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Résumé

Les turbines aéronautiques doivent satisfaire à des normes d’émissions polluantes tou-
jours en baisse. La qualité du mélange du carburant et de l’air dans la chambre de combus-
tion est responsable de la formation de polluants nocifs pour l’environnement. La simula-
tion aux grandes échelles (LES) permet d’étudier les mécanismes de mélanges turbulents
de l’air et du carburant. La prise en compte de l’aspect liquide du carburant injecté devient
nécessaire pour prédire correctement l’apparition de vapeur de carburant au sein du foyer.

Le but de cette thèse est évaluer la fiabilité des simulations LES Euler-Euler dans une
configuration complexe. Les processus d’injection, et d’évaporation du carburant liquide
sont analysés et modélisés dans les simulations LES car ils pilotent la formation de vapeur
de carburant. Les méthodes numériques pour résoudre les équations continues de la phase
dispersée doivent permettre des simulations précises et robustes dans une configuration
représentative d’une chambre de combustion. Les simulations présentées dans ces travaux
reproduisent l’écoulement diphasique évaporant non-réactif du banc d’essai Mercato. Ce
banc est équipé d’un système d’injection d’air vrillé et d’un atomiseur pressurisé-swirlé de
kérosène typiques des foyers aéronautiques réels.

Dans ces travaux, le modèle pour l’injection de liquide FIM-UR a été développé pour
définir les conditions limites conduisant à un spray issu d’un atomiseur préssurisé-swirlé.
Le kérosène employé dans les campagnes expérimentales est modélisé dans les simulations
par un composé permettant d’obtenir des temps d’évaporation réalistes. Trois stratégies
numériques ont été mises en place sur la configuration Mercato. Les comparaisons des
résultats numériques aux mesures expérimentales ont permis d’évaluer la stratégie numé-
rique conduisant à la meilleure précision. L’utilisation du schéma centré TTGC associé à
un opérateur de viscosité artificielle localisée par un senseur adapté est optimale lorsque
l’équation sur l’énergie décorrélée des gouttes est résolue. Cette stratégie permet de contrô-
ler la localisation et les niveaux de viscosité par rapport à un schéma décentré. Les termes
sources liés au mouvement mésoscopique permettent de redistribuer l’énergie dans les zones
de compression ou de détente de la phase dispersée, et d’obtenir les bonnes répartitions
des fluctuations dans la chambre de combustion. La stratégie retenue est comparée aux
statistiques de la dynamique du spray résolu par une approche Lagrangienne employant
la même injection monodispersse. Le méthode Euler-Euler conduit à la même précision de
la dynamique de la phase dispersée que la méthode Euler-Lagrange. L’accès à l’évolution
instationnaire de l’écoulement permet d’identifier les mêmes mécanismes de dispersion
et de mélange dans les deux simulations. Des différences sur la répartition de diamètre



moyen et de carburant dans la chambre ont été mis en évidence et reliés à la polydisper-
sion locale qui n’est pas résolue dans l’approche Euler-Euler monodisperse et qui apparaît
naturellement dans l’approche Euler-Lagrange malgré l’injection monodisperse.

Mots clés : Simulation aux grandes échelles, écoulement diphasique, approche Euler-
Euler, injection liquide, évaporation, kérosène.



Abstract

Aeronautical gas turbines are facing growing demands on emission reductions. Indeed,
the quality of the air-fuel mixture directly triggers the formation of pollutants degrading
the environment. Large Eddy Simulation is an accurate numerical method to predict tur-
bulent mixing in combustors. Adding the liquid phase of the fuel in these simulations also
becomes necessary to properly predict the injection process and the vaporization of the
fuel in the combustion chamber.

The purpose of this dissertation is to evaluate the accuracy and reliability of Euler-Euler
LES in a complex combustor configuration. The injection and vaporization processes of the
fuel liquid phase are both modeled in the present LES as they drive the formation of the
fuel gas phase. Moreover, the numerical methods that solve the continuous equations of
the disperse phase must be accurate and robust in realistic combustor configurations. The
simulations shown in the present study reproduce the non-reactive two-phase flow of the
ONERA Mercato test bench. The experimental set-up is equipped with an air-swirler
injection system and a pressure-swirled atomizer typical of actual turboengine combustors.

In the present work the FIM-UR liquid injection model has been developed. It creates
boundary conditions profiles for a liquid spray produced by a pressure-swirled atomizer.
Kerosene used in the experiments is modeled in the present numerical simulations by a
single species leading to a good estimate of the vaporization rate. Three numerical strate-
gies have been tested on the Mercato configuration. Comparisons between experimental
and LES results help defining the most accurate numerical strategy. The use of the cente-
red numerical scheme TTGC stabilized by a localized artificial viscosity operator is best
when the random uncorrelated energy of droplets is also resolved. Unlike an upwind nume-
rical scheme, the selected strategy allows the user to control where and how much artificial
viscosity is added. The source terms coming from the mesoscopic movement redistribute
the energy in the compression or expanding zones of the disperse phase, and provide the
proper distribution of fluctuations in the combustion chamber. The obtained strategy is
compared with the statistics provided by a Lagrangian description of the liquid spray in
the same mono-disperse injection. The Euler-Euler approach leads to the same accura-
cy in the same spray dynamics of the disperse phase as in the Euler-Lagrange method.
Both unsteady flow simulations also provide the same dispersion and mixing processes
in the Mercato set-up. Differences on the mean diameter and the fuel distribution in
the combustion chamber are seen and related to the local poly-dispersion that cannot
be resolved in the mono-disperse Euler-Euler approach and that naturally appear in the



Euler-Lagrange method despite the mono-disperse injection.

Key words : Large eddy simulation, two-phase flow, Euler-Euler approach, liquid in-
jection, vaporization, kerosene.
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Chapitre 1

Introduction Générale

1.1 Contexte de l’étude

Le secteur des transports est responsable d’une part importante des émissions de gaz à
effet de serre et des polluants dans l’atmosphère. Les nouvelles normes environnementales
fixent les taux d’émissions polluantes. Elles sont de plus en plus sévères et incitent les
motoristes à concevoir des moteurs plus propres.

Plusieurs types d’espèces chimiques produites par le processus de combustion peuvent
être regroupés sous le terme d’émissions polluantes. Les émissions de gaz à effet de serre
sont les émissions prépondérantes et inévitables dans tous les procédés d’oxydation des
carburants fossiles. Le dioxyde de carbone CO2 et la vapeur d’eau H2O sont les produits
majoritaires de la combustion, et sont également les espèces chimiques qui contribuent
le plus fortement à l’augmentation de l’effet de serre. Ces espèces chimiques retiennent
en effet le rayonnement infrarouge qui contribue à l’augmentation de la température à la
surface de la terre. Pour diminuer ces émissions, il s’agit de diminuer la consommation de
carburant fossile. Si l’augmentation du rendement global des moteurs permet de diminuer
la consommation de carburant pour une mission particulière, elle ne pourra pas compenser
l’augmentation plus générale de la consommation d’énergie fossile due à l’augmentation du
trafic aérien, routier et maritime liée à l’augmentation de la population, au développement
économique de pays émergents, et à la mondialisation de la production, de l’économie, et
du tourisme... L’amélioration du rendement global des moteurs aéronautiques se fait par
une optimisation de chaque élément et étage de la turbine à gaz pour fournir une poussée
supérieure pour une consommation de carburant donnée. Dans cette optique, la marge de
manoeuvre sur la chambre de combustion est faible, à partir du moment où l’ensemble du
carburant injecté est brûlé.

Néanmoins les conditions dans lesquelles se déroule le processus d’oxydation du carbu-
rant dans le foyer influencent directement la formation d’espèces chimiques nocives pour la
santé et l’environnement. Parmi ces émissions polluantes nocives, on peut citer les oxydes
d’azote, communément regroupés sous le terme NOx, le monoxyde de carbone CO, les
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hydrocarbures imbrûlés UHC, les suies qui sont des chaînes de composés carbonés ag-
glomérés, les particules métalliques, les sulfates, les nitrates, les radicaux chimiques... Les
modes de combustion présents dans le foyer favorisent la formation de certaines espèces
chimiques. Les zones de flamme à haute température émettent des NOx en plus grande
quantité. La combustion pauvre, qui permet de limiter la température de flamme, conduit
à l’augmentation de l’émission de CO et d’UHC. La qualité du carburant employé, no-
tamment sa teneur en souffre, en métalloïdes ou en composés aromatiques, conditionne
l’émission de sulfates, nitrates, de radicaux chimiques et des suies. L’interaction de la
flamme et des parois de la chambre conditionne les émissions de particules métalliques...
Toutes ces émissions polluantes doivent maintenant satisfaire à des normes environne-
mentales. Chaque type de polluants est produit dans des conditions particulières parfois
opposées d’un type de polluant à un autre. Pour parvenir à une solution technologique
optimale, les motoristes doivent connaître, prévoir et localiser les processus chimiques et
dynamiques se déroulant à l’intérieur des chambres de combustion. La simulation numé-
rique joue un rôle essentiel dans ces différentes étapes de conception et d’optimisation de
l’étage de combustion.

Le CERFACS développe depuis plus de 15 ans, le code AVBP qui est dédié à l’étude des
écoulement réactifs dans des géométries complexes. Ce code de calcul est utilisé dans cer-
taines phases d’étude de nouvelles chambres de combustion. Il apporte une compréhension
des phénomènes instationnaires et de stabilisation des flammes dans les foyers.

Les phénomènes instationnaires comme l’allumage et l’extinction ainsi que les phé-
nomènes de stabilisation d’une flamme dans un brûleur sont fortement dépendants des
mécanismes de mélange entre l’air et le carburant. De même, différents modes de com-
bustion peuvent s’établir en différents points de la chambre de combustion selon la qua-
lité du mélange air/carburant. Les mécanismes de mélange sont complètement modifiés
si le carburant est injecté sous forme liquide dans la chambre de combustion. Ainsi la
prise en compte des aspects diphasiques, comme l’injection de carburant, la dispersion du
brouillard de kérosène et l’évaporation, est essentielle pour analyser finement les modes
de combustion dans un foyer.

1.2 Simulation numérique des écoulements diphasiques

1.2.1 Etat de l’art

Les écoulements diphasiques apparaissent dans de nombreux phénomènes physiques na-
turels (nuages, brouillards, écoulement à surface libre des cours d’eau, écumes des vagues,
sédimentation de particules...) et sont également présents dans de nombreuses applica-
tions industrielles (transport de poudres par lits fluidisés, forages pétroliers, réacteurs
chimiques, échangeurs thermiques, moteurs automobiles...). Leur omniprésence dans des
domaines physiques très variés a favorisé un développement important des méthodes nu-
mériques pour la simulation des écoulements diphasiques. Elles peuvent être hiérarchisées
en fonction des problèmes qu’elles permettent de simuler.
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1.2 Simulation numérique des écoulements diphasiques

La résolution exacte d’un système diphasique consiste à résoudre au cours du temps
les équations de Navier-Stokes et/ou des milieux continus et de coupler les problèmes par
des relations de saut aux interfaces entre les deux fluides pour prendre en compte les
échanges de masse, de quantité de mouvement et d’énergie entre les phases. Une telle mé-
thode nécessite des méthodes numériques adaptées (Menard et al., 2007; Desjardins et al.,
2008b; Dupont & Legendre, 2009; Legendre et al., 2009) et une résolution spatiale suffi-
sante pour résoudre la position des interfaces. Si cette méthode très coûteuse peut-être
envisagée pour les problèmes dans lesquels les interfaces ont un intérêt fort (atomisation
de jets liquides, écoulements à surface libre...) il n’est pas envisageable de l’appliquer à
l’écoulement d’un brouillard de gouttes de carburant en suspension dans une chambre
de combustion aéronautique. De plus, une telle résolution apporterait une quantité im-
portante d’information qui n’est certainement pas nécessaire pour la compréhension de
l’écoulement global. En effet, la connaissance de propriétés moyennes de la phase disper-
sée comme la distribution de masse, la vitesse et la température moyennes des particules
sur un volume réduit sont souvent largement suffisantes. Ainsi des méthodes adaptées
aux écoulements dispersés ont été développées spécifiquement dans le but d’obtenir des
quantités représentatives du brouillard de manière efficace. Mashayek & Pandya (2003)
font une revue détaillée des différentes descriptions employées pour la simulation des écou-
lements turbulents chargés en particules ou en gouttelettes. Les méthodes adaptées aux
écoulements dispersés se distinguent en deux groupes : les méthodes Lagrangiennes et les
méthodes Eulériennes. Ces méthodes résolvent séparément l’écoulement turbulent pour
la phase porteuse et la dynamique du brouillard de gouttes. Elles considèrent les gouttes
comme des particules sphériques indéformables dont le rayon, la température, la vitesse
et la concentration peuvent évoluer en fonction des efforts et des échanges avec la phase
porteuse.

Utiliser une méthode adaptée aux écoulements dispersés pour résoudre la dynamique
et la thermique du carburant liquide injecté dans un foyer aéronautique revient à supposer
que le processus d’atomisation primaire est achevé. Dans les zones proches des injecteurs
cette hypothèse forte est à reconsidérer et une modélisation particulière est à prendre à
compte. Plus loin dans l’écoulement, l’hypothèse de sphéricité des gouttes est raisonnable.
Une goutte sphérique reste n’est pas déformée tant que les effets de tension superficielle
restent prédominants devant les effets d’inertie :

σ

d
≫ ρ |ul − u|2 (1.1)

c’est-à-dire un nombre de Weber We très petit :

We =
ρ |ul − u|2 d

σ
≪ 1 (1.2)

Pour une goutte de kérosène, en prenant une goutte de diamètre caractéristique d de
100 microns et un coefficient de tension de surface σ de 26 mN/m dans l’air à température
ambiante (densité : ρ = 1.2 kg/m3, viscosité : µ = 1.8×10−5 kg/m/s), les effets d’inertie ne
déforment pas la goutte tant que la vitesse relative de la goutte dans l’écoulement gazeux
est plus petite que 15 m/s, c’est-à-dire que le nombre de Reynolds particulaire Eq. (1.3)
est plus petit que 100.

Rep =
ρ |ul − u| d

µ
(1.3)
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Dans les applications considérées, le nombre de Reynolds particulaire est de l’ordre de
quelques centaines. Ainsi l’hypothèse de goutte sphérique semble relativement bien justifiée
puisque les gouttes de carburant une fois formées sont sphériques et ne sont pas déformées
par l’écoulement. La résolution de l’interface air/liquide n’a pas un grand intérêt pour
étudier la dynamique du spray, à condition de s’assurer que la phase d’atomisation est
terminée.

Les méthodes Lagrangiennes consistent, de manière générale, à résoudre les équations
de la mécanique du point pour les particules soumises aux forces exercées par le fluide por-
teur et à suivre la trajectoire de chaque particule dans le domaine de calcul. Les particules
suivies dans la simulation peuvent correspondre à des particules réelles ou des ensembles1

de particules réelles initialement proches. Dans ce cas là, la méthode Lagrangienne est
dite déterministe. Il s’agit alors d’évaluer les efforts du gaz à l’endroit de la particule, ce
qui n’est pas forcément simple. Si la méthode de suivi Lagrangien est couplée avec une
méthode de simulation numérique directe2, les propriétés à l’endroit de la goutte sont
évaluées par une interpolation qui doit être précise. De telles simulations sont très utili-
sées car elles permettent d’analyser des comportements statistiques des gouttes, de leur
dynamique, dispersion, évaporation ou réaction chimique dans un écoulement turbulent
simple comme une turbulence homogène isotrope (Squires & Eaton, 1991; Elghobashi &
Truesdell, 1992; Mashayek et al., 1997; Boivin et al., 1998; Réveillon et al., 2004), ou
une turbulence cisaillée (Mashayek, 2000; Okong’o & Bellan, 2000; Vermorel et al., 2003;
Réveillon & Vervisch, 2005; Vance et al., 2006). Lorsque la méthode de suivi particu-
laire est couplée à une simulation numérique employant un certain niveau de modélisation
de l’effet de la turbulence, comme la simulation aux grandes échelles LES ou les simu-
lations RANS, l’évaluation des efforts du gaz sur les particules n’est alors plus directe.
Dans les simulations RANS3, les équations de Reynolds sont résolues pour déterminer le
champ de vitesse moyenne au sens statistique, dans les simulations LES4, les équations
de Navier-Stokes filtrées sont résolues pour déterminer le champ résolu de vitesse associé
aux mouvements des plus grandes structures de la turbulence. Dans ces approches, les
grandeurs du fluide porteur interpolées à l’endroit de la particule ne correspondent pas
aux grandeurs vues par la particule puisque la présence de la goutte dévie localement l’é-
coulement porteur. Il s’agit alors de reconstruire à partir des statistiques de la turbulence
locale une turbulence synthétique à l’endroit de la particule. La méthode n’est alors plus
à proprement parlé déterministe. Dans la plupart des calculs réalisés en LES, les effets des
fluctuations dus aux plus petites échelles sur les particules sont négligés (Wang & Squires,
1996; Boivin et al., 2000; Sankaran & Menon, 2002; Apte et al., 2003; Patel & Menon,
2008). En tenant compte des interactions directes-inverses5 entre les particules et le fluide
porteur, les particules et leur sillage peuvent éventuellement influencer la modélisation de
la turbulence, c’est-à-dire le modèle de sous-maille en LES (Yuu et al., 2001; Pandya &
Mashayek, 2002) ou les équations de transport des grandeurs statistiques de la turbulence

1En anglais, on parle de parcel pour dénommer les particules numériques représentant une dizaine de
particules identiques.

2L’écoulement turbulent du fluide porteur est obtenu par la résolution complète des équations de Navier-
Stokes sans modélisation de la turbulence. L’ensemble des échelles de la turbulence doivent alors être
resolues sur la grille de calcul.

3pour Reynolds-averaged Navier-Stokes en anglais.
4pour Large-Eddy Simulations en anglais.
5ou two-way coupling en anglais.
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en RANS (Elghobashi & Abou-Arab, 1983; Elghobashi et al., 1984; Rizk & Elghobashi,
1989). Les méthodes Lagrangiennes stochastiques s’attachent à suivre non pas les parti-
cules réelles de l’écoulement mais un grand nombre de particules fictives ou stochatisques.
La difficulté ne réside plus dans la détermination des efforts du fluide sur la particule mais
plutôt dans le processus de génération d’un échantillon aléatoire de particules (Gosman
& Ioannides, 1981; Jones & Sheen, 1999; Fede et al., 2002). Ces approches conduisent
à la résolution d’une équation d’évolution d’une fonction de probabilité de présence des
gouttes sur le domaine par une méthode de Monte-Carlo.

