficacement les composantes cohérentes du signal mesuré liées au développement
des instabilités.

Je finis maintenant ce mémoire en rappelant la démarche que j’ai essayée de suivre tout
au long de ces années, centrée sur 'ouverture vers d’autres domaines scientifiques grace a des
collaborations avec des chercheurs d’horizons divers et variés, spécialistes de mécanique des fluides
ou de mathématiques appliquées, venant de 'TONERA ou d’autres laboratoires. L’encadrement
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partagé de théses est un des moyens les plus efficaces pour réussir ces collaborations, et le
travail en partenariat avec les doctorants est pour moi la meilleure source pour faire avancer les
questionnements scientifiques. Je compte ainsi dans les années qui viennent pouvoir continuer a
apprendre sur mes sujets de prédilection et, selon les opportunités, découvrir d’autres domaines,
en continuant a mettre en avant les aspects modélisation, toujours en appui sur des activités
expérimentales et de simulation numérique.
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la direction de Grégoire Casalis
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Tavoularis
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e Mécanique des milieux continus : travaux dirigés en premiére année de Supaéro, 10h par
an de 2006 a 2007

e Elasticité linéaire : travaux dirigés en premiére année de Supaéro, 10h par an de 2006 a
2007

e Efforts aérodynamiques sur une structure : travaux dirigés en master ISAE-Supaéro, 10h
par an de 2008 a 2009
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Création en 2013-2014 du cours d’aéroacoustique numérique en troisiéme année de 'ENSSEITHT
(option Mécanique des Fluides Numériques), reconduit depuis.
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2h). Je m’occupe d’une session de cours, des 4 sessions de TDs et de ’examen ; je fais intervenir

Jean-Francois Boussuge (CERFACS/Toulouse) et Stéphane Redonnet (ONERA /Chétillon) pour

les 5 autres sessions de cours.

Cours lors de stages de formation continue EuroSAE
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et depuis 2012

e Stage ARFO006, “Capteurs et instrumentation en mécanique des fluides” : 3h de cours,
participation depuis 2013

Mini-projets ISAE-Supaéro

Ces mini-projets consistent en I'encadrement d’étudiants de troisiéme année de Supaéro sur
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Léon
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acoustique, co-encadré (25%) avec Lucas Pascal

Encadrement d’étudiants

Theéses co-encadrées

1. R. Roncen. Identification par méthode inverse des paramétres représentatifs de l’absorption
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encadrement 33%, directeur de thése D. Matignon, ISAE-Supaéro)
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4. V. Popie. Modélisation asymptotique de la réponse acoustique de plaques perforées dans un
cadre linéaire avec étude des effets visqueuz. Thése de 'Université de Toulouse, soutenue
le 14 janvier 2016 (thése effectuée & 1'Onera, encadrement 50%, directeur de thése S.
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5. L. Pascal. Acoustique modale et stabilité linéaire par une méthode numérique avancée. Cas
d’un conduit traité acoustiquement en présence d’un écoulement. Thése de I’Université de
Toulouse, soutenue le 6 novembre 2013 (thése effectuée a I’Onera, encadrement 50%,
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ANR (2012) et de sélection pour le congrés AIAA /CEAS d’aéroacoustique (2016). Chairwoman
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Annexe C

Copie de cinq publications marquantes

Cette annexe compile une copie de cinq de mes publications, couvrant toute la gamme des
travaux présentés dans ce mémoire ; chaque publication peut étre vue comme une illustration de

ce qui est expliqué dans les cinq chapitres de ce document, selon ’ordre suivant :

1.

la mise en ceuvre d’outils d’analyse de stabilité, suite aux travaux que j’ai menés au cours
de ma thése de doctorat [1];

la mise en application sur des concepts de liners innovants de la métrologie acoustique
avancée du banc B2A [2];

3. la modélisation de 'impédance acoustique des liners [3];

4. l'identification de 'impédance acoustique de liners, & partir de mesures au banc B2A [4];

5. lanalyse des modes propres d'un écoulement dans un conduit traité acoustiquement [5].
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Absolute stability mechanism of a swept cylinder laminar boundary layer
with imposed spanwise periodic conditions

E. Piot? and G. Casalis”
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The linear impulse response of a laminar three-dimensional boundary layer with imposed spanwise
periodic conditions is theoretically analyzed. Because of the imposed spanwise periodicity, a
unidirectional absolute instability is physically significant. The base flow is obtained through a
direct numerical simulation of the flow along a swept cylinder, with periodic boundary conditions
enforced at the spanwise boundaries. It is shown that this flow is absolutely stable. However, it
exhibits crossflow modes of zero group velocity whose damping rate in time is quite slow.
Moreover, these crossflow modes are spatially amplified. A direct numerical simulation of the same
configuration but in the presence of surface roughness has enabled the observation of these traveling
crossflow waves. The introduction of the roughness element in the computation creates initial
transients that play the role of an impulselike forcing, which generates the traveling crossflow waves
as predicted by the theoretical analysis. Depending on the roughness chordwise location, the
frequency and damping rate in time of the crossflow waves change in agreement with the theoretical

results. © 2009 American Institute of Physics. [DOIL: 10.1063/1.3147933]

. INTRODUCTION

In a low-disturbance environment and on a smooth body,
boundary layer transition to turbulence is generally due to
the growth of instability waves within the laminar boundary
layer. In the case of a swept boundary layer, these instability
waves are the so-called crossflow waves, which develop in
the negative pressure gradient region, close to the leading
edge. The transition to turbulence can be decomposed into
four steps. First, the crossflow waves are generated within
the boundary layer through receptivity to various distur-
bances, such as free-stream turbulence or surface roughness.
Next, the crossflow waves are linearly spatially amplified,
until they reach a large enough amplitude to become subject
to nonlinear evolution. This results in saturation of the pri-
mary waves and growth of harmonics. Finally, transition to
turbulence is triggered by a powerful secondary instability of
the saturated vortices. Comprehensive reviews for this tran-
sition scenario are given by Arnal and Saric et al. ,2’3 among
others. The three last stages of this transition are now quite
well understood. Especially, calculations based on the non-
linear parabolized stability equations are successful in de-
scribing the crossflow wave growth, as demonstrated by
Haynes and Reed* and direct numerical simulations (DNSs)
are now able to capture the secondary instability mechanism,
as described, for instance, by Bonfigli and Kloker.’

An alternative mechanism to saturation and secondary
instability growth that could trigger the transition to turbu-
lence is absolute instability. A flow is said to be absolutely
unstable if initially localized disturbances spread upstream
and downstream, thereby invading the entire physical do-
main of interest (see Ref. 6, for instance). For the rotating
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disk problem, which has often been used as a model problem
for swept wing flows, previous researchers have found that
both a secondary instability (see Ref. 7) and an absolute
instability (see Ref. 8) are possible. However, the rotating
disk flow possesses an axial symmetry that is not present in
swept wing boundary layers. Consequently, the criteria for
the existence of absolute instability is more stringent in
swept wing flows than in rotating disk flows: Lingwood9 and
Taylor and Peake'’ studied Falkner-Skan—Cooke and true
swept wing boundary layers, and showed that these flows do
not support an absolute instability, but do exhibit unidirec-
tional absolute instability.

The present paper is focused on the first stage of the
route to turbulence in a swept wing flow, i.e., the generation
of the crossflow vortices. Over the past decades, many inves-
tigations have been carried out on this subject, mainly based
on experiments or on theoretical approaches. Four main ex-
perimental programs have been performed, by Saric et al. on
a swept wing (see Ref. 11), Kachanov ef al. on a swept flat
plate (see Ref. 12), Bippes ef al on various models with flat,
concave and convex surfaces (see Ref. 13) and Takagi ef al.
on a swept cylinder (see Ref. 14). These experiments show
that, even if unsteady crossflow waves can be observed, sta-
tionary crossflow waves dominate the transition process in
low-disturbance environments, such as flight conditions.
Moreover, it is shown that the primary cause of stationary
crossflow vortices is surface roughness. Such a property has
been checked by theoretical studies of receptivity in three-
dimensional boundary layers. Especially, Crouch” and
Choudhari’® independently worked out the technique of fi-
nite Reynolds number theory (FRNT), which is in the same
framework of the classical asymptotic receptivity theory of
Goldstein!’ or Kerschen.!® However, FRNT is based on par-
allel linearized stability equations in the vicinity of surface

© 2009 American Institute of Physics
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disturbance rather than on triple-deck equations. Therefore,
FRNT allows prediction of receptivity solutions at moderate
Reynolds number in the vicinity of the surface disturbance.
Bertolotti'’ recently extended this theory to take into account
the mean-flow nonparallelism, by using an equivalent fore-
ing method based on Fourier transforms. All these ap-
proaches demonstrate that the amplitude of stationary cross-
flow modes generated by the scattering of the mean flow by
surface roughness is much higher than that of traveling
waves due to the interaction of free-stream acoustic waves
with the roughness, which explains the experimental obser-
vations.

Consequently, a numerical simulation dedicated to the
study of surface roughness receptivity in a swept boundary
layer is expected to exhibit only stationary crossflow waves,
as far as no free-stream turbulence is imposed. Very few
papers exist on this subject, as far as the authors are aware.
Collis and Lele®® computed the linearized Navier—Stokes so-
lution in the vicinity of a small surface roughness on a swept
leading edge, and compared it to FRNT results. More re-
cently Schrader et al*t? performed a DNS of the Falkner—
Scan—Cooke flow on a swept flat plate in the presence of a
small surface roughness that is sinusoidal in the spanwise
direction. They compared their results to that obtained by the
Bertolotti’s method. In both papers, only stationary crossflow
waves can be observed. In a previous work,? we performed
a DNS of the flow around a spanwise periodic roughness
array on a swept cylinder. Even if all the boundary condi-
tions were steady, an unsteadiness was observed in the flow.
The present paper is thus dedicated to new direct numerical
simulations of this configuration, and aims at explaining
what is this unsteadiness and where it comes from.

This paper is organized as follows. First of all, the geo-
metrical configuration and the numerical procedure are de-
scribed (Sec. II). Then, the unsteadiness is presented and its
nature is investigated with the help of a linear stability analy-
sis of the flow without roughness (Sec. III). Next, we address
the origin of the unsteadiness, and propose a scenario for its
generation (Sec. IV). Finally, the major findings and conclu-
sions of this study are summarized (Sec. V).

1. FORMULATION

This section describes the geometry and the numerical
tools used to obtain a DNS of the flow. The section ends with
an explanation of the numerical procedure.

A. Problem description

The flow over a swept cylinder is considered. This
cylinder, shown in Fig. 1, and the flow conditions are similar
to those chosen by Poll:** the cylinder radius is (dimensional
quantities are indicated by an asterisk) R.=0.1 m, the sweep
angle is ¢=60° and the incoming flow velocity is
(=50 m s L. The cylinder is idealized as having infinite
span. This design is suited to study crossflow instability in
the presence of considerable surface curvature. Two coordi-
nate systems are shown in Fig. 1. Velocity components in the
global coordinates are denoted by u in the vertical (x) direc-
tion, v in the horizontal (y) direction, and w in the spanwise
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FIG. 1. Swept cylinder geometry.

(z) direction. The incoming velocity is given by
[0, cos(¢), 0. sin(¢@)]. In the body-fixed coordinate
system, the chordwise distance to the attachment line is de-
noted as s, the distance normal to the surface is n, and z is
again the spanwise direction. Velocity components in the
(s,n, z)-coordinate system are denoted by (v,,v,, w). Infinite
conditions are given by the static pressure P.=101 325 Pa
and the density p.=1.18 kg m™. The free-stream incom-
pressible flow over an infinite-span cylinder is given by an
exact potential flow solution, which allows the computation
of the expected laminar boundary layer with an in-house
code. The boundary layer thickness along the attachment
line, defined as the wall-normal distance for which both
V: and W* reach 99.9% of their maximal wvalue, is
6';=6.910_4 m. In the following, the lengths in the wall-
normal and spanwise directions are nondimensionalized by
this reference length while the lengths in the chordwise di-
rection are nondimensionalized by the cylinder radius R
and expressed in degrees. The velocity components are non-
dimensionalized by the chordwise free-stream velocity
Us=Q cos(¢)=25 ms™!, and the pressure by p.U-2. The
reference time scale is the free-stream convective scale
RILL.

It must be pointed out that the considered boundary layer
is unstable to crossflow instability since the flow is strongly
accelerated with a rather large unit Reynolds number, but is
stable to attachment line instability since the spanwise
momentum-thickness Reynolds number is K,=202, which is
below the critical value of 230 given by the linear stability
theory and observed in many experimental studies, as ex-
plained for instance by Arnal.!

The aim of the present paper is to study the stability
properties of the boundary layer in the presence of a span-
wise array of roughness elements. These ones have a paral-
lelepipedic shape and are distributed along a line parallel to
the attachment line. Two spatial configurations are studied: in
case A, the chordwise center of the roughness array is lo-
cated at sp=7.6°, while in case B it is located at sp=13.8°.
The exact locations of the upstream and downstream wall of
each roughness element (s, and s, respectively) are given in
Table 1. The spanwise spacing between the roughness ele-
ments is A,=13. The choice of these specific values comes
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TABLE [. Spatial characteristics of the roughness array in each studied
configuration. 5, 5; and sp denote the upstream. downstream and central
chordwise locations of the roughness element.

S, Sg Sgp A, LIN, h Re,
Case 4; 0.1 437
Case 4 7.3° 7.9° 7.6° 13 1/8 0.075 246
Case 4, 0.05 11
Case B, 18 01 442
Case B 13.5° 14.1° 13.8° 13 1/8 0.075 251
Case B, 3/8 0.1 442

from a previous s‘ru.dy,ﬂ’25 in which the roughness array had
been designed to generate the stationary crossflow instabili-
ties whose neutral stability line was the closest to the attach-
ment line. [The neutral line for the steady A,=13 crossflow
wave is located at s=10.4°, the neutral line for its first har-
monic (A,/2 spanwise wavelength) is located at s=14.3°.] In
the following, the roughness elements size will be varied, in
both cases A and B. The corresponding height A and span-
wise extent [, are given in Table I, as well as the roughness
Reynolds number Re, which is based on the roughness
height and on the local velocity and kinematic viscosity at
this height in the undisturbed boundary layer. It must be
emphasized that the highest roughness elements are small
enough not to trigger the transition to turbulence.

B. Numerical methods

DNSs are performed to compute the flow around the
cylinder, in both configurations: either the cylinder is smooth
or there is a roughness array on its surface. The system of the
compressible Navier—Stokes equations is solved numerically
using the multipurpose in-house solver SABRINA.?S

The Navier—Stokes equations are discretized using high-
order numerical schemes and structured multiblock meshes.
The spatial scheme is a classical fourth-order accurate cen-
tered explicit finite difference discretization, while a compact
explicit third-order accurate Runge—Kutta algorithm is used
for time advancement. Since such a centered scheme is not
dissipative, it does not prevent the growth of spurious high-
frequency numerical errors, and therefore requires a stabili-
zation step. For that purpose, a tenth-order accurate symmet-
ric linear filter is applied to the flow variables at each time
step. The curvilinear extension strategy proposed by Visbal
and Gaitonde”’ has been retained to handle complex geom-
etries. The resulting scheme is quite classical in aeroacous-
tics, and has been extensively used for both aerodynamic and
acoustic computations. Among other examples, this method
has been used for direct numerical simulations of nonlinear
global modes in hot jets, in Lesshafft et al®® The flow over
the swept cylinder is modeled using an ideal gas where both
the specific heat at constant pressure and the specific heat at
constant volume are constant. The ratio of specific heat is
1.4, the Prandtl number is Pr*=0.72. The dynamic viscosity
is computed thanks to Sutherland’s law.

To simulate the effects of the periodic roughness array,
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FIG. 2. Roughness array on the swept cylinder.

the computational domain contains a single roughness ele-
ment centered at z=0, as shown in Fig. 2, and periodic
boundary conditions are imposed in the spanwise direction at
z=* \,/2. The same computational domain is used to com-
pute the flow about the smooth cylinder.

Therefore, the three-dimensional curvilinear structured
grid is made of eight subdomains, the eighth one represent-
ing the roughness element. In every case given in Table I,
this subdomain is made of five points in the chordwise di-
rection, seven points in the wall-normal direction; in cases
Ay, Ay, As, By, and B,, nine points are used in the spanwise
direction, while 27 points are used in case B;. Depending on
whether the flow with or without roughness is computed,
different conditions are enforced at the boundaries of this
subdomain. In the case of the no-roughness computation, the
subdomain No. 8 is connected to the other ones, and the flow
is computed inside it. On the contrary, in the roughness case,
adiabatic, no-slip conditions are enforced at the boundaries
of this subdomain, and the flow is only computed on the
seven other subdomains.

The computational domain is limited to the upper half of
the flow field since the x=0 plane is a plane of symmetry. An
adiabatic, no-slip condition is imposed at the wall surface.
Nonreflecting characteristic boundary conditions? are ap-
plied for the inflow boundary, which is located at n=20. The
outflow condition is treated thanks to the use of a “sponge
region” (progressive stretching of the computational grid in
the chordwise direction) starting at s=23.7°, which aims at
damping the flow fluctuations. Finally, the whole mesh is
made of about 3.5 millions points, with at least 61 points in
the (n) direction within the boundary layer at s=0°. In pre-
vious studies,”>? the boundary layer computed around the
smooth cylinder has been compared to the boundary layer
predicted by a boundary layer code. It was shown that 61
points in the (n) direction were enough to resolve correctly
the boundary layer.

C. Numerical procedure

To obtain the flow in the presence of the roughness array,
a two-phases procedure is used, each phase being decom-
posed into an initialization step followed by the computation

step:
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h (I1)

U)

A

FIG. 3. Roughness height vs time. (I) corresponds to the no-roughness com-
putation, (I[) to the with-roughness computation.

(I.1) The flow is initialized in the whole computational
domain with the exact potential flow solution. This
solution is valid for an incompressible flow, but for
the considered incoming flow velocity of 50 m s71,
the compressibility effects are weak and are not ex-
pected to influence significantly the properties of the
studied flow.

Next, the Navier—Stokes equations are solved in the
no-roughness configuration until a stationary solution
is reached in the whole domain. This solution will be
denoted as the base flow solution (V' V', &%) in

the following sections. It depends only on the s and n

(12)

locations.

In the second phase the roughness element is taken
into account, i.e., no-slip conditions are imposed at
the boundaries of the roughness subdomain. The pre-
vious base flow is used as an initial flow field. It must
be noted that this initial flow field does not match the
boundary conditions at the roughness wall.

The Navier—Stokes equations are solved in the with-
roughness configuration. The obtained flow field is
fully tridimensional.

(1.1)

(11.2)

The introduction of the roughness element in the com-
putation can be summarized by the sketch in Fig. 3. The
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computation without roughness [phase (I)] corresponds to
t< 0, while the computation with roughness [phase (II)] cor-
responds to > 0. The flow field at =07 is used to initialize
the with-roughness computation.

Each g component of the flow (velocity, pressure, etc.)
obtained in the with-roughness computation can be decom-
posed into a steady and an unsteady part:

Q(S: 1,2, t): (9)0(5,5',2) + é'(S,H,Z, t)a (l)

where the steady part (g), contains the base flow solution
Q"

This paper focuses on the unsteady solution ¢ only;
Secs. IIT and IV will investigate the nature of this unsteadi-
ness and its origin.

lll. NATURE OF THE UNSTEADINESS
A. Temporal and spatial structure

Figure 4 displays the time evolution of the v velocity
component (each flow component has a similar time evolu-
tion) at various chordwise locations, from the starting
(t=0) of the with-roughness computation (see Fig. 3). Figure
4(a) corresponds to the case 4;, where the roughness element
is centered at s=7.6°, while Fig. 4(b) corresponds to the case
B,., where the roughness element is centered at s=13.8°. The
roughness size is the same in each case, as given in Table 1.

In both cases, the flow is steady upstream of the rough-
ness location [line s=0.1° in Fig. 4(a) and lines s=0.1° and
5=10° in Fig. 4(b)] and unsteady downstream of the rough-
ness location [line s=10°, 20°, and 23.5° in Fig. 4(a) and
lines s=15.6°, 20°, and 23.5° in Fig. 4(b)]. This unsteadiness
propagates in the chordwise direction, and its amplitude in-
creases with s. In case Bj, the unsteadiness is damped in time
and at the end of the computation (=2.4), the flow is steady
almost everywhere. On the contrary, in case A; the damping
rate is almost zero and the unsteadiness oscillation looks
self-sustained.

Consequently, we focus on case A; to investigate the
spatial structure of the unsteadiness. The steady flow field
(@) [see Eq. (1)] is defined as the mean value in time of the

0.35 I I I I I
°-3-3—\a/&(myw/ww@/w
[\
0.25F -
0 WA WM g~~~
> |—e— s=15.6°
08B WA ————S .
) w
01} -
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0.05F -
0@ I E I |E I EI
0 04 0.8 1.2 1.6 2 2.4
() t

FIG. 4. (Color online) v velocity vs time, evaluated at n=1, z=0, and at various chordwise locations. The symbols correspond to the same s values in (a) and
(b), except that an additional chordwise location is plotted in (b). (a) Case 4;; sz=7.6°. (b) Case By; sp=13.8°.
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FIG. 5. (Color online) Fluctuating chordwise velocity Uy, in the case 4;. The roughness top is at 7=0.1. The location of the roughness element is represented
by the black rectangle. The dashed line displays the local boundary layer thickness. (a) 7=0.25. (b) s=15.6°.

instantaneous flow field g. The computation is carried out
until this steady flow field is spatially converged in the whole
domain. A discrete Fourier transform of the fluctuating flow
field g=g—(q)o shows that it is harmonic in time with a
frequency fAl =13.6*+0.2 (a more accurate value is unreach-
able with this method because of the Fourier resolution limit
associated to such a short signal length):

q(s,n,z,t) = g(s, n,z)cos[i!’:rfAlt-i- é(s.n,z)].

Figure 5 displays the fluctuating chordwise velocity
component in a plane (s,z) above the roughness top and in a
plane (z, n) downstream of the roughness element. (The local
boundary layer thickness is defined as the wall-normal dis-
tance for which both V" and W' reach 99% of their maxi-
mal value. This definition differs from that chosen to evalu-
ate the reference length &;.) Similar figures are obtained for
the other velocity components. The fluctuating velocity can
only be seen downstream of the roughness location. More-
over, the velocity oscillates in both s and z directions, and is
amplified in the s direction. A spatial discrete Fourier trans-
form has been performed in the z direction, which shows
that, up to s=16.5°, the fluctuating flow field is harmonic in
z with a spanwise wavenumber equals to 283, where 3,
stands for 27/, Further downstream, the spatial Fourier
spectrum contains more wavenumbers, which is in agree-
ment with the spatial evolution displayed in Fig. 5(a).

Finally, between s=sj and s=16.5° and after the tran-
sients, the fluctuating flow field evolves like a wave, and
reads as

q(s.n.z,0) = R[G(n) ¥2P=00], (2)

where R stands for the real part, & is a complex chordwise
wavenumber, which depends on s, and m=mAl=21rfAl. A
similar wavelike evolution is found in cases 4, and Aj;: there
is a change in the amplitude of the fluctuation (the smaller
the roughness height, the smaller the amplitude), but the
spanwise wavenumber is the same and there is almost no
change in the frequency, as displayed in Table IL. In cases B,
B,, and B;. the fluctuating flow field can be modeled in the
same way, except that the circular frequency w has to be a
complex number to take into account the damping in time.

The corresponding frequencies are given in Table II. Figure 6
displays the flow field obtained after the unsteadiness has
been damped. It is shown in Ref. 25 that it corresponds to the
steady crossflow wave with spanwise wavenumber f3,.

B. Comparison to the linear stability theory

In order to find out the exact nature of the fluctuating
flow field, a spatial linear stability analysis is performed on
the base flow. The classical linear stability theory of parallel
flows is used [the nonparallel effects do not influence signifi-
cantly the comparison between the DNS results and the re-
sults of the linear stability analysis (see Ref. 25)]; this means
that the base flow (V;yl, W) is assumed to be independent
of s and that the wall-normal velocity Vf,yl is neglected. At
each chordwise location small fluctuations are decomposed
into elementary instability waves

7"(s.n.2.0 = g(m)e=Fe) 3)

of complex chordwise wavenumber «, real spanwise wave-
number B, and real circular frequency @. The perturbation ¢
satisfies the Orr—Sommerfeld equation for three-dimensional
flows, which is solved after enforcement of appropriate
boundary conditions at n=0 and n=n,,.

The traveling crossflow waves g™ associated with the
spanwise wavenumber S=2f, are computed for three fre-
quencies in the range of the DNS frequency fAl. The chord-
wise evolution of the obtained chordwise wavenumber « is
plotted in Fig. 7. Both their real and imaginary parts are quite
sensitive to the frequency. However, whatever the chosen
frequency, the traveling crossflow wave is spatially amplified
(i.e., @;<0) for almost every chordwise location downstream
of the roughness location in case 4; (sp= 8°).

TABLE II. Frequency of the fluctuating flow field in each studied configu-
ration. In the B cases the frequency has an imaginary part.

Case 4] Case 4; Case 4; Case B; Case B,  Case B;

f 136 13.7 139 12-0.48/ 12-0551 12-0.40/
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FIG. 6. (Color online) Steady chordwise velocity (v g)g— Iﬁyl in the case B;. The roughness top is at 7=0.1. The location of the roughness element is
represented by the black rectangle. The dashed line displays the local boundary layer thickness. (a) 7=0.25. (b) s=15.6°.

As shown in Sec. IIT A, the DNS fluctuating flow field in
case A; behaves like a wave. Therefore, its spatial evolution
is compared to that which is obtained by the Ormr—
Sommerfeld analysis. Figure 8 displays the amplitude and
real part of the DNS chordwise velocity fluctuation, denoted
as UJn)exp(iks) in Eq. (2). The results of the Orr—
Sommerfeld analysis are also plotted; the s-dependency of
the computed chordwise wavenumber « is taken into account
by plotting [vs(n)lexp[—[; (€)dé] in Fig. 8(a) and
R(v (m)cos[[ joa,(g)dg]) in Fig. 8(b). The traveling crossflow
wave which is in best agreement with the DNS fluctuation is
the one of frequency f=13.8 concerning the chordwise am-
plification and the one of frequency f=13.6 concerning the
chordwise oscillation [that is why only this frequency is plot-
ted in Fig. 8(b)]. Regardless of this slight uncertainty on the
frequency, the comparison between the DNS and Orr—
Sommerfeld results is very satisfactory. This means that the
DNS fluctuation is a traveling crossflow wave, at least until
§=16.5°. Tt is not true anymore downstream of this chord-
wise location, which agrees with the previous observation
that then the DNS fluctuating flow field is not constituted by
the 23, spanwise harmonic only.

In order to confirm that the DNS fluctuation is indeed a
traveling crossflow wave, the wall-normal evolution of g is

A4

L [
i0 12 14 16 18 20 22
(a) S

compared in Fig. 9 to that of the eigenmode ¢ computed for
f=13.8. The agreement is very good for each velocity com-
ponent. The plots in Fig. 9 correspond to the chordwise lo-
cation s=14°, but a similar agreement is found at every
chordwise location, up to s=16.5°.

Finally, all these results prove that the fluctuating flow
field obtained in the case A; of the DNS computations is a
traveling crossflow wave of spanwise wavenumber 2/, and
of frequency f=13.8. It must also be noted that for cases 4,
and A;, the amplitude of the fluctuation differs from that
obtained in case A;, but not the wall-normal shape: it is
always the same as the one of the crossflow eigenmode. In
Sec. IV, we will investigate the origin of the unsteady wave
obtained in the DNS.

IV. ORIGIN OF THE UNSTEADINESS

Two main hypotheses arise to explain the origin of the
unsteadiness:

(1) an instability of the recirculation zone around the rough-
ness element and
(2) an absolutelike instability mechanism of the base flow.

In this section each hypothesis is investigated.

I 1 | 1 I 1 P | I
V25— =777 "9 18 ~20 22

(b) s

FIG. 7. (Color online) Real and imaginary parts of the chordwise wavenumber given by the Orr—Sommerfeld analysis, for three values of the frequency. The

spanwise wavenumber 1s 23,. (a) Real part of a. (b) Imaginary part of a.
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(b)

FIG. 8. (Color online) Comparison of the chordwise evolution between the 4;-DNS fluctuation and the traveling crossflow wave predicted by the Orr—
Sommerfeld analysis. The wall-normal distance is 71=0.25. (a) Chordwise amplification. (b) Chordwise oscillation.

A. Instability of the recirculation zone?

Because of the grid topology, the roughness shape has a
strong forward facing kink that can trap a recirculation zone
under it. Many papers have studied the separation zones cre-
ated by a two-dimensional (i.e., independent of z) forward or
backward facing step in a channel, but the studies in bound-
ary layers are much more scarce, especially for three-
dimensional roughness elements. To the authors’ knowledge,
only Smith and Walton™® gave detailed information on the
flow past a three-dimensional steep-edged roughness. Their
study is based on the triple-deck formulation. They show that
the length of the upstream separation region is about Re},”,
but they do not give such a precise criterion for the down-
stream separation zone. They show moreover that the three-
dimensional effects are only significant at the spanwise tips
of the roughness element. The size of the separation regions
can therefore be roughly estimated by the results on two-
dimensional roughness elements. Such an experiment has
been performed by Saric, Krutckoff, and Radeztsky at the
Arizona State University (private communication with Dr.
Saric). They obtained a length of the downstream separation
region that was about one to four times the roughness height

0.06 T T T T T T
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—— Iwl;DNS |
—A— Iv,];DNS
----- v, ; 0S
--E-- Iwl;08
- -A-- Iv]l;08
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0.03
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0.01

(@) n

for roughness elements whose Re;, value was between 1 and
40. The length of the upstream separation region was about
ten times smaller.