Les méthodes Eulériennes a contrario ne cherchent pas à déterminer les propriétés de
chaque particule mais à obtenir des propriétés locales caractéristiques du spray. Une pre-
mière stratégie consiste à supposer que la dynamique de la phase liquide dispersée peut être
estimée par celle de la phase porteuse. Ainsi un développement limité autour de la vitesse
du gaz est réalisé pour obtenir la vitesse d’équilibre de la phase liquide dispersée (Ferry
& Balachandar, 2002; Ferry et al., 2003). Cette méthode est appelée fast Eulerian method
en anglais pour méthode Eulérienne rapide (Ferry & Balachandar, 2001). En effet dans
cette méthode, il n’y a pas d’équation de transport pour la vitesse de la phase dispersée.
Des équations de transport sont tout de même nécessaires pour résoudre, par exemple, la
répartition du volume de liquide dans le domaine, mais elles sont alors linéaires puisque
la vitesse est déjà déterminée. Une seconde stratégie consiste à écrire un système d’é-
quations de transport pour les propriétés moyennes de la phase dispersée en appliquant
un filtrage volumique ou statistique sur l’ensemble des particules (Zhang & Prosperetti,
1994; Jackson, 1997). On parle alors de méthodes à deux fluides (Druzhinin & Elghobashi,
1998; Sirignano, 1999) puisque les deux phases sont considérées comme des continuums.
Pour ce type de méthodes, il reste à établir des modèles de fermeture pour les termes
croisés dus à l’opérateur de moyenne. Ces termes font intervenir des contributions de la
cinématique non résolue de la phase dispersée et de la turbulence de la phase porteuse
difficiles à modéliser de manière univoque. Afin de pouvoir distinguer les effets du fluide
porteur sur la phase dispersée et inversement, Février et al. (2005) proposent d’introduire
une fonction densité de probabilité de la phase particulaire conditionnée par une réalisa-
tion du fluide porteur. Le formalisme Euler-Euler mésoscopique consiste alors à appliquer
un opérateur de moyenne sur l’ensemble des réalisations particulaires conditionnées par
une réalisation de la phase porteuse. Les propriétés caractéristiques de la phase disper-
sée sont alors obtenues en résolvant l’équation d’évolution de type Boltzmann de cette
fonction de probabilité, notée pdf pour probability density function en anglais. A nouveau,
plusieurs stratégies apparaissent dans la littérature. Les méthodes aux moments résolvent
des équations de transport pour les premiers moments de la pdf. Cette stratégie peut être
associée à la simulation directe (Kaufmann et al., 2008), la simulation aux grandes échelles
(Boileau et al., 2008a; Riber et al., 2009) ou aux méthodes RANS (Saulnier et al., 2005; Ge-
vrin et al., 2008). Les méthodes de quadrature des moments consistent à représenter la pdf
par une série de Diracs et à résoudre une équation de transport pour chaque Dirac (Desjar-
dins et al., 2008a). Enfin l’équation d’évolution de la pdf peut être résolue en discrétisant
l’espace des phases. Dans la méthode multi-fluide (ou méthode sectionnelle), par exemple,
l’espace des diamètres est discrétisé et une méthode aux moments ou de quadrature des
moments est utilisée pour résoudre la dynamique pour chaque section (Greenberg et al.,
1993; Laurent et al., 2004; Fox et al., 2008; De Chaisemartin, 2009).
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1.2.2 Choix des méthodes de résolution pour ce travail de thèse

Les différentes approches Lagrangienne et Eulerienne ont chacune leurs avantages et
inconvénients qui ont longtemps été débattus dans la communauté scientifique. Elles n’ap-
portent certainement pas le même niveau de compréhension et de précision de la dyna-
mique du spray. Les approches Lagrangiennes requièrent des structures de données très
différentes, qui ne sont pas faciles à implanter, notamment dans un code parallèle et non-
structuré comme Avbp. Les méthodes de quadrature des moments QMOM requièrent des
algorithmes de résolution particuliers notamment pour la recherche des valeurs propres
des systèmes matriciels (Laurent, 2008; Desjardins et al., 2008a). Les méthodes aux mo-
ments et les méthodes à deux-fluides conduisent à un système d’équations de transport
des variables de la phase liquide dispersée qui ressemble beaucoup au système d’équations
pour la phase porteuse. Ainsi elles sont plus faciles à intégrer dans un code déjà évolué
comme Avbp, puisque l’extension aux écoulements diphasiques consiste principalement
à rajouter un vecteur d’inconnues et le calcul des termes de couplage. Cette extension a
débuté dans Avbp il y a 8 ans grâce aux travaux de Kaufmann (2004). Le choix s’est por-
té sur la méthode aux moments Euler-Euler mésoscopique (Simonin, 1996; Février et al.,
2005) pour laquelle les termes de fermeture sont étudiés et modélisés dans le groupe E2C
de l’IMFT. L’approche a ensuite été étendue à la simulation LES par Moreau (2006) et
Riber (2007). L’approche Euler-Euler a été rajoutée en 2006 à la version officielle V6.0
d’Avbp. Le solveur a démontré ses performances grâce à des calculs démonstratifs et de
validation (Boileau et al., 2008a,b). Récemment le développement d’un solveur Lagrangien
a fait l’objet des travaux de thèse de Garćia (2009). Les solveurs Lagrangien et Eulérien
d’Avbp ont alors fait l’objet d’études comparatives et de premières validations sur un cas
test académique, cf. §-1.3.2.

1.3 Validation et vérification des codes numériques

Avant que les motoristes puissent utiliser une simulation numérique pour obtenir des
informations sur un système particulier, il faut s’assurer de la fiabilité de l’outil numérique
employé. Pour cela on a recours à ce l’on appelle la V&V, pour Vérification et Valida-
tion (Roache, 1990, 1998). La Vérification consiste à s’assurer que le système d’équations
différentielles est mathématiquement bien résolu, et d’en mesurer la précision. La Valida-
tion consiste à évaluer la précision des modèles employés sur des configurations réelles. Il
s’agit de vérifier que le code numérique résout la bonne physique des problèmes sur les-
quels il est déployé, et de mesurer la précision des simulations et donc l’indice de confiance
que l’on peut avoir dans les résultats fournis. L’American Institute of Aeronautics and
Astronautics (Oberkampf et al., 1997) recommande que le travail de Validation soit fait
par augmentation progressive de la complexité des problèmes de validations du plus simple
vers le problème industriel global. Pour l’étude de la combustion dans un foyer aéronau-
tique, le problème de l’écoulement diphasique réactif dans une turbine à gaz industrielle
peut être validé sur une suite de problèmes de plus en plus complexes. On peut distinguer
trois types de problèmes pour la Validation.
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1.3.1 Les problèmes canoniques

Il s’agit de l’étude, dans une géométrie la plus simple possible, d’un écoulement dans
lequel les mécanismes physiques d’intérêt sont découplés et isolés. Pour la validation des
modèles de turbulence, les cas tests les plus utilisés sont la décroissance de la turbulence
homogène isotrope (THI)6 (Fig. 1.1(a)) et l’écoulement dans un canal plan. Pour la va-
lidation des modèles de combustion, l’étude de flamme laminaire monodimensionnelle de
pré-mélange ou de flamme à contre-courant7 (Fig. 1.1(b)) sont des problèmes canoniques
très employés. Le cas d’évaporation de gouttes dans une atmosphère gazeuse au repos est
également un problème canonique permettant de valider les modèles d’évaporation. Sur
ce type de problème simple, les résultats de simulation numérique sont comparés à des
mesures expérimentales ou à des solutions analytiques. Ces configurations permettent de
valider des modèles physiques en isolant le phénomène modélisé des autres effets.

(a) Extrait de (Boileau, 2007) : Vue d’un cas
de THI décroissante chargée en gouttelettes
évaporantes. Les dégradés gris représentent le
champ de vorticité, les iso-lignes blanches repré-
sentent les zones de concentration préférentielle
de gouttes.

(b) Extrait de (Darabiha et al., 1993) : Montage ex-
périmental d’une flamme diphasique à contre-courant.
En haut un écoulement d’air, en bas un écoulement de
diazote chargé en gouttelettes de carburant. Au centre
une flamme à contre-courant se stabilise en fonction des
conditions opératoires.

Fig. 1.1: Exemples de problèmes canoniques.

6Ce cas test numérique représente dans l’espace temporel, la décroissance spatiale d’une turbulence
formée en aval d’une grille fine.

7La flamme à contre-courant est un flamme de diffusion étirée et stabilisée.
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1.3.2 Les cas tests académiques

Ce sont des configurations dont la géométrie est simplifiée mais qui présentent des mé-
canismes clés que l’on retrouve dans le problème industriel global. Ces configurations sont
très souvent réalisées et placées sur des bancs expérimentaux où un grand nombre de me-
sures expérimentales sont effectuées afin de caractériser au mieux l’écoulement simplifié.
Pour les écoulements diphasiques, les cas tests de validation sont des écoulements turbu-
lents chargés en particules (Hishida et al., 1985; Sommerfeld & Qiu, 1993; Borée et al.,
2001). Pour la combustion, il existe de nombreux brûleurs de laboratoire avec des mesures
bien documentées à l’ONERA, à l’EM2C, au DLR, à Sandia... Des exemples de flammes
non-prémélangées sont présentés Fig. 1.2.

TNF9 Workshop, Montreal 2008
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Fig. 1.2: Extrait de Barlow (2006) : exemples de brûleurs de laboratoire pour l’étude de la com-
bustion non-prémélangée.

Les cas tests académiques permettent d’évaluer précisément les capacités des codes
numériques sur des configurations caractéristiques de certains aspects physiques du pro-
blème industriel global. Les approches Euler-Lagrange et Euler-Euler ont, par exemple,
fait l’objet d’études comparatives sur la configuration Hercule (Borée et al., 2001). Ce
travail a constitué une première étape de validation d’Avbp pour la simulation d’écoule-
ments dispersés (Riber et al., 2009). Sur la Fig. 1.3, les résultats obtenus par Riber (2007)
avec l’approche Euler-Euler mésoscopique pour la simulation aux grandes échelles sur cette
configuration sont reproduits. Il s’agit d’un écoulement recirculant (dû à la présence de
l’obstacle8 au centre de l’écoulement) chargé en particules de verre. Cette configuration a
permis d’évaluer la méthode Euler-Euler mésoscopique pour simuler la dispersion de parti-
cules dans un écoulement turbulent assez représentatif des écoulements dans les chambres
de combustion, dans lesquelles le confinement génère de larges zones de recirculation. L’u-
tilisation de particules de verre permet d’annuler dans l’expérience les effets thermiques et
d’évaporation qui pourraient apparaître avec un brouillard de gouttelettes. Cela permet

8On parle de bluffbody en anglais.
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également de sélectionner la taille et la distribution des particules injectées, et ainsi de
définir précisément les conditions limites des simulations numériques (Riber et al., 2009).
La comparaison des méthodes Lagrangienne et Eulérienne sur le même cas test permet
d’attester la fiabilité des deux approches pour la simulation de la dispersion turbulente
de particules. L’étude a permis de quantifier la précision des résultats numériques sur la
statistique des phases gazeuse et dispersée.

Fig. 1.3: Extraits de la thèse de Riber (2007) : Résultats obtenus avec l’approche Euler-Euler
mésoscopique sur la configuration Hercule. Champs instantanés de fraction volumique (haut) et de
vitesse de la phase dispersée (bas).

1.3.3 Les sous-systèmes du problème industriel global

Ces cas représentent une simplification géométrique et une limitation de la complexi-
té physique du problème industriel global. Il peut s’agir de l’étude expérimentale d’un
nombre réduit d’injecteurs, ou de l’étude d’un système avec un carburant différent, ou
encore de l’étude d’un écoulement à des conditions opératoires reproductibles en labora-
toire. En combustion gazeuse pré-mélangée et partiellement pré-mélangée, le banc d’essai
PRECCINSTA (Weigand et al., 2006; Meier et al., 2006) est une configuration de flamme
swirlée qui présente des instabilités de combustion. Les expérimentateurs ont collecté un
nombre conséquent de mesures optiques sur l’écoulement et la flamme. Le système d’in-
jection est un modèle d’essai fourni par Turbomeca, la géométrie de la chambre est
très simplifiée et le carburant injecté est gazeux. Néanmoins cette configuration permet
de reproduire des instabilités de combustion qui sont des phénomènes critiques dans les
foyers réels. Cette configuration représente un excellent cas de validation pour les codes
numériques dédiés aux écoulements instationnaires réactifs en géométrie complexe et sert
de configuration test au CERFACS pour la prédiction des instabilités de combustion et
l’étude des modèles de combustion turbulente et de cinétique chimique (Roux et al., 2005;
Albouze, 2009; Franzelli, 2010).
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(a) Visualisation du montage expérimental du banc
d’essai PRECCINSTA.

(b) Visualisation du front de flamme obtenu par si-
mulation LES avec Avbp (Roux et al., 2005).

Fig. 1.4: Banc d’essai PRECCINSTA monté au DLR, Allemagne.

1.4 Objectifs de cette thèse

L’étape de validation d’un code numérique est une étape essentielle afin de quanti-
fier le niveau de confiance que l’on peut associer au résultat d’une simulation numérique.
L’objectif de cette thèse s’inscrit dans la suite logique des travaux de validation de l’ap-
proche Euler-Euler mésoscopique implantée dans Avbp. Cette méthode étendue à la simu-
lation aux grandes échelles est décrite dans la première partie de ce manuscrit. Elle résout
des équations continues pour les phases gazeuse et dispersée. Les grandeurs transpor-
tées caractérisant le spray de gouttes sont des moyennes statistiques dites mésoscopiques
conditionnées par une (ou plusieurs) réalisation(s) de la phase gazeuse correspondant à
l’écoulement gazeux résolu. Dans le travail présenté ici, il s’agit d’augmenter la complexité
du problème de validation de la méthode pour la simulation aux grandes échelles de la
combustion diphasique dans les foyers aéronautiques.

1.4.1 Point de départ du travail de validation

La simulation de la dispersion de gouttes et du mélange du carburant évaporé dans un
écoulement turbulent avec l’approche Euler-Euler d’Avbp a fait l’objet de validations qui
peuvent être classées par ordre de complexité croissante :

• Des simulations numériques directes d’une décroissance de THI chargée en parti-
cules ont été réalisées. Les résultats de l’approche Euler-Euler mésoscopique ont
été comparés aux résultats d’une simulation Lagrangienne. Kaufmann et al. (2008)
montrent que l’approche Eulerienne fournit des corrélations de vitesse gaz-particules
et des statistiques sur les énergies corrélée et décorrélée du mouvement d’ensemble9

9Ces notions de mouvement d’ensemble et de mouvement décorrélé des particules seront définies au
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pour les particules en très bon accord avec l’approche Lagrangienne. Cependant, ce
cas test a mis en évidence les difficultés numériques de la méthode Euler-Euler liées
aux forts effets de compressibilité de la phase dispersée : les particules ne restent
pas réparties de manière dans le domaine mais se concentrent dans les zones de
faible vorticité de l’écoulement.

• La simulation numérique directe d’une THI chargée en gouttelettes évaporantes
réalisée par Boileau (2007) a permis de retrouver les comportements observés dans
les simulations Lagrangiennes d’évaporation (Okong’o & Bellan, 2000; Réveillon &
Demoulin, 2007) avec l’approche Euler-Euler mésoscopique implantée dans Avbp.
Les gouttes se concentrent dans les zones de faible vorticité, il s’agit du phénomène
de concentration préférentielle. Le champ de carburant résulte alors de la compé-
tition des termes source d’évaporation localisés aux endroits de forte densité de
gouttes et des effets de diffusion turbulente qui favorisent le mélange.

• Riber (2007) a réalisé une simulation Euler-Euler d’un jet vertical chargé en parti-
cules (Hishida et al., 1987). Cette configuration pleinement turbulente, a permis de
valider l’utilisation du modèle de sous-maille pour la phase dispersée. En revanche,
dans ce type d’écoulement cisaillé de trop forts niveaux d’énergie décorrélée très
localisés apparaissent et déstabilisent le calcul. Les calculs négligeant le mouvement
décorrélé des particules ont tout de même fourni des résultats en bon accord avec
les mesures expérimentales.

• Les simulations diphasiques de l’écoulement vrillé de l’expérience de Sommerfeld &
Qiu (1991) et de l’écoulement recirculant du banc expérimental Hercule (Borée et al.,
2001) ont montré la capacité de la méthode Euler-Euler à reproduire la cinématique
des écoulements caractéristiques des chambres de combustion. A nouveau les calculs
réalisés négligent le mouvement décorrélé des particules, et les résultats montrent
quelques imprécisions sur les niveaux moyens des fluctuations de la phase dispersée.

1.4.2 Choix de la configuration cible

Ainsi l’approche Euler-Euler mésoscopique a été mise en oeuvre sur des problèmes ca-
noniques (cf. §-1.3.1) et des cas tests académiques (cf. §-1.3.2). Dans ce travail de thèse,
la configuration retenue pour l’étape suivante de validation du code de calcul Avbp, est
celle du banc d’essai Mercato. Cette configuration peut être considérée comme un sous-
système d’une chambre de combustion aéronautique dédié à l’étude des écoulements dipha-
siques. La présentation de la configuration Mercato, des simulations réalisées et l’analyse
des résultats fait l’objet de la Partie de ce manuscrit.

Le banc d’essai Mercato, installé au centre du Fauga-Mauzac de l’ONERA, est très
similaire au banc expérimental PRECCINSTA, présenté au §-1.3.3. Le système d’injection

Chapitre 3.
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d’air est un tourbillonneur similaire à celui monté sur le banc PRECCINSTA. Au bout
du nez de l’injecteur, un gicleur de kérosène liquide est ajouté. Il s’agit d’un atomiseur
pressurisé-swirlé caractéristique des atomiseurs employés dans les foyers aéronautiques. Ce
banc expérimental est équipé d’un grand nombre d’accès visuels pour réaliser des mesures
par technique laser. Ce banc est dédié à des conditions de fonctionnement d’allumage ou
de rallumage : basse pression et basse température. De nombreux points de fonctionne-
ment ont été étudiés (Garćia-Rosa, 2008; Lecourt, 2008a,b) et constituent une base de
données pour la validation des codes numériques, dédiée à l’allumage et la stabilisation
du noyau d’allumage. Dans ce travail de thèse, seul le point de fonctionnement dit de
mise en place (Garćia-Rosa, 2008) est considéré. Il s’agit du point le plus favorable10 aux
mesures optiques : l’écoulement est non-réactif, l’air injecté est préchauffé au delà de la
température normale d’ébullition11 du kérosène, les débits de liquide sont faibles de sorte
que l’évaporation du carburant est favorisée. Ce point de fonctionnement a permis aux
expérimentateurs de mettre en place et de calibrer leurs dispositifs de mesure.

(a) Photographie du liquide à la
sortie de l’atomiseur. Source :
http ://www.delavaninc.com

(b) Mise en évidence des mécanismes de formation du
brouillard de gouttelettes.

Fig. 1.5: Atomisation par un injecteur préssurisé-swirlé.

L’atomiseur produit un spray de gouttes de kérosène qui se dispersent et s’évaporent
dans l’écoulement d’air préchauffé vrillé et fortement turbulent. Cette configuration s’ins-
crit donc dans la suite logique du travail de validation réalisé, présenté au paragraphe
précédent §-1.4.1. Les phénomènes d’agitation turbulente, de dispersion et d’évaporation
de gouttes, et de mélange du carburant dans l’air se retrouvent fortement couplés dans une
configuration complexe : l’écoulement en sortie du système d’injection est vrillé, fortement
turbulent et recirculant. Au-delà de la complexité de l’écoulement gazeux, le système d’in-
jection ajoute une difficulté supplémentaire à traiter dans les simulations. Un atomiseur
pressurisé-swirlé produit un spray dit en cône creux. Comme cela est illustré sur la Fig. 1.5,

10Les hublots de visualisation restent propres plus longtemps.
11Dans la littérature, on appelle communément température normale d’ébullition la température de

vaporisation du liquide à pression atmosphérique.
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1.4 Objectifs de cette thèse

le liquide éjecté de l’orifice est d’abord sous la forme d’un film conique fin qui est ensuite
déstabilisé par interaction avec l’écoulement gazeux. Le spray n’est dispersé qu’à l’issue
des processus d’atomisation primaire et secondaire. Ainsi le brouillard formé n’apparaît
pas instantanément dès la sortie du liquide de l’injecteur et sa caractérisation ne pourra
pas être aussi précise que pouvaient l’être les particules de verre injectées dans les cas
tests académiques utilisés dans les configurations présentées précédemment, au §-1.4.1. La
définition des conditions limites d’injection adaptées aux approches sans description de
l’interface gaz/liquide fera l’objet d’un travail spécifique dans ce manuscrit présenté au
Chapitre 7.

La seconde difficulté associée à cette configuration est l’utilisation de kérosène dans
les campagnes expérimentales. Le kérosène est le carburant employé dans l’aviation car
son fort pouvoir énergétique de plus de 40 MJ/kg permet une grande autonomie de vol.
Son point de gel, autour de −50◦C, est relativement bas, comparé à d’autres carburants
liquides. Ainsi il peut être utilisé pour les vols à haute altitude. Le kérosène n’est pas
un composé pur bien défini, mais correspond à un mélange complexe d’hydrocarbures à
longue chaîne, ramifiés ou aromatiques, et d’additifs. Le mélange varie selon l’origine de
l’approvisionnement du pétrole brut et selon les réglementations des pays (Coordinating
Research Council, 2004). Afin de pouvoir simuler l’écoulement diphasique évaporant du
banc d’essai Mercato, la première tâche consiste à définir un modèle chimique pour
représenter le kérosène. Le composé ou espèce chimique modèle construit, ou surrogate
en anglais, doit avoir les mêmes propriétés que le kérosène employé dans les expériences
et notamment son pouvoir énergétique. La validation du modèle d’évaporation et des
propriétés thermodynamiques et de transport du surrogate retenus dans Avbp est présentée
au Chapitre 6 de ce manuscrit.

Enfin, lors des campagnes expérimentales, l’écoulement diphasique sur le banc d’essai
Mercato a exhibé des mécanismes instationnaires. Sur la Fig. 1.6, quatre clichés maté-
rialisant les contours des zones les plus denses de l’écoulement permettent de distinguer un
phénomène fortement instationnaire. Ces clichés sont obtenus en illuminant l’écoulement
diphasique selon un plan laser perpendiculaire à la direction d’observation. Les contours
délimitent les zones dont l’intensité est supérieure à 70% de l’intensité maximale de la
photographie réalisée. Le jet de gouttes bat autour de sa position moyenne. Des paquets
de gouttes en forme de croissant semblent être arrachés périodiquement par l’écoulement.

Fig. 1.6: Images extraites de la thèse de García-Rosa (2008), montrant plusieurs visualisation du
brouillard par tomographie laser à basse cadence (10 Hz).

25



Introduction Générale

L’utilisation de la simulation aux grandes échelles permet de capter les phénomènes
instationnaires hydrodynamiques ou acoustiques12. Les résultats de la simulation dipha-
sique ont permis d’identifier et d’analyser les structures instationnaires des écoulements
gazeux et dispersé. Ce travail est présenté au Chapitre 9.

1.4.3 Stratégies numériques

Comme cela a été mis en évidence par les précédents travaux résumés au §-1.4.1, l’ap-
proche Euler-Euler implantée dans Avbp souffre de difficultés numériques. En effet, la
phase dispersée est une phase fortement compressible qui présente des gradients forts. Les
équations de transport de la méthode aux moments, qui sont présentées au Chapitre 3,
ne contiennent pas de terme de diffusion, et la non-linéarité des équations peut faire ap-
paraître des zones de chocs (De Chaisemartin, 2009). Si un schéma centré est adapté à la
simulation aux grandes échelles des écoulements gazeux car il apporte des résultats précis
en temps et en espace, il n’est pas forcément adapté à la résolution des équations de la
phase liquide.

Les méthodes numériques employées dans ces travaux de thèse sont décrites et analy-
sées sur des cas tests monodimensionnels dans la Partie de ce manuscrit. Actuellement
plusieurs stratégies numériques sont développées dans Avbp afin d’augmenter la robus-
tesse et la précision de la méthode Euler-Euler. La première stratégie consiste à utiliser
des schémas convectifs centrés peu dispersifs et de les stabiliser en ajoutant localement
de la diffusion artificielle (Riber, 2007). Pour stabiliser l’équation de l’énergie décorré-
lée, Martinez (2009) préconise l’utilisation d’une discrétisation adaptée pour les termes
sources de cette équation et l’application d’un limiteur de valeurs. La seconde stratégie
numérique consiste à utiliser un schéma décentré amont dédié à la résolution des équations
de la phase liquide (Roux, 2009). Ce type de schéma dissipatif n’est habituellement pas
apprécié en LES du fait de sa faible précision temporelle. Ces deux types de stratégies sont
mises en oeuvre sur la configuration Mercato, les résultats des méthodes respectives sont
confrontées au Chapitre 10. Il s’agit d’identifier la méthode la plus adaptée pour permettre
l’utilisation de l’approche Euler-Euler d’Avbp sur une configuration industrielle réelle.

Enfin grâce à l’implantation récente du suivi de particules dans Avbp (Garćia, 2009),
Senoner (2010) a reproduit les simulations de la configuration Mercato avec la méthode
Euler-Lagrange. Il est alors possible d’évaluer les performances des approches Euler-Euler
et Euler-Lagrange en utilisant le même solveur gazeux, le même maillage et les mêmes mo-
dèles physiques présentés dans les Parties et . L’analyse des résultats et la comparaison
avec les mesures expérimentales permet d’attester la cohérence entre les deux méthodes
utilisant des opérateurs statistiques différents. Cette comparaison permet également de
quantifier les performances associées à chaque approche. Ce travail est présenté au Cha-
pitre 10.

12On rappelle que les équations de la phase gazeuse résolues sont compressibles.
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1.5 Organisation du manuscrit

1.5 Organisation du manuscrit

La première partie s’attache à présenter les systèmes d’équations de l’approche Euler-
Euler mésoscopique pour la simulation aux grandes échelles des écoulements turbulents
diphasiques. La description des modèles de fermeture s’intéresse exclusivement aux mo-
dèles utilisés dans cette thèse. Le Chapitre 2 présente les équations de conservation de
la phase gazeuse ainsi que les équations filtrées qui sont résolues dans le code Avbp. Le
Chapitre 3 rappelle les points clés de la dérivation des équations au moments pour la phase
dispersée dans l’approche Euler-Euler mésoscopique. Les modèles de fermeture liés au mou-
vement décorrélé et les modèles de couplage entre les phases sont précisément décrits. Les
équations filtrées résolues dans les simulations et le modèle de sous-maille employé sont
également données.

La seconde partie traite des aspects numériques des simulations diphasiques. Le Cha-
pitre 4 décrit l’ensemble des méthodes numériques qui sont employées dans les calculs
réalisés au cours de ces travaux de thèse. L’étude présentée au Chapitre 5 identifie sur
des cas tests monodimensionnels les difficultés numériques liées au système d’équation de
la phase dispersée et présente les différentes stratégies numériques mises en oeuvre sur la
configuration Mercato.

La troisième partie est consacrée au développement de modèles physiques nécessaire
pour la réalisation des simulations sur la configuration Mercato. Le Chapitre 6 traite du
choix des paramètres de thermodynamique et de transport dans le modèle d’évaporation
implanté et de la modélisation du kérosène liquide. Le Chapitre 7 présente un modèle pour
l’injection de carburant liquide dans une méthode adaptée aux écoulement dispersés. Le
modèle FIM-UR développé s’attache à définir des conditions limites d’injection pour les
approches Euler-Euler et Euler-Lagrange.

La dernière partie de ce manuscrit porte exclusivement sur la configuration Merca-
to. Le Chapitre 8 présente le banc d’essai et les mesures obtenues lors des campagnes
expérimentales réalisées par N. Garćia-Rosa et R. Lecourt à l’ONERA Fauga-Mauzac.
Les paramètres des simulations Euler-Euler réalisées avec Avbp et l’analyse physique de
l’écoulement diphasique évaporant dans la chambre Mercato font l’objet du Chapitre 9.
Les résultats obtenus dans la simulation sont également comparés aux mesures expérimen-
tales. Le Chapitre 10 évalue les performances relatives des différentes stratégies numériques
envisagées dans Avbp pour le traitement de la phase dispersée. La comparaison des résul-
tats de simulations Euler-Euler et Euler-Lagrange réalisées avec Avbp sur la configuration
Mercato atteste de la fiabilité des deux méthodes pour le traitement de la phase dispersée
en géométrie complexe.
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Première partie

Présentation des équations et
modèles pour les écoulements

turbulents diphasiques





Introduction

Introduction Au cours des vingt dernières années, la LES, acronyme anglais pour la
Simulation aux Grandes Échelles, est certainement la méthode numérique qui s’est le plus
développée, au rythme de l’accroissement constant des moyens de calcul. D’abord limitée à
de faibles nombres de Reynolds et pour des problèmes canoniques (cf. Chapitre 1), elle est
maintenant employée dans les centres de recherche pour la simulation de phénomènes insta-
tionnaires pour des écoulements turbulents fortement tridimensionnels dans des géométries
complexes. Elle est également de plus en plus utilisée par les industriels dans l’analyse de
situations critiques pour minimiser la prise de risques. Avbp a été employé, par exemple,
pour la prévision des instabilités thermo-acoustiques (Staffelbach et al., 2009) et la prévi-
sion de la répartition des fluctuations de températures en entrée de turbine (Boudier et al.,
2007).

Le principe de la simulation LES est d’appliquer un filtrage spatial aux équations
instationnaires de Navier-Stokes. Ce filtrage fait apparaître des termes non-résolus (termes
de sous-maille) dans les équations qui doivent alors être modélisés. Les équations filtrées
sont résolues en temps et en espace sur la grille de calcul. Ainsi la simulation LES permet
de résoudre les grandes structures spatiales turbulentes de l’écoulement liées notamment
à la géométrie de la configuration, tandis que les plus petites échelles de la turbulence
(plus petites que la taille des mailles de la grille de calcul) ne sont considérées que par les
phénomènes de dissipation qu’elles génèrent localement dans l’écoulement. Son extension
aux écoulements dispersés dans Avbp a fait l’objet des travaux de thèse de Riber (2007).
Les équations issues du formalisme eulérien mésoscopique (Février et al., 2005) sont, de
la même façon que les équations gazeuses, filtrées spatialement. Les modèles de fermeture
des termes de sous-maille ont été testés a priori dans les travaux de thèse de Moreau
(2006).

L’ensemble des méthodes numériques et des modèles utilisés dans cette thèse étaient
déjà implantés dans Avbp au début de mes travaux de thèse ou l’ont été grâce au travail
collaboratif de l’équipe de développement d’Avbp. Le travail de thèse a donc bénéficié
d’un code numérique opérationnel et efficace.

Dans cette première partie du manuscrit, les équations de conservation pour les phases
gazeuse et dispersée sont rappelées, afin de définir les variables transportées et de situer le
niveau de modélisation employée dans les simulations réalisées et analysées dans ce manus-
crit. Le code Avbp résout les équations compressibles et multi-espèces de Navier-Stokes



filtrées pour la dynamique et la thermique de la phase porteuse. Le système d’équations
résolues pour la phase gazeuse est donné avant et après filtrage spatial au Chapitre 2. Les
équations filtrées de l’approche Euler-Euler mésoscopique sont résolues pour la dynamique
et la thermique de la phase dispersée. Les étapes de la mise en équations de la dynamique
de la phase dispersée sont résumées au Chapitre 3, ainsi que les termes de couplage entre
les phases. Le système final obtenu après le filtrage spatial de la simulation aux grandes
échelles est donné dans la dernière section du Chapitre 3.
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Chapitre 2

Équations de conservation pour les
écoulements gazeux compressibles
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Équations de conservation pour les écoulements gazeux compressibles

2.1 Équations et variables conservatives

2.1.1 Définition des variables conservatives pour la phase gazeuse

On écrit les équations de conservation pour la phase gazeuse d’un écoulement multi-
espèces diphasique non-réactif sous la forme suivante :

∂w
∂t

+∇ · F = sl-g (2.1)

w = ( ρu, ρv, ρw, ρE, ρk)
T est le vecteur des variables conservatives avec respectivement

ρ, u, v, w, E et ρk, la masse volumique, les trois composantes du vecteur vitesse u =
(u, v, w)T , l’énergie totale non chimique et la masse volumique partielle de l’espèce k
définie par ρk = ρYk avec Yk la fraction massique de l’espèce k, k variant de 1 à N , N
étant le nombre d’espèces. F est le tenseur des flux que l’on décompose de façon classique
en une partie non diffusive et une partie diffusive :

F = FI(w) + FV (w,∇w) (2.2)

sl-g est le vecteur des termes sources dûs aux effets de la phase liquide sur la phase gazeuse.
Il sera défini au Chapitre 3, §-3.2.3.

Le tenseur des flux non-diffusifs ou convectifs et le tenseur des flux diffusifs se décom-
posent selon 3 composantes :

FI =
(
fI ,gI ,hI

)T (2.3)

FV =
(
fV ,gV ,hV

)T (2.4)

2.1.2 Flux convectifs

Les trois composantes du tenseur des flux non diffusifs FI(w) s’écrivent :

fI =


ρu2 + P
ρuv
ρuw

(ρE + P )u
ρku

 , gI =


ρuv

ρv2 + P
ρvw

(ρE + P )v
ρkv

 , hI =


ρuw
ρvw

ρw2 + P
(ρE + P )w

ρkw

 (2.5)

où la pression hydrostatique P est déterminée par l’équation d’état des gaz parfaits donnée
à l’Eq. (2.17). Ces flux conduisent aux équations d’Euler pour les 4 premières équations
qui traduisent la conservation de la quantité de mouvement et d’énergie dans un volume de
fluide élémentaire. Les k dernières équations traduisent le transport convectif des espèces
chimiques du mélange multi-espèces. Leur somme n’est autre que l’équation de continuité
traduisant la conservation de la masse totale sous phase gazeuse.
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2.2 Thermodynamique du gaz

2.1.3 Flux diffusifs

Les trois composantes du tenseur des flux diffusifs FV (w,∇w) s’écrivent :

fV =


−τxx
−τxy
−τxz

−(uτxx + vτxy + wτxz) + qx
Jx,k



gV =


−τxy
−τyy
−τyz

−(uτxy + vτyy + wτyz) + qy
Jy,k



hV =


−τxz
−τyz
−τzz

−(uτxz + vτyz + wτzz) + qz
Jz,k



(2.6)

où τ est le tenseur des contraintes visqueuses. µ, la viscosité dynamique, Ji,k, le flux diffusif
de l’espèce k dans la direction i et qi, le flux diffusif de chaleur seront défini à la section 2.3.

τ est défini par :

τij = 2µ

(
Sij −

1

3
δijSll

)
(2.7)

avec : Sij =
1

2

(
∂uj
∂xi

+
∂ui
∂xj

)
(2.8)

où Sij est le tenseur des déformations. Ces flux conduisent aux équations de Navier-Stokes
pour un mélange gazeux multi-espèces.

Note : Par la suite, en l’absence de précision, les indices i, j et l désignent l’une des trois
directions de l’espace. Leur répétition implique une sommation sur ces trois directions
(notation d’Einstein). Dans tout ce document, l’indice k représente uniquement la kième

espèce et ne suit pas la règle de sommation (sauf dans les cas mentionnés).

2.2 Thermodynamique du gaz

2.2.1 Tabulation des enthalpies et entropies sensibles

Les propriétés thermodynamiques sont définies pour chaque espèce gazeuse. L’état de
référence est pris à la pression P0 = 1 bar et à la température T0 = 0 K. Les enthalpies
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h̃s,k et entropies s̃k sensibles de chaque espèce sont tabulées tous les 100 K de 0 à 5000 K
et sont définies respectivement par les Eqs. (2.9) et (2.10). Le symbole ˜ correspond à la
valeur tabulée d’indice i et l’exposant m représente une valeur molaire. h̃ms,k, s̃mk et la masse
molaire Wk sont déterminées à partir de la table JANAF (Stull & Prophet, 1971). Enfin,
l’énergie sensible de l’espèce k est donnée par l’Eq. (2.11) où rk est fourni par l’Eq. (2.19).

h̃s,k(Ti) =

∫ Ti

T0=0K
Cp,kdT =

h̃ms,k(Ti)− h̃ms,k(T0)

Wk
, i = 1, 51 (2.9)

s̃k(Ti) =
s̃mk (Ti)− s̃mk (T0)

Wk
, i = 1, 51 (2.10)

ẽs,k(Ti) =

∫ Ti

T0=0K
Cv,kdT = h̃s,k(Ti)− rkTi i = 1, 51 (2.11)

Les capacités calorifiques à pression constante Cp,k et à volume constant Cv,k sont sup-
posées constantes entre Ti et Ti+1 = Ti + 100 K. Elles sont respectivement déterminées
par les Eqs. (2.12) et (2.13). L’énergie sensible de l’espèce k est définie par une interpola-
tion linéaire via la température (Eq. (2.14)). L’énergie sensible et l’enthalpie sensible du
mélange sont respectivement définies par les Eqs. (2.15) et (2.16).

Cp,k =
∂hs,k
∂T

(2.12)

Cv,k =
∂es,k
∂T

(2.13)

es,k(T ) = ẽs,k(Ti) + (T − Ti)
ẽs,k(Ti+1)− ẽs,k(Ti)

Ti+1 − Ti
(2.14)

ρes =

N∑
k=1

ρkes,k = ρ

N∑
k=1

Ykes,k (2.15)

ρhs =
N∑
k=1

ρkhs,k = ρ
N∑
k=1

Ykhs,k (2.16)

2.2.2 Loi d’état des gaz parfaits

La phase gazeuse est considérée comme un mélange de N gaz parfaits, son équation
d’état s’écrit donc :

P = ρ
R
W

T (2.17)

avec : 1

W
=

N∑
k=1

Yk
Wk

(2.18)
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2.3 Modèle de transport et de diffusion

où W est la masse molaire du mélange. La constante du mélange r et les capacités calori-
fiques Cp et Cv dépendent des fractions massiques de chaque espèce :

r =
R
W

=

N∑
k=1

Yk
Wk

R =

N∑
k=1

Ykrk (2.19)

Cp =

N∑
k=1

YkCp,k (2.20)

Cv =
N∑
k=1

YkCv,k (2.21)

où R = 8.3143 J.mol−1.K−1 est la constante universelle des gaz parfaits. L’exposant
polytropique du mélange est donné par γ = Cp/Cv. La constante du mélange, les capacités
calorifiques et l’exposant polytropique dépendent de la composition locale du mélange
définie par les fractions massiques Yk(x, t). Elles sont donc dépendantes de l’espace et du
temps :

r = r(x, t), Cp = Cp(x, t), Cv = Cv(x, t), et γ = γ(x, t) (2.22)

À partir de l’énergie sensible, on déduit la température en utilisant les Eq. 2.14 et 2.15.
Enfin, les conditions limites NSCBC (Poinsot & Lele, 1992) et le calcul du nombre CFL
(mentionnés au Chapitre 4) nécessitent le calcul de la vitesse du son du mélange c définie
pour un mélange parfait par :

c2 = γrT (2.23)

2.3 Modèle de transport et de diffusion

2.3.1 Diffusion moléculaire

Dans un écoulement multi-espèces, la conservation de la masse totale implique
que l’Eq. (2.24) soit satisfaite. Vk représente la vitesse de diffusion de l’espèce k
(k = 1, ..., N) et s’exprime en utilisant l’approximation d’Hirschfelder-Curtis donnée
à l’Eq. (2.25). Cette expression fait intervenir les gradients des fractions molaires Xk

définies par Xk = YkW/Wk. Exprimée en terme de fractions massiques, l’Eq. (2.25)
devient l’Eq. (2.26). L’approximation d’Hirschfelder-Curtis conduit exactement à la loi de
Fick pour un mélange binaire.