All these results show that in the present configuration,
the length of the downstream separation region would be
about a few h. However, the size of the computational cells
around the roughness element is about 164 in both s and z
directions. The present mesh is therefore too coarse to cap-
ture the separated zone around the roughness element and
any associated Kelvin—Helmholtz instability mechanism.

B. Absolutelike instability of the base flow

As explained in Sec. IIT A, the spatiotemporal character-
istics of the DNS unsteadiness do not depend on the rough-
ness height, and the time evolution of the DNS fluctuation in
case A looks like self-sustained oscillations, while in case B
there is an exponential damping in time. These results make
us study the linear response of the base flow to an initial
forcing, which is at the source of the concept of absolute and
convective instabilit_‘,r.31 For absolutely unstable flows the be-
havior of the response induced by an impulse forcing at a

180 | B

120

60

FIG. 9. (Color online) Comparison between the A;-DNS fluctuating flow (solid lines) and the eigenfunction predicted by the linear stability theory (dashed
lines) for a spanwise wavenumber of 23, and a frequency of 13.8. The chordwise location is 5=14°. (a) Amplitudes, dimensionless. (b) Phases. in degrees.

Downloaded 26 Jun 2009 to 134.212.178.10. Redistribution subject to AIP license or copyright; see http://pof.aip.org/poficopyright.jsp



064103-8

E. Piot and G. Casalis

Phys. Fluids 21, 064103 (2009)

(b)

FIG. 10. (Color online) Mapping of the complex w-plane into the complex a-plane. Results from the dispersion relation of the Orr—Sommerfeld equation,
applied to the DNS-computed base flow. The spanwise wavenumber is §=28,. (a) 5=7.6°. (b) 5=13.8°.

fixed spatial location is dominated by the absolute wavenum-
ber corresponding to a zero group velocity. If the imaginary
part of the associated absolute frequency wy is negative, the
flow is convectively unstable, while it is absolutely unstable
if the imaginary part of wq is positive. The absolute wave-
number and frequency correspond to a singularity of the dis-
persion relation that must fulfill a pinching requirement; such
pinching points can be found by using the Briggs—Bers
criterion.*?3

As mentioned in Sec. I, Lingwood9 and Taylor and
Peake'’ analyzed the linear impulse response of both
Falkner—Skan—Cooke and true swept wing boundary layers.
Because of the three-dimensional nature of the base flow,
they searched for pinching points in both spanwise and
chordwise wavenumber planes. Each wavenumber plane ex-
hibits pinching points, but no simultaneous pinching was ob-
served. That means that a true absolute instability does not
exist for these boundary layers: the disturbance group veloc-
ity can go to zero in one direction but the disturbance will
still convect in the other direction and therefore will leave
the initial position free.

The absence of absolute instability in swept wing bound-
ary layers was also experimentally investigated by White.**
He considered a spanwise array of variable-amplitude
leading-edge roughness and, during a single, continuous
wind-tunnel run, increased the roughness amplitude from a
flush configuration to an active roughness state and then
came back to the initial inactive state where the roughness is
flush with the wing surface. White checked that the flow was
laminar in the initial inactive configuration, then became tur-
bulent when the roughness were activated, and finally re-
verted to a laminar state when the roughness amplitude was
decreased to the original inactive amplitude. The absence of
a hysteresis effect proved that the flow was absolutely stable.

In White’s configuration the roughness is spanwise peri-
odic, as in the present study, but the roughness elements have
a finite spanwise extent. The forcing with the variable-
amplitude roughness bears a resemblance with that obtained
in the present DNS (see the sketch in Fig. 3), except that the
step-function-type forcing is necessarily smoother in an ex-
periment than in a numerical simulation. On the other hand,

White was looking for an absolute instability of a basic flow
which had been nonlinearly modified by the roughness-
induced stationary crossflow waves. Therefore, the spanwise
spacing between the roughness elements was chosen in order
to force the most amplified stationary mode, which is not the
case in the present simulation: the obtained crossflow waves
are only weakly amplified. Our DNS thus represents a subtly
different situation than White’s experiments.

The present configuration is also different from that
studied by Lingwood or Taylor and Peake: as periodicity is
enforced in the spanwise direction, the spanwise wavenum-
ber is fixed to a real multiple of B, and an impulse response
analysis in the spanwise wavenumber plane is meaningless.
Indeed, our configuration behaves as if there was a spanwise-
infinite system of excitation: any disturbance will build on
itself along the span. Consequently, the studied configuration
is much more like that of a rotating flow, for which only the
chordwise wavenumber plane has to be studied because the
axial symmetry forces B8 to be a real number (see Ref. 8).

The response of the DNS-computed base flow
(D?'l, 0, W) to an initial forcing is thus studied by using the
Briggs—Bers criterion in the complex chordwise wavenum-
ber plane only, for the fixed spanwise wavenumber 23,. The
dispersion relation of the three-dimensional Orr—Sommerfeld
equation is used. This analysis is performed at two chordwise
locations: s=7.6° and s=13.8°. The map of the w plane into
the a plane under the dispersion relation is shown in Fig. 10,
for both chordwise locations. The lines without symbols cor-
respond to the spatial branches obtained by varying w along
straight lines parallel to the real w-axis, while for the lines
with symbols @, is kept constant and w; is increased. Solid
lines correspond to the crossflow mode and dashed lines
to another mode of the spectrum. Figure 10 shows that a
saddle point forms in the complex « plane. Moreover,
its branches originate from distinct halves of the a plane,
as clearly shown by the lines with symbols. According to
the Brigg-Bers method, this ensures that this pinch point
ag is the absolute wavenumber associated to the long-time
behavior of the impulse response. The corresponding branch
point is @;=88-0.56/ (f;=14-0.09i) for s=7.6° and
wy=78.5—3.891 (f;=12.5—0.621) for s=13.8°. As the imagi-
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nary part of wq is negative, the flow is convectively unstable
at both chordwise locations. However, at s=7.6° the imagi-
nary part of the absolute frequency is very low, which means
that the damping in time of the impulse response will be
weak.

All these results match with the time characteristics of
the DNS unsteadiness: s=7.6° corresponds to the roughness
location in case A, i.e., to the location where perturbations
are introduced at the beginning of the with-roughness com-
putation. Indeed, as explained in Sec. IIC, the with-
roughness computation is initialized with the no-roughness
flow field, ie.. (V?'l, Vf,yl, W), which is nonzero at the
roughness wall. Consequently, strong initial transients arise
because of the necessary development of the complex flow
pattern that allows the flow to wrap around the roughness
element. These transients play the role of a causal forcing,
which is not strictly speaking impulsive since these tran-
sients do not disappear instantaneously, but is almost impul-
sive since the flow structure around the roughness element is
fully established long before the end of the simulation. It has
been shown that the absolute frequency predicted by the im-
pulse response analysis is f5=14—0.094. This value differs
from the £y . £y, or £y, values (given in Table II) by less than
3%. On the other hand, s=13.8° corresponds to the rough-
ness location in case B. The absolute frequency predicted by
the impulse response analysis is fy=12.5—0.624, which dif-
fers from the fp . fp . or fp, values (see Table II) by less than
4%. These slight differences may be due to the nonparallel
and surface curvature effects, which are taken into account in
the DNS computations, but not in the linear impulse re-
sponse analysis.

Moreover, it has been seen that the DNS unsteadiness is
the same traveling crossflow wave in each case A;. 4,, and
As, but with a different amplitude (this is also true for cases
B,, B,, and B;). This behavior is in agreement with a linear
impulse response of various level, associated with the vari-
ous strengths of the transients due to the initialization pro-
cess: the smaller the roughness element, the weaker the ad-
justments needed to fulfill the no-slip boundary condition.

All these results let us think that the origin of the trav-
eling crossflow wave observed in the DNS computations
is a “quasi-absolute” instability mechanism of the no-
roughness flow field: these instability waves are convectively
unstable and absolutely stable, but with an imaginary part of
the absolute frequency (i.e., their damping rate in time)
which is small enough to make them visible in the DNS
computations.

Finally, a discussion can be made on an eventual insta-
bility of the numerical computation. Buell and Huerre®
showed that global self-sustained oscillations can be ob-
served in numerical simulations of flows that are convec-
tively unstable everywhere. This spurious global behavior is
due to the outflow numerical boundary conditions that create
destabilizing pressure feedback loops. Cossu and Loiseleux’’
studied the influence of finite difference numerical schemes
on the capture of absolute or convective instabilities in open
flows. They showed that sometimes the choice of the scheme
can make a convective instability looks absolute, and vice
versa. We do not think that such an issue is in stake in the

Phys. Fluids 21, 064103 (2009)

present computations, because of the very good agreement
obtained between the observations in the DNS and the pre-
dictions of the linear impulse theory.

V. CONCLUSIONS

The stability of the laminar boundary layer along a
swept cylinder has been investigated both numerically and
theoretically, in the situation where the boundary conditions
impose a spanwise periodicity. The boundary layer flow has
been computed through a DNS of the Navier—Stokes equa-
tions, which has been validated by comparing its result with
that of a boundary layer code. A second computation has
been performed to obtain the flow in the presence of a sur-
face roughness element. Periodic boundary conditions are
enforced at the spanwise boundaries of the computational
domain to model a spanwise roughness array. The roughness
element has a parallelepipedic shape and is small enough not
to trigger the transition to turbulence. Downstream of the
roughness element the flow exhibits unsteady waves, which
are self-sustained or quickly damped in time depending on
the roughness chordwise location. A spatial linear stability
analysis of the boundary layer flow (i.e., the flow around the
smooth cylinder) has proved that these unsteady waves are
traveling crossflow waves with a spanwise wavelength half
as large as the spanwise size of the computational domain.

The origin of these traveling crossflow waves has been
investigated theoretically. The linear impulse response of the
flow around the smooth cylinder has been analyzed, by tak-
ing into account the imposed spanwise periodicity. There-
fore, the spanwise wavenumber must be an integer multiple
of the wavenumber associated with the spanwise extent of
the computational domain. A unidirectional absolute instabil-
ity analysis is thus significant, since a forcing-induced dis-
turbance that convects in the spanwise direction while grow-
ing in time at a fixed chordwise position, will build on itself
when reaching one of the spanwise boundary of the compu-
tational domain. It has been showed that the flow around the
smooth cylinder exhibits crossflow modes of zero group ve-
locity, whose associated absolute frequency has a negative
imaginary part; consequently, this flow is absolutely stable.
However, there is a chordwise location where the imaginary
part of the absolute frequency is very close to zero. This
location is precisely the one where the presence of a rough-
ness element generates self-sustained crossflow waves in the
DNS computations. Moreover, the frequency of these travel-
ing crossflow waves matches the real part of the absolute
frequency obtained from the linear impulse response analysis
of the flow around the smooth cylinder. A similar agreement
is found between the frequency and damping rate in time of
the crossflow waves generated by a roughness located more
downstream, and the absolute frequency obtained at the cor-
responding chordwise location. Additional DNS computa-
tions have shown that a change in the roughness height or
spanwise extent had an impact on the amplitude of the gen-
erated crossflow waves, but not on their spatiotemporal be-
havior. In fact, when the DNS computation is initialized with
the smooth cylinder flow, strong initial transients arise
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because of the necessary development of the complex flow
pattern that allows the flow to wrap around the roughness
element. These transients are causal (they appear at the be-
ginning of the simulation with the roughness element), and
are almost impulsive since they disappear as soon as the flow
structure around the roughness surface is established. Our
guess is that such transients play the role of an impulse forc-
ing, which generates the traveling crossflow modes through
the linear impulse response mechanism found out for the
studied boundary layer flow.

Up until now, such an absolutelike instability mechanism
has not been observed in experiments. However, it must be
noted that the present configuration possesses distinctive fea-
tures that are inherent to a numerical simulation and could
hardly be obtained in experiments. First, the roughness ele-
ments appear instantaneously in the boundary layer, while in
most experiments roughness elements are static. A near-
impulsive forcing can be attempted in experiments by imple-
menting variable-amplitude roughness, but such an introduc-
tion of the roughness element would never be as abrupt as in
the simulation. Second, perfectly periodic spanwise bound-
ary conditions are imposed in the numerical simulation,
which is unachievable in practice. Moreover, such a condi-
tion implies that the forcing induced by the transients is ex-
actly the same all along the infinite span. Finally, the physi-
cal conditions used in the present simulation (pressure
gradient, V factor of the crossflow modes) do not correspond
to the most amplified crossflow modes and are consequently
less easily observable in experiments, and the absolute mode
supported by the studied flow is not unstable but only mar-
ginally stable.
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Different hybrid active-passive absorbers have been developed at the LMFA that seem well suited for the
use as turboengine nacelle liners. The basic version is made of a resistive screen backed by cells that con-
tain one microphone and one secondary source each. At low frequencies, acoustic pressure behind the
screen is cancelled actively in order to obtain a purely real and constant surface impedance. At higher fre-
quencies, active control is turned off and the liner acts as a classical SDOF resonator. An advanced version
(the complex hybrid absorber) has been developed recently, featuring two microphones per cell. With the

i[()i{v:{;;f;stic new system, the surface impedance of the cell can be measured and adjusted to a given (possibly complex
Flow and frequency dependent) target impedance. The present paper reports on two measurement campaigns

Acoustic liner that aimed at a characterization of these absorbers by the use of Laser Doppler Velocimetry (LDV). LDV
Impedance control allows the assessment of acoustic velocity in vicinity of the absorber in a non intrusive way. The measure-
LDV ments confirm the good performance of both absorbers without flow. In particular, one observes that in
active mode the different hybrid cells appear as a homogeneous liner with a global influence on the duct.
In presence of grazing flow, the influence of the absorber on the duct is limited to the immediate vicinity

of each hybrid cell, which explains the reduced performance.

© 2012 Elsevier Ltd. All rights reserved.

1. Introduction

Passive acoustic treatments like single-degree-of-freedom
(SDOF) liners are widely used in aeroengine nacelle inlets and
outlets for the reduction of turbofan noise. They are typically made
of a thin resistive sheet above a honeycomb layer, and are designed
to behave as 1/4-wavelength resonators [1]. Then, the thicker the
liner, the lower the frequency range of sound attenuation. How-
ever, as available space inside nacelles is limited, it is generally
impossible to tune such SDOF resonators to the low blade-
passing-frequencies (BPF) of modern high-bypass-ratio engines,
or to adapt them to different flight conditions. Purely active noise
control techniques on the other hand are limited to the low fre-
quency range. Hybrid active-passive liners allow these limitations
to be overcome and assure good performance over a broad fre-
quency range [2]. The general design of a hybrid cell is depicted
in Fig. 1. It is made of a resistive screen above a cavity backed by
a secondary source. At high frequencies, this source is turned off
and the hybrid liner acts as classical SDOF resonators. At low fre-
quencies, active noise control techniques are used in order to adapt
the surface impedance of the liner. In this paper two control

# Corresponding author. Tel.: +33 5 62 25 28 12; fax: +33 5 62 25 25 83.
E-mail address: estelle.piot@onera.fr (E. Piot).
1 Present address: VibraTec, 28 chemin du petit bois, 69131 Ecully Cedex, France.

0003-682X/$ - see front matter © 2012 Elsevier Ltd. All rights reserved.
doi:10.1016/j.apacoust.2012.01.008

techniques are presented. The first one can be summarized as
“impedance control through pressure control”. Indeed, pressure
is cancelled on the rear side of the resistive screen, which results
in a purely real surface impedance, given by the resistance of the
used screen [3,4]. This kind of hybrid liner is herein denoted as
basic hybrid absorber. However the optimal impedance (i.e. the
one that produces the highest noise reduction) of an absorber for
flow duct applications is generally a frequency-dependent complex
number, that is why a second control technique is proposed: it
consists in performing a full impedance control by using one
microphone on each side of the screen. Such a liner is denoted as
complex hybrid absorber. The first concept has been introduced in
1953 by Olson and May [5], who suggested performing a pressure
reduction at the rear face of a porous layer in order to enhance
absorption at low frequencies. Many other devices have then been
proposed to realize active systems able to control, partially or to-
tally, the impedance. Among recent publications, electrical circuits
have been designed to directly control the impedance of the sec-
ondary source: Kanev and Mironov [6] present a device able to
adapt the impedance of a mechanical resonator, with a unique
microphone, in order to enhance absorption for a plane wave un-
der normal incidence. Lissek et al. [7] propose a theory unifying
all the passive and active acoustic impedance control strategies,
introducing the concept of electroacoustic absorbers. A potential
application is the design of active devices without any external
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Fig. 1. Principal setup of a hybrid cell.

sensor. The control techniques used in the present paper are
detailed in Section 2.

These hybrid liners, and especially the complex hybrid absor-
ber, have been shown to be very efficient noise attenuators since
transmission loss values up to 20dB can be obtained in a duct
without flow [8].

But the application as aeroengine nacelle liner would implicate
grazing flow of relatively high Mach number. Due to a more com-
plex control algorithm and the added front face microphone, flow
induced noise can be critical for the complex hybrid absorber. In
contrast, the error microphones of the basic hybrid absorber are
well protected against grazing flow behind the resistive layer; fast
convergence and excellent stability have been observed [9], even in
the presence of high flow-induced noise levels. However, for both
kind of active control, the measured transmission loss decreases
clearly with increasing flow speed [8].

In order to better understand this loss of performance with
flow, the present study aims at a local observation of the sound
field in vicinity of the absorber. Laser Doppler Velocimetry (LDV)
offers the opportunity of such a local and non-intrusive determina-
tion of acoustic parameters. The measurements that are presented
in this paper have been conducted at the French Aerospace Lab ON-
ERA at Toulouse, and some of this work has been presented in [10].
The LDV measurement technique developed at ONERA and the
corresponding aeroacoustic test bench are briefly described in
Section 4.

The results of a first measurement campaign devoted to the
basic hybrid absorber are given in Section 5.1. The complex hybrid
absorber has been tested during a second campaign that is
discussed in Section 5.2.

2. The hybrid liner

2.1. Impedance control through pressure control: the basic hybrid
absorber

At low frequencies, viscous forces in a porous material predom-
inate over inertial ones and the acoustic velocity across a resistive
layer can be approximated using Darcy's law. This means that
acoustic velocity is proportional to the pressure difference between
both sides of the resistive layer and inversely proportional to its
flow resistance R, as given by Eq. (1).

—b>
V== 1
z ()
Hence, when acoustic pressure on the rear side of the layer is

cancelled (p, = 0), the surface impedance is given by the flow resis-
tance R according to Eq. (2).

—&:
7= - R (2)

Pressure cancellation can be obtained by backing the resistive
layer with a cavity of depth 4/4. The use of active control allows
the realization of the same boundary condition at low frequencies
without the need of a deep cavity. In addition, the p; = 0 condition
can then be obtained over a broad frequency range. This is the

principle of what is qualified as hybrid absorber in previous publi-
cations [3,9,4]. Throughout the present paper it will be labeled ba-
sic hybrid absorber in order to distinguish this absorber from the
newly developed version.

Fig. 3a displays the basic hybrid absorber used during the first
measurement campaign. A surface of 30 mm x 150 mm is imposed
by the sample holder of the ONERA test bench. Miniature loud-
speakers (Monacor SP-5) have been selected as secondary sources.
Those exceed the width of the liner sample holder, therefore the
cavities of the hybrid cells are chosen deep enough (40 mm) to
fix the loudspeakers outside the sample holder.

The control system that performs the pressure minimization is
a digital feedback controller. Indeed, for industrial applications it is
necessary to consider a liner made of a large number of hybrid
cells. However, with a classical Multiple Input Multiple Output

microperforated panel

(b) 1-cell complex hybrid absorber

Fig. 3. Hybrid absorber prototypes.
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(MIMO) feedforward system based on a unique reference signal,
memory and calculation costs significantly increase with the num-
ber of channels. Moreover, in flow duct applications, an upstream
reference signal may be insufficiently correlated with the sound
to be cancelled downstream, and could then prevent from achiev-
ing an efficient active control. Thus, a digital adaptive feedback
control system has been developed [4], which operates indepen-
dently cell by cell. The SISO (Single Input Single Output) version

Table 1

B. Betgen et al./Applied Acoustics 73 (2012) 624-638

of the algorithm consists in removing the feedback contribution
coming from the secondary source, from the signal obtained at
the control microphone. The primary contribution only remains
and is then used as a reference signal in the classical FXLMS algo-
rithm. The corresponding block diagram of this algorithm called
IMC-FXLMS algorithm for Internal Model Control is shown in
Fig. 2. S represents the secondary path, between the secondary
source and the control microphone. S is a estimate of S realized

Optimal impedances predicted by the numerical model for a liner of 50 mm width and 150 mm length in a tube of cross-section 50 mm x 50 mm (Zyum ),

compared to Cremer impedance (Zeomer).

Frequency (Hz) 496 992 1592
M=0 Znum| o 0.1-0.11i 021 - 0:21i 034 — 0.37i
ZremerPCo 0.13 - 0.01i 027 — 0.02i 0.42 — 0.04i
M=0.1 Znum| pCo 0.1+0.03i 02 - 0.07i 033 — 0.23i
Zeremer|PCo 0.11 - 0.01i 022 — 0.02i 035 — 0.03i
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Fig. 4. Transmission loss as a function of complex impedance of a liner of 50 mm width and 150 mm length in a tube of cross-section 50 mm = 50 mm. No flow. Comparison
between f= 496 Hz and f= 1592 Hz. The optimal impedance is marked with a star. Impedances realized with two different resistive screens of the basic hybrid absorber are
given by crosses in the basic active mode and circles in the passive mode (thin, open: feltmetal sheet; thick, closed: wiremesh sheet). At 496 Hz the passive mode impedance

is outside the figure.
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are given by crosses in the basic active mode and circles in the passive mode (thin, open: feltmetal sheet; thick, closed: wiremesh sheet).
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by a numerical FIR filter, predetermined before control. W is the
adaptive control filter. d(n) is the primary disturbance, X(n) its esti-
mate and thus the synthesized reference for the FXLMS algorithm.
y(n) is the controller output, and & n) is the error signal, measured
at the control microphone. More information about this algorithm
can be found in Refs. [3,11].

Error microphones are electret condenser microphones Pana-
sonic WM65. Two different resistive screens are used: a feltmetal
sheet of resistance R/ pcy = 0.3 and a wiremesh glued on a perforated
panel of R/pcy = 0.5. Both materials are thin layers (around 1 mm)
that are suitable for use under harsh environmental conditions.

627
2.2. Full impedance control:the complex hybrid absorber

Making use of Eq. (1), the surface impedance of the hybrid ab-
sorber can be written as
z_P1_

—RP_

v P — D2

It becomes clear that arbitrary surface impedances can be
obtained by rearranging p, and p, instead of only cancelling p.
The velocity measurement according to Eq. (1) has the advantage
of being frequency independent (in the low frequency range).
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Fig. 6. Transmission loss as a function of complex impedance of a liner of 50 mm width and 50 mm length in a tube of cross-section 50 mm = 50 mm. M=0.

Table 2
Numerical optimum and measured values of impedances and associated TL for different modes of operation of the complex hybrid absorber, without
flow.
Frequency (Hz) 496 992 1592
Numerical optimum Z)pcy 0.05 — 0.086i 0.1 - 0.18i 0.12 - 0.19i
TL (dB) 37.8 371 40.6
Passive mode Z|pco 0.40 —2.00i 043 - 0771 0.49 - 0.13i
TL (dB) 0.0 15 43
Basic active mode Z|pcg 0.56 +0.11i 0.58 +0.22i 0,62 +0.35i
TL (dB) 2.6 2.1 3.0
Active impedance ctrl. mode Z|pco 0.01 —0.14i 0.11 - 0.18i 027 — 0.15i
TL (dB) 223 14.0 7.2
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Air flow

Exponential horn

Fig. 7. Sketch of the Aero-Thermo-Acoustic test bench.
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(a) Side view
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(b) Front view

Fig. 8. Sketch of the test section equipped with the hybrid liner. For the complex hybrid absorber, only the central cell is used.

Additionally, no large distance between the microphones is needed
because the pressure gradient is provided by the resistive screen.
Surprisingly, this apparently self-evident expression has — to our
knowledge — never been used for impedance control applications.
Introducing a target impedance Z,, Eq. (3) can directly be rewritten
as an error signal.
€ =Z(p1 —P2) - Rp, (4)
As complex impedances can be realized by the use of this error
signal, the new hybrid absorber is qualified as complex hybrid ab-
sorber. The error signal is integrated in a digital feedback control
structure similar to the one mentioned above. Therefore, the target
impedance, usually defined in the frequency domain has to be ex-
pressed in the time domain to build a numerical error signal; de-
tails can be found in Ref. [8]. At this stage, only a one channel
version of the complex hybrid absorber has been realized as dis-
played in Fig. 3b. A Monacor SP-5 speaker is again used as second-
ary source, the resistive layer is the wiremesh screen of Rfp
cp=0.5. The pair of Panasonic WM65 microphones has been veri-
fied to respect maximum errors in magnitude and phase of 1dB
and 12° respectively. Fig. 3b also shows a microperforated panel
at the front face of the device: it is used in order to protect the front
face microphone measuring the p, pressure from flow. Of course,
the impedance modification due to the layer and the added dis-
tance has to be taken into account when defining the target
impedance.

3. Optimal impedance

This section aims at illustrating the benefit of impedance con-
trol in contrast to conventional absorbers.

3.1. Theory

It is well known that the optimal impedance for absorption of a
normal incident plane wave would be Z, = pcy. This is not the case
for grazing incidence. Cremer [12] found an analytic expression for
the optimal impedance of a treatment covering one face of an
infinitely long rectangular duct. This optimal impedance given by
Zeremer = Zo{0.91 — 0.76j)kh/m only depends on frequency and the
height of the duct (perpendicular to the liner). Tester [13] gives a
correctional factor of 1/(1+M)? to account for the presence of
uniform flow of Mach number M in the direction of sound
propagation.

In the case of an infinitely long liner the optimal impedance is
simply the one that produces the highest absorption. For a liner
of finite length, optimal impedance is better defined as the one
producing the highest transmission loss? (TL), since noise attenu-
ation can be produced by both reflection of the incoming acoustic
wave and absorption of it. An analytical expression of the optimal

2 The classical definition of the best liner is the one that produces the highest
insertion loss. However, in the duct configuration considered here, the insertion loss
is equal to the transmission loss.
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impedance may be difficult to find, but its value can easily be
determined numerically. However, the qualitative behavior of opti-
mal impedance is common to the infinite as well as to the finite
liner: the real part is positive and increasing with frequency, the
imaginary part is negative and decreasing. Transmission loss pro-
duced by a very short liner can to a great extent be due to reflec-
tion, this is the reason why the optimal impedance of a short liner
is generally much lower in modulus than the Cremer impedance.
Furthermore, mean flow in the direction of sound propagation also
lowers the optimal impedance; in the opposite direction optimal
impedance is increased. In this context it must be pointed out that
the presented experiments always deal with flow in the direction
of sound propagation. A setup with flow in the opposite direction
would be advantageous for absorption but is not available in the
present work.

Transmission loss of a finite length liner is determined numeri-
cally. As all considered frequencies remain below the cut-off
frequency of the duct, a harmonic plane wave source and an anec-
hoic termination are assumed. The acoustic pressure field within
the duct is estimated by a multimodal expansion model, similar to
that used in [14-16] and validated against literature results [17].
The simulated duct is divided into three zones with diverse bound-
ary conditions along their walls. The first zone corresponds to the
incident region; the duct walls are entirely rigid, and the source is
modeled as an incident plane wave. The second zone is the treated
region. A uniform impedance boundary condition is imposed on one
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of the walls, and the classical displacement continuity relation [ 18]
is used when a uniform mean flow is taken into account. The com-
plex modes in this section are determined by using an iterative algo-
rithm. The last zone corresponds to a rigid wall duct with an
anechoic termination. The respective modal amplitudes are deter-
mined in each region by applying pressure and velocity continuity
relations at each interface. All details can be found in Ref. [19].
Transmission loss is defined as the logarithmic ratio between the
power incident towards the treated region and the power transmit-
ted through the treated region. As only plane waves are considered
and as a reflection free termination assumption is made, the TL
equals to the logarithmic ratio between the amplitude of the inci-
dent pressure wave in the first zone and the amplitude of the trans-
mitted pressure wave in the last zone. This TL is calculated by
varying both real part and imaginary part of the impedance, leading
to the determination of the optimal impedance.

3.2. Results in the configuration of the basic hybrid absorber

Let us now consider the example of calculated optimal imped-
ances for a liner of 50 mm width and 150 mm length in a tube of
section 50 mm x 50 mm. While the dimensions of the tube
correspond to the ONERA test duct, the dimensions of the liner
do not exactly equal the basic hybrid liner (which is 30 mm wide
and 150 mm long). In fact, the consideration of a liner that does
not cover the entire duct width would substantially complicate
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Fig. 9. Acoustic velocity in y-direction at 496 Hz, hybrid cell, M= 0.
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the determination of its optimal impedance. The calculations
presented here will therefore only serve as a qualitative compari-
son between the feltmetal and the wiremesh screen. Different
results are summed up in Table 1, and compared to Cremer imped-
ance of the same tube. In the case with a uniform flow, the Cremer
impedance is modified according to Tester [13].

Fig. 4 represents curves of equal TL in the complex impedance
plane at two different frequencies. In the case of the basic hybrid
absorber, the real part of the surface impedance is independent
of frequency and is given by the resistance of the layer, its choice
is therefore of high importance. The imaginary part of the surface
impedance is controlled by the pressure cancellation on the rear
side of the layer in basic active mode, while it is fixed by the geo-
metrical features of the absorber in passive mode. Four imped-
ances are marked in particular, representing the two different
resistive screens in basic active and passive mode. These imped-
ances have been measured in a standing wave tube, without flow.
Basic active control mainly changes the reactance, which becomes
approximately zero at low frequencies. At higher frequencies, Eq.
(1) is not valid anymore and the reactance is slightly positive. In
passive mode, the reactance is essentially that of the cavity, which
can be expressed as —1/tankL, where k is the frequency-dependent
wavenumber and L the depth of the cavity. As the cavity is about
40 mm deep, the reactance is around —-2.6 at 496 Hz, this value
being outside of the figure.
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Fig. 4a makes clear that at low frequencies basic active control
leads to an impedance close to the optimal one. At the same time,
the resistive layer of lower resistance outperforms the one with
higher resistance. At higher frequency (see Fig. 4b at 1592 Hz),
the close-to-zero reactance obtained in the basic active mode is
far from the optimal one, and consequently the passive mode is
supposed to produce a higher transmission loss than the basic ac-
tive mode.

Fig. 5 gives the curves of equal TL at 992 Hz for the cases with-
out flow and for a uniform mean flow of M= 0.1. The impedances
of the basic hybrid liner measured in the standing wave tube for
the two different resistive screens in basic active and passive mode
are also plotted. The same value of impedances are used with and
without flow. The presence of uniform flow slightly moves the po-
sition of the optimal impedance. The expected performance of both
materials, however, is not dramatically changed. For instance, the
predicted TL value for the basic hybrid absorber with a wiremesh
sheet in basic active mode is of 17.1 dB without flow and 15.8 dB
with a M= 0.1 flow.

In summary, the presented predictions show that the fixed
resistance of the basic hybrid absorber represents a tradeoff
between low and high frequency performance. The utility of an
absorber which is capable of realizing arbitrary complex imped-
ances at different frequencies is therefore evident, that is why
the complex hybrid absorber is considered.
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Fig. 10. Acoustic velocity in y-direction at 496 Hz, hybrid cell, M=0.1.
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3.3. Results in the configuration of the complex hybrid absorber

As the developed complex hybrid absorber is shorter than the
basic hybrid absorber, Figs. 4 and 5 cannot be used for the predic-
tion of TL. Fig. 6 gives the TL-charts corresponding to this shorter
absorber (length of 50 mm instead of 150 mm), the width of the
absorber being still fixed at 50 mm. As the regions around the opti-
mal impedances show extremely steep gradients, the target
impedances have to be determined accurately. In order to over-
come the inaccuracy of the numerical prediction due to the simpli-
fied geometry, the optimal target impedance has been determined
experimentally. Table 2 indicates the numerical optimum imped-
ance and the corresponding TL, as well as the experimental imped-
ances measured in a standing wave tube and the corresponding TL
measured in the ONERA bench. All impedances are obtained using
the complex hybrid absorber in different modes of operation, i.e.
passive, “basic active” (i.e. p» = 0) and “active impedance control”.
In respect to the basic hybrid absorber, the impedances in
“passive” and “basic active mode” are altered due to the presence
of the microperforated panel above the upper microphone and the
change in the distance between the top layer and the secondary
source, which slightly decreases the realized resistance and in-
creases the realized reactance. The settings in ‘“‘active impedance
control mode” are determined empirically by successively maxi-
mizing the measured TL. Comparison with the numerical optimum
shows that they represent an impedance close to the best value, on
contrary to what is obtained in the “basic active mode”.
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4. LDV measurements

In order to investigate the impact of the hybrid liners on the
acoustic field, Laser Doppler Velocimetry measurements have been
performed. They allow a non-intrusive assessment of the acoustic
field above the hybrid liner whatever the testing conditions. Some
basics about the measurement of acoustic parameters by means of
LDV are given in this section. More details about the used tech-
nique and the test bench at ONERA can be found in Ref. [20].

4.1. Aeroacoustic test bench at ONERA

The aeroacoustic test bench at ONERA Toulouse is made of a
stainless steel tube of Section 50 mm x 50 mm; its total length is
of about 4 m (see Fig. 7). The termination is equipped with an
anechoic outlet. Excitation is provided by two loudspeakers in-
stalled in pressurized cabinets. Temperature can be adjusted up
to 300 °C, however, the present tests are conducted at ambient
temperature. Experiments are effected without grazing flow and
with a grazing flow of bulk Mach number 0.1. This corresponds
to a maximum speed in the center of the duct of about M =0.16.

Let us define x as the axial coordinate and (y,z) as the coordi-
nates normal to the axis. The test section shown in Fig. 8 has a sil-
ica window of 200 mm x 60 mm on each side (i.e. at z= 0 mm and
z =50 mm), the lower (i.e. y =0) part is equipped with the hybrid
liner. The dimension of the sample is limited to 30 mm x 150 mm,
which does not cover the entire width of the duct as it has already
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Fig. 11. Acoustic intensity at 496 Hz and 992 Hz for the feltmetal-case without and with flow, hybrid cell in basic active mode.
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been mentioned. For the characterization of passive liners, the
excitation signal is made of thirteen pure tones, at third octave fre-
quencies between 312 Hz and 3136 Hz, with an overall sound pres-
sure level of 140 dB. In active mode, the excitation is limited to
three pure tones of 496 Hz, 992 Hz, and 1592 Hz. SPL of each peak
is about 120 dB. At this level, the error microphones in the hybrid
liner begin to saturate, which is actually unproblematic for pres-
sure minimization. Active impedance control, however, requires a
linear behavior, therefore the excitation level is decreased to about
110 dB per peak.

4.2. Data extraction and data processing

A two-components fringe mode Laser Doppler Velocimeter al-
lows the measurement of the longitudinal (x) and normal (y) veloc-
ity components in almost the entire volume of the test section. For
the present tests, only the plane z =25 mm has been scanned. In
order to quicken the measurements, not the entire plane is scanned
but only till y=30mm. A LDV system has the particularity to
provide an unevenly sampled signal due to the random arrival of
particles (incense smoke) in the measurement volume. A recon-
struction method is used to re-sample the raw data at a constant
rate. Data processing is performed by a TSI IFA 755 system. The
emitting optics produces a 100 pm-diameter measurement vol-
ume. A minimum sampling data rate of f = 13,000 measurements
per second is generally ensured, for each velocity component. Each
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velocity component z and # is measured by the LDV system at a
given spatial location. The acoustic velocity (defined here as the
component of the signal that is correlated with the excitation sig-
nal) can be educed from the extraneous noise by a technique sim-
ilar to the three-microphone signal enhancement technique
[21,22]. It consists in calculating the cross-spectral density func-
tion G,, ;s between the velocity signal #; and the loudspeaker signal
Is. The auto-spectral density function of the acoustic velocity reads
as

Goys
G =~ 5)
where G is the auto-spectral density function of the excitation sig-
nal. The acoustic velocity in the frequency domain is then given by
Minotti and co-workers [23,24]

vy = /G,y explid(vi/1s)) ®)

where the phase of the acoustic velocity, referenced by the excita-
tion, is defined as
S(Guyis)
(v /ls) = aru:tanm 7
Finally, acoustic pressure and acoustic intensity are deduced
from the acoustic velocity field thanks to a mixed Eulerian-
Lagrangian propagation model [25]. The lagrangian acoustic
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Fig. 12. Acoustic velocity in y-direction at 496 Hz, complex hybrid cell, M = 0.
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displacement field & =
ity field 7 = (7,
following equations:

(¢x: &) is obtained from the acoustic veloc-

1;;,) by solving with a finite difference method the

fo] aly

Uaa—-l—lng— U + - ay Sy (8)
g .,

Uga—;ngy =17, 9)

where Uy, denotes the mean (i.e. stationary) velocity component in
the x direction (the other components are neglected). Then, the
acoustic pressure reads [25]:

.= dpy .
¥ = —pocidivé -T2, (10)

where pp, pp and ¢, are the density, static pressure and speed of
sound of the mean flow. Finally, the active part of the acoustic
intensity vector is expressed from the acoustic velocity, pressure
and displacement [25]:

O T R
I=5Re lwp’§+!wpﬂé‘(v’+VUa‘§) Ua] (11)

where Re stands for the real part and * is the complex conjugate. On
contrary to the classical Euler formulation and the associated
Cantrell and Hart intensity [26], this model yields an exact acoustic
energy balance even in the presence of flow.

In comparison to pressure measurements using microphones,
this approach has the advantage of being entirely non-intrusive
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and of providing a complete description of the sound field in the
whole measurement domain.

5. Experimental results

Both absorbers have been tested in the ONERA bench, with or
without grazing flow, in order to assess their influence on the
acoustic field and to understand why their efficiency is greatly re-
duced with flow.

5.1. The basic hybrid absorber

A first evaluation of the liner performance can be obtained on
the basis of the velocity » normal to the liner. In a hard walled
duct without flow, normal velocity would be zero in the whole
duct section since only plane waves have been excited. A soft wall
involves non-zero normal velocity, which leads to dissipation of
energy inside the liner. Figs. 9 and 10 represent this normal veloc-
ity at 496 Hz in the z =25 mm plane without flow and at M=0.1
respectively. Acoustic propagation and mean flow go from the left
to the right. The lowest frequency is chosen because the difference
between passive and active mode is maximum here. In fact, the
behavior for increasing frequencies is very much as predicted, i.e.
increasing performance in passive mode and decreasing perfor-
mance in basic active mode. We therefore focus on the comparison
between the two different resistive layers on the one hand and on
the influence of flow on the other hand for a fixed frequency.
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Fig. 13. Acoustic velocity in y-direction at 496 Hz, complex hybrid cell, M =0.1.
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Fig. 14. Acoustic intensity, complex hybrid cell, M= 0.

Results without flow are showed in Fig. 9. In passive mode, nor-
mal velocity is small for both resistive screens. The screen of smal-
ler resistance (the feltmetal sheet, Fig. 9a) results in slightly higher
velocity than the screen of higher resistance (the wiremesh,
Fig. 9c). Splices between the cells can be recognized, regions of
non-zero normal velocity are limited to the vicinity of the three
cells. Basic active control seems to enhance normal velocity,” espe-

* Primary excitation remains unchanged in respect to the passive case and the
measured velocity in x direction is very similar.

cially in the case of the feltmetal sheet (Fig. 9b). Considering Fig. 43,
we notice that this is indeed the layer producing an impedance clo-
ser to the predicted optimal impedance. The colorscale has been
chosen to a range from 0 to 0.1 m/s, maximum values in Fig. 9b
reach about 0.2 m/s though. The third cell is fairly inactive; it ap-
pears as if most of the sound power was absorbed before reaching
the last cell. Fig. 9d is disturbed in vicinity of the third cell. In fact,
the incense smoke did not sufficiently reach this region and mea-
surements are inaccurate. To sum up, one observes a quite global
influence on the duct in basic active mode and the splices between
the three hybrid cells become invisible. The choice of the resistance
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Fig. 15. Reflection, absorption, and transmission coefficients measured in the ONERA duct for the complex hybrid absorber in passive mode, M= 0.

of the resistive sheet has an important influence on the liner
performance.

Let us now consider the situation with flow depicted in Fig. 10.
In passive mode, the situation appears rather similar to the no flow
case, however, due to the flow the colormap is less regular. In basic
active mode, normal velocity is increased for both materials but
zones of high normal velocity remain close to the three cells. The
influence on the duct is less global than without flow. This is
consistent with the experimental observation that transmission
loss decreases in presence of flow. By contrast, the numerical cal-
culation does not predict any significant drop of TL (see discussion
in Section 3 about results of Fig. 5). Apparently, more realistic flow
profiles had to be taken into account to predict these phenomena.

It has been mentioned that the amplification of acoustic veloc-
ity normal to the absorber enhances absorption. However, the pre-
sented figures do not visualize the energy flow. In order to clarify
the influence of the absorber on the duct, intensity fields obtained
with the feltmetal screen are given in Fig. 11. Intensity vectors
whose continuation would impact the absorber are traced in green
color, the others are in blue,* and in all cases lengths are propor-
tional to the intensity level. Evidently, acoustic power downstream
the absorber has decreased in respect to the incident power. In
agreement with the velocity measurements presented above,
absorption is less pronounced in presence of flow. As brought up
before (see Section 4.2), determination of intensity requires the
estimation of acoustic pressure from the acoustic displacement
field. This estimation is subject to larger phase errors at low fre-
quencies, therefore the intensity fields at 992 Hz are cleaner than
those at 496 Hz. At both frequencies, the reduced influence of the
absorber in presence of flow can be observed.

4 For interpretation of color in Figs. 3-5 and 7-14, the reader is referred to the web
version of this article.

5.2. The complex hybrid absorber

The complex hybrid absorber has been tested in three different
modes of operation, i.e. passive mode, basic active mode (pressure
cancellation p,=0), and active impedance control mode. Corre-
sponding surface impedances are summed-up in Table 2. As before,
the analysis concentrates on the normal velocity component », at
496 Hz in a first time. Results are given in Fig. 12 for the no-flow
case. Primary excitation is slightly lower in active impedance con-
trol mode than in passive mode and basic active mode. The basic
active mode yields the expected result, i.e. an increase of velocity
in respect to the passive mode. Keeping in mind the reduction of
primary excitation in the active impedance control mode, the
increase of normal velocity in this case is even larger than in the
basic active mode. In presence of grazing flow, the influence of
the absorber is again clearly reduced, as shown in Fig. 13. Active
impedance control results in a slightly extended region of
influence.

In contrast to the velocity measurements, the visualization of
intensity in Fig. 14 reveals the difference between basic active
mode (pressure cancellation) and active impedance control mode,
without grazing flow and at 496 Hz and 992 Hz. Most intensity
vectors point towards the impedance controlled absorber and the
resulting downstream intensity amplitude is clearly reduced.
Intensity charts in the grazing flow case are not available. Indeed,
as mentioned in Section 4.1, the primary excitation had to be
decreased due to saturation of the error microphones. Even though
acoustic velocities that are significantly lower than the mean flow
velocity can be measured, the primary excitation turned out to be
too low to perform a proper calculation of acoustic pressure and
acoustic intensity here.

Finally, LDV results and microphonic measurements are com-
pared in terms of reflection (r), transmission (t), and absorption
coefficients (a), defined in the following equations:
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— AR2
r= A (12)
— AT2
t= A (13)
a=1-r—t (14)

As we consider energetic coefficients, absorption can directly be
deduced from reflection and transmission. The determination of
these coefficients requires the detection of incident wave ampli-
tudes A; and reflected wave amplitudes Az upstream the absorber
using two microphones. Thanks to the anechoic outlet, the trans-
mitted wave amplitude Ar is identified by a single microphone.
Microphone measurements are performed upstream (at x=
—102 mm, x=—-130 mm or x = —187 mm) and downstream of the
liner border (at x = 252 mm), and the spacing between the two up-
stream microphones is chosen to be part of the [0.14/2,0.84/2]
interval given by Boden and Abom [27].

Reflection and transmission coefficients can also be obtained
using the LDV measurements, provided a zone upstream and
downstream the absorber is scanned. This is the case for the com-
plex hybrid cell which only occupies 50 mm in the center of the
measurement zone. For a reliable measurement, the distance
between the upstream points has to be long enough. At the same
time, we need to be as far as possible from the absorber in order
to minimize the effect of evanescent waves. Two sections at
x=0mm and x =32 mm are chosen in order to perform the sepa-
ration of upstream and downstream running waves. The transmit-
ted wave is detected at x =142 mm. The obtained reflection and
transmission coefficients are quite constant in y-direction, i.e.
waves are reasonably plane at the chosen distances. This is not
the case for measurements closer to the absorber. The reflection
and transmission coefficients obtained at different heights y are
finally averaged and the associated absorption coefficient is com-
puted. These values are summed up in Figs. 15-17 for the three
modes of the hybrid cell (passive, basic control and active imped-
ance control). Agreement between microphone measurements and
LDV measurements is globally satisfying, even if LDV measure-
ments are likely to be affected by evanescent waves. We observe
that the basic active mode clearly increases absorption, while
reflection remains small. On contrary, the active impedance control
mode mainly increases reflection, especially at low frequencies.
The absorption is in the same order of magnitude as in the basic
active mode. Consequently, the transmission is greatly reduced in
the active impedance control mode, which was expected since
settings of this control mode were determined by maximizing TL.

6. Conclusion

Two kinds of hybrid active-passive liners have been developed
at the LMFA. The basic hybrid absorber is made of a resistive screen
backed by a cavity containing an acoustic source, which allows to
mimic a 1/4-wavelength resonator by cancelling the pressure at
the back of the screen. Consequently the impedance of the basic
hybrid absorber can be considered as purely real and equal to
the resistance of the resistive creen. The second liner, denoted as
complex hybrid absorber, uses a more elaborated control strategy
since it is directly the surface impedance of the liner that is fixed
to a target value, with the help of two error microphones placed
on each side of the resistive screen. However, when subject to
grazing flow in the direction of sound propagation, these hybrid
absorbers suffer from a loss of performance in respect to the
no-flow case. Consequently, the local sound field around these lin-
ers has been investigated by means of non-intrusive LDV measure-
ments, in order to throw some light on the origin of this change of
efficiency.

Without flow, active control allows the velocity normal to the
liner to be increased in a quite global way. This means that the
different cells of the hybrid absorber cannot be distinguished any-
more. The liner appears as a homogeneous and locally reacting
liner. In the presence of grazing flow, this is not the case anymore.
Normal velocity is only increased in the vicinity of the cells. The
splices separating the cells of the liner become visible again, the
influence on the duct remains local and absorption remains small.

The complex hybrid liner shows exceptional performance with-
out flow. The tested (very short) absorber operates much like a
reactive silencer, however, the absorber can also be tuned in a
way to maximize absorption. In the presence of flow, the absorber
behaves similarly as the basic hybrid absorber. In fact, the loss of
performance seems to be global, i.e. not only due to the variation
of optimal impedance induced by the presence of the flow. In this
sense, a finer calculation of optimal impedance, taking into account
the splices and more realistic flow profiles, should be done. The
performed measurements are a basis for the validation of such a
code.

Concerning future tests, the complex hybrid absorber will have
to be equipped with microphones that support higher SPL, to get
rid from saturation issues observed in the present LDV campaign.
Moreover, a more compact absorber could be designed, for
instance by replacing loudspeakers by piezo-actuators. However,
this would not be immediate, since piezo-acuators usually work
in a thiner frequency range than loudspeakers. The control strategy
could also be slightly changed. Indeed, from now on, the passive
resistance of the resistive layer is used as a predetermine input
in the control loop (see Eq. (4)), and has to be measured in a
standing wave tube without flow. However, depending on the
choice of resistive sheet, the change in impedance because of the
presence of grazing flow cannot always be neglected. So, the per-
formance of complex hybrid liner could be improved by measuring
this resistance, before active control, thanks to the standard “two-
microphones” technique [28] with pressure signals p; and p,. The
reactance could also be introduced in the cost function. Measure-
ments in the presence of flow opposite to sound propagation
would also represent an interesting completion, insofar as the
performance of the liner is likely to be enhanced compared to
the no flow case.

Compared to a classical ANC algorithm, based on an “anti-
noise” concept, imposing a “target” impedance appears more
stable and robust. The coherency between actuator and sensors
signals is naturally high due to their closeness. As less voltage is re-
quired for the actuator, its saturation and the associated non-linear
effects are less likely to happen. Then, there is no parasite feedback
effect on the reference sensor that could prevent the adaptive algo-
rithm from converging. Moreoever, in cases where many acoustic
modes can propagate within the duct, the impedance control does
not require any knowledge of a modal model to ensure the correct
position of the error sensor and does not produce any phenomena
of spillover if modal coupling arises.

Finally for industrial applications, as the impedance is intrinsic
to the liner, a target value can be chosen by the manufacturer and,
so on, satisfied by the active control process without taking into ac-
count the global environment. However, the assumption of local-
ized reaction of the active liner that is used in the present
control strategy (i.e. the impedance of the hybrid liner is assumed
to be independent of the acoustic waves incidence) requires that
the width of the liner is small compared to the noise wavelength.
Thus, reducing the sound field of high order modes in a turboen-
gine nacelle with the whole section covered by elementary hybrid
absorbers is obviously not realistic. Nevertheless, controlling the
impedance on a limited surface can have a significant effect on
the global radiated pressure field. Numerical computations with
CAA solvers could help to optimize the surface of treatment.
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This paper describes an investigation of the acoustic properties of a rigid plate
with a periodic pattern of holes, in a compressible, ideal, inviscid fluid in the
absence of mean flow. Leppington & Levine (J. Fluid Mech., vol. 61, 1973, pp.
109-127) obtained an approximation of the reflection and transmission coefficients
of a plane wave incident on an infinitely thin plate with a rectangular array of
perforations, assuming that a characteristic size of the perforations is negligible
relative to that of the unit cell of the grating, itself assumed to be negligible relative
to the wavelength. One part of the present study is of methodological interest. It
establishes that it is possible to extend their approach to thick plates with a skew
grating of perforations, thus confirming recent results of Bendali et al. (SIAM J.
Appl. Math., vol. 73 (1), 2013, pp. 438-459), but in a much simpler way without
using complex matched asymptotic expansions of the full wave or to a grating of
multipoles. As is well-known, effective compliances for the plate can then be derived
from the corresponding approximations of the reflection and transmission coefficients.
These compliances are expressed in terms of the Rayleigh conductivity of an isolated
perforation. Consequently, in one other part of the present study, the methodology
recently introduced by Laurens et al (ESAIM, Math. Model. Numer. Anal., vol. 47
(6), 2013, pp. 1691-1712) to obtain sharp bounds for the Rayleigh conductivity has
been extended to include the case for which the openings of the perforations on
the upper and lower sides of the plate are elliptical in shape. This not only enables
the determination of these bounds and of the associated reflection and transmission
coefficients for actual plates with tilted perforations but also yields single expressions
covering all usual cases of perforations: straight or tilted with a circular or an
elliptical cross-section.

Key words: acoustics, mathematical foundations, wave scattering
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1. Introduction

Perforated plates and screens are widely used in engineering systems due to their
ability to absorb sound or to reduce sound transmission, in a variety of applications
including room acoustics and aeroacoustics (Beranek 1992; Ingard 1994). They can
be used as protective layers of porous materials (Allard 1993) to form sandwich
structures in aircraft fuselages (Abrahams 1999) or as facing layers of liners. In this
case, the perforated plates are either backed by honeycomb cells which are mounted
on a rigid backplate (Maa 1998) or by a plenum acting as a resonant cavity in gas
turbine combustion chambers (Lefebvre 1999).

The reflection and transmission properties of such panels perforated with a periodic
array of holes can be modeled directly, as was done by Leppington & Levine (1973)
by means of an integral equation or later by the method of matched asymptotic
expansions (see Bendali et al. (2013) and Leppington (1990) for the case of elastic
plates). The acoustic effect of perforated plates is usually addressed by studying
the acoustic behaviour of a single aperture in an infinite wall and by designing a
homogeneous model for the whole plate, mainly by means of an averaging procedure.
In this way, the Leppington and Levine approach was later extended by Howe
(1980) and Dowling & Hughes (1992) to include a mean tangential or bias flow to
the perforated screen. In these papers, the asymptotic solution was sought for the
long-wavelength limit and under the low-porosity assumption, i.e. the size of each
perforation is assumed to be small in comparison with the distance between two
neighbouring apertures of the periodic array, viewed in turn as being much smaller
than the wavelength of the impinging sound waves. In the work of Bendali et al
(2013), it is the whole wave which is expanded by means of the method of matched
asymptotic expansions. As a result, the procedure for determining the two top-order
terms of the asymptotic expansions of the reflection and transmission coefficients
relative to the small parameter, characterizing the ratio of a characteristic size of
the perforation to the spacing between two successive perforations, is particularly
complex.

All of these homogenization processes rely on a model of the acoustic behaviour of
the apertures, which depends on the actual problem being considered. In the studies
for aeronautical turbofan engines (see for example Tam, Ju & Walker 2008, for a
recent review), acoustic impedance is the relevant parameter, more precisely, the ratio
of the fluctuating pressure across the hole to the normal fluctuating velocity through it.
The real part of the impedance is denoted as a resistance and its imaginary part as a
reactance. In contrast, with respect to gas turbines (see Andreini et al. 2011; Scarpato
et al. 2012, for instance), the acoustic behaviour of the aperture is described in terms
of its compliance, termed in this context ‘Rayleigh conductivity’, which characterizes
the fluctuating volume flow rate through the hole as a function of the difference in
unsteady pressure between each side of the plate.

The physical phenomenon involved in the acoustic behaviour of an aperture can
be broken down into three mechanisms. The first is purely inviscid and is associated
with the sound radiation of the perforation and the distortion of the acoustic flow
at the plate surface. This flow can be assumed to be potential and governed by
the Helmholtz equation, under the assumption that a characteristic size of the hole
is small in comparison with the acoustic wavelength. Consequently, no acoustic
damping can be predicted by this approach, which means that the impedance Z of
the aperture is purely imaginary, while its Rayleigh conductivity Kz is purely real.
This mechanism is generally explained by considering that the flow within the hole
behaves as a small piston of air, whose length is greater than the depth of the hole
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because of inertial effects. This amounts to increasing the mass of the vibrating air
and is accounted for by using correction lengths, which need to be added to the
plate thickness. For a circular aperture of radius r, Rayleigh (1945) gave a lower
and an upper bound for this end correction: 7r/2~ 1.57r and 16r/3mw~ 1.70r. Later,
Morfey (1969) derived approximated expressions for openings of arbitrary shape at
low sound frequencies. The second mechanism is linked to viscous effects occurring
within the boundary layers which develop at the perforation’s inner walls, and around
the perforation edges at the plate surface. This induces a real part for the acoustic
impedance (i.e. an imaginary part of the Rayleigh conductivity), which is linked to
an absorption of acoustic energy. Viscous effects also modify the imaginary part of
the impedance, which is usually modelled by viscous end corrections (Melling 1973;
Maa 1998). Finally, the third mechanism consists of vortex shedding, which converts
acoustical into mechanical energy, subsequently dissipated into heat. This may be due
to nonlinear effects, when high-amplitude sound waves impinge on the aperture in
the absence of mean flow (Cummings 1984), or to the effect of mean flow. In the
presence of a grazing mean flow, empirical (Guess 1975; Kirby & Cummings 1998),
semi-empirical (Cummings 1986, 1987) or analytical (Howe 1996) models are used
to find the impedance or the Rayleigh conductivity of the aperture. It is shown that
the resistance induced by a high-speed grazing flow is much larger than the viscous
resistance obtained without flow, consequently an increased loss of acoustic power is
generally observed. However, the phenomena involved are quite complex and have not
been accurately and comprehensively modelled. In contrast, Howe (1979) developed
an analytical model for the aperture Rayleigh conductivity which proved to be quite
reliable (Hughes & Dowling 1990; Jing & Sun 1999; Eldredge & Dowling 2003;
Bellucci, Flohr & Paschereit 2004; Mendez & Eldredge 2009; Scarpato et al. 2012)
for cases in which the fluid flows through the perforation (i.e. a bias flow), even
when mechanisms similar to the grazing case are involved. It consists of multiplying
the no-flow Rayleigh conductivity of a circular aperture in a zero-thickness plate
(taken as K = 2r, i.e. an inertial end correction of mr/2) by a complex function of
the mean bias flow Mach number. The Reynolds number within the perforation is
assumed to be large enough so that viscous effects can be neglected except near the
edges, where flow separation takes place. Later, this model was improved to take into
account the plate thickness, by adding it to the inertial end correction (Jing & Sun
2000) or by modifying the flow-dependent function (Luong, Howe & McGowan 2005).
However, these expressions only deal with the simplified geometry of a non-tilted
circular aperture, while in actual combustors the apertures are ftilted downstream
and their cross-section in the plate plane is elliptical in shape. Recent papers have
numerically (Eldredge, Bodony & Schoeybi 2007) or experimentally (Andreini et al.
2011) investigated such a realistic geometry, by using Howe’s model with a modified
thickness and by neglecting some other geometric effects. Finally, only a few studies
have addressed the acoustic response of a perforation in the complex configuration
in which an exiting bias flow interacts with a grazing flow, with the exception of
Sun et al. (2002), who attempted to correlate experimental results with an empirical
model.

If the low-porosity assumption (aperture dimension < spacing of the array)
is verified and the long-wavelength limit is considered (spacing of the array <
wavelength), the device behaves acoustically as though each perforation were isolated.
In this case, the Rayleigh conductivity (or impedance) of a single aperture, as defined
above, is used to define an expression for the compliance (or impedance) of a
homogeneous screen of such apertures, by assuming that the fluctuating volume flux
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through each hole is uniformly distributed over each cell of the array of perforations
(see Melling 1973; Hughes & Dowling 1990; Maa 1998; Eldredge & Dowling 2003;
Atalla & Sgard 2007). The layout of the array of holes is not involved in any way.
When the porosity o of the perforated plate is greater than about 4 %, interaction
between the apertures can no longer be neglected. The problem of acoustic interaction
was solved by Fok (1941) for the case of an infinitely thin plate with circular
perforations (alternatively, see Rschevkin (1963)). He introduced a porosity-depending
interaction function ¥ and he derived a modified Rayleigh conductivity defined as
Ky = 2rr (o). Melling (1973) used Fok’s function i for modifying the inertial
end correction (taken equal to 16r/37w in his model) while other authors (Guess
1975; Beranek 1992; Allard 1993) preferred to use empirical expressions. Recently,
interaction effects were studied numerically and experimentally by Lee, Ih & Peat
(2007) for the case of perforated plates with a bias flow.