N∑
k=1

Yk V
k
i = 0 (2.24)

Xk V
k
i = −Dk

∂Xk

∂xi
(2.25)

Yk V
k
i = −Dk

Wk

W

∂Xk

∂xi
(2.26)
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où Dk est la diffusivité de l’espèce k dans le mélange. Si on somme les k équa-
tions Eq. (2.26), la conservation de la masse totale exprimée par l’Eq. (2.24) n’est
pas nécessairement respectée. Il est alors nécessaire d’ajouter la contribution d’une vitesse
de diffusion corrective notée Vc pour assurer la conservation de la masse totale de gaz.
Cette vitesse de correction est donnée à l’Eq. (2.27) (Poinsot & Veynante, 2005). Le
flux de diffusion des espèces Jk qui prend en compte cette correction s’écrit alors selon
l’Eq. (2.28).

V c
i =

N∑
k=1

Dk
Wk

W

∂Xk

∂xi
(2.27)

Ji,k = ρYk

(
V k
i + V c

i

)
= −ρ

(
Dk

Wk

W

∂Xk

∂xi
− YkV

c
i

)
(2.28)

2.3.2 Diffusion de la chaleur

Le flux de chaleur total q est la somme de deux termes : le flux de chaleur par conduc-
tion, que l’on modélise par une loi de Fourier, et le flux de chaleur dû à la diffusion des
espèces. Ces deux termes sont détaillés dans l’Eq. (2.30).

qi = −λ
∂T

∂xi
+

N∑
k=1

Ji,khs,k (2.29)

qi = −λ
∂T

∂xi︸ ︷︷ ︸
conduction

−ρ

N∑
k=1

(
Dk

Wk

W

∂Xk

∂xi
− YkV

c
i

)
hs,k︸ ︷︷ ︸

diffusion des espèces

(2.30)

où λ est la conductivité thermique du mélange.

2.3.3 Définition des coefficients de diffusion

Dans la plupart des codes de mécanique des fluides utilisant un mélange de plusieurs
espèces, la viscosité dynamique µ est supposée indépendante de la composition du mélange
et proche de celle de l’air1. La loi puissance (Eq. 2.31) est une approximation réaliste qui
prend en compte les variations de la viscosité dynamique en fonction de la température.

µ = µref

(
T

Tref

)b

(2.31)

où µref est la viscosité mesurée à la température Tref .

La conductivité thermique du mélange est définie par l’Eq. (2.32) qui utilise un nombre
1Les erreurs liées à cette hypothèse sont faibles tant que le mélange est dilué dans l’air (Schmitt, 2009).
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de Prandtl Pr supposé constant. La diffusivité thermique est définie par l’Eq. (2.33).

λ =
µCp

Pr
(2.32)

Dth =
µ

ρPr
(2.33)

Pour la diffusion molaire, on adopte une approche simplifiée en faisant l’hypothèse que les
nombres de Schmidt de chaque espèce Sck sont constants. La diffusivité moléculaire Dk

est alors définie par :
Dk =

µ

ρSck
(2.34)

où Sck est le nombre de Schmidt de l’espèce k supposé constant.

Pr et Sck modélisent la diffusion laminaire thermique et moléculaire. Leurs valeurs sont
obtenues à l’aide du logiciel CANTERA (Goodwin, 2009) en calculant leur valeur dans le
mélange considéré.

2.4 Équations LES pour la phase gazeuse

2.4.1 Filtrage LES des équations de Navier-Stokes

La procédure de filtrage évoquée en introduction consiste à définir la quantité filtrée f
comme le produit de convolution de la quantité non filtrée f avec un filtre spatial G△ de
taille caractéristique △ :

f (x) =

∫
f (x)G△

(
x′ − x

)
dx′ (2.35)

Le filtre G△ est classiquement de type boîte ou gaussien (Sagaut, 1998b). La quantité
filtrée f est calculée en résolvant numériquement son équation de transport. La quantité
de sous-maille non résolue est f ′ = f−f . Pour les écoulements à masse volumique variable,
il est pratique d’utiliser une moyenne pondérée par la masse volumique, appelée moyenne
de Favre, définie par :

f̃ =
ρf

ρ
(2.36)

On obtient les équations de conservation de type LES en filtrant les équations de Navier-
Stokes instantanées (Eq. 2.1) :

∂w
∂t

+∇ · F = sl−g (2.37)

où sl−g est le terme source filtré et F est le tenseur des flux filtrés composé de trois
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contributions :

F = FI
+ FV

+ Ft (2.38)
avec

tenseur des flux convectifs résolus : FI
=

(
fI ,gI ,hI

)T
(2.39)

tenseur des flux diffusifs résolus : FV
=

(
fV ,gV ,hV

)T
(2.40)

tenseur des flux de sous-maille : Ft
=

(
ft,gt,ht

)T
(2.41)

De manière classique, pour établir les équations filtrées, on suppose qu’il y a commu-
tation entre l’opérateur de filtrage et les opérateurs de dérivée partielle.

En pratique l’opération de filtrage définie à l’Eq. (2.35) n’est pas effectuée, on parle de
filtrage implicite : l’échelle de coupure est fixée par la taille de la maille, toutes les échelles
en dessous de la taille de la cellule ne sont pas résolues. Ainsi en LES, la construction
du maillage du domaine de calcul devient une étape importante voire essentielle pour le
calcul. Le choix de l’évolution des tailles des cellules du maillages conditionne l’intensité
de l’application du modèle de sous-maille. Les variations dans la taille du filtre dues à la
non-uniformité du maillage ne sont pas prises en compte dans la modélisation de sous-
maille.

2.4.2 Flux convectifs résolus

Les trois composantes du tenseur des flux convectifs résolus FI sont définies par :

fI =


ρũ2 + P
ρũṽ
ρũw̃

ρẼũ+ P u
ρkũ

 , gI =


ρũṽ

ρṽ2 + P
ρṽw̃

ρẼṽ + P v
ρkṽ

 , hI
=


ρũw̃
ρṽw̃

ρw̃2 + P

ρẼw̃ + P w
ρkw̃

 (2.42)
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2.4.3 Flux diffusifs résolus en écoulement non réactif

Les trois composantes du tenseur des flux diffusifs résolus FV sont définies par :

fV =


−τxx
−τxy
−τxz

−(u τxx + v τxy + w τxz) + qx
Jx,k



gV =


−τxy
−τyy
−τyz

−(u τxy + v τyy + w τyz) + qy
Jy,k



hV
=


−τxz
−τyz
−τzz

−(u τxz + v τyz + w τzz) + qz
Jz,k



(2.43)

2.4.4 Filtrage des termes non-linéaires

Les flux ainsi résolus font apparaître des termes non-linéaires filtrés. Ceux-ci sont sim-
plement évalués par le produit des différents termes filtrés (Poinsot & Veynante, 2005).

Le tenseur des contraintes résolues τij

Les termes de contraintes résolues τij sont simplement évalués selon :

τij = 2µ

(
Sij −

1

3
δijSll

)
(2.44)

approximation : τij ≈ 2µ

(
S̃ij −

1

3
δijS̃ll

)
(2.45)

avec : S̃ij =
1

2

(
∂ũj
∂xi

+
∂ũi
∂xj

)
(2.46)

µ ≈ µ(T̃ ) (2.47)
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Tenseur de diffusion des espèces filtré Ji,k

Les variations spatiales des flux résolus de diffusion moléculaire Ji,k sont considérées
comme suffisamment faibles pour être évaluées par un modèle de type gradient.

en non réactif : Ji,k = −ρ

(
Dk

Wk

W

∂Xk

∂xi
− YkVi

c

)
(2.48)

approximation : Ji,k ≈ −ρ

(
Dk

Wk

W

∂X̃k

∂xi
− ỸkṼi

c

)
(2.49)

avec : Ṽi
c

=

N∑
k=1

Dk
Wk

W

∂X̃k

∂xi
(2.50)

Dk ≈ µ

ρSck
(2.51)

Flux de chaleur filtré qi

en non réactif : qi = −λ
∂T

∂xi
+

N∑
k=1

Ji,khs,k (2.52)

approximation : qi ≈ −λ
∂T̃

∂xi
+

N∑
k=1

Ji,k h̃s,k (2.53)

avec : λ ≈ µCp(T̃ )

Pr
(2.54)

2.4.5 Flux de sous-maille

Les trois composantes du tenseur de sous-maille Ft sont définies par :

ft
=


−τxx

t

−τxy
t

−τxz
t

qx
t

Jx,k
t

 , gt =


−τxy

t

−τyy
t

−τyz
t

qy
t

Jy,k
t

 , ht
=


−τxz

t

−τyz
t

−τzz
t

qz
t

Jz,k
t

 (2.55)

Les termes de sous-mailles sont modélisés par leur effets dissipatifs sur les échelles
résolues. Cet effet vient de la théorie de cascade énergétique éloborée par Kolmogorov
(1941) : les petites échelles reçoivent l’énergie de l’écoulement contenues essentiellement
dans les grandes échelles, via le processus de transfert énergétique rempli par les échelles
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dites inertielles. Dans les fermetures présentées ci-dessous, on voit apparaître le terme νt
de viscosité turbulente qui doit être modélisé.

Tenseur des contraintes de sous-maille τij
t

τij
t = −ρ (ũiuj − ũiũj) (2.56)

modèle : τij
t = 2 ρ νt

(
S̃ij −

1

3
δijS̃ll

)
(2.57)

La viscosité turbulente νt est calculée par le modèle de sous-maille donné au §-2.4.6.

Tenseur de diffusion des espèces de sous-maille Ji,k
t

Ji,k
t

= ρ
(
ũiYk − ũiỸk

)
(2.58)

modèle : Ji,k
t

= −ρ

(
Dt

k

Wk

W

∂X̃k

∂xi
− ỸkṼi

c,t

)
(2.59)

avec : Ṽ c,t
i =

N∑
k=1

Dt
k

Wk

W

∂X̃k

∂xi
(2.60)

Dt
k =

νt
Sctk

(2.61)

Le nombre de Schmidt turbulent est fixé dans les simulations à Sctk = 0.6 pour toutes
les espèces.

Flux de chaleur de sous-maille qi
t

qi
t = ρ

(
ũiE − ũiẼ

)
(2.62)

modèle : qi
t = −λt

∂T̃

∂xi
+

N∑
k=1

Ji,k
t
h̃s,k (2.63)

avec : λt =
 ρνtCp

Prt
(2.64)

Dans les simulations de ces travaux de thèse, le nombre de Prandtl turbulent a été fixé
à Prt = 0.6, pour assurer un nombre de Lewis “turbulent” unitaire.
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2.4.6 Modèle de WALE pour le calcul de la viscosité turbulente

Plusieurs modèles plus ou moins complexes existe dans la littérature pour évaluer l’effet
dissipatif des petites échelles de l’écoulement (Lesieur, 1997; Sagaut, 1998a; Pope, 2000).
Les simulations réalisées dans cette thèse emploient le modèle de WALE développé par
Nicoud & Ducros (1999). Ce modèle simple adapte la viscosité de sous maille en fonction
de la distance à la paroi. Il permet d’être utilisé en combinaison d’une paroi adhérente
sans traitement particulier à la paroi. Il est connu également pour donner de bons résultats
dans les couches de cisaillement.

Dans ce modèle, la viscosité turbulente est définie par :

νt = (Cw△)2
(sdijs

d
ij)

3/2

(S̃ijS̃ij)5/2+(sdijs
d
ij)

5/4
(2.65)

Cw est la constante du modèle de Smagorinsky dont la valeur est fixée à : Cw = 0.4929.

où sdij est la partie déviatrice du taux de déformations résolu :

sdij =
1

2
(g̃2ij + g̃2ji)−

1

3
g̃2kk δij (2.66)

où g̃ij est la partie irrotationnelle du tenseur des contraintes résolu.
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Chapitre 3

Équations de conservation pour la
phase dispersée
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3.1 Introduction

Contrairement aux écoulements de fluides newtoniens qui sont majoritairement décrits
par une théorie des milieux continus avec un point de vue eulérien, la dynamique des sprays
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peut être abordée sous différentes approches théoriques. Dans l’approche lagrangienne (no-
tée L), on considère la phase dispersée comme un ensemble de particules discrètes de petite
taille auxquelles on applique la mécanique du point. Dans l’approche eulérienne (notée E),
le spray est vu comme un milieu continu analogue à un fluide et constitué des propriétés
moyennes locales de l’ensemble des particules. Dans le code Avbp le solveur Eulérien est
développé depuis les travaux de thèse de Kaufmann (2004) et un solveur Lagrangien a
récemment été développé grâce aux travaux de Garćia (2009). Ce travail de thèse s’est
essentiellement porté sur l’approche Eulérienne. Des résultats de simulations réalisées par
J.M. Senoner avec le solveur Lagrangien d’Avbp sont employés au Chapitre 10 afin de
comparer les performances respectives des approches Lagrangienne et Eulérienne mises
en oeuvre dans Avbp. Afin de comprendre le choix fait dans cette étude, les approches
Lagrangienne et Eulérienne sont présentées de manière succincte. Pour une description
plus détaillée de la dérivation des équations Euler-Euler en moyenne statistique, le lecteur
est invité à lire la section 2 du Chapitre 3 de la thèse de Boileau (2007).

Note : Par la suite, on parle indifféremment de phase dispersée ou de phase liquide pour
définir le spray de gouttelettes (appelées particules dans le formalisme eulérien statistique).
Par opposition, l’écoulement gazeux est appelé phase continue, phase porteuse ou phase
gazeuse.

3.1.1 Approche lagrangienne

La description Euler-Lagrange (EL) déterministe du spray consiste à suivre la trajec-
toire lagrangienne (L) de chaque gouttelette du spray en lui appliquant les transferts de
quantité de mouvement, de masse et de chaleur avec le gaz porteur dont l’écoulement est
décrit du point de vue eulérien (E). À chaque instant, on résout le système suivant pour
chaque gouttelette (k) présente dans l’écoulement :

dX
(k)
p,i

dt
= V

(k)
p,i (3.1)

d

dt

(
m(k)

p V
(k)
p,i

)
= F

(k)
p,i (3.2)

dm
(k)
p

dt
= ṁ(k)

p (3.3)
d

dt

(
m(k)

p C(k)
p T (k)

p

)
= Q̇(k)

p (3.4)

avec X⃗
(k)
p la position de la goutte, V⃗ (k)

p sa vitesse, m(k)
p sa masse, C(k)

p sa chaleur spécifique
à pression constante, T (k)

p sa température, F(k)
p les forces extérieures agissant sur la goutte,

ṁ
(k)
p le taux d’évaporation et Q̇

(k)
p le taux de transfert de chaleur avec le gaz porteur.

Le principal avantage de la méthode EL est l’absence de modélisation nécessaire pour
traiter des problèmes tels que les effets de polydispersion (particules de différents dia-
mètres) et de croisement de trajectoires. Couplée aux méthodes qui modélisent tout ou
partie de la turbulence de la phase gazeuse, elle requiert néanmoins une méthode d’éva-
luation des efforts du gaz à l’endroit de la particule. Elle est donc couramment employée
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dans les codes DNS (Squires & Eaton, 1990; Boivin et al., 1998; Vermorel et al., 2003;
Péra, 2005), qui résolvent l’ensemble des échelles de la turbulence, et son potentiel en LES
a été démontré (Boivin et al., 2000; Pandya & Mashayek, 2002; Mashayek & Pandya,
2003; Apte et al., 2003). L’approche Lagrangienne est également utilisée pour des simu-
lations RANS de configurations industrielles, en modélisant l’effet de la turbulence sur la
dispersion des particules (Sakiz & Simonin, 1998; Pozorski & Minier, 1998; MacManus
& Eaton, 2000; Squires & Eaton, 1994). Elle est par exemple implantée dans des codes
comme Kiva, IFP-C3D, StarCD, Fire, ... L’approche Lagrangienne implantée dans le sol-
veur Avbp (Garćia, 2009) n’utilise pas de modèle pour reconstruire l’effet de sous-maille
du gaz porteur sur les efforts et les échanges exercés sur les particules suivies.

Sur le plan numérique, la localisation des particules sur la grille eulérienne nécessite des
algorithmes performants. Dans le cas de calculs parallèles par décomposition de domaine,
l’échange de particules entre processeurs est une tâche délicate (Garćia, 2009). Une fois
les particules repérées, des interpolations sont nécessaires pour transférer les termes de
couplage de la grille eulérienne aux particules et inversement. Si l’on souhaite éviter une
diffusion numérique importante lors de ces interpolations, des schémas d’ordre élevé donc
coûteux en temps de calcul sont requis. Dans les calculs réalisés par J.M. Senoner, dont les
résultats seront utilisés au Chapitre 10, une interpolation du second ordre, par la méthode
des moindre carrés, est employée. L’intégration temporelle des équations Eqs. (3.1)–(3.4)
est réalisée par une méthode explicite du 1er ordre.

Sur le plan informatique, le suivi instantané de plusieurs millions voire centaines de
millions de particules implique des ressources de calculs et des besoins en mémoire qui
dépassent les capacités des calculateurs d’aujourd’hui. Ce problème est généralement résolu
en regroupant plusieurs particules initialement proches dans le domaine de calcul dans
une particule numérique appelée parcel en anglais. Le nombre de parcels à suivre est alors
considérablement réduit mais une modélisation supplémentaire devient nécessaire (Moin,
2004). De plus, afin d’assurer la convergence statistique et d’éviter des discontinuités trop
fortes des termes sources de couplage, un tel calcul doit conserver un nombre significatif
de particules (Jaegle, 2009).

Pour un calcul LES parallèle, la décomposition en domaines est la méthode la plus
efficace lorsqu’on utilise un grand nombre de processeurs. Toutefois, un maillage découpé
pour le solveur gazeux n’est pas optimisé pour le solveur lagrangien. En effet, la distri-
bution de particules dans le domaine de calcul peut être très différente de la distribution
de cellules eulériennes et varie généralement au cours du temps. Un très grand nombre
de trajectoires lagrangiennes sont alors calculées par quelques processeurs, ce qui réduit
fortement l’efficacité du calcul parallèle. Dans un calcul de remplissage de chambre, par
exemple, les particules sont injectées au cours du temps au niveau de l’atomiseur. Les
particules se dispersent dans la chambre et s’évaporent au cours du calcul. Les processeurs
dont le domaine attribué est situé en amont de l’injecteur liquide ne reçoivent pas de
gouttelettes, ceux pour lequel le domaine est à proximité de l’atomiseur reçoivent un très
grand nombre de particules. Ce déséquilibrage en particules entraîne une baisse des per-
formances de parallélisme (Senoner et al., 2009b). Pour conserver un parallélisme efficace
sur des milliers de processeurs, il est alors nécessaire de re-découper le domaine au cours
du calcul au moyen d’une méthode d’équilibrage dynamique (Ham et al., 2003).
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3.1.2 Approche eulérienne

Les difficultés numériques et informatiques de l’approche EL ont motivé la modélisa-
tion des sprays par des approches Euler-Euler (EE). Dans ce cas, on ne s’intéresse pas
à l’histoire de chaque particule mais à leurs propriétés moyennes en regardant le spray
comme un fluide continu. Parmis les différentes méthodes disponibles détaillées au Cha-
pitre 1, l’approche Euler-Euler mésoscopique (Février et al., 2005) a été implantée dans
Avbp, en raison notamment du travail sur les modèles de fermeture des tenseurs de vitesse
décorrélée (Boivin et al., 1998; Kaufmann et al., 2008) et de sous-mailles (Moreau, 2006)
réalisé par le groupe EEC de l’IMFT1.