In this paper, we focus on a few questions arising from the previous discussion,
which showed that all of the impedance or conductivity models are based on the
inertial end corrections given by Rayleigh (1945) for a single circular aperture in an
infinitely thin plate. It should be noted that in room acoustics and liner applications, it
is the 16r/3w bound which is used, probably introduced by Ingard (1953). In contrast,
Howe’s model (Howe 1979) with an end correction of 7r/2 seems to be the one
most widely used in papers dealing with gas turbines. Recently, Laurens er al. (2013)
developed a rigorous mathematical framework in order to derive accurate bounds of
the Rayleigh conductivity for various hole geometries, but these results do not cover
the case of perforated plates whose perforations have circular cross-sections and are
tilted, that are in common use in gas turbines. The additional difficulty comes from the
openings of the perforations which are then elliptical in shape. Therefore, in the first
sections of the present paper, we derive an analytical formula expressing the bounds of
the Rayleigh conductivity for almost all of the situations which can be encountered in
practice: straight or tilted perforation, with either circular or elliptical cross-sections.
The associated end corrections are also given. Then, in §5, we show that the two
expansions of first and second order of the reflection and transmission coefficients,
derived in a fairly complex way by Bendali et al. (2013), can be obtained in a much
simpler manner by an extension of the Leppington & Levine (1973) approach. This
method is, in the opinion of the authors, more suitable for a fluid mechanics context
and it can be easily adapted to other models of flows at the level of the perforations.
Moreover, as these coefficients are expressed in terms of the Rayleigh conductivity of
a single perforation, the effective reflection coefficient of perforated plates commonly
used in aeronautics can thus be derived.

2. Description of the perforated plate and governing equations

Consider the situation shown in figure 1 of a perforated screen in a compressible
ideal inviscid fluid in the absence of mean flow. A time-periodic acoustic plane wave
is obliquely incident to an infinitely rigid plate of thickness A that lies in the plane
x3=0 (see figure la) at an angle @ to the normal direction to the plate, with —7/2 <
@ < /2. Throughout the paper, the coordinate system x is decomposed into the two-
dimensional variable x’ = (x;, x;) and the coordinate x; along the normal to the plate.
The pressure variation of the incident wave is given by

pi=exp (i (t' +x’ — x; cos @) — iwt) (2.1)

with T = (7', — cos @) the cosine directors of the direction of propagation. The
wavenumber k = w/cy expresses the ratio of the angular frequency @ to the speed of
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FIGURE 1. (Colour online) The geometry of the perforated screen: (a) incident and
scattered acoustic waves; (b) sketch showing layout of the holes in the lattice.

sound cq. At a great enough distance from the perforated plate, the scattered pressure
field can be decomposed into a reflected wave

= Rexp (ix (' - x' + x; cos @) — iwr) (2.2)
and a transmitted one
p:=Texp (i (z/ - x' — x3 cos @) — iwt) (2.3)

where R and T are complex constants, which depend on the acoustic properties of
the perforated plate. The time multiplicative factor e is hereafter suppressed by
linearity.

In the fluid domain, the pressure field satisfies the homogeneous Helmholtz equation
and the cancellation of normal velocity on the rigid walls, equivalently expressed from
the linearized momentum equation, by cancelling the pressure normal derivative. Thus,
the acoustic wave is governed by the following boundary-value problem:

V2p+«?p=0, in the fluid domain,

0,p =0, on the rigid walls, (2.4)
p=pi+pr5 as X3—>+OO, '
P =P, as x3 — —0o0.

The perforated plate contains a two-dimensional doubly-periodic lattice of apertures

En=mi& +mé,, (2.5)

where m = (my, my) is a pairing of two integers and &; are the periodicity vectors of
the lattice (see figure 1b). The low-porosity assumption reduces the characterization
of the acoustic behaviour of each perforation as if it were isolated. As a result, the
periodicity of the plate will not be used until §5. The surface of the unit lattice cell
is A =& x &| and the spacing between two successive perforations is denoted by
L =max(]&|, |&]). All apertures have the same shape: they can be tilted, or untilted,
their openings are elliptical while their cross-section can be elliptical or circular (see
figures 2 and 3). This configuration is used for most industrial problems. In cooling
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FIGURE 2. (Colour online) Schematic view of the lattice unit cell. The perforation is
shown in green, the plate in red and the fictitious boundaries in blue.
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FIGURE 3. (Colour online) Opening and cross-section of the perforation: (a) opening
(elliptical); (b) elliptical cross-section; and (c) circular cross-section.

liners used in combustion chambers, perforations are not perpendicular to the plate,
but are tilted at an angle to the x; axis that is often around 60° (see Eldredge et al.
2007; Andreini ef al. 2011). The general case of a tilted perforation with an elliptical
opening and an elliptical cross-section (see figure 3a,b) is addressed in this paper. This
case is representative of actual perforations. In particular, when a drill bit of radius r
is used for boring holes tilted by 6 degrees from the vertical, it results in a perforation
which cuts any parallel plane to the plate along an ellipse of major axis (in the tilt
direction) 2a = 2r/ cos @ and minor axis (in the transversal direction) 2b = 2r (see
figure 3a,c).

The acoustic wavelength 4 =2x/k is assumed to be large in comparison with the
aperture size, however the spacing parameters |&| and |&;| are only required to be less
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than half a wavelength (see Bendali et al. 2013):

L<2)2. (2.6)

This ensures that only the fundamental mode, corresponding to m; = my = 0, is
propagating for any incident wave. All of the short-range interaction effects between
the perforations can be neglected. For shorter wavelengths such that L > A/2, the
plate can no longer be assumed to react as an homogenized surface, whose reflecting
properties are characterized by an effective impedance.

As shown in figure 2, each aperture of the perforated plate consists of a bounded
domain §2 located between the two planes x; = —h/2 and x; = h/2. The tilting angle
of the perforation is denoted by 6.

The lower and upper openings of the perforation are denoted by D_ and D, and
its lateral part by X. It is convenient to consider the decomposition of domain U
within the unit cell into non-overlapping domains, filled by the fluid consisting of,
respectively, the lower and upper semi-infinite tubes U_ and U, and the hole 2. The
lateral parts of the boundaries of, respectively, U_, U, and £2 will be denoted as oU_,
oU, and 052. Finally, in figure 3, P stands for the part of the upper and lower surfaces
of the plate within the unit cell. One can thus notice that the horizontal boundaries
of UT and U~ consist of the corresponding part of P and D™ and D~, respectively.

Because the acoustic wavelength is large as compared with the aperture size, each
aperture can be considered as acoustically compact. This means that the local motion
through an aperture can be assumed incompressible:

V.v=0 in £, (2.7)

where v= (vy, v;, v3) is the acoustic velocity field. As a result, the governing equations
(2.4) can be expressed in terms of a potential:

Vip=0 in U

,p =0 on the rigid walls (2.8)
: _ pt

|x|li)r£oo pP= P ’

where Pt and P~ are limiting values of pressure at big distance from the aperture.
By identification with (2.1)—(2.3), we have Pt = p; + p, and P~ = p,. Under this
assumption, the Rayleigh conductivity of the aperture is defined as (Howe 1998):

iwp QO

Ke=pr—p=

(2.9)

where py denotes the mean density of the fluid and Q is the volume flux through the
aperture in the x; direction: Q = fD+ v3dx; dx, = [ v3dx; dx,. Using the linearized
momentum equation, the Rayleigh conductivity can be expressed as a function of
pressure only:

1
Kr=—""— 0. pdx’. 2.10
R P+_P_ \/D+ 3p ( )
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3. Rayleigh conductivities of tilted elliptical perforations

In this section, we propose a rigorous method for estimating the Rayleigh
conductivity of thick plates with elliptical tilted perforations. As in the methods
of Rayleigh (1945) and Howe (1998), the main ingredient is a variational theory
linked to minimization of kinetic energy, but here both the dual Dirichlet and
Kelvin variational principles come into play. This theory is found in Lagrangian
and Hamiltonian mechanics and is of great importance in several fields, especially in
mathematical modelling (Courant & Hilbert 1953, Chap. 4, Sect. 9) to obtain lower
and upper bounds for potential and kinetic energies, in optimization (Luenberger
1997) to derive the dual formulations, and in numerical analysis (Roberts & Thomas
1991, Chap. 1) for assessing the validity or the accuracy of a numerical solution.

The estimates obtained by this method match those of Howe (1998) for cylindrical
and conical untilted perforations, but it can also be extended for other geometries.
Laurens et al. (2013) applied it to thick plates with perforations of circular openings,
with or without a tilting angle, and to untilted conical perforations. In this paper,
we focus on tilted perforations with elliptical openings, which were not covered by
Laurens et al. (2013) but are more relevant since they are representative of actual
perforations obtained by conventional drilling. Since the openings are no longer
circular in shape, the computation of the integral of the source density of an elliptical
disc (which is mandatory for applying Kelvin and Dirichlet principles and obtaining
estimates of the Rayleigh conductivity) is a new issue addressed here. In §3.1, we
summarize some key points of Laurens ef al. (2013). Then, in § 3.2, we focus on the
case of ftilted elliptical configurations, and describe a new technique for establishing
bounds of the Rayleigh conductivity and of end corrections. Finally, in §3.3, it is
shown that the estimates obtained for simpler geometries (in, for example, Howe
1998; Laurens et al. 2013), can easily be considered as specific instances of the
general case dealt with here.

3.1. A brief description of the theory

In the following section, the computations are done for elliptical openings, and require
new and more complex tools than those of Laurens et al (2013). Technical details of
the calculus are provided in appendix A. First of all, the boundary-value problem (2.8)
is converted into a more condensed form through the change of variable p’ = (p —
(P*+ P7)/2)/(PT — P7). For simplicity, in what follows the prime will be removed.
This yields

Vip=0 in U
3,p =0 on the walls (3.1)
p“= lim p=+1/2 on U,.

x3—):EOO

The Rayleigh conductivity (2.10) can now be defined as
KR=/ 0,,p dx’. (3.2)
D,
Consider the functional

J($=Q)=] g () = Vi (x)|* dx, (3.3)
U



456 S. Laurens, E. Piot, A. Bendali, M'B. Fares and S. Tordeux

where (i, g¢) run over the spaces of functions H,,,(U) and W(U), H,»(U) being the
space of functions ¥ so that Vi is square integrable in U with lim,, .10 ¥ =241/2
and W(U) the space of square integrable vectorial functions ¢ so that V.g=0 in U
and g -n=0 on the boundary of U. The functional J(v, g) can also be written in the
form

J(w,q)=L|q(x)|2dx+L|Vw(x)|2dx—2[;w-q(x) . (34

Laurens er al. (2013) proved that the following relation holds, thanks to the
properties of the spaces of functions H;,;,(U) and W(U):

/Vt!f-q(x)dx= gsdx'= [ qzdx’. (3.5)
U

Dt D~

Thus, J can be decomposed into J(y, q) =J, () — J2(g) with

2
nw= [ [vww| e ad n@=2 [ gwa- [gwre Go
U D U

+

The Kelvin and Dirichlet principles are based on performing this decomposition and
considering the dual expressions for the energy J;(v) and J,(q).

Obviously, as p is the solution to system (3.1), it belongs to H,,(U), Vp belongs
to W(U) and J(p, Vp) =0.

Moreover, it is easy to see from (3.2) and (3.5) that J;(p) = Kk, which directly leads
to Kg=Jy(p) =J>(Vp). It can then be established that J; reaches its unique minimum
at p and J, its unique maximum at Vp, which leads to the following lemma (see
Laurens et al. 2013, Prop. (3.1)).

LEMMA 1. The same Rayleigh conductivity Kr can be obtained from one of the
following expressions:

Dirichlet principle: )
Kg= min J, () with Jl(xﬁ):/ IV (x)|? dx
veH U

. — » (3.7)
Kelvin principle:

Kr = mz%g( Jo(q) with JL(q) = 2/
qe

D+

g3 (x) dx’ —/ g (x)|*dx.
U J

This lemma shows that lower and upper bounds for Rayleigh conductivity can be
obtained for any arbitrary geometry of the perforation, provided that the functionals
Ji(¢) and J,(q) can be evaluated explicitly.

Laurens et al. (2013) calculated the Rayleigh conductivity for untilted cylindrical
and conical perforations, as well as for a tilted perforation with circular openings.
However, in an industrial context, the opening of the tilted perforation is elliptical
since the perforation is bored with a cylindrical drill bit. In this paper, we thus
consider the most typical case of tilted perforations with elliptical openings and give
results both for the Rayleigh conductivity bounds and the end corrections, which are
the commonly used parameters in the acoustics and fluid mechanics context.
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3.2. Application to tilted elliptical configurations

Bounds for the Rayleigh conductivity can be derived from Lemma 1 by a suitable
use of test functions ¥ and ¢ minimizing (respectively, maximizing) the functional
Ji (respectively, J,) of (3.7). To do so, auxiliary problems arising from the elliptical
tilted aperture have to be solved.

The perforation §2 with a 0 <6 < m/2 tilting angle (see figure 2)

Q2={xeR%(x,x) €A and —h/2<x;<h/2}, (3.8)

intersects any plane parallel to the plate of thickness 4 along an ellipse A (see
figure 3a) of semi-major axis a¢ and semi-minor axis b, described for a fixed value
of x; by

A= {x’eR2

ﬁ+ﬁ<1 with a > b (3.9
2t . .

The eccentricity of the ellipse is denoted by ¢ = /1 — b?/a? in which are expressed
the complete elliptic integral of the first kind K(¢) and second kind E(¢):

/2 /2
K(s):/ (1 —e*sin’* ¢)"*d¢ and E(e):/ (1 —¢&?sin” ) dg. (3.10)
0 0

Noting that K(0) = /2, we also consider the integral D(e)

m/2 sin? ¢ dg — K(s) — E(¢)
o /1—¢g%sin’*¢

satisfying D(0) = n/4. To find the suitable test functions ¢ and g, we compute the
potential f, generated by a source density function p, defined on the elliptical hole A:

D(e) = , (3.11)

82

1 7. ()
L x)=— [ —==—dy, x'€A. 3.12
Je (', x3) 211]A|x’—y| y, X¢€ (3.12)

Conveniently, we consider the following local coordinate systems of U=:
x:= ', x¥) with xf >0 and x; <0. (3.13)

This potential is the solution of:

VE,(r2) =0, for xi £0, } (3.14)

dafs(x,, 0) =0, for x), A.

Depending on the choice of boundary condition on the elliptical hole A, i.e. the
choice of the source density function, various expressions for the potential can be
obtained.

First, we consider the case for which the potential verifies a Dirichlet condition on
the elliptical hole. As the aperture is tilted with an angle 6, the projection of the
potential on A is a polynomial of degree one. We separate it into two components,
w, and t,, solutions of (3.14) with the following boundary conditions:

w,(x',0)=1 and t,(x',0)=x; for X €A. (3.15)
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o) = 1 F (1= 20)w, (xy) + (e SinO/)t,(xy), for £x3 >0, (3.16)
) —a 4+ (e /R (3 + cos @ + x; sin f), or xix; <0, )
(/M) ((x3 + h/2) cos 6 o) for x3x5 <0

with p, =2a cos 6. The functional J; involved in the Dirichlet principle of Lemma 1

458
For a € R, the test function v to use in Lemma 1 is defined as

is thus

L) = 201 - 207 j Vv () dx
+xE>0
2Lm9/ IV, ()| dx+’”’“ (rvabh). (3.17)
>0

By using the chosen expressions (A 17) of the integrals (see appendix A), we then

get
K(0) K(0)
Jl(‘lﬂ) da m — (160K(8)) (44
K(©) 64d° 5 .2,.D0O) 4mab 5
+ cos” @ sin QD(a) + p cos Q)a . (3.18)

+ [ 16a
( K(e) 3h?

The minimal value for this function J; () is reached for
K(0) K©) 64d’ D©O) 4mab
o =8a 6a + ——cos*6sin?—— + —— cos? 6 | , (3.19)
K(e) K(e) 3h? D(e) h

which leads to the upper bound for the Rayleigh conductivity
For finding the lower bound, we have to consider the potential z, solution of (3.14)

with a Neumann boundary condition on the elliptical hole
(3.20)

sz, (X', xy =0)=+£1/2 for £ €A.

The suitable test function for J, is

o = [EBman Ve
%) =1 (8/7ab)(e; + tan Oe,)

for +x3 >0,
3.21
for x7x3 <0, (3:21)

depending on a real constant 8
The functional involved in the Kelvin principle of Lemma 1 is then

2
Jz(q)=2ﬁ—'8— 2/ |Vz:(x)]*dx + (1 + tan® ) wabh

w2a%b? £
The analytical expression of the integral term is calculated in the appendix

(3.23)

(3.22)

?

equation (A 18), which leads to
’82
J2(q) =28 — 2a2b?

—ab?
3 K@)

(16 ke +tan29)nabh) .



Reflection of an acoustic wave by low-porosity perforated plates 459

The maximal value of this function is reached for

B = mab @@Hlﬂan?e); (3.24)
= Tla 37 KO) ) . .
Finally, the bounds of the Rayleigh conductivity are
Tab
< Kr
h/cos? 6 + (16b/3w) (K (¢)/K(0))
< Tab
= (mh/2)(K(e)/K(0)) 4 (h/cos? 0) /(1 + (16a2/3wbh)(D(0)/D(g)) sin® 6)

(3.25)

It is instructive to express these bounds in terms of the effective length of the
perforation, meaning the length / = s/Kg, where s is the area of the aperture. This
length can be interpreted as the effective length of a ‘piston’ of fluid of cross-section
s involved in the motion through the aperture.

For example, for a cylindrical untilted aperture of radius r, the conductivity of the
channel alone is 1r?/h, for which [ would be h. Thus, the Rayleigh conductivity can
be expressed in terms of an end correction /', defined by

I=h+1, (3.26)

so that /' is the amount by which /4 has to be increased to account for the contributions
of the openings.

It should be noted that this end correction can be directly linked to the specific
acoustic impedance of the perforation, defined in §2 as

1 Pt—P
=——.
PoCo  —U3

(3.27)

As proposed by Jing & Sun (2000), the impedance can indeed be decomposed into
the impedance induced by the end correction z, = —ik/" and the added thickness term
—ikh:

=2, — ikh=—ik (' + h). (3.28)

However, for tilted perforations, the end correction analogy is not as straightforward
as for untilted configurations. Indeed, the end correction is related to the choice of
the reference area s so that z = —ixs/Kk. Because of the definition of the volume
flux involved in the Rayleigh conductivity (see (2.9)), s should be the surface area
of the opening. But, in the literature (Eldredge et al. 2007; Mendez & Eldredge
2009; Andreini er al. 2011), the cross-section area is used instead, with a modified
perforation length h/ cos 6. Strictly speaking, it is a not justified choice. Equation
(3.25) allows a rigorous definition of the end correction for a tilted perforation.

Since the opening is elliptical, the effective section is s= wab and the bounds for
the effective length are

b K(¢) h 164> D(0) . , 16b K (¢) h
— 1 sin“ 0 | <I< . 3.29
2 K(0) t oo /( t 3bh D(¢) =7 3w K(0) t oo (3.29)
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To define the gnd correction /" similarly as in (3.26), we thus introduce the modified
effective height h=h/ cos? 6, so that

I=h+1 (3.30)

and
b K(¢e) Lot <1< 16b K (¢)

2 kK©0) T8 STS3k0)
with g(h) = —(164/(37b))(D(0)/D(¢)) tan? 6/ (1 + (164*/(37bh))(D(0)/D(¢)) sin® )
< 0. _

It is worth noting that the effective height % is hence quite different from the
intuitive effective thickness of the perforation 4/ cos® commonly used in the literature.

However, in the specific case of a circular cross-section of radius r (see figure 3c),
the opening is elliptical with semi-major axis a =r/cosf and semi-minor axis b=r
(see figure 3a). Thus, the eccentricity of the opening is &€ =sin6. The opening area
s is mab=mr?/cos 6 and the bounds (3.25) for the Rayleigh conductivity can be set
as follows:

(3.31)

r?

h/cos @ + (16r/3m)(K(sinf)/K(0)) cos 6 sk
2

r
S ((rer/2) (K (sin 6) /K (0)) cos 6 + h/cos 8) /(1 + (16r/37h)(D(0)/D(sin )) tan? 8) "
(3.32)

This means that if the cross-section mr? is considered as the reference section
instead of the effective section mwab = mr?/ cos @, the effective height, which then has
to be considered in the definition of the end correction, is indeed the intuitive value
h/ cos® instead of h/ cos? 6.

3.3. Derivate geometrical configurations

In this subsection, we show that classical results for the Rayleigh conductivity and the
end correction of simple geometries, as well as the results of Laurens et al. (2013)
for tilted perforations with circular openings are contained in the general expressions
(3.25) and (3.31). However, tapered holes (see Yu et al. 1999, chapter 4, for instance),
which may be obtained when perforated plates are manufactured by laser drilling,
cannot be obtained from (3.32) valid only for cylindrical perforations characterized
by identical openings on each side of the plate. However, these bounds for a conical
untilted perforation with circular opening can be found in Laurens et al. (2013).

3.3.1. Untilted perforation with an elliptical opening
We set 6 =0 in (3.25) to obtain

Tlab Tlab
<Kp < . (3.33)
h+ (16b/3m)(K(g)/K(0)) h+ (nb/2)(K(g)/K(0))

As explained by Morfey (1969), the upper bound of (3.33) was found by Lord
Rayleigh (Rayleigh 1945, Chap. 1, § 306) for an infinitely thin plate (h=0). The lower
bound expression and the taking into account of the plate thickness is, to the best of
the authors’ knowledge, entirely new.
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This result can once again be expressed in terms of an end correction. Using the
effective section of the elliptical opening s = mab, the bounds for this end correction
are

b K(e) _, _ 16bK(e)

2 KO0) = T 31w K©O) (3.34)
3.3.2. Tilted perforation with a circular opening

This case was considered by Laurens et al. (2013, Theorem 4.3), but is not the
most useful for actual applications, since the manufacturing of such perforations would
require an elliptical drill bit. The Rayleigh conductivity can be deduced from (3.25)
in a straightforward way by taking ¢ =0 (which avoids elliptic integrals):

2 2

Tr nr

<Kz < . 3.35
h/cos? @ + 16r/3m - (h/cos?6)/(1 + (16r/3th) sin26) + mr/2 (3.35)

Once again, this result shows that the tilting angle has a non-intuitive influence
on the Rayleigh conductivity of the perforation, since the effective height to be
considered in the end correction definition (3.30) is &= h/ cos?6. The bounds for the
end correction are given by:

16r

—, 3.36
I (3.36)

f(h)+¥gz’a

with f(h) = —(16r/37) tan? 8 /(1 + (16r/37h) sin® 6).

3.3.3. Untilted perforation with a circular opening
The case of an untilted cylindrical perforation has already been addressed by Howe
(1998). He established the following bounds for the Rayleigh conductivity:

k< (3.37)
h+16r/3n > S htwr/2 '
or, in terms of an end correction,
16
Ter< 2t (3.38)

2 S S a3g’

Identical values to those of Howe are obtained using (3.25) with cos6 =1 since the
aperture is untilted and K(e) = K(0) since the eccentricity of a disc is £ =0.

3.3.4. Infinitely thin plate with elliptical or circular apertures
This configuration has already been studied by Rayleigh (1945, formula (5), § 306)
and Leppington & Levine (1973, formula (2.32), §2). They established Kz = ta/K(¢),
which, in the limit case e =0 (¢ =r and K(0) =7/2), gives Kz = 2r; the same result
was found by Copson (1947) by a direct computation of the flux integral on a circle.
Taking h=0 in (3.33) (untilted perforation with an elliptical opening, derived from
(3.25) by setting 8 =0) then gives

3mn2a Tta
32K (e)

(3.39)
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and our upper bound matches Rayleigh’s formula exactly. For a circular aperture,
doing the same with (3.37) leads to

31
16

<K <2r. (3.40)

Once again, the upper bound is the analytical value of the Rayleigh conductivity of
a circular perforation in an infinitely thin plate given by Rayleigh (1945) and Copson
(1947).

4. Numerical results

In this section, the influence of the tilting angle and opening eccentricity on the
Rayleigh conductivities and end corrections is illustrated for some configurations
representative of perforated plates in combustors.

4.1. Typical perforated plate

The multiperforated plate under consideration is among those typically involved in
combustion chambers (see Andreini et al. 2011, 2012, for instance). Such plates have
quite a low porosity (&~ 2 %). Consequently the individual apertures can be assumed
to be coupled only through long-range interactions which means that the results of
previous sections apply. The plate thickness is # =2 mm and the characteristic size
of the perforations is r = 0.225 mm. This length will be the semi-minor axis b of
the elliptical opening of the perforation (see figure 3a). In the specific case of a hole
bored with a drill bit of radius r, the cross-section of the tilted perforation is circular
with the same radius, and the elliptical opening is characterized by b=r, a=b/cos6
and £ =sin @ (see figure 3c¢).

The reference values for the Rayleigh conductivity and the end correction will be
respectively the upper and lower bounds of these parameters, corresponding to an
untilted cylindrical hole (see §3.3.3):

U2

ref __

= =2 4.1
R = iy = @D

In particular, we have h=5.66 ls.

First, the influence of the tilting angle is illustrated for the specific case of the
tilted perforation with a circular cross-section. Bounds for the Rayleigh conductivity
are given by (3.32) and plotted in figure 4, for a tilting angle varying from O to the
conventional 60° value.

A significant deviation from the untilted cylindrical case is observed at the largest
tilting angles, which shows the importance of correctly taking the tilting effect into
account. The effective length of the perforation is plotted in figure 5, as well as its
decomposition into effective thickness and end correction (it should be remembered

that I = h + I, see (3.30)). A divergence between lower and upper bounds of the
end correction is observed for large values of the tilting angle. However, this is not
that significant for the effective length, because of the prominent role of the effective

thickness 4 in this range of tilting angles.

Then, the influence of the eccentricity of the elliptical opening is illustrated for a
perforation with a 6 = 60° tilting angle, and a semi-minor axis kept constant to b=r.
Bounds for the scaled Rayleigh conductivity given in (3.25) are plotted in figure 6.
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FIGURE 4. (Colour online) Scaled Rayleigh conductivities for the tilted perforation with
an elliptical opening and a circular cross-section. The tilting angle 6 is in degrees.

The eccentricity corresponding to the specific case of a circular cross-section (i.e. € =
sin @ =+/3/2) is denoted by the dotted vertical line.

The eccentricity of the opening strongly affects the Rayleigh conductivity when
compared with the circular case corresponding to ¢ = 0. As the eccentricity tends
towards 1, in other words the perforation is changed into a slit of finite width 25 but
infinite length 2a, the Rayleigh conductivity tends to infinity and a divergence between
lower and upper bounds can be observed. This divergence is all the more visible on
the effective length and end correction plots (see figure 7).

However, it is worth noting that in the opposite case where the perforation is
changed into a slit of zero width and finite length (i.e. a is kept constant and b
tends to zero), then the Rayleigh conductivity tends to zero and the lower and upper
bounds converge.

All of these results show that geometrical features greatly affect the Rayleigh
conductivities or end corrections of perforations, and thus cannot be discarded if the
effects of this parameter on the acoustic properties of the plate are to be taken into
account accurately. Of course, this is only true if the potential component of the
plate impedance (i.e. the impedance due to potential flow within the perforations,
as modelled in the present study) is significant, which is not the case for liners
in grazing flow ducts, for instance. However, the potential form of the Rayleigh
conductivity is the basis for models used in bias flow configurations, and an accurate
description of it can be of great help, as will be shown in the next section.

4.1.1. Eldredge et al. numerical simulations

The influence of the geometrical features can also be illustrated from the numerical
simulations of Eldredge et al. (2007) who performed incompressible large-eddy
simulations of the acoustic response of a turbulent flow through a multiperforated
liner. The perforations had a circular bore of diameter 2r =5 mm, a tilting angle
6 =60°, and a thickness of 7= 10 mm. Thus, at the bottom and top of the plate, the
openings of the perforations were elliptical with a major axis of 10 mm and a minor
axis of 5 mm. However, the cross-section along the tilted axis was circular with a
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FIGURE 5. (Colour online) Scaled effective lengths and end correction for the tilted
perforation with an elliptical opening and a circular cross-section: (a) scaled effective
thickness; (b) scaled end correction; and (c) scaled effective length. The tilting angle 6 is
in degrees.

cross-section of mr2. This case corresponds exactly to the configuration considered in
(3.32).

We recall that for this configuration, if the reference section is chosen to be mr?, the
effective height to be considered is & = h/cos. This is the value used by Eldredge
et al. for calculating the Rayleigh conductivity of the hole, but they applied it with
a modified version of Howe’s model in which the no-flow Rayleigh conductivity was
in fact the upper bound of the untilted cylinder bounds (3.37):

T2

Kp = (4.2)

Cht w2

Their model’s results are similar to those of their simulation, but they obtained a
better agreement by taking the effective height to be 0.75h/ cos 6. They explained
that this decrease of the effective height may be due to the fact that the radius of the
aperture is effectively larger than r because of the elliptical intersection of the aperture
with the top and bottom of the plate.

Table 1 summarizes the values of the no-flow Rayleigh conductivity proposed by
Eldredge et al. and the analytical bounds obtained using the expressions established
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FIGURE 6. (Colour online) Scaled Rayleigh conductivities for an elliptical perforation with
a 6 = 60° tilting angle. Here ¢ is the eccentricity of the elliptical opening. The dotted
vertical line corresponds to the eccentricity for which the cross-section of the perforation
is circular.

Tilted perforation, Tilted perforation, Expression (4.2) Expression (4.2)
circular opening  elliptical opening with h=h/cosf with h=0.75h/cos @

Kz 444 x 107 8.57 x 107* 8.21 x 107* 10.0 x 107*
K¢ 573 x 107 14.18 x 107*

TABLE 1. Bounds of the Rayleigh conductivity obtained from expressions established in
§ 3, compared with the values used in the paper by Eldredge et al

in §3. The Eldredge ef al. value obtained with 7 =0.75h/cos6 is within the bounds
for the tilted perforation with an elliptical opening given by (3.32), and is quite close
to the mean value of the bounds Kz = (Kz + K#)/2 = 11.375 x 10™*. In contrast,
their first value obtained with 4 = h/ cos @, is lower than the lower bound for a tilted
perforation with an elliptical opening and greater than the upper bound for a tilted
perforation with a circular opening of radius r given by (3.35). This points out the
importance of the tilted angle in the computation of the Rayleigh conductivity.