L’idée forte de la description mésoscopique est de faire une distinction entre les gran-
deurs d’ensemble d’un volume de particules et les grandeurs propres à chaque particule.
Les équations Euler-Euler en moyenne statistique sont obtenues à partir d’un formalisme
issu de la théorie cinétique des gaz formulée par Chapman & Cowling (1939). Dans cette
thèse les principales étapes de la dérivation sont résumées ci-dessous et les notations ainsi
que les différentes étapes sont détaillées dans la thèse de Boileau (2007).

1. On définit une fonction densité de présence de particules (pdf en anglais)
fp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) conditionnée par une réalisation du fluide porteur Hf . Dans
l’espace des réalisations particulaires, chaque particule est identifiée par sa position
x à l’instant t, sa masse µp, sa vitesse cp et sa température ζp

2.

2. On écrit l’équation de transport de type Boltzmann décrivant l’évolution de cette
pdf.

3. Au moyen de cette pdf, on définit une moyenne statistique locale des propriétés du
spray. Les quantités mésoscopiques sont définies par la moyenne d’ensemble massique
de la quantité particulaire Ψ :

Ψ̆ = ⟨Ψ⟩l =
1

ρlᾰl

∫
µpΨ(cp, ζp, µp) fp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) dcpdζpdµp (3.5)

La déviation par rapport à la moyenne mésoscopique est notée Ψ′′ − Ψ − Ψ̆. Dans
l’approche implantée dans Avbp, les quantités transportées sont : n̆l le nombre de
particules par unité de volume, ᾰl la fraction volumique de gouttes, ŭl la vitesse mé-
soscopique, δθ̆l =

⟨
1
2u

′′
p,iu

′′
p,i

⟩
l

l’énergie du mouvement décorrelé et h̆s,l l’enthalpie
mésoscopique. Les grandeurs mésoscopiques, et le mouvement décorrélé sont repré-
sentés sur le croquis Fig. 3.1.

4. On multiplie l’équation de transport de la pdf par une variable quelconque Ψ des-
criptive du spray, puis on lui applique l’opérateur de moyenne défini précédemment
afin d’établir l’équation générale d’Enskog.

1Groupe Ecoulements et Combustion de l’Institut de Mécanique des Fluides de Toulouse.
2ζp correspond à une température caractéristique de la goutte. Dans la suite au paragraphe §-3.2.4, les

gouttes sont supposées à température uniforme. Pour lever cette hypothèse dans l’approche Eulérienne, il
faudrait rajouter des variables à la pdf permettant de décrire la répartition de température dans la goutte.
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3.1 Introduction

5. En remplaçant Ψ par les quantités appropriées, on établit un système d’équations
de conservation pour le mouvement moyen dit mésoscopique. Dans les équations aux
moments de la vitesse mésoscopique Eq. (3.10) et de l’énergie décorrélée Eq. (3.11)
apparaissent les tenseurs double et triple de vitesse décorrélée définit comme :

δR̆l,ij =
⟨
u′′p,iu

′′
p,j

⟩
l

(3.6)
δS̆l,ijk =

⟨
u′′p,iu

′′
p,ju

′′
p,k

⟩
l

(3.7)

Les équations de transport pour les grandeurs mésoscopiques, sont données
ci-dessous, en notant Γ le taux de transfert de masse du liquide vers le gaz du
à l’évaporation, Φl le taux de tranfert d’enthalpie reçu par le liquide, Fd la force
de traînée exercée par le fluide sur les gouttes et Wθ le taux de transfert d’énergie
décorrélée lié à cette force :

∂

∂t
n̆l +

∂

∂xj
n̆lŭl,j = 0 (3.8)

∂

∂t
ρlᾰl +

∂

∂xj
ρlᾰlŭl,j = − Γ (3.9)

∂

∂t
ρlᾰlŭl,i +

∂

∂xj
ρlᾰlŭl,iŭl,j = − ∂

∂xj
ρlᾰl δR̆l,ij − Γ ŭl,i + Fd,i (3.10)

∂

∂t
ρlᾰl δθ̆l +

∂

∂xi
ρlᾰlŭl,iδθ̆l = − ∂

∂xj
ρlᾰlδS̆l,iij − ρlᾰlδR̆l,ij

∂

∂xj
ŭl,i − Γδθ̆l +Wθ (3.11)

∂

∂t
ρlᾰlh̆s,l +

∂

∂xi
ρlᾰlŭl,ih̆s,l = − Γh̆s,l +Φl (3.12)

¶ + · = ¸ + ¹ + º + » + ¼

où les termes notés ¶ correspondent aux termes de variations temporelles, · aux
termes d’advection par le mouvement mésoscopique, ¸ aux termes d’advection par
le mouvement décorrélé, ¹ aux effets de l’anisotropie du tenseur des contraintes
mésoscopiques, º aux termes sources liés à l’évaporation, » aux termes sources liés
à la force de traînée, ¼ aux termes sources liés à la conduction thermique.

6. Les fermetures des équations du mouvement mésoscopique sont données dans la
section suivante. Il s’agit de modéliser deux types de termes :

(a) l’effet du mouvement non résolu ou décorrélé qui représente l’écart par rapport
au mouvement mésoscopique (termes ¸ et ¹),

(b) les termes de couplage avec la phase gazeuse via la force de traînée exercée par
la phase porteuse sur les particules, les échanges thermiques et massiques entre
les phases (termes º, » et ¼).

Contrairement à l’approche EL, les équations obtenues par la méthode EE sont proches
des équations de la phase gazeuse, ce qui permet d’utiliser les mêmes algorithmes infor-
matiques que le solveur gazeux et de profiter pleinement des capacités de parallélisme. De
plus, le couplage informatique ne pose aucun problème puisque la grille de calcul est la
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Équations de conservation pour la phase dispersée

Fig. 3.1: Croquis schématisant un ensemble mésoscopique de particules et les variables qui lui sont
associées.

même pour les deux phases3. En d’autres termes, le code de calcul résolvant l’écoulement
diphasique en Euler-Euler n’est qu’une extension du code gazeux auquel on ajoute un jeu
de variables à transporter ainsi que des modèles pour les termes de fermeture et de cou-
plage. Le temps de calcul n’est alors plus lié aux nombres de particules à transporter mais
au nombre d’équations eulériennes décrivant la phase dispersée et la complexité des mo-
dèles de fermeture. En général, il ne dépasse pas le double du temps requis pour un calcul
monophasique équivalent, et ce, quel que soit le nombre de particules dans le domaine.

Néanmoins, le spray possédant des propriétés analogues à un fluide fortement compres-
sible, la mise en oeuvre de la méthode EE conduit à quelques difficultés numériques. La
forte compressibilité des équations Eulériennes dans lesquelles il n’y a ni termes diffusifs,
ni termes de pression engendre des fronts très raides des grandeurs mésoscopiques. Les
modèles de fermetures du mouvement décorrélé et les termes de couplage entre les phases
sont liés aux front de densité de gouttes. Ils génèrent de ce fait des termes sources numé-
riquement très raides. Ces deux phénomènes physiques posent des problèmes numériques
qui freinent l’application de cette méthode dans un contexte industriel. Plusieurs solutions
existent et sont proposées et étudiées au Chapitre 5.

La principale faiblesse de l’approche EE est sa difficulté à modéliser les configurations où
les grandeurs moyennes ne permettent pas de représenter le spray de façon réaliste. C’est le
cas en particulier lorsque le spray présente des caractéristiques polydisperses, c’est-à-dire
en présence d’une distribution de diamètres de gouttes pour une même position. À partir
de l’approche initialement décrite par Greenberg et al. (1993), Laurent & Massot (2001)
et Laurent et al. (2004) proposent une méthode sectionnelle dans laquelle le spray est
divisé en sections contenant une classe de diamètre, chaque section nécessitant son propre
jeu d’équations eulériennes. Les auteurs montrent que quelques sections suffisent pour
représenter de façon réaliste une large distribution de diamètres. Dans sa thèse, Mossa
(2005) propose un modèle où la distribution des tailles est présumée et où une équation
de transport pour la densité de surface de gouttes permet de prendre en compte les effets
polydisperses sur la dynamique du spray.

L’approche EE se heurte également aux cas où les trajectoires de gouttes au sein d’un

3Cela suppose que les variables de la phase liquide soient définies en tout point de la grille de calcul, ce
qui implique notamment de conserver une fraction volumique non nulle dans tout le domaine.

50



3.2 Fermeture des équations pour l’approche Eulérienne

même volume de contrôle eulérien sont très différentes4. En effet par contruction, en tout
point on ne définit qu’une seule et unique vitesse mésoscopique. De Chaisemartin (2009)
parle de méthode mono-cinétique. Toutefois, il est possible d’utiliser la méthode DQMOM
pour prédire le croisement de trajectoires en formulation eulérienne. De Chaisemartin
(2009) définit la méthode Eulérienne ainsi étendue au croisement de gouttes par le terme
de multi-vitesse.

3.2 Fermeture des équations pour l’approche Eulérienne

3.2.1 Cadre de la modélisation

Nous rappelons ici les hypothèses qui permettent de fermer le système (3.8-3.12). Les
hypothèses H1-H7 sont strictement équivalentes aux hypothèses utilisées pour écrire les
équations de suivi des particules dans l’approche lagrangienne. L’hypothèse H8 permet
de relier la densité de particules n̆l et le diamètre d des particules à la fraction volumique.

ᾰl = n̆l
πd3

6
(3.13)

H1 - Les particules sont des gouttes sphériques indéformables5

H2 - Le rapport de masse volumique entre le liquide et le gaz permet de supposer que la
seule force exercée par le fluide porteur sur les gouttes est la traînée.

H3 - La température (donc l’enthalpie sensible) est homogène à l’intérieur de chaque
goutte. Cela revient à supposer une conductivité infinie dans la phase liquide.

H4 - L’effet de la gravité est négligeable6.

H5 - L’écoulement est dilué (ᾰl < 0.01). Par conséquent, les effets d’encombrement vo-
lumique de la phase dispersée sur la phase porteuse sont négligeables : la fraction
volumique gazeuse vaut 1− ᾰl ≡ 1.

H6 - En vertu de l’hypothèse H5, les interactions goutte-goutte sont négligeables : C ≡ 0.

H7 - En vertu de l’hypothèse H5, la phase porteuse est faiblement altérée par la présence
du spray ce qui permet d’utiliser une FDP conditionnée par une réalisation unique
de la phase porteuse7.

4Dans le cas extrême où les trajectoires sont opposées, définir une vitesse moyenne n’a plus de sens...
5Cette hypothèse revient à supposer que les phases d’atomisation primaire et secondaire sont achevées.
6Cette hypothèse peut être facilement relaxée par l’ajout d’un terme source dans l’équation de quantité

de mouvement (Riber, 2007)
7Sa validité devra toutefois être discutée dans le cadre de la combustion diphasique où la présence de

la flamme crée des échanges importants de masse, de quantité de mouvement et de chaleur entre le gaz
porteur et le spray.
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H8 - Toutes les gouttes possèdent localement le même diamètre : le spray est dit mono-
disperse. La polydispersion locale représentée sur le croquis de la Fig. 3.1 n’est pas
résolue par les variables mésoscopiques transportées.

H9 - Toutes les gouttes possèdent localement la même température8. Cette hypothèse
autorise une expression simplifiée des termes sources liés à l’évaporation dans l’é-
quation de quantité de mouvement mésoscopique et dans l’équation sur l’énergie
décorrélée.

3.2.2 Ecriture sous forme matricielle

On regroupe les Eqs. (3.8-3.12) sous la forme compacte et conservative utilisée pour la
phase gazeuse (cf. section 2.1) :

∂wl

∂t
+∇ · Fl = sl (3.14)

où wl = ( n̆l, ρlᾰl, ρlᾰlŭl, ρlᾰlv̆l, ρlᾰlw̆l, ρlᾰlδθ̆l, ρlᾰlh̆s,l )
T est le vecteur des variables

conservatives mésoscopiques de la phase liquide avec ŭl, v̆l et w̆l les trois composantes de
la vitesse mésoscopique liquide : ŭl = (ŭl, v̆l, w̆l)

T . Fl est le tenseur des flux de la phase
liquide composé d’une partie dû à la convection par le mouvement mésoscopique FM

l et
d’une partie dûe au mouvement décorrélé FU

l :

Fl = FM
l (wl) + FU

l

(
u′′
p

)
(3.15)

Les tenseurs FM
l et FU

l s’écrivent respectivement :

FM
l =

(
fMl ,gM

l ,hM
l

)T (3.16)

FU
l =

(
fUl ,gU

l ,hU
l

)T (3.17)

Flux convectifs dûs au mouvement mésoscopique FM
l

Les trois composantes fMl , gM
l et hM

l sont définies par :

fMl =



n̆lŭl
ρlᾰlŭl
ρlᾰlŭ

2
l

ρlᾰlŭlv̆l
ρlᾰlŭlw̆l

ρlᾰlŭlδθ̆l
ρlᾰlŭlh̆s,l


, gM

l =



n̆lv̆l
ρlᾰlv̆l
ρlᾰlŭlv̆l
ρlᾰlv̆

2
l

ρlᾰlv̆lw̆l

ρlᾰlv̆lδθ̆l
ρlᾰlv̆lh̆s,l


, hM

l =



n̆lw̆l

ρlᾰlw̆l

ρlᾰlŭlw̆l

ρlᾰlv̆lw̆l

ρlᾰlw̆
2
l

ρlᾰlw̆lδθ̆l
ρlᾰlw̆lh̆s,l


(3.18)

8Cette hypothèse est raisonnable dans les configurations industrielles pour lesquelles les échanges ther-
miques sont très rapides. La levée de cette hypothèse dans des configurations académiques est néanmoins
étudiée (Masi et al., 2008).
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3.2 Fermeture des équations pour l’approche Eulérienne

Flux convectifs dûs au mouvement décorrélé FU
l

Les trois composantes du tenseur des flux du mouvement décorrélé fUl , gU
l et hU

l sont :

fUl =



0
0

ρlᾰlδR̆l,xx

ρlᾰlδR̆l,xy

ρlᾰlδR̆l,xz

ρlᾰlδS̆l,iix

0


, gU

l =



0
0

ρlᾰlδR̆l,xy

ρlᾰlδR̆l,yy

ρlᾰlδR̆l,yz

ρlᾰlδS̆l,iiy

0


, hU

l =



0
0

ρlᾰlδR̆l,xz

ρlᾰlδR̆l,yz

ρlᾰlδR̆l,zz

ρlᾰlδS̆l,iiz

0


(3.19)

Termes sources sl

sl est le vecteur des termes sources composé d’une partie liée aux échanges avec le gaz
sg-l et d’une partie liée au mouvement décorrélé sθ :

sl = sg-l + sθ (3.20)

sg-l regroupe les termes de transfert de masse, de quantité de mouvement et d’énergie avec
la phase gazeuse :

sg-l =



0
−Γ

−Γŭl + Fd,x

−Γv̆l + Fd,y

−Γw̆l + Fd,z

−Γδθ̆l +Wθ

−Γh̆s,l +Φl


(3.21)

sθ contient uniquement le terme additionnel couplant l’énergie décorrélé aux contraintes
du mouvement mésoscopique qui apparaît dans l’équation de l’énergie décorrélée :

sθ =



0
0
0
0
0

−ρlᾰlδR̆l,ij
∂

∂xj
ŭl,i

0


(3.22)

Les différentes composantes des vecteurs FU
l , sg-l et sθ nécessitent des modèles de

fermeture qui sont présentés dans la suite de cette section.
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3.2.3 Traitement du couplage inverse entre les phases

Pour obtenir les termes d’échange gaz → liquide (couplage direct) qui composent
sg-l, on a fait l’hypothèse que le filtrage statistique de la phase dispersée est basé sur
une réalisation unique de la phase gazeuse (cf. section 3.2.1, H7). Or, chaque réalisation
particulaire introduit une perturbation de la phase gazeuse via ces échanges interfaciaux.

De façon rigoureuse, il faudrait recourir à la probabilité jointe fluide-particules pour
définir la fonction densité de présence de particules (Février & Simonin, 2000). A posteriori,
on peut considérer que la fonction densité de présence (définie à la section précédente)
n’est pas conditionnée par une seule réalisation fluide, mais par l’ensemble des réalisations
fluides perturbées qui aboutissent au champ filtré perturbé de la phase gazeuse.

Pour obtenir les termes de couplage entre les phases qui apparaissent dans les équations
de la phase gazeuse, il faut écrire les bilans de masse, de quantité de mouvement et d’énergie
totale du système gaz+liquide.

sl-g =


Γŭl − Fd,x

Γv̆l − Fd,y

Γw̆l − Fd,z

Πg + Γ1
2 ŭ

2
l,i − ŭl,iFd,i

Γδk,F

 (3.23)

Γ1
2 ŭ

2
l,i et −ŭl,iFd,i représentent respectivement les taux de transfert d’énergie cinétique

gazeuse liés aux effets de l’évaporation et de la traînée. Πg correspond au transfert d’éner-
gie interne sensible par évaporation et par conduction thermique gaz-liquide, cf. section
suivante.

3.2.4 Modèles de couplage entre les phases

Termes sources de traînée

1. Terme Fd dans l’équation de quantité de mouvement mésoscopique (Eq. (3.10),
§-3.1.2)

Le transfert de quantité de mouvement Fd du liquide vers le gaz dû à la force de
traînée Fp exercée sur chaque gouttelette, s’exprime comme une moyenne d’ensemble
:

Fd = ρlᾰl

⟨
Fp

mp

⟩
l

(3.24)

La force de traînée s’appliquant sur chaque gouttelette est modélisée par une loi de
Stokes étendue par la corrélation de Schiller et Nauman valable pour les nombres de
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Reynolds particulaire Rep inférieurs à 800 (Clift et al., 1978).

Fp =
1

2
CDρπ

d2

4
|u − cp| ( u − cp) (3.25)

avec CD =
24

Rep

(
1 + 0.15Re0.687p

)
et Rep =

ρ |u − ŭl| d
µ

(3.26)

En appliquant la moyenne d’ensemble, on écrit le terme source dûs à la traînée dans
l’équation Eq. (3.10) selon :

Fd =
ρlᾰl

τp
(u − ŭl) (3.27)

1

τp
=

1 + 0.15Re0.687p

τ ′p
où τ ′p =

ρld
2

18µ

2. Terme Wθ dans l’équation de l’énergie décorrélée (Eq. (3.11), §-3.1.2)

Par définition le mouvement décorrélé des particules subit également un effet des ef-
forts de traînée. Le terme source Wθ dans l’équation de l’énergie décorrélée Eq. (3.11)
se déduit de l’expression de la force de traînée exercée sur une particule :

Wθ = ρlᾰl

⟨
u′′
p ·

Fp

mp

⟩
l

=
2 ρlᾰl

τp
δθ̆l (3.28)

Termes sources d’évaporation

L’évaporation du carburant liquide dans Avbp est construite sur un modèle d’évapo-
ration développé pour une goutte isolée. Sazhin (2006) dans sa revue classifie les modèles
d’évaporation de gouttes isolées dans un gaz à température uniforme selon la modélisa-
tion de la conduction thermique dans la phase liquide et de la conduction thermique et
du transfert massique dans la phase gazeuse. Le modèle utilisé dans Avbp selon cette
classification correspond à un modèle à conduction infinie dans le liquide et un modèle à
symétrie sphérique dans le gaz. L’approche est schématisée par le croquis de la Fig. 3.2,
les variables à la surface de la goutte sont indicées ζ, les variables à l’infini de la surface
de goutte (en pratique prise au noeud ou à la cellule de calcul) sont indicée ∞. Dans la
goutte, la conduction thermique est supposée infiniment rapide par rapport à celle dans
le gaz, ainsi la température de la goutte est uniforme. Dans le référentiel de la goutte, le
gaz est supposé au repos (on suppose l’état gazeux quasi-stationaire), ainsi le problème de
transfert thermique et massique dans le gaz est un problème à symétrie sphérique qui ne
dépend que de la coordonnée radiale qui mesure la distance à la surface de la goutte. Le
lecteur pourra trouver sa résolution détaillée dans les ouvrages de Sirignano (1999) et Kuo
(2005). Dans la suite, on se contente de donner l’ensemble des écritures mathématiques
qui en découlent dans l’approche Eulérienne mésoscopique et qui sont codées dans Avbp.
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gazr

ζT
Y

ζ r

ζF,

T

F,Y

liquide

Fig. 3.2: Définition du problème de l’évaporation d’une goutte dans une atmosphère au repos.