The coefficient 0.75/ cos € introduced by Eldredge et al. corrects empirically
the difference between the bounds for an untilted cylinder (3.37) and for a tilted
perforation with elliptical opening (3.32). The bounds (in (3.32)) therefore improve
the accuracy of the Rayleigh conductivity approximation, by taking into account the
dependency on the parameters a and b of the ellipse, as well as on the tilted angle 6.

These results confirm that there is an advantage in taking the geometry of the
aperture into account correctly. Of course, the question of the modification of the
no-flow Rayleigh conductivity in the presence of a bias flow is still open. Strategies
used until now, which consist in modifying this value by a flow-dependent function
(either as done by Jing & Sun (2000) or in a slightly different way by Luong et al.
(2005)) may still be relevant.
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FIGURE 7. (Colour online) Scaled effective lengths and end correction for an elliptical
perforation with a 6 = 60° tilting angle: (a) scaled effective thickness; (b) scaled
end correction; and (c¢) scaled effective length. Here ¢ is the eccentricity of the
elliptical opening. The dotted vertical line corresponds to the eccentricity for which the
cross-section of the perforation is circular.

5. Effective acoustic compliance of a low-porosity perforated plate

In this section, we focus on a method for determining the asymptotic expansion
of the reflection and transmission coefficients of the aforementioned low-porosity
perforated plate up to order 2 relative to the small parameter characterizing the
ratio of a characteristic size d of the perforation to the spacing L between two
neighbouring perforations. This expansion has been recently given in Bendali et al
(2013). However, contrary to the approach in this reference, which was based on
complex two-scale matched asymptotic expansions and the consideration of a grating
of multipoles, the present one deals with these coefficients in a direct way without
resorting to the expansion of the whole wave. Moreover it makes it possible to
elucidate the role played by some relevant physical parameters as a weighted flux
in which these coefficients are expressed. These new features are certainly more
compatible for use in a fluid mechanics context.

The method is an adaptation of an approach previously used by Leppington &
Levine (1973) for dealing with infinitely thin perforated plates. Actually, the method
devised by Leppington and Levine is extended here in several directions. The plate
is no longer assumed to be infinitely thin and the perforations can be of a rather
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arbitrary shape. As mentioned above, it is worth recalling that the perforated plates
under consideration in this study are assumed to be of low-porosity, i.e. such that
8 =d/L K1, and to behave relative to the incident acoustic wave as a homogeneous
surface, i.e. such that the spacing L is less that a half-wavelength, L < 1/2.

The main mathematical tools are asymptotic expansions, integral equations, and the
lattice sum theory for the Helmholtz equation (Linton 2010). We end this section by
briefly recalling results from Bendali et al. (2013) on the derivation of effective
compliances for the plate from the asymptotic expansion of the reflection and
transmission coefficients.

5.1. Scattering problem and Floquet’s modes

Consider the configuration shown in figure 1(b) of an acoustic plane wave incident
upon a perforated plate. As is well-known in lattice theory (Nedelec & Starling 1991;
Linton 2010), the total wave satisfies the following quasi-periodic conditions resulting
from the periodicity properties of the array and the fact that translating the incident
wave by a vector &,, linked to the periodicity properties of the lattice (see (2.5)),
simply shifts the phase according to the following formula

px + &) = ePEnp(x), (5.1)

where B - &, is the scalar product of the Bloch vector B = x7’ and §,. In the
following, when saying that p satisfies periodic boundary conditions, we mean that p
fulfils condition (5.1). This of course induces the same property on any derivative of
p. It is therefore sufficient to restrict the determination of the wave p to the unit cell
displayed in figure 2.

This determination requires a radiation condition on the reflected wave (p— p,-)|U+
and the transmitted one p|y_, which can be set in terms of a series of Floquet modes
(see, for instance, Nedelec & Starling 1991; Linton 2010; Bendali er al. 2013).

As a result, the wave reflected and transmitted by the multiperforated plate can be
specified in the unit cell by solving the following boundary-value problem:

% 2p=0 inU
{ p+Kkp n (5.2)

oup =0 on the plate,

together with outgoing radiation conditions and periodicity properties (5.1) on the
fictitious boundaries Uy, for p and its derivatives up to order 1.

5.2. A domain decomposition approach

A boundary integral equation formulation is used on U.. It should be noted that the
plate is assumed to be located between x; = —h/2 and x; = h/2 and that a local
coordinate system xi =x; % //2 is used on Uy so that x; =0 and x; =0 correspond
to the upper and lower side of the plate, respectively.

In Leppington & Levine (1973), the main tool for dealing with the wave outside
the perforations is the quasi-periodic Green’s kernel for the Helmholtz equation G4:

Gax, y)=> G —y, Ix)), &), (5.3)

m
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with x = (x’, x3), y=()’, 0). The underlying kernel

ike|x—£|
Gx,8)=—"—, 54
@O = (5.4)
is the standard Green’s function yielding the outgoing solution to the Helmholtz
equation. The solution of the scattering problem when the plate is considered as
perfectly reflecting can be explicitly written as

po(xy) =pi(x),, x¥) + pi(x’,, —x}) }

po(x_) =0. (5:3)

Then, the solution to boundary-value problem (2.4) can be expressed, outside the
perforation, in terms of a single integral equation written in local coordinates:

p+(X+) =po(x+) F / 2G4 (X1, ¥)0r,p(y, 0)dy (5.6)
Dy

Indeed, the quasi-periodic Green kernel G, takes into account all of the following
features: the Helmholtz equation, the quasi-periodic conditions and the outgoing
radiation conditions. Moreover, the actual kernel here is 2G, which, from the
method of images, ensures that d,,p, obtained as limiting value from the integral
representation formula is 0 outside the openings of the perforation and equal to their
value assigned under the integral inside them. As a result, the acoustic pressure within
the hole can hence be obtained by solving the following system:

Vip+«?’p=0 on 2
o,p=0 on X
p+(x¥1) =po(x1) :F/ 2G (X4, )0 p(y', 0)dy'.

Dy

(5.7)

combined with transmission conditions between the hole and the integral formulation
within the upper and lower parts of the unit cell:

p=p+ on Dy, Ox,p =0y, p4 ON Dy,
{p:p_ on D_, and {8x3p=8x3p_ on D_. (5:8)

It is worth noting that the above transmission conditions are expressed in terms
of functions defined on the same sets instead of functions depending on the same
variables. It is in this context that the domain decomposition approach can handle
efficiently the incident and reflected waves on the one hand and the transmitted wave
on the other hand.

5.3. Second-order asymptotic expansions

Since L < A/2, dual, or spectral, representations of the Green’s kernel G, for |x;| > 1
(see, e.g., Linton 2010, formula (2.9)) make it possible to obtain the reflection and
the transmission coefficients, respectively denoted by Rs and T; to underline their
dependence on § = d/L, through the following decomposition of the wave into a
propagative and an evanescent part:

. o . + . +
p(x',, xI) =elv s (e—w cos Pxy | Rseik cos Px3 ) + evanescent modes for xj > 0,

p(x’_, x;) = eW¥*=Tse-cos®%; 4 evanescent modes for x; < 0.
(5.9)
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These decompositions are obtained as follows. A Poisson summation formula
is used to express the quasi-periodic Green’s kernel in terms of propagative and
evanescent modes (Linton 2010):

i U i o gty
Ga(x, y) = gz — etimmigibn &= (5.10)

m
m

where y, = /k?>—|Bnl* and B, = B + 2n(m & + my&)), with (&, &) the dual

basis of (&, &). Under condition (2.6) on the lattice, only the fundamental mode is
propagating, so that

j. H ! ! A
Gux,y)= —— &) 4 evanescent modes. 5.11
A ) 2kA cos @ ( )

The reflection and transmission coefficients are hence

i 105
Ry=1-— o and T;= L, (5.12)
kA cos @ kA cos @
where Q5 are the following weighted fluxes:
OF =/ —WTy 'y pae (¥, 0) dy. (5.13)
Dy

The objective in this section is to adapt the approach used by Leppington & Levine
(1973) to get a second-order asymptotic expansion for R; and 75 in powers of § for
general perforations and plates.

Equations (5.7) and (5.8) make it clear that the determination of p, p, and p_ only
requires solving a problem set solely on the hole §2. To suppress the dependence of
the geometry on §, it is convenient to introduce the scaled variable

X =x/3, (5.14)

also called a fast (or inner) variable in asymptotic expansions theory In this way, £2,
Y and D. are parameterized by fixed sets denoted by 2, ¥ and Dy, respectively,
meaning that they are independent of §. Domain £2 can hence be viewed as an isolated
perforation in a plate extending to infinity, see Tuck (1975), Howe (1998) (where this
feature is introduced in a quite implicit way) and Bendali er al. (2013) where it is
dealt with by means of a matched asymptotic expansion technique.

The expansion of R; and T5 will be obtained through the second-order asymptotic
expansion of the function I7; defined on 2 through the scaling (5.14)

p(8X) = IMT;(X) = T X) + 6TV (X) + 0(8). (5.15)

Clearly, introducing expansion (5.15) into the Helmholtz equation and the boundary
condition on X' yields

2r7M =0 in O
V29 =0 in 2 } (5.16)

3,1 =0 on %,
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for j=0, 1, with r the unit normal to Y directed outwards £2. The expansion of the
integral equations set on respectively D, and D_ requires using the theory of lattice
sums for the Helmholtz equation, which gives (Linton 2010, p. 653)

1
GA(5X, 8Y)=m+50+0(8), (5.17)

where s, has an explicit expression in terms of a Schlémilch series, see Linton &
Thompson (2009). As a result, expanding

po(8X',, 0) =2*"" X+ =2 4+ 28ik T’ « X, + 0(8), (5.18)
and expressing the integral equations of (5.7) in terms of the fast variables, gives
aX H(O)(Yr) 3\
H(O)(X’)+/ ;dy»’=2,
o by 27| X/ =Y
? (5.19)

o 119 (Y")
no°x)—- | =———-dY'=0
Ox) A T -

9 H(l)(yr) )
1ox’ / X+ V) Y =2 / Oy, 19 dY’ + 2ikt’' - X',
) N RS L 0 Jp, T
(5.20)
ax. [T (Y’
HEI)(XL)—/ )ﬁ—()d}”= 250/ 8X3H(0)d}”,
5. 2m|X_ —Y/| b. /

where 7 stand for the respective expressions of /7% on D.. in terms of the variables
X', =x/./8. Define T in £ so that it can be extended by

dY’,

(5.21)
for £X7 > 0, where X; are the component normal to the plate relatively to the
coordinates Xy, respectively. Actually, (5.16) and (5.19) mean that I7© is the
solution of the following boundary-value problem

O [TV (Y7 oy 119 (Y")
noxyy=2- | —=F——-dY and NOX.)= / =
+ @) ﬁ iy, —y N IEED= iy v

V2I9=0 in 2, )
3,1%=0 on X,

im 1®=2  ( (5-22)
X3—+400 + ’
lim 79 =0.
Xi— -0 J
This shows that
Ke=1 / dy, [T dY’. (5.23)
Dy

is nothing else than the Rayleigh conductivity of the isolated perforation in the scaled

variables (5.14). Coming back to the initial variables, we can express Kz by means
of the usual Rayleigh conductivity defined in (3.2)

Kz = Kz/$. (5.24)



Reflection of an acoustic wave by low-porosity perforated plates 471
In a similar way, I7‘" can be expressed from the solution of the following problem
ViIT¥=0 in Q )

3,1X=0 on %,

Jim (10 - X =2, (5.25)

lim ITX(X) =

Xi—»—0o0

for /=1,2 and the previous function /7 through
Y (X) = —4soKgIT® (X) + 2ikt’ - M (X), (5.26)

where IT¥ is the vector function whose components are 7, IT¥ and 0, respectively.
The fluxes QF defined in (5.13) now become, up to some 0(82) terms,

of =6 / exp(—ikdt’ + Y')(dx, [TV + 80y, TV)(Y',, 0) Y’ + 0(8?)
Ds

26Kz + 82 (O, 1Y — ikt - Y'0x, T1) dY’, (5.27)

Dy

which, thanks to (5.26), gives

QF = 26Kg + &8 (mr’ : /

-

D

(8X3 - —Y’8X3 “”) dy’ — 8501?,;2) . (528)
A reciprocity property (see Bendali et al. 2013, page 16) yields

[ (0, TX . — 3Y' + 0y, [17) dY', =0
D+ (5.29)
(0, ¥ - — Y — 3¢, 1) dY'_ = —p,,

b
with
= (c; —c_)Kz— 3 f % ds, (5.30)
b5

where ¢ = X — X, take into account the difference of the centres of phases chosen
for the reflected and transmitted waves and n’ is the projection of the unit normal n

to £ on the plane of the plate. For an axisymmetric perforation, w, reduces to

— h -~ hKR
Kn= gKRe3 = 52
where e;3 is the unit vector along the x;-axis.
As a result, the reflection and the transmission coefficients have the following
asymptotic expansions, as obtained by Bendali er al. (2013) through a more involved
procedure expansions

es, (5.31)

o~ —2
SK 2 524K 2
Ry=1+—f——— A’”". = +0(8)
~ 1K COS . 1K COS (5'32)
SK 2 8?(4Kg so+ ikt - 0, 2
T,= — R 4 (4KR so M) +0(52).

A ik cos @ A ik cos @
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It is worth mentioning that the term z’ - m, is equal to zero for an axisymmetric
perforation since then 7’ has no component along the x;-axis.
Finally, in terms of the Rayleigh conductivity in the initial variables, we get

2i 8i
Rs=1———  Kp+—0 K24 0(s2)
kA cos @ kA cos @
. . (5.33)
T B Km0 4R Lier - ) + o(8Y)
= ————Kp———— ikt - w, .
’ KAcos® °  KkAcosd ( RTICT I ) 0

5.4. Effective compliance of the perforated plate

The effective compliance K of the plate can hence be defined through the following
relationships

Oypy = 0p— =K(py —p-). (5.34)
The reflection and transmission coefficients and the compliance are then linked by
i (e 1 2K
R+T=1, Kk="T(1_2), Rr=1/({1-—2"_ (5.35)
2 R ik cos @

Moreover, if, as here, the governing equations are those of linear acoustics, which
means that no damping mechanism is involved and that there is no acoustic absorption
by the perforated plate, the imaginary part Im (K) of the effective compliance is zero
and the conservation of energy is expressed through the following relation

1—|R]*—|T*=0. (5.36)

Following a general procedure given in Bendali er al. (2013), it is then possible
from expansion (5.33) to design a compliance which is both consistent with the
approximation of the effective reflection and transmission coefficients at leading order
O($), and ensures the conservation of acoustic energy:

(5.37)

This is the classical expression of the effective compliance of the perforated plate
(Hughes & Dowling 1990; Eldredge & Dowling 2003). The reflection coefficient
corresponding to this compliance condition

R\ = : : (5.38)
1 — (2/ik cos @) (Kg/A)

does not lead to an amplified reflected wave while approximating the actual reflection
coefficient up to a term in o(J).

In general, the same procedure cannot be repeated to get a second-order compliance
condition since the term T’ -, in (5.32) or (5.33) prevents the condition R+ T =1
from being satisfied. However, this can be done when 7’ - m, =0, for instance when
the perforation is axisymmetric or when the thickness of the plate can be neglected.

A very far-reaching, by no means obvious, property of the lattice sums for the
Helmholtz equation (see Linton 2010, p. 656) ensures that

1

Im(2sy) = ,
(250) K cos d

(5.39)
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and then makes it possible to design a compliance at leading order O(8?)
@ _ Kz
K" = I(l — 4KgRe(sp)), (5.40)
(cf. Bendali er al. 2013). The coefficient Re (so) adds a correction depending on the

shape of the array of the perforations rather than just averaging by the area A of the
lattice unit cell. The corresponding reflection coefficient

RP=(1+ 21 Kr (1 — 4Kz Re(sp)) B (5.41)

’ Kcosd A RO '
does not exhibit any unrealistic behaviour. Leppington & Levine (1973) gave a similar
expression for a rectangular lattice of elliptical holes (see their equation (2.27)). Our
approximation (5.41) of the reflection coefficient is an extension of this formula to
an arbitrary shape of the lattice and to any geometry of the perforations, if either the
plate is infinitely thin or the perforations are axisymmetric. Otherwise, second-order
terms in O(8%) are missed.

5.5. Numerical results for a typical plate

Some numerical experiments can now be conducted to illustrate the influence of the
geometry of the perforations and the shape of the lattice for a realistic configuration
of the perforated plate. A 2 mm perforated plate of 1.96 % porosity is considered,
with either a rectangular or staggered lattice of holes. As in §4.1, the characteristic
size of the holes is r =0.225 mm. The incidence of the incoming acoustic wave is
@ = 45°. The dimensions of the lattice are |&| =3 mm and |&| = 2.7 mm in the
rectangular configuration, |&| =3 mm and |&| = +/(1.5)2+ (2.7)2 ~ 3.1 mm in the
staggered one. Thus, the surface of the lattice cell is the same in both configurations,
i.e. A=8.1 mm? The assumption that § =r/L is a small parameter is satisfied.

Here, we focus on two kinds of geometries for the holes: the untilted cylinder of
radius r and the ftilted perforation of elliptical opening with circular cross-section of
radius r and a 60° tilt angle. The mean value of the bounds (3.37) and (3.32) are taken
as the respective Rayleigh conductivities of these perforations. As discussed in § 5.4,
the reflection coefficient can be computed at first and second order in § by (5.38) and
(5.41), respectively.

Results in the frequency range [500, 5000] Hz are plotted in figure 8, for the
rectangular lattice. The geometry of the perforations has a strong effect on the
reflection coefficient, which confirms the importance of using the expressions for
the Rayleigh conductivity obtained in §3. In contrast, first- and second-order
approximations are almost indistinguishable, which shows that the usual way of
calculating the effective compliance of the plate (i.e. by averaging the Rayleigh
conductivity of the isolated hole by the area of the lattice unit cell) is quite accurate
in this case.

Consequently, it seems obvious that changing the shape of the lattice will not affect
the reflection coefficient significantly. This is shown in figure 9, which depicts the
deviation of the staggered array from the rectangular one expressed as a percentage
of the latter.

For both geometries of the perforations and whatever the frequency, the reflection
coefficients differ from each other by less than 0.02 %. This means that the shape
of the lattice can be neglected without reducing the quality of the models, and that
considering first-order usual approximations for the reflection and the transmission
coefficients is sufficient.
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FIGURE 8. (Colour online) Reflection coefficient of the perforated plate with a rectangular
lattice of untilted cylindrical perforations (lines without symbols, shown in red online) or
tilted perforations with an elliptical opening and circular cross-section (lines with symbols,
shown in blue online): (a) amplitude and (b) phase (in degrees). First-order approximations

are plotted in solid lines, second order approximations are plotted in dashed lines.
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FIGURE 9. (Colour online) Difference between the second-order reflection coefficient in
the staggered and rectangular arrangement of the holes, normalized by the rectangular
arrangement value: (a) amplitude and (b) phase (in degrees).

6. Conclusion

The acoustic properties of a low-porosity perforated plate in a compressible ideal
inviscid fluid have been investigated in the absence of mean flow. This generalizes
previous results done by Leppington & Levine (1973) to account for thick plates
with perforations of arbitrary periodic patterns and various geometries. The study
was conducted in two stages. As a first step, the mathematical framework developed
by Laurens er al. (2013) for obtaining accurate bounds of the Rayleigh conductivity
for various geometric configurations, was explained in a fluid mechanics context
and extended to cover tilted perforations with elliptical openings. Then asymptotic
expansions of the effective reflection and transmission coefficients of a thick plate
with a skew grating of perforations have been derived by extending the Leppington &
Levine (1973) method. These results match those established by Bendali et al. (2013)
by means of a matched asymptotic expansion of the full wave, but the methodology



Reflection of an acoustic wave by low-porosity perforated plates 475

to obtain them is much less complex and more suitable for a fluid mechanics context
since it can be easily adapted to deal with other models of flow at the level of the
perforations.

In §3, we focused on the Rayleigh conductivity of a single perforation, which
can be related to the inertial end correction used in impedance models. Lord
Rayleigh (1945) gave two bounds for the conductivity of a circular aperture of
zero thickness, and his work was extended to thick cylindrical perforations by Howe
(1998). These expressions are nowadays widely used in impedance and conductivity
models, even when perforations of other geometries are considered. We have focused
on tilted perforations of elliptical sections, which are of primary interest in industrial
applications, especially in the domain of engine combustors where walls are perforated
by submillimetre tilted perforations for cooling purposes.

In related theoretical or numerical studies, some researchers use the Rayleigh
conductivity (or end correction) of an untilted cylindrical aperture with a modified
plate thickness which corresponds to the length of the centreline of the tilted aperture.
We have shown that exact lower and upper bounds for the Rayleigh conductivity
and end correction can be obtained by applying the Dirichlet and Kelvin variational
principles. Our analysis has shown that these quantities were quite sensitive to the
tilt angle and that the thickness effect requires a more precise calculation than just
considering the intuitive effective value.

Moreover, we showed that all of the expressions obtained by Lord Rayleigh and
Howe for more conventional geometries can be easily derived from the present result,
by considering limiting values of the tilt angle or of the aperture eccentricity. It
should be noted that though we have only considered the Rayleigh conductivity in
the framework of the purely acoustic problem, i.e. without any flow or nonlinear
effects, this solution can be used as the groundwork for deriving Rayleigh conductivity
in the presence of a bias flow through the aperture, as was done by Howe (1979)
from the Rayleigh conductivity of a thin circular aperture. We have thus shown that
in the study of a bias flow through a tilted perforation carried out by Eldredge er al.
(2007), a better match between the theoretical model and the numerical simulations
could have been obtained if the exact expression of the Rayleigh conductivity had
been used. This kind of methodology could also possibly be applied to the issue of
surface waves’ attenuation in ice-covered ocean, since it seems clear that the usual
method of determining it (linear scattering theory) underestimates the attenuation of
longer waves (Bennetts & Squire 2012), requiring the addition of a somewhat artificial
viscosity to the model (Wang & Shen 2006; Bennetts & Squire 2012). It might be
interesting to try a simple model of a floating elastic plate with periodic holes for
brine drainage (perhaps with some internal friction) to see how much attenuation this
produces.

Then, in §5, we performed an asymptotic expansion on the scattering problem
with respect to the small ratio § between the characteristic sizes of the perforation
and of the lattice cell. We derived accurate first- and second-order expansions of the
reflection and transmission coefficients, which are expressed in terms of the Rayleigh
conductivity of the perforation. These expressions extend those previously given by
Leppington & Levine (1973) and retrieve those obtained by matched asymptotic
expansions by Bendali et al. (2013): they are valid for thick plates with an arbitrary
grating of perforations with various geometries. It should be noted that the only
constraint required on the size of the lattice cell is that it has to be smaller than half
of the acoustic wavelength, contrary to the conventional long-wavelength assumption.

Moreover, we have shown that it is necessary to modify the O(§) and O(8%)
expansions of the reflection and transmission coefficients to ensure the conservation
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of acoustic energy. Thus, the asymptotics provide a first- and second-order expression
of the effective compliance of the perforated plate. The first-order-accurate compliance
is the same as the classical expression, i.e. the averaging of the Rayleigh conductivity
of a single perforation by the area of the lattice unit cell. The accurate second-order
compliance involves corrections by a coefficient that depends on the shape of
the lattice. Finally, numerical calculations on a typical plate have shown that the
second-order corrections, and therefore the effects of the lattice shape, can be
neglected without any significant loss of accuracy.
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Appendix. Details for computation of the functions involved in the Dirichlet and
Kelvin principles when the opening is elliptical in shape

This appendix discusses the calculations described in §3.2, and especially the
solutions of problem (3.14) with either a Dirichlet or a Neumann boundary condition
on the elliptical hole. The elliptical opening in completely outside the scope of the
results reported by Laurens et al. (2013). Actually, the method of Copson (1947)
used by Laurens er al. (2013) can no longer be applied. To overcome this difficulty,
we use an approach similar to that introduced by Leppington & Levine (1973) and
reused by Laurens & Tordeux (2013). This requires the use of a spheroidal coordinate
system and the decomposition of functions into even Legendre functions. Laurens &
Tordeux (2013) computed the energy for a specific polynomial of degree-one source
density, while in this work, we determine the source density from the potential it
generates. In this section, we thus present new results concerning the determination
of the source density generating a linear potential on a thin disc.

A.l. Solution of problem (3.14) with a Dirichlet boundary condition on the elliptical
hole

We are solving the problem (3.14) applied to the potentials w, and 7., which verify
the boundary conditions (3.15). The integrals

Ifs=/ IVﬁ(x)Izdx=/pfs(x) fe(x) dx’, (A1)
+x3=h/2 A

with either f, =w, or f, =t., solution to (3.14) and boundary condition (3.15), give
the upper bound of the Rayleigh conductivity. This problem can be solved using
the method of Copson (1947) for a circular opening. But if the opening is elliptical,
this method can no longer be applied. To determine p,, and p,, we use the same
mathematical approach as in Laurens & Tordeux (2013). We consider the spheroidal
coordinate system:

x;=a sinf’ cos¢’ and x,=>~hsind sing’, with 8 €[0, /2], ¢ €[0,2n], (A2)
to obtain a parameterization of A in terms of the unit half-sphere. In that case, there

is a block diagonalization of 1/[x — y| on a well-chosen spectral basis for the half-
sphere involving the even Legendre functions @7, meaning that any function = can be
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decomposed under the following form:

oo |m|gn

(0, @):Z Z " Q™ (cos 0')e™. (A 3)

n=0 n—meven

We denote by g.(6', ¢') = cos 6'p; (0", ¢') the modified source density function.
Formula (9) of Laurens & Tordeux (2013) states that the coefficients f," and g of
the spheroidal expansions (A 3) of f, and g, are related through

fm_
n =

Jab Im'|<n o
: > dngr (A4)

n—m' even

with the coefficients d), , given by formula (6) of Laurens & Tordeux (2013), or
equivalently by

RAQIAQ) \f ] eln—me
d de. AS
= N A

It is worth noting that coefficient /" in formula (9) of Laurens & Tordeux (2013) is
half of that given above mainly because the kernel of the Laplace equation considered
there and the current one are in the same ratio. In this paper, we have used the same
convention as in (Leppington & Levine 1973, formula (2.22)) (see (3.12)).

But unlike in Laurens & Tordeux (2013), we need to compute the source density
functions p,,, and p,. To do so, first, we fully expand the potential w, on A. Since
w, is constant on A, its spheroidal expansion (A 3) is

we(0', ¢') =305 (cos 8). (A 6)
Second, we develop (A 4) by considering only the zero-order Legendre functions
fo = (Vab/2)dggs. (A7)
Then we solve
we (0, @) = (Vab/2)dg,goQq(cos 8'). (AB)

Since Q)(cos @) =1/4/2, w.(0', ¢') =1 and d3, =2+/b/aK(¢), we have

g0 =2/(bK(¢)). (A9)

Given that cos 8’ = \/1 —sin*60’ = /1 —x?/a? — x2/b2, it follows that the source
density function is

g0, ¢) gQy(cosd) 1 1
cos®  cos@®  bK(e) V1—x3/a? —xz/bz

Pw, (X1, X2) = (A 10)

To compute the source density p, that generates a degree-one polynomial potential
t., we expand the potential thanks to (A 3), meaning

1.0, ¢')=fQ)(cos8)e’ +f7'07 (cos 8')e ™, (A11)
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Then, keeping all of the zeroth- and first-order Legendre functions in the expansion
(A 4) yields

= (Vab/2)(d} g} +d} _,g}), } A12)
fl —(\/_/2)(531 181+d1 181 h.
The coefficients d) , are given by (A4):
di;=2+/b/aK(s) and d_,=d.,,=2+/b/a(K(c)—2D(s)). (A13)

Since 1.(9’, ¢') =x; = a sin ¢’ cos @ and Q'(cos ) = —Q!(cos 0") = /3 sin6'/2,
we find that

fl_l = _fll = “/\/?;s
fl= /MK (e)gl + (K(e) — 2D(e))gr '], (A14)
= @/HIK () —2D(e))g! + K(e)gr']

As fi'+f1 =0, it comes that g7' + gl =0 and

g7 =—g1 =—a/(~¥/3bD(e)). (A15)

Therefore, the source density function p, that generated a potential which is a
multiple of x; on an elliptic disc is

| X1
bD(e) \/1 —x}/a® — Z/bz'

The limiting case € = 0, with then ¢ = b = r, is in agreement with the results
obtained by Copson (1947) for a circle.