1. Taux d’évaporation Γ (Eqs. (3.9-3.12), §-3.1.2)

Le terme de transfert de masse Γ du liquide vers le gaz s’exprime comme la moyenne
d’ensemble de la variation de masse des gouttelettes, Eq. (3.29). Cette variation de
masse est déterminée en résolvant le problème de l’évaporation d’une goutte isolée
sans combustion au sein d’un écoulement gazeux.

Γ = −ρlᾰl

⟨
1

mp

dmp

dt

⟩
l

= −n̆l

{
dmp

dt

}
l

(3.29)

Le modèle d’évaporation employé suppose que l’interface est à l’équilibre thermody-
namique et que la conductivité thermique est infinie pour le liquide. Ainsi on peut
utiliser la loi de Clausius-Clapeyron pour relier la température uniforme Tp = Tζ de
la goutte à la fraction molaire de carburant vapeur à l’interface.

La résolution du problème de l’évaporation d’une goutte isolée est décrite dans les
ouvrages de Kuo (2005) et Sirignano (1999). En intégrant l’équation de conservation
de l’espèce évaporante entre l’interface de la goutte et une distance infinie de la
goutte, en considérant la quantité [ρDF ] constante, la variation de masse d’une
goutte isolée s’écrit :

dmp

dt
= −π dSh [ρDF ] ln (1 +BM ) (3.30)

La variation des propriétés thermodynamiques et de transport du gaz environnant
la goutte isolée sont prises en compte en évaluant ces propriétés à une température
Tref et une composition Yk,ref de référence définies par la règle dite du un-tiers
deux-tiers, Eqs. (3.31-3.33). Cette règle suppose que la couche de gaz autour de la
goutte, et donc ses propriétés thermodynamiques et de transport, suit une évolution
quasi-stationnaire. Cette hypothèse a été confirmée par l’étude de Hubbard et al.
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(1975).

Tref =
1

3
T∞ +

2

3
Tζ (3.31)

YF,ref =
1

3
YF,∞ +

2

3
YF,ζ (3.32)

Yk,ref = Yk,∞
1− YF,ref
1− YF,∞

pour k ̸= F (3.33)

Ainsi le produit [ρDF ] est considéré constant entre la surface de la goutte et une
distance infinie. Il est calculé à la température de référence. Le calcul de [ρDF ] dépend
du choix de la modélisation employée pour le calcul des coefficients de transport.
Au Chapitre 6, deux évaluations de ce terme sont comparées, l’une en utilisant
une modélisation simplifiée basée sur un nombre de Schmidt constant du carburant,
l’autre utilisant une modélisation issue de la théorie cinétique. La première évaluation
est celle employée dans Avbp, le coefficient [ρDF ] s’écrit :

[ρDF ] =
µ (Tref )

ScF
(3.34)

BM est le nombre de Spalding de masse qui fait apparaître la différence de fraction
massique de carburant gazeux entre l’interface et l’infini, il s’écrit :

BM =
YF,ζ − YF,∞
1− YF,ζ

(3.35)

YF,ζ peut s’écrire en fonction de la fraction molaire XF,ζ selon l’Eq. (3.36) où WnF,ζ

est la masse molaire moyenne du pseudo-mélange constitué de toutes les espèces
autres que le carburant.

YF,ζ =
XF,ζWF

XF,ζWF + (1−XF,ζ)WnF,ζ

(3.36)

En supposant que la composition de ce mélange est la même entre ζ et ∞, WnF,ζ

s’écrit selon l’Eq. (3.37).

WnF,ζ = WnF,∞ =
1− YF,∞

1− YF,∞
W
WF

W (3.37)

XF,ζ est fourni par la loi de Raoult pour un mélange idéal de gaz parfaits :

XF,ζ =
PF,ζ

P
(3.38)

où PF,ζ est la pression partielle de carburant gazeux à l’interface donnée par la
relation de Clausius-Clapeyron :

PF,ζ = Pcc exp

(
WFL

⋆
v

R

(
1

Tcc
− 1

Tζ

))
(3.39)

Le couple (Pcc, Tcc) correspond à un point sur la courbe de changement d’état liquide-
vapeur dans le diagramme de phase (P,T). Ainsi Pcc correspond à la pression de
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vapeur saturante du carburant à la température Tcc. La forme intégrée de la relation
de Clausius-Clapeyron, donnée à l’Eq. (3.39), suppose que la chaleur latente massique
de vaporisation Lv est constante entre les températures Tζ et Tcc. Dans l’Eq. (3.39),
L⋆
v correspond à Lv prise à la température T ref

l :

L⋆
v = Lv

(
T ref
l

)
= ∆hs,F

(
T ref
l

)
(3.40)

T ref
l est la température de référence pour pour calculer l’enthalpie du liquide :

hs,l (T ) = Cp,l

(
T − T ref

l

)
(3.41)

Il faut noter que T ref
l est différente de la température de référence du gaz. La tem-

pérature de référence pour les corps gazeux est 0 K. Pour le liquide typiquement la
température de référence correspond à la température standard 298 K ou la tem-
pérature d’ébullition du corps à la pression standard 1 bar. Ainsi Lv (T ) étant la
différence des enthalpies sensibles entre les phases, prises à la même température,
un terme correctif apparaît :

Lv (T ) = hs,F (T )− hs,l (T )− hs,corr

(
0, T ref

l

)
(3.42)

où hs,corr

(
0, T ref

l

)
est défini par :

hs,corr

(
0, T ref

l

)
= hs,F

(
T ref
l

)
− L⋆

v (3.43)

En appliquant la moyenne d’ensemble de l’Eq. (3.29), on obtient l’équation
Eq. (3.44), avec BM défini par l’Eq. (3.35), [ρDF ] par l’Eq. (3.34) et d extrait
de l’Eq. (3.13).

Γ = πn̆ldSh [ρDF ] ln (1 +BM ) (3.44)

2. Terme Πg dans l’équation de l’énergie totale gazeuse (Eq. (3.23), §-3.2.3) et terme
Φl dans l’équation de l’enthalpie liquide (Eq. (3.12), §-3.1.2).

Le transfert de chaleur du liquide vers le gaz Πg s’exprime comme une moyenne
d’ensemble du transfert d’enthalpie des gouttelettes selon l’Eq. (3.45). Le transfert
de chaleur résultant du processus d’évaporation d’une goutte isolée sans combustion
au sein d’un écoulement gazeux comporte deux contributions données par l’Eq. (3.46)
: le flux de chaleur par conduction ϕc

g et le flux d’enthalpie par changement de phase
ϕev
g . On obtient ainsi l’Eq. (3.47) pour Πg. Le terme de transfert de chaleur Πl du

gaz vers le liquide qui apparaît dans l’équation de conservation de l’enthalpie liquide
Eq. (3.12) est égal à l’opposé du transfert de chaleur du liquide vers le gaz à la
différence près de température de référence choisie pour les enthalpies gazeuse et
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liquide qui fait apparaître le terme hs,corr

(
0, T ref

l

)
, Eq. (3.48).

Πg = ρlᾰl

⟨
ϕt
g

mp

⟩
l

= n̆l

{
ϕt
g

}
l

(3.45)

ϕt
g = ϕc

g + ϕev
g (3.46)

Πg = Φg + Λg avec Φg = n̆l

{
ϕc
g

}
l

et Λg = n̆l

{
ϕev
g

}
l

(3.47)

Πl = −Πg + Γhs,corr

(
0, T ref

l

)
(3.48)

En se référant à la résolution du problème de l’évaporation pour une goutte isolée
(Kuo, 2005; Sirignano, 1999), le bilan des flux thermiques à l’interface d’une goutte
évaporante s’écrit selon l’Eq. (3.49), faisant apparaître le flux total de chaleur de la
goutte ϕt

p qui se décompose également en une partie conductive ϕc
p et une partie liée

au changement de phase ϕev
p .

ϕt
g + ϕt

p = ϕc
g + ϕev

g + ϕc
p + ϕev

p = 0 (3.49)

Les contributions des flux thermiques vers la phase gazeuse et vers la phase liquide
sont schématisés Fig. 3.3.

Fig. 3.3: Identification des flux thermiques ϕev
g et ϕev

p sont liés aux flux de masse (flux de Stefan),
ϕc
g est lié au gradient de température entre la surface de la goutte et l’infini, ϕc

p est le flux de chaleur
reçu par la goutte.

Les flux d’enthalpie par changement de phase de la goutte et du gaz environnant
correspondent à la variation d’enthalpie de la phase liée exclusivement à la variation
de masse :

ϕev
g = −dmp

dt
hs,F (Tζ) (3.50)

ϕev
p =

dmp

dt
hs,l(Tζ) (3.51)
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Ainsi la somme des flux d’enthalpie par changement de phase (Eq. (3.52)) d’une
goutte isolée et du gaz environnant s’exprime en fonction de la chaleur latente de
changement de phase Lv évaluée à la température de surface Tζ (Eq. (3.42)) et du
transfert de masse (Eq. (3.30)) :

ϕev
p + ϕev

g = −dmp

dt
Lv (Tζ)−

dmp

dt
hs,corr(0, T

ref
l ) (3.52)

En intégrant l’équation de conservation de l’enthalpie entre la surface de la goutte et
une distance infinie de la goutte, on obtient une nouvelle expression de la variation
de masse d’une goutte isolée Eq. (3.53), faisant intervenir le nombre de Spalding
de température BT défini par l’Eq. (3.54) dans laquelle Leff est la chaleur latente
effective de vaporisation (Sirignano, 1999).

dmp

dt
= −πdNu

λ

Cp

ln (1 +BT ) (3.53)

BT =
Cp (T∞ − Tζ)

Leff
avec Leff = Lv(Tζ) +

ϕc
p

−dmp

dt

(3.54)

Comme décrit au paragraphe précédent, Cp et λ dans l’Eq. (3.53) sont évalués à
la température et au mélange de référence Eqs. (3.31-3.33) et considérés constants
entre la surface de la goutte et une distance infinie. De la même façon que le produit
[ρDF ] l’évaluation de la conductivité thermique λ au point de référence dépend du
choix de modélisation pour le calcul des coefficients de transport. Au Chapitre 6,
deux évaluations sont comparées, l’une basée sur la théorie cinétique, l’autre sur le
nombre de Prandtl du mélange constant. Cette dernière est la modélisation retenue
dans Avbp:

Cp =

Ns∑
k=1

Yk,refCp,k(Tref ) (3.55)

λ =
Cp µ(Tref )

Pr
(3.56)

La consistance entre les équations Eq. (3.30) et Eq. (3.53) conduit à une relation
entre les nombres de Spalding de masse et de température :

BT = (1 +BM )β avec β =
Sh

NuLeF
(3.57)

où LeF correspond au nombre de Lewis du carburant dans le mélange considéré.
Finalement en combinant les équations Eq. (3.49) et Eqs. (3.52-3.54), le flux conduc-
tif dans le gaz s’écrit :

ϕc
g = −πdNuλ (T∞ − Tζ)

ln (1 +BT )

BT
(3.58)

D’après l’hypothèse H9, en négligeant l’enthalpie décorrélée, les termes Φg et Λg de
l’Eq. (3.47) s’expriment par :

Φg = −n̆lπdNuλ
(
T∞ − T̆l

) ln (1 +BT )

BT
(3.59)

Λg = Γhs,F

(
T̆l

)
(3.60)
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En notant Λl = n̆l

{
ϕev
p

}
l

le transfert d’enthalpie liquide mésoscopique par change-
ment de phase, en appliquant la moyenne d’ensemble à l’Eq. (3.52), et en négligeant
l’enthalpie décorrélée, on obtient l’expression suivante :

Λl = −Γhs,l(T̆l) = −ΓCp,l

(
T̆l − T ref

l

)
(3.61)

On peut alors définir un flux conductif mésoscopique pour le liquide Φl, tel que
Πl = Λl+Φl. Étant donné que le liquide est supposé à conduction thermique infinie,
le terme Φl, donné par l’Eq. (3.62), conduit en théorie à une évolution instantanée
de la température du liquide T̆l. En pratique cette évolution est effective sur un pas
de temps.

Φl = −Πg + Γ
(
hs,l(T̆l) + hs,corr(0, T

ref
l )

)
(3.62)

Afin de prendre en compte l’effet favorisant de la convection du brouillard de goutte-
lettes sur l’évaporation, les nombres de Nusselt et Sherwood qui interviennent dans les
expressions Eq. (3.44) et Eq. (3.59), sont corrigés par les corrélations de Frössling (1938).

Nu = 2 + 0.552Re1/2p Pr1/3 (3.63)

Sh = 2 + 0.552Re1/2p Sc
1/3
F (3.64)

3.2.5 Modèles de fermeture pour le mouvement décorrélé

Plusieurs modélisations du mouvement décorrélé ont été proposées par (Février & Si-
monin, 2000; Simonin et al., 2002; Kaufmann et al., 2008). Le choix pour Avbp s’est porté
sur une fermeture par un modèle de viscosité pour le tenseur d’ordre 2 des vitesses dé-
corrélées et un modèle de diffusivité pour le tenseur triple des vitesses décorrélées (Riber,
2007).

Terme source d’énergie décorrélée liée au mouvement mésoscopique

Le terme −ρlᾰlδR̆l,ij
∂

∂xj
ŭl,i qui apparaît dans l’Eq. (3.11) au §-3.1.2 est un terme de

production/destruction d’énergie décorrélée par le mouvement mésoscopique.

En formulant des hypothèses d’équilibre local et de faible anisotropie, on peut fermer
la partie déviatorique du tenseur des contraintes d’ordre deux des vitessses décorrélées
δR̆l,ij = δR̆

∗
l,ij +

2
3 δθ̆l δij en appliquant un modèle de Boussinesq conduisant à un modèle

de type visqueux (Simonin et al., 2002) :

δR̆
∗
l,ij = −νRUM

(
∂ŭl,i
∂xj

+
∂ŭl,j
∂xi

− 2

3

∂ŭl,l
∂xl

δij

)
︸ ︷︷ ︸

S̆∗
l,ij

avec : νRUM =
1

3
τpδθ̆l (3.65)
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Le terme source s’exprime en fonction de la partie déviatorique du tenseur des vitesses
décorrélées et de l’énergie du mouvement décorrélé :

−ρlᾰlδR̆l,ij
∂

∂xj
ŭl,i = −ρlᾰlδR̆

∗
l,ij

∂ŭl,i
∂xj

− 2

3
ρlᾰlδθ̆l

∂ŭl,j
∂xj

(3.66)

Terme source dans l’équation de l’énergie décorrélée liée au mouvement dé-
corrélé

Le terme − ∂
∂xj

ρlᾰlδS̆l,iij , qui apparaît dans l’Eq. (3.11) au §-3.1.2, correspond à l’ad-
vection de l’énergie décorrélée par le mouvement décorrélé. Ce flux s’exprime en fonction
du tenseur d’ordre trois des vitesses décorrélées :

Le tenseur δS̆l est modélisé par une loi diffusive par analogie à une loi de Fourier pour
la température (Kaufmann et al., 2008) :

δS̆l,iij = −κRUM
∂δθ̆l
∂xj

avec : κRUM =
5

3
τpδθ̆l (3.67)

3.3 Équations LES pour la phase dispersée

De la même manière que pour la phase gazeuse, les petites échelles de la phase liquide
conduisent à des phénomènes de dissipation d’énergie dans l’écoulement (Boivin et al.,
2000). Ainsi on peut séparer les petites échelles qui ont un effet dissipatif universel, des
grandes échelles qui répondent au forçage par la phase gazeuse porteuse.

3.3.1 Filtrage LES des équations de conservation

Le filtrage LES de la phase dispersée est analogue à celui de la phase gazeuse. La
moyenne de Favre d’une fonction eulérienne mésoscopique f̆l de la phase dispersée est
similaire à celle d’une fonction f de la phase gazeuse et s’obtient en remplaçant la masse
volumique gazeuse ρ par la fraction volumique liquide mésoscopique ᾰl dans l’Eq. 2.36 :

αlf̂l = ᾰlf̆l (3.68)

où αl est la fraction volumique de liquide filtrée au sens de la LES. Pour alléger les
notations, on omet la notation ˘ dans la mesure où le filtrage LES de la phase dispersée ne
s’applique que sur des quantités initialement issues du filtrage statistique mésoscopique.

Afin d’avoir une équivalence entre la moyenne de Favre basée sur la fraction volumique
et la densité de gouttes, on fait l’hypothèse que l’écoulement est monodisperse à l’échelle

62



3.3 Équations LES pour la phase dispersée

de la taille du filtre. Cela revient à négliger les effets de variance de sous-maille du diamètre
des gouttes : d ≈ d. On a alors :

n̆lf̆l =
6ᾰl

πd3
f̆l =

6

πd3
αlf̂l = nlf̂l (3.69)

où nl est la densité de goutte filtrée.