With the analytical expressions of the source density p,_ and p,, we can compute
the following integrals from (A 1) that have to be applied for the Kelvin and Dirichlet
principles:

P, (X1, X2) = (A16)

/ IVw, (x)|* dx = mK(O)
+x3=h/2 K(e)

A.2. Solution of problem (3.14) with a Neumann boundary condition on the
elliptical hole

8 D)

d Vi, dx = Al7
4 /ﬂpm' @Fde=za' 5 (A1)

We consider the problem (3.14) with boundary conditions (3.20). The corresponding
potential z. is associated to a constant source density function p, =1/2 (see §3.4.1.3,
p. 144 of Sauter & Schwab 2010). In this case, it has been shown by Laurens &
Tordeux (2013) that

K(g)
Vz. dx = — b2 Al8
/ﬂpml w@ldr = 3ab*e o) (A 15)

This result is obtained by using Laurens & Tordeux’s (2013) Theorem 1.1 with
ap=1/2, a0y =a, =0 and the potential defined by (3.12). As already mentioned, the
potential formula differs from that used by Laurens & Tordeux (2013) and thus there
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is a factor of two of difference between expression (A 18) and that given by Laurens
& Tordeux (2013).
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1. Introduction

Reduction of the noise generated by aircraft turbofans can be achieved by lining the nacelle with passive acoustic
treatments, typically made of partitioned air cavities topped by a perforated sheet. Optimization of these liners efficiency
(see for instance [1]) requires an accurate knowledge of their absorbing properties in the conditions of use, namely the
presence of a grazing flow. These properties are represented by the acoustic impedance, an homogenized quantity defined
locally as the ratio of the acoustic pressure at the surface over the normal acoustic velocity. This parameter, which is independent
of the incidence angle for the so-called “locally reacting” liners, embraces the nonlinear phenomena occurring around the
perforations, and due to the complex sound environment in the duct [2].

Alongside with the large variety of semi-empirical models available [3-5], various ways exist to measure the acoustic
impedance in this context. The early work of Dean in 1974 [6] led to an in situ “two microphones” technique, widely used when
it comes to characterizing single-layer liners. At Onera, liner impedance is deduced from velocity measurements acquired by
laser doppler velocimetry (LDV) in an aero-thermo-acoustic bench [7]. Nevertheless the general trend is to favor indirect
techniques, where the liner impedance is the parameter minimizing the difference between a given theoretical model and the
measurements. The liner sample is then let undamaged by the introduction of any probe. Since the mid-1990s NASA has made
considerable work in this field [8,9], developing and enhancing an impedance eduction method using finite element modeling
and pressure measurements on the rigid walls or, lately, pressure gradient evaluation at the source and termination planes [10].
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Other examples of indirect approaches include the work of Aurégan et al. [11] or Elnady et al. [12] where the acoustic field in a
three-zone duct (unlined-lined-unlined) is expanded in terms of the unlined duct eigenmodes and treated by a mode matching
method. The minimization process relies on pressure measurements upstream and downstream of the lined section, the
objective function being expressed either directly from pressure [12] or through the coefficients of the scattering matrix [11].

The mode matching methods cited above offer the advantage of taking high-order modes into account, but are derived
from the Helmholtz equation and thus assume uniform flow. Richter [13] developed a time-domain eduction method
based on the linearized Euler equations (LEE) and involving a five parameters extended Helmholtz resonator model.
He showed the improvements brought by a better estimation of the measured flow profile. This prompted Eversman and
Gallman [14] to include an effective mean flow Mach number in their eduction process. This one also involves the exit
impedance as a search parameter, and the inverse method is performed with a finite element model. Inclusion of the
effective Mach number and of the termination impedance contributes to a better data fit with measurements.

The eduction procedure displayed and benchmarked in the present paper is based on the 2D linearized Euler equations
in the frequency domain, in order to account for sheared flow in further developments. These equations are solved on an
unstructured mesh thanks to a discontinuous Galerkin formulation, which presents advantageous properties. First, it is
weakly dispersive and dissipative, as demonstrated for example by Hu and Atkins for 2D propagating waves [15].
In addition, boundary conditions are imposed through fluxes, which is particularly robust and straightforward [16].
The computational cost, which is the main drawback of discontinuous Galerkin methods, is not of the utmost importance
as we are concerned with small-sized meshes. The minimization of the objective function is achieved by the resolution, at
each iteration on the liner impedance, of the direct and adjoint equations. Contrary to other methods such as finite
differences, the use of the adjoint state leads to an analytic expression of the derivatives of interest, at a cost which
remains independent of the number of search parameters [17].

Section 2 states the discontinuous Galerkin formulation of the direct problem, and gives a complete review of the boundary
conditions used. It also shows how the use of a Lagrangian function allows to write the adjoint system, and the gradient needed
for the identification process is formulated analytically from both direct and adjoint states. The consideration of other search
parameters, such as source amplitude or exit reflection coefficient, is then made easy. In Section 3 the propagation model is first
validated with experimental data from literature in a no-flow configuration, and the eduction process is benchmarked as well.
Influence of the exit impedance and sensitivity of the objective function are analyzed. An objective function written in terms of
acoustic pressure is used. Since the process will in further developments be based on acoustic velocity fields obtained from LDV
at Onera, a velocity objective function is studied likewise. Finally, an illustration of the first-order condition for optimality with
the adjoint state is given.

2. Direct and adjoint aeroacoustic formulations
2.1. Propagation model in lined ducts

2.1.1. Variational formulation

The computational model relies on the linearized Euler equations written under a non-conservative form, for an ei®t
time dependence (w is the angular frequency). In the no-flow configurations considered in this paper, the LEE could reduce
to a convected wave equation, thus decreasing the number of variables. Nevertheless, the use of the LEE opens the
possibility to consider a non-uniform flow profile in further studies, thus allowing the inclusion of refraction effects due to
the shear layer.

Consider a subsonic steady mean flow propagating in a 2D duct (Fig. 1), with velocity Ug along the streamwise coordinate x,
and V, along the transversal coordinate x,, and submitted to an acoustic perturbation ¢ = (u,v,p)", where T stands for the
transpose. The vector u = (u,v)" represents the acoustic velocity, and p is the acoustic pressure. Let ¢y be the speed of sound
and p,, the density of the mean flow. Velocities are made dimensionless by co, pressure by p,c3, lengths by the duct height H
and time by H/cg. In this paper, the density and speed of sound of the flow are assumed uniform. Although the numerical
results presented in this paper deal with a no-flow configuration, governing equations are treated in a more general way and
include the influence of an incompressible flow. The local form of the incompressibility equation is written

9,Up+0,Vp=0 (1)
Xz
Hardwall
Inlet(l'y) |
z Y Flow Outlet
2N T
Y]
I [ Xy
0
Hardwall Liner Hardwall

Fig. 1. Generic geometry of the studied system.
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where &; denotes the partial derivative with respect to the coordinate x;.
The matrix system of governing equations then reads
jop+Adp+Bp=0 (2)

also noted L¢ =0. The repeated index indicates a sum over the possible values of i, following Einstein summation
convention. Matrices A' and B are defined by

U 0 1 Vo 0 O
A'l=| 0 Uy 0|, A2=| 0 Vo 1 (3)
1 0 Uy 0 1 Vu

and
01Ug 82Uy O
B=| Ve —-dUs O (4)
0 0 0
Matrix B contains terms relative to the mean flow profile, and cancels out for a uniform mean flow. In these matrices the
mean flow velocities Uy and Vg are dimensionless.

The physical domain Q is now approximated by a computational domain Q, obtained by triangulation into non-
overlapping elements €2,

Q=0 =2 (5)
e

In order to state a discontinuous Galerkin (DG) formulation of the system, we consider a piecewise polynomial

approximate solution ¢, of Eq. (2) on the computational domain Q. First-order Lagrange elements are used. Due to the

possible discontinuities across the elements boundaries, we are first interested in the restriction ¢ =‘Ph|g¢ of ¢, to the
element Q. (see Fig. 2). Multiplying Eq. (2) by a test function ¥} and integrating over the element yields

Z;0w¢;+Aﬁ¢;+B¢m-w;dQe=o (6)
Let n = n;x; be the outward unit normal on the boundary 8¢2,. A first integration by parts leads to
. 3 .
f (i@ +BeS) - e dQ— f Ao g5 de+ S [ Alnggf - g5 dr=0 (7)
2 Qe k=1 e

Discontinuities being allowed at interfaces, the integrand on each edge 92, x(k € [ 1,3 ]) of the triangle is multivalued

and its meaning needs to be precised. To do that, let us define the interior and exterior traces ¢¢~ and ¢;* of ¢f at x € 8Q.
@;~ (%) =limej(x)

5 (0 = limgg(x) (8)

We then introduce a numerical flux ﬁe((pﬁ—,(p;*) which will ensure the connection between elements and is therefore a
function of the interior and exterior traces. At this point, the variational formulation (7) can be written

. 3 ~~
|, Gogi+Bot)-vi a0~ [ Wowi-giage+ S [ iyt v dr=o (9)
€ k=1 ek

The numerical flux will be built explicitly further, but we can already note that it must satisfy the consistency and
conservativity properties, that is

Fe(p.0)=Anp and Fe(¢)~.05)+Fe(0f ".f*)=0 (10)
,\
.rf/ \\\ Qe n
¢ N Qo

Fig. 2. An element €, adjacent to the computation domain boundary.
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From there we can integrate (9) by parts once again, but now that the link between elements is ensured we consider
that ¢f|,,, = @5~ This yields

. 3 . .
L(iw‘PﬁJrﬂ'ai‘PﬁJrB(Pﬁ) YhdQe+ ) A@ [Fe(@f ™. 05 )—A'nipf™]- ¥~ dI'=0 (11)
k= ek

Of course, comparison of Eqgs. (6) and (11) indicates that the summation term in (11) is equal to zero for the solution,
which is correlated to the consistency property of the numerical flux stated in Eq. (10).

This formulation has to be completed with an explicit expression of the numerical flux and with the specification of
imposed boundary conditions. To obtain the final variational formulation, Eq. (11) is summed over all the elements Q,.

2.1.2. Numerical flux and boundary conditions

As it links neighboring elements together and allows the application of the boundary conditions, the choice of numerical flux is
a crucial step in the construction of the DG scheme. Different cases arise for the construction of ﬁe((ph‘ ;") and the calculation
of the corresponding integral in Eq. (11), depending on whether the edge 0€2,  is in contact with the boundary or not, and on the
kind of boundary condition possibly involved. The types of numerical flux chosen hereafter guarantee that the scheme built in this
way for the unsteady problem obtained by inverse Fourier transform of Eq. (2) is stable and convergent [18]. Even though the
well-posedness of the scheme developed here for the harmonic problem (2) could not be proven, it has been shown in previous
works that for no-flow, uniform flow and sheared flow configurations no particular difficulty should be encountered [19].

e If 00, is an internal edge, an upwind numerical flux is used. To establish a one-sided scheme stable for the unsteady
problem, several upstream-differencing techniques are available. One can refer to the review of Harten et al. [20] where
the authors pay special attention to the Godunov-type schemes, but also to the flux-vector splitting method (FVS)
introduced by Steger and Warming [21] for the conservation-law form of the gas dynamics equations, and later applied
for example by Gabard [22]. In the case of Eq. (2), where the Euler equations are linearized and in non-conservative
form, these techniques are equivalent [23]. The key idea of flux-splitting is to use the hyperbolicity of the system, which
allows to decompose the solution on the boundary 8., into incoming and outgoing waves, the so-called
characteristics. Mathematically, this is linked to the fact that the matrix A'n, is real symmetric and can be split into
matrices A'nl+ and Aln n;, respectively, associated to the positive and negative eigenvalues such as

Aln;=PAP™! =PA*P~' 4 PA"P~! =Aln;* +Aln; (12)

where P is the matrix of the eigenvectors of A'nj,and A = A* + A" the diagonal matrix formed by the eigenvalues of A'n;,
which are the phase speed of the characteristics. Matrices A* and A~ are diagonal and contain the positive and negative
eigenvalues, respectively. These eigenvalues being U'n;, (U' n;+1) and (U'lrtl 1), the expression of A'n;* and A'n will be
function of the sign of the local normal flow velocity U, = U'n;. Calculations give the following general formula for A' Py

nz2  —mmny 0 U1 n  mny —m
A'ny =inf O,Un)| —mn;  n2 0 |+ "2_ mny ni  —m (13)
0 0 o0 -n; -np 1

From there, an upwind numerical flux is achieved by associating the interior trace to outgoing waves (i.e. positive
eigenvalues), and the exterior trace to ingoing waves (negative eigenvalues), as indicated by Fig. 3. Formally,

Fe(pf ™05 ") = Anj* f~+A'nj g * (14)
Such a scheme ensures low dispersion errors [19]. The corresponding integral in Eq. (11) for an internal edge 82, ; then
reads, given the splitting (12):

f [Fe(@f 05" )—Ami@f ™) - Y&~ dI' = f An (@f " —pf7) -y dll (15)
80, NI QNI

where I'; is the set of internal edges of the element .. This expression combined with the conservativity property (10) can
be seen as a Rankine-Hugoniot condition across a fixed discontinuity.

e If 80, is a boundary edge, three different boundary conditions are to be taken into account. In the generic flow duct
configuration considered (Fig. 1), a source condition (typically a plane wave) is applied at the inlet on the ID boundary ;.
The presence of the liner and of rigid walls (equivalent to a liner with infinite impedance) is modeled by the

Fig. 3. Upwind numerical flux: (a) outgoing and (b) ingoing characteristics of the element £2,.
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aQe,k

Po

Fig. 4. Source boundary condition.

implementation of an impedance boundary condition. The outlet I"; can either be submitted to a non-reflective boundary
condition or an exit impedance boundary condition.

O Source boundary condition
A source boundary condition expressed physically as ¢ = ¢, is imposed through the introduction of 1D fictitious
cells, for which the state vector is ¢, and constitutes the exterior trace for the element £, (see Fig. 4). The edge
between the fictitious cell and the current element is then considered as an internal edge, which yields

f [Fe(@f ™, 05" )—Alni@f™]- i~ dI' = f A (@o—f7) -y dll (16)
8Q,,NI's B0, NI

O Non-reflecting boundary condition
To avoid reflections at open boundaries of the computational domain, characteristic boundary conditions derived from
the upwind flux splitting (12) are used [24]. The incoming waves related to matrix A'n; are suppressed, leading to

Fe(¢f 05" ) = Aln}* @f (17)
and the boundary integral term for transparent conditions is
[ [Fewimopt Mgt ] -yi-dr= [ —Anof-yimdr (18)
80, ,NI e 86, NIy

O Impedance boundary condition

Similar works [9,11,12] often assume a uniform flow profile, the inverse method being built on the Helmholtz
equation. Therefore such approaches require a lined wall boundary condition established from the continuity of
transverse acoustical displacement at the surface, the so-called Ingard-Myers boundary condition [25]. More recent
works investigate the effect of shear flow, still with this boundary condition. Moreover Renou and Aurégan [26]
lately highlighted limits of this formulation and proposed a modified Ingard-Myers boundary condition which holds
whether the acoustic propagation in the flow duct is downstream or upstream. As regards our process, the choice of
a standard impedance condition has been made since final applications will aim at acquiring the sheared flow
properties with laser Doppler velocimetry measurements. The implementation of the impedance boundary
condition thus relies on the classical normalized specific impedance z, that is

p P

L= —=

vin; v_n (19)

with v, =vin; the normal acoustic velocity.
Here again a fictitious 1D cell is used to represent the exterior trace for £,. The chosen numerical scheme is centered
and involves the average of ¢ on the boundary, defined as [¢] = (¢§~ +¢}")/2. The numerical flux is then

Fe(0f .05 ) =A'ni[ @] and

. . e+ _ oe —
f [Fe(f™ g5 )—Alnigpt ] - Y~ dI' = f Al 20— Ph ye- g (20)
QNI 80, NI 2
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The exterior trace is imposed in such a way that the impedance boundary condition (19) is accounted for with
respect to the interior trace

1
1
Un =2P (1)
pt=zv,
where the + and — superscripts still stand for the exterior and interior trace of the quantity. Quick calculations give
[ Fotmop)-Angi ) gi-dr= [ Megp-yidr (22)
Qe NIy Lo aT ]
The matrix M, is defined as
2 _
1M Zﬂ122 m 1/mm®n —-n
MZ = i Zn‘| I‘Ig an —I‘Ig = i _nT 1{(2 (23)
—ny —ny 1)z

Previous studies [19] attested that a formulation bringing into play the reflection coefficient ff=(z—1)/(z+1) is
equivalent but numerically preferable, resulting in

[ Feoi o) -Angf ]y dr = Myf - i dr (24)
Qe Iy 2 aT ]
with

(25)

1/(f+1men —(1-f)n
Mg=35\ _a+pn™ (1-p)

Writing My in this way allows to write the strong form of the boundary condition Mgz¢ = 0 either for a liner or for a
rigid wall (by taking = 1) without singularity issues.

The boundary conditions can also be written under a strong form. The complete system then reads

Lp=0 on Q
Mgp =0 on I
A'n;@=0 on I'; (26)

Aini‘ p= Aini‘ @, onl;

2.2. Adjoint problem and objective function derivation

The impedance eduction process consists in solving an inverse problem of parameters identification, by minimizing
an objective function 7 representative of the distance between the DG numerical simulation and the measurement data.
This objective function can be written under a general form

‘-7=f”‘Pcalc_(pmeasllzjﬂohs(x) (27)
Q

where Ig , (x) is the indicator function of €, equal to unity if x € Qg,, and to zero otherwise. Depending on the case dealt
with, only some components of ¢ will be included. The observation region Q,; can be discrete (for example a given set of
microphone positions) or continuous.

Raw data
Pmeas
Source term
8p T (9, Pmeas) Stopping criteria Educed variables

(Adjoint problem}—— ¢* — 857,07

Parameters

Fig. 5. Summary scheme of the eduction loop.
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During the iterative search process (Fig. 5) the value, gradient and approximated Hessian matrix of the objective
function at the current step are used to determine a new set of parameters which should lead to a smaller objective
function, that is a better fit of the numerical results to the experimental data.

Even though we are primarily interested in the liner impedance, other parameters can be included in the search process
to improve the reliability of the process. First, even when the duct is equipped with a quasi-anechoic termination,
reflecting exit impedances can be measured [27]. This suggests to allow the introduction of an exit impedance as a search
parameter instead of the non-reflecting boundary condition presented in Section 2.1.2. Furthermore, the source term
having an arbitrary unit amplitude in the DG code, a complex calibration coefficient is also considered.

The gradient of the objective function can be calculated by various means amongst which the finite difference method
seems the most natural approach. However, it results in an approximate assessment of the gradient, and the cost of the
evaluation increases with the number of search parameters. We opt for an adjoint-based calculation of the gradient
because it leads to an analytical expression of the directional derivatives, and allows to test non-homogeneous liners
represented by several impedances without additional computational cost. Indeed, whatever the number of search
parameters, the computation of directional derivatives only requires the computation of the direct and adjoint solutions.
This property makes the use of adjoint equations popular in the field of shape optimization [28]. The use of the adjoint
equations is also widely found in the study of diverse problems such as sensitivity [28,29], boundary layer receptivity
[29,30], or jet noise control [31,32].

Two options turn up to obtain a discretized adjoint formulation: one can choose the “differentiate-then-discretize”
possibility or the “discretize-then-differentiate” one [33]. In the first one, the adjoint equations and the objective function
derivatives with respect to the parameters are obtained from the direct continuous problem, and the adjoint equations are
discretized subsequently with the DG scheme. In the second one on the contrary, the first step is to discretize the
continuous direct equations and to differentiate afterwards to get the discretized adjoint system and the objective function
derivatives. Since the “differentiate” and “discretize” operations do not commute in most cases, these approaches are
usually not equivalent. However, it has been proven [34] that with the DG formulation presented previously, they do
commute and the two techniques can be used equally. The choice has thus been made to use the “differentiate-then-
discretize” approach.

To find the adjoint system of equations and the directional derivatives of 7, the method of Lagrange multipliers is used.
A Lagrangian function is thus built from the original objective function, considering the direct equations and the associated
boundary conditions as constraints. The objective function .7 is usually expressed as a function of the state vector ¢, and is
indirectly dependent of the search parameters, namely the impedance (denoted z in the general case) and the calibration
coefficient C(C € C) mentioned above. This dependence is noted 7(¢,z,C). The Lagrangian will be a function of the same
variables, but also of the Lagrange multiplier ¢* which will further be defined as the solution of the adjoint equations.

Let { -,- > be the complex inner product. The Lagrangian function is expressed in the following way (the e superscript
and h subscript are dropped for clarity of notation):

Lpz.C0*) = T(@.20-[{Lp.0* > o+ A'ni (0F -9 )0* >,
+ <A (CQo—¢7). 0" )1, + (M@~ 0" >+ (—Any 0,0 1] (28)
Note that the complex conjugate should be added to ensure that the Lagrangian is real-valued, but has been omitted for
the sake of clarity. The Lagrangian is constructed in such a way that it is equal to the objective function when the direct
equations are fulfilled. A small variation of £(¢,z,C,¢*) can be written
5L(0.2,C,0%) = 3T(90.2,0~[< S(Lp),9* ) o+ SA'N; (@™ —7)),0* >,
+ AN (CPo—PpNP™ > 1, + {M@p™), 0% ) 1+ CO(-A'ny ¢7), 0" ) 1] (29)
The term related to the variation d¢* of the Lagrange multiplier has been omitted, as it cancels out when the direct system of

equations is satisfied. From there, solving the initial inverse problem on .7 comes down to searching a critical point for £. The
key idea is to factorize Eq. (29) by means of integrations by parts, so as to write this variation under the form

SL(P.Z.Cp%) = (Do L3P > + {Ber LOP* > + (8, £,02) + (3¢ £,6C) (30)

and to cancel each directional derivative, assuming that the variables vary independently.

It has already been mentioned that the derivative with respect to the Lagrange multiplier is zero when the direct LEE
and the associated boundary conditions are respected. The cancelation of the ¢-derivative d,£ helps to state the system of
adjoint equations, which in turn allows to express 8;£ and &cL.

2.2.1. Derivation of the adjoint system
By integrating Eq. (28) by parts, it is found that the derivative with respect to the state vector is zero when the Lagrange
multiplier ¢* satisfies the system

L*¢*=0,7 onQ
M};(p* =0 on I (31)
Anf@*=0 onlUTr;
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where the operator L*. =—Jw-—ai(A‘T-)+BT- is the adjoint operator of the linearized Euler equations (1 denotes the
Hermitian conjugate). The Lagrange multiplier ¢* is called the adjoint vector or adjoint state. Matrix M}; = A"n.'—i—M}f,. is the

adjoint impedance matrix, translating the adjoint impedance condition p* = —zv*n; with Z the complex conjugate of z. It is
worth noting that the minus sign in the multiplicative term —jw accounts to an integration run backward in time in the
temporal domain. As the source term 8,7 involves ¢, the direct system has to be solved before considering the adjoint
system. The support of 7 being Qgs, this region will constitute the source localization for the adjoint problem.

2.2.2. Sensitivity to the search parameters

The stationarity of £ with respect to the search parameters leads to the following expressions for the derivatives of the
objective function:

37920 JMop
oz __< Bz ), (32)
and
0 ¥ *C | - *
j(ép_cz )= (AN Qo 0% )1, (33)

Vector ¢, is the source vector for the direct problem defined in Section 2.1.2.

As Eq. (32) remains general, this formula can be applied to any impedance and is not restricted to the liner impedance z;.
This namely allows to educe the exit impedance z, (leading to a scalar product over I'; instead of I"}), as well as to split the
liner into several parts with different impedances to check the homogeneity property of the material.

2.2.3. Eduction loop
Finally, each iteration of the search process is made of the following steps:

[a—ry

. The direct problem is solved with input z and C initial values.
2. The raw data from measurements are treated to get ¢,,.,; on the computational domain. 7 is computed thanks to
Eq. (27).

3. Combined to the state vector ¢ obtained at the first step, ¢, enables the construction of the adjoint source term 8,7
by differentiating Eq. (27).

. The adjoint problem is solved, for a computational cost equivalent to the direct problem.

. Formula (32) and (33) are applied to calculate the gradient of the objective function.

. The value of 7 and its gradient are submitted to the termination criteria. The first one stops the run if a change of the
objective function between two loops k and k41 is sufficiently small, that is [35]

jk_jk+1
max(|Tics1 || Tel. 1)

where T is a parameter controlled by the user and ¢ is the machine precision, generated by the routine. The second
stopping criterion terminates the run when the gradient projection has a sufficiently small infinity norm

Iproj(Vo)lle < Ty (35)

with Ty a parameter controlled by the user. The choice of Ty and Ty allows to adjust the precision of the final result.
If one of the criteria (34) or (35) is satisfied, the current set of parameters is retained as the educed one. Otherwise 7
and the gradient are used as input of a BFGS-B algorithm (Broyden, Fletcher, Goldfarb, Shanno for bounded variables
[36]) to get a new set of parameters z and C and loop to step 1.

s

<Tg%e (34)

3. Benchmark of the impedance eduction process
3.1. Validation of the direct propagation model

Before validating the eduction process, the reliability of the direct model needs to be confirmed. Although not presented
here, results on academic test cases such as rigid walls or impedance tube configurations perfectly match the corresponding
analytic solution. Besides, a previous paper [37] already compared favorably to results published by Ozybriik et al. [38].

Here is presented the comparison of results obtained with our propagation code to benchmark data given by Jones et al. [27],
in the no-flow configuration which will also be used in Section 3.2 to assess the robustness of the impedance eduction process.
A scheme of the test section of the NASA grazing incidence tube (GIT) is given in Fig. 6. In the following sections, results will be
presented dimensionalized.

Sound pressure levels (SPLs) and phases at the upper rigid wall are measured in [27] by 31 microphone probes.
The liner and exit impedance used as input of our DG code are the one educed in the reference paper. The triangular
mesh consists of Lagrange P, elements. The frequencies considered are taken in the 0.5 to 3 kHz frequency range, with a
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Fig. 6. 2D scheme of the test section of the NASA grazing incidence tube.

o Measurements (Jones et al., 2005)

Numerical results
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Fig. 7. (a) SPL and (b) phase on the upper wall of the NASA GIT. Measured values from Ref, [27] and simulation with the DG code.

500 Hz step. Mesh resolution has been chosen to reach 20 elements per wavelength at 3 kHz, which has been found
sufficient to avoid numerical dissipation. Since arbitrary amplitude and phase are taken at the source plane in the DG code,
simulated values are calibrated to match the measured ones at x; =0 mm. As can be seen in Fig. 7, measured SPLs and
phases are well captured by the DG propagation model.
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3.2. Validation of the adjoint-based eduction method

3.2.1. Impedance eduction from wall pressure measurement

Benchmarking of the eduction process has been done on the data described above, taken from Ref. [27], where the liner
impedance has been educed from a finite element model of the convected Helmholtz equation, the exit impedance being
measured by a two-microphone method. To make a pertinent comparison, the same kind of objective function has been
taken as the one used in [27], expressed as the squared error between the measured acoustic pressure pi... and the
simulated acoustic pressure pm, ., summed over the N=31 microphones

N
j(‘P*Z*C)= Z ||1'-":'-:n?alc_f-"’nmﬂeas”2 (36)
m=1
The eduction process has been performed in two distinct configurations.

e The “NRp case” (for “non-reflective case” from pressure measurements) excludes the exit impedance of the search process.
The non-reflective boundary condition (18) is applied at the termination plane, which boils down to a termination
impedance z; = 1.0+ 0.0j.

e The “Elp case” (for “exit impedance case” from pressure measurements) includes the exit impedance at the termination
plane as a search parameter. The educed exit impedance is expected to be close to z; =1.0+0.0j, and this value is
consequently taken as initial value for the search process. Results for the educed exit impedance are shown in Fig. 8,
and agree very well with NASA measurements.

Searched impedances have been bounded such as

{ 00<r<50 and -50<y <50 forthe liner

05<r<15 and —-05<y<0.5 forthe exitimpedance (“Elp case”) (37)
The calibration coefficient C is not bounded. The initial values are z,; = 1.0+1.0j for the liner impedances and Ci,; =
10.040.0j for the calibration coefficient.

Educed liner impedances are presented in Fig. 9 and provided in Appendix A (Tables A1 and A2). Taking the exit impedance
into account (“Elp” case) gives a better agreement with the impedances from NASA, as already noticed by Eversman and
Gallman [14]. There is hardly any difference between the impedances educed with our DG code and the reference impedances
by Jones et al., except maybe at 2 kHz where a disagreement appears. A look at the reconstructed pressure at the upper wall
(Fig. 10) reveals that there is only little difference between fields calculated by the DG code with the liner impedance value
educed in the “Elp” or “NRp” case, and with the impedance educed by NASA. Jones et al. [27] have already noticed this kind of
behavior near the anti-resonance frequency, namely between their classic 2D-FEM code and a quasi-3D FEM approach.
A detailed investigation [39] revealed that these anomalies are not due to the grid refinement or to the choice of optimization
algorithm, and that they are present whether the Helmholtz equation or linearized Euler equations are used. Recent work at the
NASA Langley Research Center intends to increase confidence in the educed acoustic resistance, by making the anti-resonance
frequency vary thanks to different cavity depths [40]. However, at the anti-resonance frequency the liner has very poor
attenuation properties and tends to behave as a rigid wall. Consequently the differences in the educed impedances are of little
importance, the most interesting behavior occurring around the resonance frequency.
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Fig. 8. Exit impedance educed from upper wall pressure measurements on the NASA GIT for the “Elp case”.
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Fig. 9. Liner impedance educed from upper wall pressure measurements on the NASA GIT.
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Fig. 10. (a) SPL and (b) phase on the upper wall of the NASA GIT at 2 kHz. Measured values from Ref. [27] (triangular symbols), DG simulation with liner
and exit impedance from the reference paper [27] (solid lines), and DG simulation with the impedance educed from the “NRp" case (dotted lines) and
from the “Elp” case (dashed lines).

Sensitivity of the results to the liner impedance can be investigated by plotting the map of the objective function 7 in
the impedance plane (r,y), normalized by the target value. This quantity will be called “reduced objective function” and
denoted by 74, such as

N
Zm=1 lll"“"-:n:;lc_1"“)nnrl"1eas”2 (38)

jred =
N m 2
Zm =1 ”pmeas I
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Fig. 11. Objective function based on the acoustic pressure, represented at 2 kHz (a) in the impedance plane (r,y) and (b) in the reflection coefficient plane
(Re(f), Im(f)). The exit impedance and calibration coefficient are fixed to their educed values. Symbols locate the educed impedances for the “NRp” case
(#), “EIp” case (A) and NASA value (H).

The regular mesh chosen here uses steps of Ar=Ay =0.2. The shape of the reduced objective function at 2 kHz (see
Fig. 11(a)) shows a relatively shallow region around the minimum, which confirms that a large set of educed impedance
values can lead to slightly identical acoustic pressure at the opposite rigid wall. Recall that this plot has been built with our
DG code, which places our educed values at the minimum of 7 .4. Of course, the same figure plot with the NASA FEM code
shows the value educed by NASA at the minimum [41]. Our point here is to show the small sensitivity of the objective
function to the impedance in this region. For example, for a fixed reactance y = 1.8, changing the resistance value from
r=2.6 to r=4.8 hardly affects the error of 7 to the target value, as it remains within the 0.5 percent circle.

This plot has been realized by fixing the exit impedance and the calibration coefficient to their final educed values,
which means that only the liner impedance z is considered as a parameter. Therefore, the fact that only one, global
minimum appears in the objective function must be considered cautiously, as local minima may arise in the complete
multiparameter search procedure with z;, C and z,.

The same reduced objective function may be displayed in the (Re(f),Im(f)) plane (Fig. 11(b)). The same contours levels
have been used (0.5 percent between each isocontour ligne), and pictured for the same admissible domain of impedance. It
brings to light sharper gradient, which is of particular interest for a fast convergence of the inverse problem. Even though
the boundary condition is implemented through a f-formulation (Eq. (24)), the current version of the code is established
by considering directly the impedance as a search parameter to ensure positivity of the resistance. However, Fig. 11(b)
reveals that it could be particularly advantageous in further developments to treat the reflection coefficient as parameter.

3.2.2. Numerical investigation on eduction from acoustic velocity

The parameter identification method currently being developed is planned to be used with measurement obtained by
laser Doppler velocimetry (LDV), and behavior of the eduction process with objective function written in terms of acoustic
velocity is worth being explored. The use of adjoint equations makes easy a change of objective function, as it only impacts
the second member of the adjoint state equation (31).

As acoustic velocity data on the NASA GIT are not available, a numerical experiment was made. Simulations are
performed with the DG code, with input liner and exit impedance values taken from [27]. The synthetic velocity obtained
is modified by addition of artificial noise. When dealing with LDV measurements without flow, the main noise
contribution lies in the electronic shot noise. To simulate this kind of noise, a normal distribution has been chosen for
the streamwise and transversal acoustic velocity, in terms of amplitude and phase. These laws are characterized by their
mean values (chosen as the amplitude and phase of the synthetic velocity) and the standard deviation &,, ¢, on the
amplitudes and ¢, ¢, on the phase. These quantities are chosen such as

fu=by=5" 59

{ Oy =6, =5 percent umax
with umax the maximum amplitude value. At this source level and without flow, the orders of magnitudes taken for the
standard deviation on the amplitude and phase are representative of the actual noise in the LDV test-bench of Onera.

The resulting synthesized velocity with added noise is then considered as the “measured” one, upe,s, and is used to
calculate the velocity objective function

J(9.2.0) = f I Umeas—Ucatcl 2o, (%) (40)
0
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This case will be denoted “Elvn” case (for “exit impedance case” from simulated velocity with added noise). Note that
contrary to Eq. (36), the squared error is assessed from a vector and integrated on the observation region . This one is a
2D area of dimensions 406 mm x 25 mm just above the liner, as pictured in Fig. 12. It has been chosen to fit the typical
zone in which the acoustic velocity is acquired by LDV at Onera.

Figs. 13 and 14 show the educed liner and exit impedances, which compare very well with the input impedances in
spite of the added noise. Educed impedances are given in Appendix A (Table A3). They are very close from the impedances

Xz
Hard wall

L
|
= Q obs

L~ R I P T
= R RIS

HEIRERRRARERERS
X1

(0]

Hard wall Liner Hard wall

Fig. 12. Observation region for the “Elvn" case.
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of [27], as these latest have been used as input of the code. Only a slight difference is observed on the liner reactance at the
anti-resonance frequency (2 kHz), and on the exit resistance and reactance at 3 kHz. This numerical investigation is
interesting as it shows that impedance eduction based on 2D acoustic velocity fields above the liner is not only possible,
but also show little sensitivity to noise as well as attractive convergence properties as highlighted in the next paragraph.

3.2.3. Influence of the objective function

The eduction method allows effortless evaluation of the impact that can have the choice of objective function. Convergence
properties has been compared for pressure and velocity-based objective functions. For the velocity, the “Elvn” case is
considered without noise and referenced “Elv”. To remain coherent and avoid any effect of measurement noise, the same
approach as in the “EIv” case is applied to pressure. This means that acoustic pressure synthesized by the DG code with
impedance values from NASA is used as the target measurement. This case will be denoted “Elp_syn”. The observation region is
still the 2D area for “EIv” and the upper wall microphone locations for “Elp_syn”. To allow easy comparison, we chose to
represent the reduced objective function as written in (38). In terms of acoustic velocity, this reads

Jo!Umeas —Ueacl g, (X)

Joumeas!®Ig,, () (41)

jred=

Termination criteria (34) and (35) are ruled by T, =10% and Ty = 10>.

The convergence rate of each case is plotted in Fig. 15. Note that the “Elp” case genuinely requires 34 iterations to converge,
even if the scale of the graph does not allow to see any change in ,7eq after 20 iterations. The search procedure converges more
rapidly to the expected value with the velocity-based objective function (40) than with the pressure-based objective function
(36). This behavior can be understood as the two components of acoustic velocity are considered on over 250 triangular
elements, which represents far more information than the single acoustic pressure on the 31 microphone probes. This clearly
appears when the objective function is displayed in the impedance plane (r,y), as can be seen in Fig. 16 where it has been
plotted for the “Elv" and “Elp_syn” cases. Steps of Ar= Ay =0.08 have been taken. Symbols locate the educed impedances
which are identical, and therefore superimpose. The velocity-based objective function reveals sharper gradient and a less

—a— "Elv" case, 1kHz
________ "Elp_syn" case, 1kHz

lteration number

Fig. 15. Evolution of the reduced objective function during the search process at 1 kHz.
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Fig. 16. Objective function at 1 kHz (a) for the “EIv" case and (b) for the “Elp_syn" case. The exit impedance and calibration coefficient are fixed to their
educed values. Symbols locate the educed impedances for the “EIv"” case (¥), “Elp_syn” case (») and NASA value (H).
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shallow region around the minimum. This explains the faster convergence in the “EIv” case, but also shows that the uncertainty
is less important than with the pressure-based objective function.

3.3. Impedance eduction with liner partitioning

As mentioned earlier (see Section 2.2), a search procedure with several impedances can easily be treated. This allows to go
beyond the hypothesis of a liner modeled by a single, homogeneous impedance. It has been done by partitioning the liner in two
parts of equal length, with impedances denoted z; and zp. The first (complex) search parameter is z;;; as we expect the two
impedances to be quite close from each other, the second search parameter is not directly zp but the difference Az =z, -z,
which is expected to be small and is thus constrained in [-0.5; 0.5]4[—1; 1]]. The configuration is similar to the “NRp” case.

Results on SPL are shown at 0.5 kHz (Fig. 17), where the benefit on the reconstructed pressure is the most visible. No
amelioration could be seen on the phase. The educed impedances are z;; = 0.68—1.57j and z;; = 0.38—1.88j, which have to be
compared to the impedance educed in the “NRp” case, z; =0.54—1.66j, not far from an average value between z;; and zp.
An increase in the number of parameters thus leads to improvement in the eduction results. Even though further investigation
has to be carried out, this result suggests that partitioning can lead to a gain in the accuracy of the educed values.

3.4. lllustration by the adjoint state of the first-order necessary condition for optimality

In most cases of the literature, the adjoint state can directly be interpreted as a sensitivity or receptivity function.
Amongst others, Barone and Lele [30] stated that it represents the sensitivity to external forcing of a free mixing-layer flow
created downstream of a splitter plate termination. Airiau et al. [29] used it to study the receptivity and sensitivity of an
incompressible boundary layer over a flat plate. In the present case, the form of the directional derivative (32) makes
difficult an interpretation of the whole adjoint field. Nevertheless, it is interesting to consider the first-order necessary
condition for optimality

0:7(9,2,0) =0 (42)
Developing expression (32) in the case of a horizontal liner (n; =0 and n; =—1) leads to
_2p? f VIF Al =0 (43)
Iy
The - denotes the complex conjugate. Assuming a liner with a reflection coefficient f; different from 0 (z#1), the

integral of the product vv* over the liner should be zero. It actually occurs that this is due to the cancelation of the adjoint
velocity normal to the liner, i.e. v* = 0 over the lining sample. Once again, this happens only when the first-order necessary
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condition is satisfied, namely when the eduction process has converged to a suitable value. The evolution of the adjoint
velocity at the surface of the liner during the eduction process is shown in Fig. 18, illustrating the fact that v* tends to zero
while the eduction loop progresses. It also allows to check that upstream and downstream of the liner, the rigid wall
adjoint condition (v* = 0) is satisfied.

4. Conclusions

A new method for liner impedance eduction has been presented and validated. It seemed important to the authors to
describe thoroughly the obtention of the discontinuous Galerkin formulation and adjoint equations, since they differ from
the methods usually found in the impedance eduction community. The discontinuous Galerkin scheme is particularly
adapted to the adjoint formulation, as the “differentiate-then-discretize”” and “discretize-then-differentiate” approaches
are equivalent. The main results of validation presented here rely on data published in 2005, directly available in the
literature [27]. Simulation results compare very favorably to these measured data, with the possibility to educe exit
impedance as well, without need to measure it. Benchmarking with more recent and more complete measurement data
[40] is currently being treated.

In particular, it has already been highlighted that the current study is limited to a no-flow configuration, cases in the
presence of a grazing flow being planned for publication in a forthcoming paper. A first step has been made in this
direction [42], but it still has to be comforted.

Although the results obtained so far concern a configuration without flow, they indicate the powerful resources brought
by the process. The analytical expressions of the objective function directional derivatives, obtained through the solution
of the adjoint equations, make easy a multiparameter study without additional computational cost. It can be useful for the
test of non-homogeneous liners as presented here, or when impedance models such as Biot’s, or the extended Helmholtz
resonator model in time domain, are employed. Whereas no physical interpretation of the global adjoint field could be
found, its behavior during the sequence of process iterations has been exposed. Further calculation may consist in
considering the problem as an optimal control problem, in order to get sensitivity of the acoustic field to the liner
impedance and thus give information on the best localization of the observation region. The opportunity to displace the
observation region towards the lining sample should contribute to get impedances more representative of the actual
behavior of the liner. The numerical experiments based on acoustic velocity objective function are promising, and let hope
that further benchmarking on LDV measurements will be successful, with a 2D observation region situated above the liner.
Another important result is that it could be advantageous, for accuracy as well as for convergence speed, to use the
reflection coefficient as a search parameter rather than the impedance, still taking care that the resistance remains
positive.

Appendix A. Educed impedances

See (Tables A1-A3).

Table A1
Liner resistance and reactance from the reference paper and educed for the “NRp” case.

Frequency (kHz) r[27] ¥ [27] r, “NRp” case 7. “NRp" case
0.5 0.51 —1.68 0.54 —1.66
1.0 0.46 0.00 0.48 0.04
1.5 1.02 1.30 0.88 1.14
2.0 4.05 0.62 3.08 2.00
25 1.54 —1.60 1.71 —1.40
3.0 0.70 -0.29 0.63 -0.39
Table A2

Liner resistance and reactance from the reference paper and educed for the “Elp” case.

Frequency (kHz) r[27] ¥ [27] r, “Elp” case ¥, “EIp" case
0.5 0.51 —1.68 0.53 —1.66
1.0 0.46 0.00 0.48 0.04
1.5 1.02 1.30 0.86 1.19
2.0 4,05 0.62 3.63 1.86
25 1.54 —1.60 1.70 —1.40

3.0 0.70 -0.29 0.64 -0.11
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Table A3
Liner resistance and reactance from the reference paper and educed for the “Elvn” case.

Frequency (kHz) r[27] ¥ [27] r, “Elvn"” case 7. “Elvn” case
0.5 051 —1.68 048 —1.64
1.0 046 0.00 047 0.00
1.5 1.02 1.30 1.08 1.35
2.0 4,05 0.62 428 0.12
25 1.54 —1.60 139 -1.63
3.0 0.70 -0.29 073 —-0.26
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1. Introduction

Nowadays, wall liners are widely used in aeronautics to reduce engine noise by damping the acoustic modes propagating
within air intakes or nozzles. Recently, Aurégan and Leroux [ 1] studied a ceramic liner which is very efficient in the absence of
flow, but has a totally different behaviour when exposed to a grazing flow: anincrease in the acoustic transmission coefficient
is observed at the resonance frequency of the liner. The authors, referring to the experiments of Brandes and Ronneberger 2],
explain that this behaviour may be caused by the appearance of an hydrodynamic instability above the liner. Such a liner was
then further investigated in an experimental work: Marx et al. [3,4] performed PIV and LDV measurements and they brought
into evidence large coherent flow structures above the liner as soon as the duct mean flow is fast enough. These flow
structures are assumed to be due to an hydrodynamic unstable mode convected above the liner.

A few years earlier, hydrodynamic instabilities in lined ducts have been identified by Rienstra [5]. He performed a linear
stability analysis of the Euler equations in a cylindrical duct with a lined wall and uniform flow. In this way, he showed that for
an infinite impedance of the duct wall, the well-known acoustic modes could be recovered, whereas for finite impedance and
high frequencies, four kinds of surface modes could appear; one of them was potentially unstable and appeared only with
non-zero base flow and it was tentatively called hydrodynamic instability (HI). More precisely, it denotes an amplified mode
propagating downstream, whose phase speed is lower than the base flow velocity. Rienstra performed a stability analysis to
prove its instability, using a criterion derived from the work of Crighton and Leppington [6]. However, Brambley [7,8] recently
showed that this method was not mathematically correct. He also pointed out that the more general Briggs-Bers stability
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criterion [9,10] could not be applied when a locally reacting linear impedance model is used with a uniform mean flow and
the Ingard-Myers impedance condition [11,12], because such a system permits arbitrarily large temporal growth rates for
real wavenumbers.

However, Vilenski and Rienstra [13-15] obtained similar results when they extended this analysis to sheared duct flows.
They showed that impedance-related hydrodynamic surface waves can also occur in the presence of a boundary-layer type
mean flow. Their stability properties are governed by the mean flow properties (Mach number, boundary layer thickness) and
by the liner impedance. These results are obtained using the classical impedance definition at a wall with no-slip mean flow,
which should not lead to an ill-posed problem.

The present paper aims at confirming whether this theoretical instability is responsible for the flow structures that are
observed in experiments. A spectral collocation technique, based on the Chebychev polynomial basis decomposition [16], is
implemented to solve the linearized Euler equations for a sheared duct flow over an impedance wall with no-slip condition. It
is first validated in a cylindrical geometry configuration on Rienstra's test cases [15]. Then, a similar test case in plane two-
dimensional geometry is studied: since a maximum temporal growth rate is found for any real wavenumber, the Briggs-Bers
stability criterion [10] can be applied to show that the so-called (HI)-mode is indeed unstable. Finally, simulations fitting to
Marx et al. conditions in [3,4] are carried out: the theoretical existence of the (HI)-mode is confirmed, and experimental and
numerical wavenumbers, growth rates and acoustic fluctuations are compared. Moreover, the acoustic energy flux
characteristics, according to the definitions given by Elias [17,18] and Godin [19)], are investigated.

2. Eigenmodes in a cylindrical duct
2.1. Governing equations

Consider an inviscid perfect gas flowing along an infinitely long cylindrical duct of radius a (see Fig. 1). Let t be the time, x,r
and 0 the axial, radial and azimuthal coordinates, u, v and w the axial, radial and azimuthal components of the velocity V, p the
pressure, p the density and s the entropy per unit mass. y =cp/c, represents the ratio of specific heat capacities at constant
pressure and constant volume respectively. The pressure, the density and the absolute temperature T satisfy the equation of
state p = pRT, with R=cp—cy. Then, if D/Dt stands for the convective derivation 8/8t+(V - V), the Euler equations read

op DV Ds
sV PV=0, p=+Vp=0, F =0 (1)
The flow field is written as the sum of a steady base flow and a small-amplitude unsteady perturbation:
(V.p.p) = Vo.Po/7.p0)+(V.5.p) (2)
The base flow is supposed to be parallel and is sought for as
ug=1up(r), vo=0, wp=0, pqg, p, constant (3)

The following reference quantities are introduced to define dimensionless variables: radius a as reference length, base flow
sound speed co = \/ypo/p, as reference velocity, to = a/co as reference duration, p, as reference density and p. = poc3 as
reference pressure. From now on, only dimensionless quantities x—x/a,y —y/a, t—>t/tg, V-V /co, p = p/ pPo. P— P/Pres Will be
considered. In order to obtain the linearized Euler equations, the small-amplitude disturbance field is sought for under the
harmonic form

(i1,0,W,p, p) = (U,V,W,P, Y)eiwt-ikx—imb (4)

where @ is the dimensionless excitation frequency, k the dimensionless complex wavenumber and m the azimuthal
wavenumber. The dimensionless velocity, pressure and density disturbance amplitudes UV, W, P and Y are unknown
functions of r. Since the entropy equation yields P = ), the linearized Euler equations for mass and momentum can be written
as follows:

Ck,w)- X =0 (5)

Fig. 1. Duct geometry.
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where £ is the linear operator with respect to k and w

i(mw—kMy) —ik d/dr+1/r —im/r
_ —ik i(m—kMg) Mg 0
Lloy=1| " 4/4r 0  i(w—kMy 0 (6)
—im/r 0 0 i(w—kMp)

applied to the vector X = (P,U,V,W)'. d/dr and primes ' stand for the derivative with respect to r, and My is the dimensionless
base flow velocity or Mach number. m is fixed, and either « or k must be fixed to consider a spatial or temporal eigenvalue
problem. Concerning the boundary conditions, the duct wall is constituted of a locally reacting liner of complex specific
impedance Z. According to Ingard [11] and Myers [12], if n represents the outward normal vector to the fluid domain (that
points into the wall), the relation3(V - n) /ot = D(p /Z)/Dt must be satisfied at the wall to take into account the effect of a vortex
sheet, yielding the following expression:

wZV(1)—(0—kMo(1))P(1) =0 (7)

When the mean velocity cancels at the wall, the classical expression P(1) = ZV(1)is recovered. The locally reacting liner can be
modelled by an array of Helmholtz resonators with face-sheet (see [20]), whose impedance Z verifies

Z(w) = R+inw—icot(ml) (8)

Rand nw stand for the face-sheet resistance and mass reactance and L is the reduced lining depth (i.e. lining cavity height over
duct radius ratio). Referring to a common approximation [1,4],  is set equal to 0. As a conclusion, solving the linear problem
(5) with the boundary condition (7) for a fixed azimuthal wavenumber m, and known mean velocity profile My and
impedance Z, implies solving a dispersion relation

D(k,w) =0. (9)

Here, this relation is implicit, and has to be solved numerically by discretizing problem (5) and fixing either & or k. When the
spatial wave evolution is considered (as it is in most of this paper), @ is a fixed real number and the complex eigenvalue k and
eigenfunctions (P, U, V, W) are sought for. However, so as to use the Briggs—Bers stability criterion, simulations with a real
fixed k and unknown complex ), or with a fixed complex frequency @ = ege +imy, will also be carried out.

2.2. Numerical scheme

2.2.1. Principle
The eigenvalue problem (5)-(7) is decomposed onto a Chebychev polynomial basis (Ti)kepo,n; Of order N [16]. First, the
relation between the physical reduced variable r € [0,1] and the Chebychev variable { € [-1,1] is defined as

- 2’(1_5)
Q)= T3 247 (10)
where A is a fixed parameter. The collocation points {; are then defined as
" T .
f=cos(§). iclON (1)

Even if the variable change (10) is quasi-linear (for instance with /A = 3), the points distribution (11) naturally clusters the
points near { =1 and —1, and consequently near the boundaries of the integration domain r=0 and 1. However, the
resolution near the wall can be reinforced by choosing / = —(1+¢), with 0 < & < 1. Moreover, there exists a derivation matrix
A such as, for any linear combination of Chebychev polynomials F and any collocation point {;, the derivative of F with respect
to { can be expressed as follows:

dafF . & ..
d—C(giJ= Z]AHF(‘:J') (12)
J:

The eigenfunction X = (P,U,V,W)" can be decomposed onto the Chebychev polynomial basis, and expressed on the (jeo.N
points distribution, with r; =r({;). Thus the discrete eigenvector X is defined by
X = [P(ro),U(r0),V(ro),W(ro), . .. .P(rn), U(rn),V (rn), W(rn)] (13)

Yet, thanks to property (12), any element of dX/dr can be expressed as a linear combination of the elements of X, yielding
problem (5)-(7) to be reformulated as a matrix eigenvalue problem:

[D+kQ]-X=0 (14)

where D and Q are 4N-square matrices.
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2.2.2. Mesh convergence and validation
So as to validate this method, several test cases found in Rienstra’s articles are performed with uniform [5] and sheared
[15] base flows written as

Mo(r) = Mmaxf(r,0) (15)

where M,ax is the maximum Mach number on the centreline, é a pseudo-boundary layer thickness, and f a two-variable
function defined as

-—1-
f(r,0) =tanh (%) +(1=r)1—tanh(s™ ")) (%H— r+ 1) (16)

As long as ¢ is small enough, say lower than 0.1, one has f(1-0,6)~0.76 and f(1—-30,6) ~0.995.

Rienstra's eigenvalues are recovered for uniform base flows: in this case, no more than N = 150 points are necessary to
reach mesh convergence with 4 = 3. Concerning the sheared base flows, a discrepancy appears, particularly for the highest
shear levels. A particularly critical case is presented here: the disturbance frequency @ is set equal to 10, the angular
wavenumber is m =0, the base flow parameters are Mp.x=0.5 and 6 =0.002, and the wall specific impedance is
Z =3.0+1.39i. A part of the spectrum, calculated with N =150 and A= —1.1, is presented in Fig. 2: the eigenvalues k are
plotted in the complex plane (kge, kim). The eight discrete modes near the real axis and close to the origin represent the
acoustic modes propagating in both directions. All these modes are slightly damped due to the lined wall. On the axis
k =~ —7 + ik, are located in the evanescent acoustic modes. The modes situated on the continuous semi-infinite real branch
kge > 20 are such that the coefficient c»—kMy(r) cancels at a particular point of the duct section. In other words, at this critical
point, the phase speed equals the local base flow velocity. This factinduces a singularity in the matrix of £ operator (6). Finally,
an isolated mode appears in the upper right quarter of the spectrum. It was tentatively called hydrodynamic instability (HI)
by Rienstra [5], because it only appears with flow, and since k, > 0, it potentially propagates and is amplified in the same
(downstream) direction. Further stability analysis will show that it does denote a convective instability.

It can be seen that the agreement is good for both propagative and evanescent acoustic modes and for the first mode of the
continuous branch—the only one shown by Rienstra. However, a big gap exists for the (HI)-mode between Rienstra’s
eigenvalue (kg ~1254-59i) [15] and the present one (k= 1244-22i), even when the resolution N and the wall refinement
parameter A are varied (Table 1): the convergence is reached for N =150 and 2/ =—-1.050r N= 190 and 4 = —1.1 if the value
k=124+22.1iis considered as a good approximation; in both cases, 18 points are clustered in the “boundary layer zone”
r € [1-6,1]. In Fig. 3 are plotted the (HI)-mode axial and radial velocity component amplitudes, normalized by the maximum
value of |V|: they are lower than 10~ 2 for rin [0, 0.92], which justifies the “surface mode” denomination. Such a property may
entail issues for a step-by-step integration coupled to a shooting method, as used by Rienstra [13] to solve the eigenvalue
problem, which could explain the noticed discrepancy. The collocation method appears to be well suited to cope with this
kind of problem.
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Fig. 2. Spectrum for a cylindrical duct, @ = 10, Mpax = 0.5, 8 =0.002, Z = 3.0+ 1.39i. O: eigenvalues calculated with spectral collocation method, N = 150,
A= —1.1; +: eigenvalues calculated by Rienstra.
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Eigenvalues calculated for the HI-mode with different values ofthe number of points N and the mesh refinement parameter A—test case @ = 10, Mpa = 0.5,

6=0.002, Z=3.0+1.39i

A N=100 N=150 N=190
3 125.2 + 29.35i1 110.7 + 15.83i 1216 + 26.00i
-15 1233 + 26.271 1233 + 2471 121.8 + 22.451
-11 1219 + 22.71i 1232 + 21.54i 1242 + 22271
—-1.05 124.8 + 22.58i 1236 + 22.08i 123.8 + 22.08i
‘I —
098
0.96
094 -
092 -
09 _I 1 TN I T R N T T N TN T N N AN N N B
0 1 2 3 <

Ul VI

Fig. 3. HI-mode axial and radial velocity component moduli |U| and |V|, normalized by the maximum value of |V|, for test case @ = 10, Mpax = 0.5, 6 = 0.002,
Z=3.0+139i, in a cylindrical duct. Computation carried out with N =190 points, 1= —1.1. (—): |U|; (- - -): |[VI.

3. Eigenmodes in a plane duct
3.1. Governing equations

An equivalent study is performed in a plane two-dimensional duct of height h (Fig. 4), whose lower wall is constituted by a
locally reacting liner of specificimpedance Z described by Eq. (8). The upper wall is supposed to be rigid, i.e. of infinite impedance.
Once again, all the physical quantities are made dimensionless with reference length, velocity, duration, density and pressure h, co,
to=h/co, poand prs = pocg respectively. The same flow and solution hypotheses as mentioned in Section 2.1 are used here. Now,
the eigenfunction X = (P,U,V) is considered, where U and V are the axial and transverse components of the velocity fluctuation,
and the linearized Euler equations are represented by the operator £ such as £(k,m)- X =0:

) . ) d
i(w—kMp) —ik ay
Lk,m)= —ik i(m—kMp) Mg (17)
d. ) .
ay 0 i(w—kMg)
The Ingard-Myers condition is also used to derive the boundary conditions, i.e.:
wZV(0)+ (w—kMo(0)P(0)=0 at the lower wall (18a)
V(1)=0 at the upper wall (18b)

As in the cylindrical geometry, sheared base flows Mg (y) = Mmaxf(r(y),0) are used, where fis the function defined by Eq. (16), and
the variable change

ry)=1-2y| (19)

is introduced. In particular, with this formulation, My, is the Mach number value on the duct centreline and the profile is
symmetric with respect to y = 3.
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Fig. 4. Plane duct geometry.

3.2. Acoustic energy density and flux

The expressions used in this article for acoustic energy density and flux were found independently by Elias [17,18] and
Godin [19] following distinct methods. In particular, contrary to Cantrell and Hart energy definition, Elias-Godin energy
density and flux are rigorously conservative, even for a sheared mean flow. Examples of applications can be found in [21]. The
perturbed displacement vector &, related to the perturbed velocity V in Eulerian coordinates, is defined by

D¢

For constant mean pressure po, the Elias-Godin energy density E and flux ¢ in dimensionless form reduce to
( ) 12D§ .VE -V (21a)
_0& [(0& D&
p=p2+ (5 T )Vo (21b)
which yields in temporal average [17]:
E =H(w?—kk*M3)I €112 + |P?] (22a)
b= %Re[iP*&—i-Mo(w—kMo)lléllzex] (22b)

where the superscript * represents the complex conjugate. In particular, using (17) and (20), & can be expressed as a function
of the eigenfunctions:

—ikP

= — 23a
Sx ((ﬂ—kMQ)Z ( )
. —iV
5y = w—kM, (23b)

Thus both energy density and flux amplitudes grow as the squared amplitude of the eigenfunction. Considering the fluid domain
between two cross-sections x = x;, and X = Xqyt, the following quantities can be introduced: the power ¢;, entering the fluid
domain at x;,, the power ¢, outgoing the fluid domain at x,,, and the power ¢, entering the lined lower wall from Xi;, t0 Xgu:

1
Pin = ﬁ P(X=Xin) - €x dy (24a)
1
Pout = ﬁ DX =Xour) - €x dy (24b)
= ﬁ_m¢w=0)v(—ey) dx (24c)

The flux at the upper wall does not need to be considered, since it can be shown that it cancels for a rigid wall (see Appendix A).
3.3. Numerical scheme and validation

The spectral collocation method presented in Section 2.2 can be transposed to the plane two-dimensional geometry. The
variable change between the physical transverse coordinate y and the Chebychev variable { now reads

1—tanh(4{)/tanh(/)
5 .

yO= (25)
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where the parameter / is used to change the mesh points repartition: A < 1 leads to a quasi-linear variable change, whereas
for /1 > 1 the wall side resolution is enhanced. Mesh convergence is carried out in this configuration, considering a test case
similar to that presented in Section 2.2.2: @ = 10, Mpax = 0.5, 6 = 0.002, Z = 3.0+ 1.39i. A particular attention is paid to the
hydrodynamic instability mode, whose converged eigenvalue is approximately k = 124.3+21.97i. As it canbe seen in Table 2,
mesh convergence is easily reached with A = 3—nomore than 200 points are needed—whereas choosing 4 = 1 requires twice
as many points: for this mode, a fine mesh refinement near the walls is requested to reach convergence. Then, the calculations
performed in two-dimensional plane configuration can be compared to those obtained in cylindrical geometry: the
eigenvalues are very close (k= 124+422i), and the shapes of the eigenfunctions near the absorbing wall look similar
(seeFig. 5 with regard to Fig. 3). This shows that the HI mode behaviour mainly depends on local parameters such as the base
flow profile above the wall and the material impedance; the impact of the duct geometry is of very small importance.