En appliquant la procédure de filtrage aux équations de conservation eulériennes de la
phase dispersée, on obtient les équations de conservation LES pour le spray :

∂wl

∂t
+∇ · Fl = sl (3.70)

où wl = (nl, ρlαl, ρlαlûl, ρlαlv̂l, ρlαlŵl, ρlαlδ̂θl, ρlαlĥs,l )
T est le vecteur des variables

conservatives mésoscopiques de la phase liquide avec ûl, v̂l et ŵl les trois composantes de
la vitesse mésoscopique liquide : ûl = (ûl, v̂l, ŵl)

T . sl est le terme source filtré et Fl est le
tenseur des flux filtrés composé de trois contributions :

Fl = FM
l + FU

l + Ft
l (3.71)

avec
tenseur des flux mésoscopiques résolus : FM

l =
(

fMl ,gM
l ,hM

l

)T
(3.72)

tenseur des flux décorrélés résolus : FU
l =

(
fUl ,gU

l ,h
U
l

)T
(3.73)

tenseur des flux de sous-maille : Ft
l =

(
ftl ,gt

l ,h
t
l

)T
(3.74)

3.3.2 Flux mésoscopiques résolus

Les trois composantes du tenseur des flux mésoscopiques résolus FM
l sont définies par

:

fMl =



nlûl
ρlαlûl
ρlαlû

2
l

ρlαlûlv̂l
ρlαlûlŵl

ρlαlûlδ̂θl
ρlαlûlĥs,l


, gM

l =



nlv̂l
ρlαlv̂l
ρlαlûlv̂l
ρlαlv̂

2
l

ρlαlv̂lŵl

ρlαlv̂lδ̂θl
ρlαlv̂lĥs,l


, hM

l =



nlŵl

ρlαlŵl

ρlαlûlŵl

ρlαlv̂lŵ
ρlαlŵ

2
l

ρlαlŵlδ̂θl
ρlαlŵlĥs,l


(3.75)
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3.3.3 Flux décorrélés résolus

Les trois composantes du tenseur des flux résolus du mouvement décorrélé FU
l sont

définies par :

fUl =



0
0

ρlαlδ̂Rl,xx

ρlαlδ̂Rl,xy

ρlαlδ̂Rl,xz

ρlαlδ̂Sl,iix

0


, gU

l =



0
0

ρlαlδ̂Rl,xy

ρlαlδ̂Rl,yy

ρlαlδ̂Rl,yz

ρlαlδ̂Sl,iiy

0


, hU

l =



0
0

ρlαlδ̂Rl,xz

ρlαlδ̂Rl,yz

ρlαlδ̂Rl,zz

ρlαlδ̂Sl,iiz

0


(3.76)

3.3.4 Filtrage des termes non-linéaires

Pour les tenseurs δ̂Rl et δ̂Sl, on utilise la décomposition (partie déviatorique + énergie
décorrélée) et la fermeture proposées au §-3.2.5 en remplaçant les grandeurs non filtrées
par les grandeurs filtrées :

δ̂Rl,ij = δ̂R∗
l,ij +

2

3
δ̂θlδij (3.77)

δ̂R∗
l,ij = −ν̂RUM Ŝ∗

l,ij (3.78)

δ̂Sl,iij = −κ̂RUM
∂δ̂θl
∂xj

(3.79)

où Ŝ∗
l,ij est la partie déviatorique du tenseur des contraintes résolues de la phase dispersée

:

Ŝ∗
l,ij =

∂ûl,i
∂xj

+
∂ûl,j
∂xi

− 2

3

∂ûl,k
∂xk

δij (3.80)

et ν̂RUM et κ̂RUM s’expriment également en fonction des grandeurs filtrées :

ν̂RUM =
1

3
τp δ̂θl (3.81)

κ̂RUM =
5

3
τp δ̂θl (3.82)

où le temps de relaxation filtré τp est obtenu via l’approximation suivante :

τp ≈
(
1 + 0.15Re

0.687
p

) ρld
2

18µ
(3.83)

avec : Rep ≈ ρ|ũ − ûl|d
µ

(3.84)

64



3.3 Équations LES pour la phase dispersée

3.3.5 Flux de sous-maille

Les trois composantes du tenseur de sous-maille Ft
l s’écrivent :

ftl =



0
0

−τ tl,xx
−τ tl,xy
−τ tl,xz
qtθ,x
qth,x


, gt

l =



0
0

−τ tl,xy
−τ tl,yy
−τ tl,yz
qtθ,y
qth,y


, ht

l =



0
0

−τ tl,xz
−τ tl,yz
−τ tl,zz
qtθ,z
qth,z


(3.85)

Tenseur des contraintes de sous-maille de la phase dispersée τ tl,ij

Moreau (2006) a montré que la modélisation du mouvement mésoscopique de sous-
maille de la phase dispersée nécessite de prendre en compte les effets de compressibilité en
modélisant d’une part la partie déviatorique du tenseur et d’autre part la partie sphérique.
Le choix du modèle de sous-maille a fait l’objet de l’étude de Moreau et al. (2009). Parmi
les modèles évalués, Riber (2007) a retenu pour intégration dans Avbp un modèle de
Smagorinsky pour la partie déviatorique du tenseur et un modèle de Yoshizawa pour la
partie sphérique liée à la compressibilité de la phase.

τ tl,ij = −ρlαl

(
ûl,iul,j − ûl,iûl,j

)
(3.86)

modèle : τ tl,ij = ρlαl ν
d
l,t Ŝ

∗
l,ij −

2

3
ρlαl ν

s
l,t

∣∣∣Ŝ∗
l

∣∣∣ δij (3.87)

Cette modélisation introduit deux viscosités de sous-maille pour la phase dispersée, νsl,t et
νdl,t, pour chaque partie du tenseur modélisée.

νdl,t = C ′ 2
S ∆2

∣∣∣Ŝ∗
l

∣∣∣ avec : C ′
S = 0.12 (3.88)

νsl,t = C ′
Y ∆

2
∣∣∣Ŝ∗

l

∣∣∣ avec : C ′
Y = 0.025 (3.89)

Diffusion de sous-maille de l’énergie décorrélée qtθ,i

qt
θ est le flux de sous-maille de l’énergie décorrélée. Par analogie avec la modélisation

du terme de sous-maille de flux de chaleur, un nombre de Prandtl turbulent pour la phase
dispersée Prtl est introduit pour modéliser la diffusion de sous-maille de l’énergie décorrélée
filtrée :

qtθ,i = ρlαl

(
ûl,iδθl − ûl,iδ̂θl

)
(3.90)

modèle : qtθ,i = 2 ρlαl

νdl,t
Prtl

∂δ̂θl
∂xi

(3.91)

Dans les simulations présentées dans ce manuscrit le nombre Prtl a été fixé à 0.7.
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Diffusion de sous-maille de l’entalpie sensible qth,i

qt
h est le flux de sous-maille de l’enthalpie sensible liquide, dont les effets sont supposés

négligeables. Il s’écrit :

qth,i = ρlαl

(
ûl,ihs,l − ûl,iĥs,l

)
(3.92)

modèle : qth,i = 0 (3.93)

3.3.6 Termes sources d’énergie décorrélée résolue

sθ est défini par :

sθ =



0
0
0
0
0

−ρlᾰlδR̆l,ij
∂

∂xj
ŭl,i

0


(3.94)

où le terme filtré de production d’énergie décorrélée par le tenseur des vitesses décor-
rélées s’écrit :

−ρlᾰlδR̆l,ij
∂

∂xj
ŭl,i = −ρlαlδ̂Rl,ij

∂ûl,i
∂xj

−

[
ρlᾰlδR̆l,ij

∂ŭl,i
∂xj

− ρlαlδ̂Rl,ij
∂ûl,i
∂xj

]
︸ ︷︷ ︸

Ut
θ

(3.95)

Le terme δ̂Rl,ij est estimé par la procédure donnée au §-3.3.4. Le terme Ut
θ est un terme

de production par le mouvement de sous-maille. Il agit comme un terme de dissipation
dans l’équation d’énergie corrélée de sous-maille. À partir d’une hypothèse d’équilibre sur
l’énergie corrélée de sous-maille (Riber, 2007), on modélise Ut

θ de la façon suivante :

Ut
θ = ρlᾰlδR̆l,ij

∂ŭl,i
∂xj

− ρlαlδ̂Rl,ij
∂ûl,i
∂xj

(3.96)

modèle : Ut
θ = τ tl,ij

∂ûl,i
∂xj

(3.97)
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3.3.7 Termes sources de couplage pour les variables résolues

Le tenseur des échanges filtrés avec la phase gazeuse sg-l s’écrit :

sg-l =



0

−Γ

−Γŭl + Fd,x

−Γv̆l + Fd,y

−Γw̆l + Fd,z

−Γδθ̆l +W θ

−Γh̆s,l +Φl


(3.98)

Filtrage des termes sources de traînée

1. Taux de variation de quantité de mouvement par la traînée Fd

Le taux de variation de quantité de mouvement filtré est évalué à partir des quantités
filtrées :

F d,i =
ρlαl

τp
(ui − ŭl,i) (3.99)

approximation : F d,i ≈ ρlαl

τp
(ũi − ûl,i) (3.100)

2. Taux de variation (destruction) d’énergie décorrélée par la traînée W θ

W θ = −
(
2ρlᾰl

τp
δθ̆l

)
(3.101)

approximation : W θ ≈ −2ρlαl

τp
δ̂θl (3.102)

Filtrage des termes sources d’évaporation

1. Taux d’évaporation Γ
Le taux d’évaporation filtré est construit à partir des grandeurs résolues :

Γ = πn̆ldSh [ρDF ] ln (1 +BM ) (3.103)

approximation : Γ ≈ πnldSh
µ

ScF
ln
(
1 +BM

)
(3.104)

avec : Sh ≈ 2 + 0.55Re
1/2
p ScF

1/3 (3.105)

BM ≈
YF,ζ(T̂l)− ỸF

1− YF,ζ(T̂l)
(3.106)

La validité de l’approximation de l’Eq. (3.104) a été vérifiée dans les travaux de
Boileau (2007) sur un cas de turbulence homogène isotrope chargée en gouttelettes
évaporantes.
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2. Taux filtrés de variations de quantité de mouvement, d’énergie décorrélée et d’en-
thalpie par évaporation

Les taux de variations filtrés sont estimés comme le produit du taux d’évaporation
filtré défini à l’Eq. (3.104) et de la grandeur résolue :

Γŭl,i ≈ Γ ûl,i (3.107)

Γδθ̆l ≈ Γ δ̂θl (3.108)

Γh̆s,l ≈ Γ ĥs,l (3.109)
(3.110)

3. Flux conductif d’enthalpie filtré Φl

Le flux conductif filtré est construit à partir de l’expression Eq. (3.62), de grandeurs
résolues et du taux d’évaporation filtré estimé selon Eq. (3.104) :

Φl = −Πg + Γ
(
hs,l(T̆l) + hs,corr(0, T

ref
l )

)
(3.111)

≈ −Πg + Γ
(
ĥs,l + hs,corr(0, T

ref
l )

)
(3.112)

De la même manière le taux filtré d’échange d’enthalpie dans le sens liquide −→ gaz
Πg est estimé par :

Πg = Λg +Φg (3.113)

= Γhs,F

(
T̆l

)
− n̆lπdNuλ

(
T∞ − T̆l

) ln (1 +BT )

BT
(3.114)

≈ Γhs,F

(
T̂l

)
− nlπdNuλ

(
T̃ − T̂l

) ln
(
1 +BT

)
BT

(3.115)

On obtient finalement :

Φl ≈ −ΓLv

(
T̂l

)
+ nlπdNuλ

(
T̃ − T̂l

) ln
(
1 +BT

)
BT

(3.116)

avec : Nu ≈ 2 + 0.55Re
1/2
p Pr1/3 (3.117)

BT ≈
(
1 +BM

)β avec : β =
Sh

NuLeF
(3.118)

où Lv est la chaleur latente défini par l’Eq. (3.42) et λ par l’Eq. (2.54).

3.3.8 Termes sources de couplage inverse des équations filtrés

On applique le filtrage spatial aux termes d’échanges liquide → gaz donnés à
l’Eq. (3.23).

sl-g =


Γŭl − Fd,x

Γv̆l − Fd,y

Γw̆l − Fd,z

Πg + Γ1
2 ŭ

2
l,i − ŭl,iFd,i

Γδk,F

 (3.119)

68



3.3 Équations LES pour la phase dispersée

En utilisant les mêmes approximations que celles faites au paragraphe précédent, on
obtient :

sl-g =


Γûl − Fd,x

Γv̂l − Fd,y

Γŵl − Fd,z

Πg + Γ1
2 ŭ

2
l,i − ŭl,iFd,i

Γδk,F

 (3.120)

Le terme ŭ2l,i s’exprime en fonction du tenseur de sous-maille. Le terme de transfert
d’énergie cinétique de sous-maille est négligé.

ŭ2l,i =
−τ tl,ii
ρlαl

+ û2l,i (3.121)

approximation : ≈ û2l,i (3.122)

Le terme ŭl,iFd,i est calculé comme le produit de la vitesse mésoscopique résolue et de
la force de traînée filtrée donnée à l’Eq. (3.100).

Finalement les termes de couplages inverses s’écrivent en LES :

sl-g =


Γûl − Fd,x

Γv̂l − Fd,y

Γŵl − Fd,z

Πg + Γ1
2 û

2
l,i − ûl,iFd,i

Γδk,F

 (3.123)
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lᾰ

lκ
R
U
M

∂
δ
θ̆ l

∂
x
j

−
ρ
lᾰ
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∣ ∣ ∣δ ij
av

ec
:ν

d l,
t
=

C
′2 S
∆

2
∣ ∣ ∣Ŝ∗ l
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Deuxième partie

Approche numérique pour la
méthode Euler-Euler





Introduction

Un aperçu général des méthodes numériques et des conditions aux limites d’Avbp sont
présentées de manière succincte au Chapitre 4. Une étude détaillée portant sur les straté-
gies numériques mises en oeuvre dans cette thèse pour le traitement de la phase liquide
est réalisée au Chapitre 5. Il est intéressant de comprendre le fonctionnement des schémas
numériques employés pour la convection et l’effet des opérateurs de diffusion artificielle
sur des cas tests simples mono-dimensionnels. Ces stratégies seront mises en oeuvre et
comparées sur la configuration Mercato présentée dans la dernière partie de ce manus-
crit.
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Chapitre 4

Approche numérique dans Avbp

Sommaire
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4.1 Introduction

Ce chapitre résume de façon succinte les méthodes numériques employées pour les
calculs réalisés avec Avbp et dont les résultats sont présentés dans cette thèse. Pour plus
d’informations, l’ensemble des méthodes numériques implantées dans Avbp sont également
décrites dans le manuel utilisateur disponible en ligne (Gicquel, 2008) et analysées au
Chapitre 4 de la thèse de Lamarque (2007).

4.2 Parallélisme et méthodes numériques

Les résultats obtenus par simulation aux grandes échelles sont très dépendants de la
précision du schéma numérique employé. En effet les structures turbulentes résolues ne
doivent être ni dissipées, ni déformées par les erreurs numériques liées à la résolution
spatiale (discrétisation) et temporelle (avancement) du calcul. D’autre part il faut garder
en tête que la LES, parce qu’elle résout les grandes structures turbulentes en temps et en
espace, reste une méthode très coûteuse en temps de calcul. Ainsi Avbp a été développé
pour être employé sur des calculateurs à architecture massivement parallèle.

Avbp utilise des maillages non-structurés qui permettent de raffiner localement les
mailles de la grille de calcul dans des géométries complexes. La Figure 4.1 donne une idée
de la topologie des maillages hybrides qui peuvent être nécessaires pour une configuration
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Fig. 4.1: Vues du maillage hybride sur la configuration TLC, réalisé par Jaegle (2009)

complexe. Le maillage non-structuré est découpé (on parle de partition de maillage) par
le processus maître. L’algorithme MPL est utilisé pour optimiser ce découpage (Garćia,
2009). Le processus maître distribue ensuite les différentes partitions aux différents proces-
sus esclaves. La bibliothèque MPI est utilisée pour gérer efficacement les communications
entre processus. Les méthodes numériques employées dans Avbp sont principalement sé-
lectionnées pour leur efficacité en temps de calcul et leur niveau de précision.

Le code Avbp est un solveur utilisant une formulation spatiale dite cell-vertex (pour
discrétisation cellule-sommet). Les inconnues sont stockées aux noeuds du maillage et les
bilans de conservation sont établis aux cellules primaires du calcul. Les résidus sont ensuite
redistribués aux noeuds du maillage pour avancer le vecteur de variables. Cette discrétisa-
tion est très adaptée au parallélisme du code puisqu’elle limite les passages d’information
entre les blocs de maillage. La pondération des résidus doit assurer une bonne précision
même sur des maillages irréguliers (Lamarque, 2007).

Les développeurs d’Avbp ont fait le choix d’une intégration temporelle explicite, ce qui
assure une parallélisation du code plus aisée. La stabilité des schémas de convection est
alors assurée par la condition CFL. Dans sa thèse, Lamarque (2007) a calculé le nombre
CFL critique pour l’ensemble des schémas disponibles dans AVBP par une analyse mono-
dimensionnelle de stabilité. Les nombres CFL critiques pour les deux schémas employés
dans les simulations de ces travaux de thèse sont donnés au tableau Tab. 4.1. De manière
à s’assurer que le calcul tridimensionnel est bien dans le domaine de stabilité, le pas de
temps de l’avancement du schéma numérique est choisi pour qu’en tout point du calcul le
nombre CFL local soit inférieur à 0.7.

Schéma Nombre CFL critique
LW 1

TTGC 1.022

Tab. 4.1: Domaine de stabilité des schémas utilisés pour les calculs mono-dimensionnels.
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Plusieurs schémas numériques de convection sont implantés dans Avbp. Les calculs
présentés et analysés dans cette thèse sont réalisés principalement avec le schéma cen-
tré éléments-finis TTGC (Colin & Rudgyard, 2000). Ce schéma est précis à l’ordre 3 en
temps et en espace. L’intégration temporelle est réalisée en deux étapes par une méthode
de prédiction-correction. Ce schéma a été spécialement développé pour Avbp et permet
d’assurer une bonne précision sur les maillages non-structurés, pour tout type d’éléments
(tétraèdres, hexaèdres, pyramides, prismes, ...) et pour un coût en temps de calcul raison-
nable comparativement à d’autres schémas de même précision (Colin & Rudgyard, 2000).
Afin d’évaluer l’utilisation de schémas décentrés pour la résolution du système d’équations
de la phase liquide, le schéma PSI a également été employé (cf. Chapitre 5). Ce schéma
est utilisé conjointement au schéma Lax-Wendroff (LW) pour la phase gazeuse. Ces deux
schémas réalisent l’avancement temporel en une seule étape. Le schéma LW est un schéma
centré précis à l’ordre 2 en temps et en espace, tandis que le schéma PSI est un schéma
décentré précis à l’ordre 1 en temps et en espace. Cette stratégie numérique est encore en
phase d’évaluation, et son utilisation sur la configuration Mercato a permis une mesure
quantitative des performances de ce schéma.

Deux formulations pour la discrétisation des termes de diffusion sont implantées dans
Avbp. La première dérive de la discrétisation cell-vertex et conduit alors à un opérateur
de diffusion dont le stencil est de 4 ∆. Cela signifie que la construction de l’opérateur en
un noeud du maillage nécessite l’information des noeuds adjacents et des noeuds adjacents
à ces premiers. Ceci est résumé par le croquis sur la Fig. 4.2(a), le calcul de l’opérateur
de diffusion sur le noeud central nécessite la connaissance de l’information aux noeuds
des deux couronnes de cellules représentées. La seconde formulation dérive d’une méthode
éléments-finis et conduit à une discrétisation vertex-centered1 et à un stencil plus réduit de
2 ∆. Pour calculer l’opérateur de diffusion en un noeud du maillage, cet opérateur n’utilise
l’information que des noeuds des cellules adjacentes au noeud considéré, comme cela est
représenté sur la Fig. 4.2(a). Les calculs présentés dans cette thèse utilisent la discrétisation
2∆. En effet cet opérateur de diffusion permet de dissiper toutes les échelles énergétiques
résolues sur la grille de calcul. En particulier, il agit comme un filtre sur les plus hautes
fréquences, appellées wiggles, qui sont des oscillations numériques noeud à noeud (longueur
d’onde 2∆). Cet opérateur, déjà implanté pour les termes diffusifs (termes de dissipation
laminaire et turbulent) de la phase gazeuse, a récemment été codé dans Avbp pour les
termes dissipatifs des modèles de fermeture du mouvement décorrélé, et des termes de sous-
maille, pour la phase liquide par Martinez (2009). Cette discrétisation est cruciale pour
permettre de résoudre l’équation de l’énergie décorrélée dans des configurations complexes.

Les termes sources de couplage entre les phases peuvent être calculés directement aux
noeuds pour avancer directement le vecteur des variables. Néanmoins, Lamarque (2007)
rappelle la formulation cell-vertex exacte. Elle consiste à calculer le terme source au centre
des cellules puis de le redistribuer au noeud. Cette formulation, plus précise, a été implantée
et utilisée dans les calculs présentés dans cette thèse.