3.4. Stability criterion

So far the only eigenvalue of the quarter right upper part of the spectrum has been called “hydrodynamic instability”
because it corresponds to a mode that grows exponentially in the downstream direction and has a downstream phase speed.
However, determining whether this mode is upstream or downstream propagating requires to perform a stability analysis.
According to Bers [10] and Huerre [22], the stability analysis of the system related to the dispersion relation D(k, ) consists in
evaluating its long-time limit response to a perturbation. Such an evaluation leads to the Briggs—Bers stability criterion [10],
also depicted by Brambley [8] in the case of duct flows over wall liners. The formalism adopted in this last paper will be used
hereafter.

The response of the system to an harmonic perturbation of frequency wy (typically @y = 10 here) is given by integrating
Green's function

—iel @k dqk dw
G0 = ff4n2 (w—wp)D(k,w) ~ (26)

The constraints of causality of G and of absolute convergence of the integrals above imply that the spatial contour C;, is necessarily
along the real k-axis, and therefore the temporal contour C,,, must lie below all the solutions of D(m,k) = O for a fixed k € R. However,
Brambley showed that, when the Myers boundary condition is used together with a uniform mean flow, the imaginary part of the

Table 2
Eigenvalues calculated for the HI-mode for different values of the number of points N and the wall side refinement parameter A.

A N =100 N =200 N =300 N =400
1 1134 + 18.70i 125.0 + 24.60i 123.1 + 20611 1246 + 22.49i
3 1248 + 21.451 1243 + 21.97i 1243 + 21971 1243 + 21.97i
01
0.08
0.06
> -
004
002
0_|||||J_|.-h|-'|||... : |
-1 0 1 2 3 4
U], V]

Fig. 5. HI-mode axial and transverse velocity component moduli |U| and |V|, normalized by the maximum value of |V|, for test case @ = 10, Mpa = 0.5,
8 =0.002, Z =3.0+1.39j, in a plane duct. Computation carried out with N = 200 points, 1= 3. (—): |UJ; (---): [V].
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(HI)-mode temporal eigenvalue can reach arbitrarily low values, and the problem is mathematically ill-posed. Here, the spatial (HI)-
eigenvalue is calculated for a decreasing imaginary part of @ until the real k-axis is reached; then, this complex frequency is used asa
starting point to investigate the evolution of the temporal eigenvalue for k € R: as shown in Fig. 6(b), its trajectory admits a
minimum my, ~ ) = —2.68 at k= 7.17. Therefore, any contour C,, = {R+ i, im €]—o00,#]} can be chosen so that the forward-
transform integral in (26) converges. So the Briggs—Bers stability criterion is valid.

At this stage, it can be shown that the trajectories of the spatial modes calculated for w € Cq, are split into upper branches
k,(Cs) and lower branches k;(C,,) (amongst them is the (HI)-mode trajectory plotted in Fig. 6(a)), that do not cross the real
k-axis. Then, the long-time limit of the system responding to the harmonic disturbance of frequency @y is investigated by
slowly translating the C,,-contour into a C,, contour up to the real w-axis, and deforming_it near @ = y to avoid this pole of
the integrand. In the same time, the Cy-contour is also deformed if necessary into a Cy-contour that stays between the
deformed upper and lower spatial branches k;(Ce) and ku(Ce). According to Brambley, three cases can occur:

e If no branch crosses the real k-axis, the Cx-contour does not need to be deformed, so the system is stable.

e If one or more branches eventually cross the real k-axis, the Cx-contour must stay between them anyway, and therefore
must be deformed into a ¢,-contour. Here, the (HI)-eigenvalue trajectory obviously crosses the real k-axis (see Fig. 6(a)),
thus such a deformation is necessary. In that case, Jordan’s lemma implies that the dominating term of Green’s function is

(a)
30 T T T T T B T

oF
40 60 80 100 120 140
kr
(b) T T T T T T T T T T
0
5 -1

3 L | 1 1 1 1 | 1 1 1 1 | 1

Fig. 6. Spatial and temporal trajectories of the (HI)-eigenvalue, for test case Mpax = 0.5, =0.002, in a plane duct; Helmholtz resonator parameters: R= 3.0,
n =0, L=0.25. Computation carried out with N = 200 points, A = 3. (a) Spatial trajectories of the (HI)-eigenvalue in the complex k-plane. (—): mim fixed,
Wge € [0,30]; (- - -): wre = 10, oy [—4,1]. (b) Temporal trajectory of the (HI)-eigenvalue in the complex m-plane; k = [-200,200].
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proportional to
e ifﬁt)‘r t—kyy fﬁt)‘r)[)

(27)
where Y* is the Heaviside function. Since ki has a positive imaginary part, this term denotes the existence of a right-
running amplified wave: the (HI)-mode does represent a convective instability. Then its propagation directionis no longer
given by its group velocity, but by Eq. (27).

e This process could have been interrupted if the ¢, —contour had been pinched between the (HI)-branch and another upper
branch in the upper k-plane, with wy, < 0, denoting a probable absolute instability. This case has not been observed here,
since the upper acoustic cut-on and cut-off modes stay in the quarter upper left k-plane.

As a conclusion, applying the Briggs-Bers stability criterion shows that in the present case, the (HI)-mode is really an
amplified right-running mode, and thus it represents a convective instability of the system. In some other cases with a thinner
boundary layer, Rienstra and Darau [23] showed that an absolute instability can occur.

4. Link between HI mode and experimental instability
4.1. Experimental configuration

This section shows a comparison between the experiments carried out by Marx et al. [3,4] and an eigenmode analysis of
this configuration. Marx et al. measured axial and transverse velocity along a 7.5 cm-long, 8 cm-wide and 2 cm-high
rectangular duct with lined lower wall and rigid upper wall. The aspect ratio “width over height” is large, which should
minimize three-dimensional effects. However, the existence of an impedance discontinuity at the beginning of the duct
must be noticed. An acoustic wave of frequency f = 1060 Hz and amplitude L; = 133 or 139 dB is superimposed to a base
flow of mean Mach number M = 0.27 and centreline Mach number Mp,x = 0.3. Velocity measurements were split into two
parts: a quasi-parallel mean velocity, similar to the simulated base flow Mg, and a fluctuation, divided into a coherent
—acoustic—part and an incoherent—turbulent—part. Periodic growing structures of the global fluctuation were brought
into evidence in the axial direction, and a further analysis of the amplitudes of the coherent and incoherent parts showed that
this instability was of acoustic nature: the amplitude of the turbulent part was small and it did not much depend on the
excitation level compared to the acoustic one. Then, the axial evolution of the coherent fluctuation amplitude was
interpolated by an exponential so as to evaluate an experimental growth rate k.. Similarly, the linear regression of the axial
evolution of the phase provided the instability wavenumber k.ge. To this respect, the “experimental eigenvalue”
denomination for the quantity k. = ke re +ike,;m Will be later employed by comparison with the so-far considered numerical
eigenvalue k. In the same way, the velocity transverse profiles will be compared to the computed eigenfunctions.

Some input parameters can be straightforwardly obtained from Marx et al. data: considering a unit-height duct, the lining
resistance and the reduced thickness are set equal to R =0.2 and L = 4, respectively. The frequency w is set equal to 0.3918,
which is very close to the resonance frequency @, = n/(2L) = 0.3927. One can also introduce the dimensionless duct length
[ = 3.75. Mean velocity measurements are not directly used, but interpolated with a parametric analytical profile defined by
Mg (V) = Mmaxf(r(y),6). The function f is still defined by relation (16), but the parameter 4 now depends on the transverse
coordinate y via the variable change (19) and an n th-degree polynomial function Q:

0 = deQ(r(y)). (28)

Analytic profiles differing from the experimental ones by less than 1 percent can be obtained by adjusting the coefficients of Q
with n = 7. Ref. [4] presented three of them, measured at physical locations x = 0.015, 0.05 and 0.072 m. The corresponding
shapes, labelled “Case 1", “Case 2" and ‘“Case 3", are plotted in Fig. 7 and the calculated polynomial coefficients are given in
(Appendix B).

4.2, Spectrum

After a mesh convergence study, the spectrum is computed for the three previous base flows. A mesh convergence study
has shown that the mesh parameters 2 = 1.0 and N = 200 points are sufficient in these cases, mostly because the considered
mean base flow shear is not as critical as in Rienstra’s test case of the previous sections. The spectra are plotted in Fig. 8: labels
(ACast) denote the acoustic modes, (C) represents the continuous branch of the spectrum, and (HI) the hydrodynamic
instability. The differences between the considered base flows consist in a slow decrease of shear and an increase of
maximum Mach number. This change about 17 percent on the base flow between cases 1 and 2 induce a 16 percent variation
of the computed eigenvalue for the hydrodynamic instability. Special care is taken about the (HI)-mode. On the one hand, it
can be identified to the mode that has been proved to be a right-running unstable mode in Section 3.4, and that potentially
explains the observed growing behaviour of the velocity measurements. On the other hand, as shown in Table 3, the
experimental wavenumber estimated by Marx et al. stands in the range of those obtained by the eigenmode analysis, i.e.
kge 2.5, which tends to confirm that theoretical and experimental instabilities are connected.
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Fig. 7. Interpolated meanvelocity profiles from the measurements by Marx et al. [4,3]. Interpolation parameters are reported inTable B1.(—): case 1;(---):
case 2; (---): case 3.
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Fig. 8. Spectra calculated for the conditions of Marx et al. experiments. @ = 0.3918, R = 0.2, L = 4; base flow profiles are presented in Appendix B. (I: case 1;
+: case 2; »: case 3.

Table 3
Calculated eigenvalues of the HI-mode for several base flows.

Case 1 Case 2 Case 3 Experimental estimations
kge 2.28 2.67 2.66 244
ki 1.56 1.73 2.16 0.60

The growth rate comparison is less favourable. Considering the numerical values reached in the simulations, k, =2.16
(third case) means that the wave amplitude is increased by a factor 10 when x/I = 0.284, i.e. at alocation where the effects of
the initial impedance breakdown may not have vanished yet, and by a factor 3300 when x/I = 1, which is clearly outside of the
linear domain. Thus a local eigenmode analysis is unable to predict the instability behaviour all along the duct, but it can only
describe the early stages of its development. Note also that the present analysis relies on strong hypotheses: the liner extent is
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assumed to be infinite along the x-direction, the three-dimensionality of the problem is not taken into account and the
streamwise evolution of the mean flow is supposed to be slow enough to justify the local assumption of parallel flow.
However, as explained by Herbert, who investigated the non-parallel effects in boundary layers thanks to parallelized
stability equations [24], the growth rate valueis likely to be more sensitive to three-dimensional and non-parallel effects than
the wavenumber and the eigenfunctions, which could explain the observed discrepancies.

4.3. Eigenfunctions

The eigenfunctions have also been calculated using the previous base flows and compared to the acoustic (i.e. coherent)
fluctuations measured on the lower half duct at the streamwise position corresponding to Case 3. Measurements were
performed by Marx et al. for the two levels of upstream excitation (L; = 133 and 139 dB). All these profiles are presented in
Fig. 9. Axial and transverse velocity amplitudes are normalized by the maximum value of the transverse fluctuation. In the
experiments, these dimensionless maximum values with respect to the mean sound speed are 0.01 and 0.017, respectively,
with axial fluctuations about 4 times larger. The ratio between the maximum axial fluctuation and the maximum mean
velocity is thus about 10 percent: it might be too large for a linear analysis, but this cannot be clearly shown unless a nonlinear
analysis is performed for comparison.

The numerical |U| and |V| profiles present similar shapes: the maximum axial amplitude is 10 times as large as the
transverse one; |U| rapidly decreases down to 0 away from the lower wall; |V| reaches a local minimum at y ~ 0.02, increases
up to a maximum at y~0.15 and then slowly decreases. Slight differences exist between the various simulated
eigenfunctions, concerning the place where the local maximum of |V| is reached for instance. But more interestingly, both
experimental measurements (L; = 133 and 139 dB)reasonably fit to them, as regards with their relative amplitude and their
shape: same decay of |U| away from the wall, and same consecutive local minimum and maximum of |V| before decreasing
down to 0 when y increases. Such an agreement tends to confirm that the observed amplified fluctuations are connected with
this theoretical instability.

4.4, Energy flux

Considering the initial observations of Leroux [1] who measured huge levels of acoustic energy transmission when the
so-called hydrodynamic instability appeared over the wall lining, it can be interesting to calculate the acoustic energy density

(@)

” |
-

(b) -

>~ |
| 1:.2

Fig. 9. Axial (a) and transverse (b) acoustic velocity fluctuations—comparison between numerical simulation and the measurements by Marx et al. The
maximum value of the transverse component is used for normalization, (—): case 1; (- - -): case 2; (- - -): case 3. Experimental measurements from [4];
O: L;=133dB; o: [; = 139dB.
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and flux of Elias and Godin presented in Section 3.2. To get rid of eigenfunction shape differences between the various modes,
all the energy quantities are scaled with respect to the squared average pressure fluctuation:

1
Py = ﬁ PWP*(y) dy (29)

Since the previous calculations based on slightly differing mean flows led to close results, only Case 3 will be presented here. Only the
various acoustic modes denoted (AC1) to (AC3) in Fig. 8 and the hydrodynamic instability (HI) will be considered. The corresponding
eigenvalues and energetic quantities, calculated from x;, = 0 to xqy = I, are reported in Table 4. First note that all the streamlines
plotted in Figs. 10 and 11(a) are parallel to the upper rigid wall and point towards the lower treated wall, which is coherent with the
flux properties presented in Appendix A. Furthermore, the power values given in Table 4 verify a conservative balance, since for each
mode, the difference ¢;,— ¢, is equal to the power absorbed by the treated wall ¢, with arelative error lower than 0.1 percent—no
power is emitted nor absorbed by the upper wall. Then, it appears that for the propagative acoustic mode (AC1), the power entering
through the duct cross-section at x = x;j, is at least 40 times higher than for the evanescent modes (AC2) and (AC3 ), which are seen to

Table 4
Acoustic power crossing the duct sections x = 0( ¢y, )and x = [ (¢, ). and power absorbed at the lower wall (¢, ), for various calculated modes—Case 3 base
flow profile.

Mode Eigenvalue Pin Pout P

HI 2.66 + 2.16i ~1.81 —2.23x107 2.23 x107
AC 1 0.716 —0.285i 5.53 652 x 107! 4.88

AC2 —0.309 —-1.77i 9.84x 1072 1.69x 1077 9.84 x 1072
AC3 —0228 + 1.27i ~1.30 x 102 1.85 x 103 1.85 x 10°

(=]

0.5 1 1.5 2 25 3 3.5

Fig. 10. Acousticenergy flux streamlines for several acoustic modes—simulations related to the experiments by Marx et al.(a)(AC1),(b)(AC2) and (c)(AC3).
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Fig. 11. Acoustic energy flux streamlines and axial flux profile ¢ - e, for the hydrodynamic instability (HI}—case 3 mean flow profile. (a) Streamlines on the
whole domain, (b) axial flux for y < [0, 1], (c) streamlines for y  [0.95, 1] and (d) axial flux for y € [0.95, 1].

carry negligible acoustic energy here. This is confirmed by the flux streamlines patterns shown in Fig. 10: they go downstream and
are finally directed towards the lower wall for the propagative (AC1)-mode; they go downstream on line y = 0.2 and then go back
upstream or down to the lower wall for the evanescent (AC2)-mode, and they go from the upper to the lower wall for the evanescent
(AC3)-mode, so that the x-component of the energy flux vector is almost zero. It must be pointed out that the values of the power
crossing the section x = x4, are meaningless for the evanescent modes, since they directly depend upon the sign of the growth rate
kim. Paradoxically, the hydrodynamic instability carries a noticeable amount of acoustic energy (same order as the propagative
acoustic mode), but in the upstream direction, as shown by the ¢;, and ¢ ,-values, the negative sign of the axial flux (Fig. 11(b))and
the mean direction of the streamlines (Fig. 11(a));just note their singular behaviour aty ~ 0.993 (see zoom in Fig. 11(d)), due to the
sign change of the axial flux which is positive very close to the rigid upper wall (Fig. 11(d)). Finally, the power delivered to the lower
wall is higher than for the (AC1)-mode; on the contrary, referring to the experiments, the liner would have been expected to emit
energy.

These results must be considered carefully. On the one hand, such a kind of “negative energy wave” has already been
exhibited by Crighton and Oswell [25] in a more general study about the stability of the duct flows along elastic plates. On the
other hand, only considering the Elias-Godin acoustic energy balance might be insufficient: for instance, it could be
compared to the slightly differing energy definition derived by Brazier in [21]; and more generally, it constitutes only a part of
the total energy: a complete study should also include hydrodynamic energy to conclude whether the energy propagation
related to this mode is coherent with its unstable mode behaviour.

5. Parametric study

In this section, the influence of the frequency and the base flow velocity on the hydrodynamic instability is analyzed.
Starting from the previous configuration, only the maximum Mach number M, and the frequency « will be varied. The
lining impedance is still given by Eq. (8). Thus, the trajectories of k for a fixed My, and o € [0.2,0.5], and for a fixed @ and
Mmax € [0.2,0.5], are plotted in Fig. 12.

First, let us consider the trajectories at a given frequency € {0.26,0.3,0.32,0.36,0.4} for a varying maximum Mach
number starting from, say, 0.35: if M,,ax increases, both wavenumber and growth rate decrease, and the (HI)-mode reaches a
marginal stability. On the contrary, for a vanishing mean flow velocity, the (Hl)-mode decays into a cut-off acoustic mode if
the frequency is larger than a critical value w (approximately equal to 0.37), as can be seen on the trajectory plotted for
w =0.4. When o < @, the wavenumber increases and the maximum growth rate reaches a maximum value, givenin Table 5
for each case; then the (HI)-mode decays into a marginally stable mode of the continuous branch.

For a given maximum Mach number My, € {0.22,0.25,0.30,0.35}, the (HI)-mode invariably decays into an evanescent
acoustic mode at high frequencies, reaches a maximum amplification at the frequency mnayx that is close to @, as shown in
Table 6, and then decays into a mode of the continuous branch at low frequencies. In particular, the energy flux streamlines at
Mmax =035 and for several frequencies w e {0.26,0.32,0.36,0.40,0.44,0.48} are depicted in Fig. 13. The (HI)-mode
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Fig. 12. HI eigenvalue trajectories for various maximum Mach numbers Mpyax € {0.22,0.25,0.3,0.35} and frequencies o < {0.26,0.3,0.32,0.36,0.4}—base
flow profile shape coefficients detailed in Table B1, “case 3"; Helmholtz resonator parameters: R=0.2, L = 4. (—): fixed  and Mpax € [0.2,0.5]; (- - -): fixed
Mumax and @ [0.2,05].

Table 5
Maximum HI mode growth rate and associated maximum Mach numbers as the frequency increases.

(3] klmax Mmax

0.26 1.12 0.266

032 544 0.197

0.36 189 0.150
Table 6

Maximum HI mode growth rate and associated frequency for various maximum Mach numbers.

Mmax ki,max (3]

0.22 9.00 0.371
0.25 5.63 0.361
03 2.94 0.362

streamlines are tangent to the hard upper wall, and go upstream down to the lower treated one; their downward trend is
stronger for lower frequencies, i.e. for higher wavenumbers, but when the wavenumber goes down to 0 at high frequencies
they tend to be vertical: compared to those of the (AC3)-mode in Fig. 10(c) for instance, they confirm that the (HI)-mode
possibly decays into a cut-off acoustic mode as the frequency increases.

As a conclusion, a critical frequency has been found, such that the hydrodynamic instability can reach an arbitrarily high
growth rate when the mean flow velocity decreases. However, this statement must be considered cautiously, because such
levels of instability have not yet been observed experimentally. Further investigations are necessary to explore this
phenomenon, and in particular the possible outbreak of an absolute instability. At a higher given frequency, the (HI)-mode
decays into a cut-off acoustic mode; at a lower given frequency, its wavenumber increases and its growth rate reaches a
maximum before vanishing. In all the considered cases, the acoustic energy streamlines still point upstream and towards the
lined wall.

6. Conclusions
A spectral collocation technique has been used to perform an eigenmode analysis of sheared duct flows with a lined wall.

The technique has been first checked against existing reference numerical data in a cylindrical duct: the agreement over the
acoustic modes is correct, but a discrepancy between the reference and the computed Hydrodynamic Instability (HI) mode
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Fig. 13. Acoustic energy flux streamlines of the hydrodynamic instability mode for various frequencies ¢c»—base flow profile defined by Mpax =0.35, and
shape coefficients detailed in Table B1, “case 3"; Helmholtz resonator parameters of the lower treated wall: R=02, L=4. (a) @ =026, (b) w=0.32,
(c) =036, (d) m =040, (e) w =044, (f) w =048,

has been found, and it has been shown that the mesh convergence must be ensured to obtain reliable results over the
(HI)-eigenvalue for sheared flows with a thin boundary layer. Then this analysis has been applied to a plane two-dimensional
duct: mesh convergence for the Hl mode eigenvalue has been carried out on a test case similar to the cylindrical one (same
liner and mean flow parameters, and same frequency): similar eigenvalues and eigenfunctions (rapidly decaying away from
the liner) have been obtained whatever the duct geometry, indicating that it concerns a “surface mode”, mostly driven by the
lined wall features. Finally, the application on this case of the Briggs-Bers stability criterion has proved to be relevant,
particularly because the no-slip condition at the walls has been applied to the mean velocity profiles: all the temporal
eigenvalues (including the one related to the (HI)-mode) exhibit a minimum imaginary part. Conclusively this criterion has
shown that the (HI)-mode definitely represents a convective instability.

Then, simulations have been performed in a configuration as representative as possible of the experiments by Marx et al.
The same frequency, lining impedance and mean flow profiles have been used, but the finite extent of the liner as well as
three-dimensional effects of the geometry and of the mean flow have not been taken into account. The computed HIl mode
exhibits a wavenumber and eigenfunction profiles that are similar to those of the experimental instability. However, the
calculated growth rate is larger than in the experiments, and too high to comply with the linearity hypothesis all along the
duct. This discrepancy may be due to the simplifying hypotheses used in the stability analysis. Anyway, this overall good
comparison suggests that the experimental bursts of acoustic velocity above the liner could be due to the surface
hydrodynamic mode.

The acoustic energy flux has also been investigated. Flux streamline patterns showed that the so-called propagative
acoustic modes carry noticeable amounts of acoustic energy downstream. On the opposite, negligible acoustic power crosses
the duct section with the evanescent modes and their flux streamlines are almost perpendicular to the duct. Paradoxically,
the hydrodynamic instability carries noticeable levels of acoustic energy in the upstream direction, although it propagates
downstream. But due to the hydrodynamic nature of such a mode, considering the acoustic energy only may be misleading,
since the total energy flux (which also includes hydrodynamic energy) may evolve in a different way.

Finally, trajectories of the HI eigenvalue have been obtained for varying centreline Mach numbers and frequencies, while
other parameters were kept constant. For a fixed frequency and an increasing Mach number, the HI mode can reach marginal
stability, or on the contrary degenerate into an evanescent acoustic mode, depending on whether the frequency is larger or
lower than a critical value close to the liner resonance frequency. For a fixed Mach number, the HI mode is turned into an
evanescent mode when the frequency increases whereas it becomes stable when the frequency decreases.
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Table B1
Parameters used for the interpolation of the mean flow profiles measured by Marx et al.

Case 1 Case 2 Case 3

x=0015m x=005m x=0072m
Mumax 03194 03235 0.3293
do 0.1 0.1 0.1
n 7 7 7
qo 1.0855 1.4969 1.4125
a1 0.5711 —0.1300 0.0018
[ -04219 —-0.1413 0.0014
qs —03344 —0.3438 —0.0003
Q4 —0.2850 0.0656 —0.0001
qs —0.2684 0.0519 0.0032
ds —0.4853 0.1604 —0.0002
q7 0.2587 —-0.9307 —1.3387

Appendix A. Flux absorbed by an impedance wall

Let n= + ey be the outward unit vector normal to the fluid domain, directed towards the wall. Referring to Egs. (22) and
(23), the flux entering the wall ¢, reads

w P*(V-n)
¢a=¢-n=7Re(m) (A.1)

For a hard wall, V- n= 0 and therefore ¢, = 0.
Consider now a lined wall of specific impedance Z=R+iX. The Ingard-Myers condition can be expressed as
(—kMg)P+Zm(V - n) = 0, which yields
2 * *
g = %Re( 2V ) (A2)

(@—kMo)(w—k*Mo)

where V =V.ey. Since w is real, the expression above can be written as

v 2

(ﬂ—kMo

02

du=2R (A3)

As a consequence, for an absorbing wall (R > 0) the absorbed flux is always positive. In the case of a no-slip mean flow (Mg =0
at the wall), the absorbed flux reduces to

RvV*
ba=—5 (A4)

Appendix B. Interpolated analytic base flow profiles

The mean velocities measured by Marx et al. [3,4] have been interpolated by analytical functions whose general form is
Mg (V) = Mmaxf(r(y),60Q(r(y))), with function f defined in Eq. (16) and variable change r(y) defined in Eq. (19). dy is a fixed
parameter,and Q is a polynomial function of degree n: Q = q,X"+ - - - +g1X+qo. The related coefficients are given in Table B1.

References

[1] Y. Aurégan, M. Leroux, Experimental evidence of an instability over an impedance wall in a duct flow, J. Sound Vib. 317 (2008) 432-439.
[2] M. Brandes, D. Ronneberger, Sound amplification in flow ducts with a periodic sequence of resonators, 1st AIAA/CEAS Aeroacoustics Conference, AIAA
Paper 95-126. 1995.
[3] D.Marx, Y. Aurégan, H. Baillet, ].-C. Valiére, PIV and LDV evidence of hydrodynamic instability over a liner in a duct with flow, J. Sound Vib. 329 (2010)
3798-3812.
[4] D. Marx, Y. Aurégan, H. Baillet, J.-C. Valiére, Evidence of hydrodynamic instability over a liner in a duct with flow, 15th AIAA/CEAS Aeroacoustics
Conference, 2009.
[5] S. Rienstra, A classification of duct modes based on surface waves, Wave Motion 37 (2003) 119-135.
[6] D.Crighton, F. Leppington, Radiation properties of the semi-infinite vortex sheet: the initial value problem, J. Fluid Mech. 64 (part 2)(1974) 393-414.
[7] E. Brambley, N. Peake, Surface-waves, stability, and scattering for a lined duct with flow, 12th AIAA/CEAS Aeroacoustics Conference, AIAA Paper 2006-
2688. 2006.
[8] E.Brambley, Fundamental problems with the model of uniform flow over acoustic linings, J. Sound Vib. 322 (2009) 1026-1037.
[9] R. Briggs, Electron-Stream Interaction with Plasmas, MIT Press, Cambridge, MA, 1964.
[10] A.Bers, Space-time evolution of plasma instabilities—absolute and convective, in: A. Galeev, R. Sudan (Eds.), Handbook of Plasma Physics, North Holland
Publishing Company1983, pp. 451-517.
[11] K. Ingard, Influence of fluid motion past a plane boundary on sound reflexion, absorption and transmission, J. Acoust. Soc. Am. 31 (1959) 1035-1036.
[12] M. Myers, On the acoustic boundary condition in the presence of flow, J. Sound Vib. 71 (1980) 429-434,
[13] G. Vilenski, S. Rienstra, Numerical study of acoustic modes in ducted shear flow, J. Sound Vib. 307 (2007) 610-626.
[14] G. Vilenski, S. Rienstra, On hydrodynamic and acoustic modes in a ducted shear flow with wall lining, J. Fluid Mech. 583 (2007) 45-70.



G. Boyer et al. / Journal of Sound and Vibration 330 (2011) 1793-1809 1809

[15] S. Rienstra, G. Vilenski, Spatial instability of boundary layer along impedance wall, 14th AIAA/CEAS Aeroacoustics Conference, AIAA Paper 2008-2932.
2008.

[16] C. Canuto, Y. Hussaini, A. Quarteroni, T. Zang, Spectral Methods in Fluid Dynamics, Springer, New York, 1988.

[17] G. Elias, Nouvelles expressions pour I'énergie et l'intensité acoustique dans un écoulement non-uniforme, Technical Report RT 22/3641 PY, ONERA,
1996.

[18] C. Peyret, G. Elias, Finite-element method to study harmonic aeroacoustics problems, J. Acoust. Soc. Am. 110 (2) (2001) 661-668.

[19] O. Godin, Reciprocity and energy theorems for waves in a compressible inhomogenous moving fluid, Wave Motion 25 (1997) 143-167.

[20] S. Rienstra, Impedance models in time domain, including the extended Helmholtz resonator model, 12th AIAA/CEAS Aeroacoustics Conference, AIAA
Paper 2006-2686. 2006.

[21] J.-P. Brazier, Acoustic energy for sheared flows, 16th AIAA/CEAS Aeroacoustics Conference, Stockholm, Sweden, AIAA Paper 2010-3862. 2010.

[22] P. Huerre, P. Monkewitz, Local and global instabilities in spatially developing flows, Annu. Rev. Fluid Mech. 22 (1990) 473-537.

[23] S. Rienstra, M. Darau, Mean flow boundary layer effects of hydrodynamic instability of impedance wall, [IUTAM Symposium on Computational Aero-
Acoustics for Aircraft Noise Prediction, Southampton, UK, 29-31 March 2010.

[24] T. Herbert, Parabolized stability equations., Technical Report AGARD Rep. No. 793, Von Karman Institute, Rhode-St.-Genese, Belgium, 1993.

[25] D. Crighton, J. Oswell, Fluid loading with mean flow. I. Response of an elastic plate to localized excitation, Philos. Trans. R. Soc. London 335 (1991)
557-592.