Le schéma de convection TTGC est centré en espace. Il est également très peu dissipatif.
Il génère par contre des oscillations hautes fréquences ou wiggles dans les zones de forts
gradients. Dans le cas du transport des variables gazeuses, l’opérateur de diffusion n’est

1Pour discrétisation centrée aux sommets.
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(a) Discrétisation cell-vertex. (b) Discrétisation vertex-centred.

Fig. 4.2: Représentation des noeuds dont l’information est nécessaire pour calculer l’opérateur de
diffusion (Laplacien).

parfois pas suffisant pour les dissiper complètement. Dans le cas du transport des variables
de la phase liquide, il n’y a pas de termes de diffusion2. L’emploi de diffusion artificielle, ou
viscosité artificielle, permet de limiter efficacement l’effet dispersif des schémas centrés. En
suivant l’idée de Jameson et al. (1981), une combinaison linéaire d’opérateurs de viscosité
(ordre 2) et d’hyperviscosité (ordre 4) est ajoutée aux résidus pour aider à la résolution
des gradients en les adoucissant. Il s’agit alors de déterminer un senseur d’application
de cette viscosité, c’est-à-dire une fonction qui varie entre 0 et 1, qui repère efficacement
les oscillations numériques et qui reste locale afin de ne pas dégrader la précision du
schéma numérique dans le domaine de calcul complet. Pour la phase gazeuse le senseur de
Colin (Colin, 2000) est utilisé pour les calculs présentés dans cette thèse. Ce senseur est
plus adapté pour une simulation LES que le senseur original de Jameson, il localise plus
finement les erreurs numériques des fluctuations turbulentes et prend alors des valeurs
plus proches de 1 dans ce cas-là afin d’éliminer rapidement l’oscillation numérique.

Dans le cas des équations de transport de la phase liquide, le senseur de Jameson
a été adapté par Riber (2007). Lamarque (2007) a constaté que dans des écoulements
diphasiques complexes, ce senseur se déclenchait trop souvent, et la diffusion artificielle
devenait non-négligeable. Les senseurs d’application de viscosité artificielle ont donc été
étudiés dans le cadre de cette thèse conjointement avec Martinez (2009). Ce travail est
présenté au chapitre suivant.

Les différents points évoqués ci-dessus assurent au code Avbp une excellente paralléli-
sation comme l’attestent les tests de temps de calcul réalisés sur un très grand nombre de
processeurs de plusieurs supercalculateurs (Staffelbach, 2009).

2Exceptés les termes de fermeture de sous-mailles et du mouvement décorrélé dans l’équation de la
quantité de mouvement.
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4.3 Conditions aux limites

Les conditions aux limites constituent un point crucial dans tout code de mécanique
des fluides. Elle deviennent critiques en LES, et notamment si l’acoustique du système est
résolue (Tam & Webb, 1993; Poinsot et al., 1999; Schönfeld & Poinsot, 1999).

Avant chaque mise à jour du vecteur des variables transportées, le résidu calculé par le
schéma numérique doit être corrigé pour imposer les valeurs cibles pour chaque phase de
l’écoulement (vitesse, flux de masse, température, pression ...) sur chaque entrée, sortie et
paroi du domaine. Pour un code compressible comme Avbp, il est important de maîtriser la
propagation des ondes acoustiques depuis leur source dans le domaine jusqu’aux frontières
du domaine mais également leur réflexion éventuelle sur les parois et les sorties du domaine.
Dans le cas des équations de la phase dispersée, cette difficulté ne se pose pas puisque il
n’existe pas de phénomènes acoustiques3.

Les calculs présentés dans cette thèse utilisent les conditions aux limites suivantes :

• Entrées / Sorties
Les conditions d’entrée et de sortie pour la phase gazeuse sont traitées par une
approche caractéristique dite NSCBC (Poinsot & Lele, 1992), c’est-à-dire que les
valeurs cibles sont imposées via une décomposition en ondes. Les conditions d’entrée
et de sortie pour la phase dispersée sont traitées par une approche de Dirichlet, les
valeurs cibles sont imposées sur les variables transportées.

• Parois
Les parois solides dans le domaine de calcul sont vues comme des surfaces imper-
méables par l’écoulement. Elles peuvent être adhérentes ou non. Les vitesses normale
et tangentielles à la surface de la paroi sont donc modifiées en conséquence par une
approche de type Dirichlet.

Les détails de la mise en oeuvre et de l’implantation des approches NSCBC et Dirichlet
dans Avbp sont présentés dans le manuel utilisateur (Gicquel, 2008) et dans la thèse
de Porta (2007).

Pour la phase gazeuse, on peut raisonnablement penser que, pour un point de fonc-
tionnement particulier d’une configuration donnée, les valeurs cibles en entrée et sortie
sont précisément déterminées. Par exemple, dans le cas d’un montage expérimental, le
débit et la température du mélange en entrée, ainsi que la pression chambre sont contrôlés
et mesurés. Par contre, il est plus difficile de connaître ou de mesurer les coefficients de
réflexion de sortie qui peuvent jouer un rôle important sur les ondes dans le domaine.

La détermination des valeurs cibles permettant de représenter correctement la physique
de la phase dispersée n’est pas évidente. Dans le cas d’un montage expérimental, s’il est

3Dans les équations de la phase dispersée, il n’y a pas de terme de pression.
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aisé de contrôler et de mesurer le débit et la température du liquide injecté, il est difficile
de caractériser le spray formé à l’issue des processus d’atomisation primaire et secondaire.
Un modèle a donc été développé pour créer une condition limite d’entrée à partir des
paramètres connus d’injection liquide et des paramètres géométriques de l’atomiseur. Ce
travail est développé au Chapitre 7.

L’interaction du spray avec les parois du domaine se limite à une condition de glisse-
ment après impact des gouttes sur la paroi. Des phénomènes plus complexes associés à la
formation de films liquides existent mais ne sont pas étudiés dans ce travail.
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Chapitre 5

Traitements numériques pour les
équations de la phase liquide
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5.1 Stratégies numériques pour les écoulements diphasiques
dans les configurations complexes

Les hypothèses mêmes de la dérivation des équations Eulériennes présentées au Cha-
pitre 3 conduisent à un système d’équations difficile à intégrer numériquement et qui,
mathématiquement, conduit à des singularités. En effet les équations ne contiennent ni
terme de pression, ni terme de diffusion moléculaire. Cela conduit à la formation de fronts
ou δ-chocs dont l’occurrence est analysée dans la thèse de De Chaisemartin (2009). Ils ap-
paraissent lorsque l’hypothèse d’unicité locale de la vitesse liquide n’est plus valide. C’est
le cas, par exemple, lorsque deux paquets de gouttes de vitesses différentes se croisent.
Dans le cadre de notre modélisation, interdisant le croisement de gouttes puisque l’on ne
peut localement avoir qu’une seule vitesse d’ensemble, cette situation conduit à un paquet
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de gouttes infiniment mince dont la vitesse est la moyenne pondérée par la masse des deux
vitesses initiales. De Chaisemartin (2009) démontre la robustesse du schéma numérique
qu’il emploie, en réalisant le cas test décrit à la Fig. 5.1. L’épaisseur finale du paquet de
gouttes est résolue sur une maille de calcul.

Fig. 5.1: Figure extraite de (De Chaisemartin, 2009) illustrant la formation d’un δ-choc avec la
méthode multi-fluide monocinétique. Densité massique de deux paquets de gouttes de nombre de
Stokes St = 5.29. A l’intersection des deux trajectoires, les paquets fusionnent.

Dans l’approche Euler-Euler mésoscopique, une telle situation générerait un fort terme
source de production d’énergie décorrélée tendant à élargir le paquet de gouttes final.
La forte concentration de gouttes ainsi que le fort terme source associé, si ils sont mal
résolus, sont susceptibles de faire diverger le calcul. De la même façon un effet artificiel de
moyenne apparaît lorsque deux paquets de gouttes de diamètre différent se croisent, du
fait de l’approche monodisperse.

Comme l’a démontré De Chaisemartin (2009), la résolution des équations aux moments
pour la phase liquide dispersée requiert des méthodes numériques robustes. Plusieurs stra-
tégies numériques disponibles dans Avbp ont été mises en oeuvre sur la configuration
Mercato dans le cadre de cette thèse. Ces travaux ont été initiés par Lamarque (2007)
et Roux (2009) sur différents cas tests, par Martinez (2009) et Vié et al. (2009) sur des
configurations d’injection Diesel haute pression. Le tableau 5.1 présente les stratégies dis-
ponibles dans Avbp, correspondant à un ensemble de méthodes numériques : schéma
numérique, viscosité artificielle, senseur de viscosité artificielle et prise en compte ou non
du mouvement décorrélé. Elles sont détaillées et évaluées sur des cas tests simples dans
les sections suivantes, et mises en oeuvre sur la configuration Mercato(Partie ). Elles
peuvent être regroupée en deux catégories :

• Schémas centrés et viscosité artificielle

• Schémas décentrés

L’ordre des schémas donnés au Tab. 5.1 a été mesuré sur des cas tests linéaires par Colin
& Rudgyard (2000) et Lamarque (2007). Ceci ne garantit pas cependant que cet ordre soit
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conservé sur un maillage non structuré avec de fortes variations de taille de maille comme
celui Fig. 9.2 utilisé pour la configuration Mercato.
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5.2 Schémas numériques centrés et utilisation de viscosité artificielle pour la phase liquide

5.2 Schémas numériques centrés et utilisation de viscosité
artificielle pour la phase liquide

De manière générale, les schémas de convection employés pour la LES doivent être
précis en temps et en espace. Dans le cas d’Avbp, les schémas centrés ont été préférés
car leur stencil est plus petit pour une précision donnée (cela limite donc les besoins en
mémoire et en communication). Ils sont moins coûteux et très peu dissipatifs. Ils ont par
contre l’inconvénient d’être dispersifs et instables lorsqu’ils rencontrent de forts gradients.
Ces deux propriétés (dissipation/dispersion) mesurent l’aptitude d’un schéma numérique
à transporter un signal sans l’amortir et sans modifier sa vitesse de convection. Dans sa
thèse, Lamarque (2007) a quantifié la dispersion et la dissipation des schémas de convection
d’Avbp. Ces mesures sont reproduites sur la Fig. 5.2.
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Fig. 5.2: Extrait de (Lamarque, 2007) : quantification des erreurs de dissipation (gauche) et de
dispersion (droite) de différents schémas numériques de convection.

Lorsqu’il s’agit de transporter les grandeurs de la phase dispersée, qui présentent sou-
vent de forts gradients, la dispersion du schéma numérique devient très génante. Ainsi
Riber (2007) dans sa thèse a démontré que le schéma TTGC du 3ème ordre en temps et
en espace donnait de meilleurs résultats que le schéma Lax-Wendroff du 2nd ordre, plus
dispersif comme le montre la figure Fig. 5.2. Cependant, même la dispersion faible du
schéma TTGC peut engendrer de fortes erreurs dans les calculs diphasiques. En effet, un
schéma centré ne peut pas résoudre sans viscosité locale les sauts de variables qui peuvent
apparaître sur la phase dispersée.

Dans ce chapitre, les difficultés numériques rencontrées en diphasique sont mises en
évidence sur un cas test monodimensionnel de convection pure. Le domaine de calcul est
rectangulaire et mesure 1 m de hauteur sur 30 mm de longueur7. Les bords gauche et droit
du domaine sont des conditions de périodicité, afin de représenter un domaine infini, et les
bords haut et bas sont des conditions de symétrie afin de contraindre le système à rester 1D.
Deux maillages cartésiens réguliers de 50 et 100 cellules sont utilisés pour montrer l’effet
de la discrétisation sur la solution. Les pas de discrétisation spatiale ∆x,∆y et temporelle
∆t sont donnés dans le tableau ci-dessous. nx, ny correspondent aux nombres de cellules
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dans la direction de propagation et dans la direction transversale, respectivement.

Maillage Type Discrétisation Espacement Pas de temps8

d’élément nx, ny ∆x,∆y (m) ∆t pour CFL= 0.7

50 cellules rectangles 50× 1 6× 10−4, 1 9.5× 10−7 s
100 cellules rectangles 100× 1 3× 10−4, 1 4.8× 10−7 s

Tab. 5.2: Caractéristiques des deux maillages utilisés.

La solution initiale correspond à un champ diphasique uniforme sur lequel une pertur-
bation gaussienne sur une ou plusieurs variables mésoscopiques est superposée. Les termes
de couplage entre les phases étant désactivés, les deux systèmes d’équations pour le gaz et
la phase dispersée sont totalement découplés. Les modèles de sous-mailles et de fermeture
pour le mouvement décorrélé sont désactivés. La solution initiale non perturbée corres-
pond à un champ uniforme de gouttes de diamètre d0 = 20 µm et de densité de particules
n̆l,0 = 1010 m−3 en convection à vitesse constante ŭl,0 = 10 m/s. Le temps convectif,
tconv = 3 ms, est défini comme le temps nécessaire pour transporter une information à la
vitesse ŭl,0 sur une longueur du domaine soit 30 mm. Le système d’équations résolu pour
la phase dispersée peut ainsi s’écrire :

∂

∂t
ᾰl +

∂

∂x
ᾰlŭl = 0 (5.1)

∂

∂t
ᾰlŭl +

∂

∂x
ᾰlŭ

2
l = 0 (5.2)

∂

∂t
n̆l +

∂

∂x
n̆lŭl = 0 (5.3)

Les pertubations gaussiennes sont placées au centre du domaine et ont une largeur de
1 mm. Elles sont définies sur 7 noeuds9 de maillage pour le cas à 50 cellules et 15 noeuds
pour le cas à 100 cellules.

5.2.1 Effets de dispersion

Une perturbation est initialisée sur les champs de fraction volumique et de diamètre de
gouttes. L’amplitude correspond à 50% de la valeur initiale. La solution obtenue avec le
schéma TTGC après un temps convectif est superposée à la solution initiale pour chaque
champ et chaque maillage à la figure Fig. 5.3. Le diamètre n’étant pas transporté et les
champs de vitessse et de densité de gouttes étant constants, le système Eqs. (5.1-5.3) se

7Le choix de la hauteur de 1 m assure que le calcul du pas de temps à partir du nombre CFL calculé en
2D via la Jacobienne des flux soit identique au calcul du pas de temps par une formule monodimensionnelle
∆t = CFL ·∆x

u+c
.

8Pour comparaison, le pas de temps dans les calculs Mercato présentés en partie 3 de cette thèse est
de 2.2× 10−7 s.

9Correspondant à la résolution typique dans le cas d’une configuration complexe.
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réduit à une équation de transport linéaire :

∂

∂t
ᾰl + ŭl,0

∂

∂x
ᾰl = 0 (5.4)

La solution initiale est donc aussi la solution analytique après un temps convectif (c’est-
à-dire après un tour de domaine périodique). Le diamètre est reconstruit à partir de la
densité et de la fraction volumique.

Le schéma TTGC est peu dissipatif puisque, même sur le maillage grossier, près de 80 %
de l’amplitude du signal est restituée après un temps convectif. En revanche, les gradients
associés à la perturbation initiale étant très importants, on voit apparaître des signaux
secondaires à l’arrière de la gaussienne. Le paquet de gouttes est artificiellement transformé
en un train de paquets de gouttes de plus petit diamètre. Ces signaux, caractéristiques
de la dispersion du schéma10, atteignent près de 20 % de l’amplitude du pic principal sur
le maillage grossier. La répartition de gouttes restant uniforme et constant, l’erreur se
répercute sur le diamètre.

La dispersion du schéma altère donc le signal physique. Pour limiter cet effet, l’utilisa-
tion de viscosité artificielle est nécessaire. Son application doit être ciblée afin de réduire
l’amplitude des pics secondaires mais préserver autant que possible l’amplitude du signal
primaire.

10Puisque les ondes de fréquence différentes ne sont pas convectées à la même vitesse par le schéma.
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-0.015 -0.01 -0.005 0 0.005 0.01 0.015
x (m)

20.0

21.0

22.0

23.0

t=0

t=tconv

-0.015 -0.01 -0.005 0 0.005 0.01 0.015
x (m)

20.0

21.0

22.0

23.0

t=0

t=tconv

(b) Profils de diamètre de gouttes - d en µm.

-0.015 -0.01 -0.005 0 0.005 0.01 0.015
x (m)

9.5e+09

1.0e+10

1.0e+10

1.1e+10

t=0

t=tconv

-0.015 -0.01 -0.005 0 0.005 0.01 0.015
x (m)

9.5e+09

1.0e+10

1.0e+10

1.1e+10

t=0

t=tconv

(c) Profils de densité de gouttes - n̆l en m−3.

Fig. 5.3: Mise en évidence de la dispersion du schéma TTGC et de son effet sur la reconstruction
du diamètre des gouttes après un temps convectif. À gauche, résolution sur le maillage de 50
cellules, à droite sur celui de 100 cellules.
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5.2.2 Opérateurs et senseurs de viscosité artificielle

Un opérateur de diffusion artificielle est appliqué aux résidus calculés par le schéma
dans le but d’adoucir les forts gradients et de supprimer les oscillations observées à la
Fig. 5.3. Jameson et al. (1981) ont recommandé l’utilisation couplée d’opérateurs de vis-
cosité (ordre 2) et d’hyperviscosité (ordre 4). L’opérateur de viscosité est construit à partir
d’un Laplacien. Il est multiplié par un paramètre utilisateur ϵ(2) et par un senseur d’ap-
plication ζ. Le senseur est une fonction comprise entre 0 et 1 qui mesure la non-linéarité
d’une variable scalaire de référence. Le senseur localise les forts gradients et limite l’ap-
plication de la viscosité à des zones bien précises du domaine de calcul. L’hyperviscosité
permet d’éliminer les oscillations noeud à noeud (wiggles). Elle est appliquée partout sauf
là où l’opérateur de viscosité est appliqué. L’opérateur d’hyperviscosité est multiplié par
le paramètre ϵ(4∗) qui est construit à partir d’un paramètre utilisateur ϵ(4) et du senseur
d’application ζ :

ϵ(4∗) = max
(
0, ϵ(4) − ζ ϵ(2)

)
(5.5)

Le détail de la discrétisation des opérateurs est donné dans la thèse de Lamarque (2007).
Tout l’art de cette méthode de stabilisation réside dans la construction du senseur ζ. Pour
la phase gazeuse compressible deux senseurs sont disponibles dans Avbp : le senseur de
Jameson et al. (1981) et celui de Colin (2000). Le senseur de Colin est une adaptation
du senseur de Jameson aux calculs fortements instationnaires comme ceux employant des
schémas précis tel que TTGC. L’application de la viscosité est alors bien limitée aux zones
de fortes non linéarités.

Senseur de Jameson

La variable de référence notée S pour le senseur de Jameson ζJΩj
est la pression, qui

est une variable gazeuse reconstruite à partir de l’ensemble des variables transportées :
densité, énergie totale et quantité de mouvement, et même fractions massiques des espèces
du mélange. Le senseur ζJΩj

est calculé au centre de la cellule Ωj comme le maximum de
ses valeurs ζJk aux sommets k de la cellule considérée. Il mesure l’écart entre la variation
de S au sein de la cellule ∆k

1 et de la variation de S maille à maille ∆k
2

ζJΩj
(S) = max

k∈Ωj

ζJk (S) (5.6)

ζJk (S) =
|∆k

1 −∆k
2|

|∆k
1|+ |∆k

2|+ |Sk|
(5.7)

∆k
1 = SΩj − Sk ∆k

2 = (∇⃗S)k.(x⃗Ωj − x⃗k) (5.8)

Senseur de Colin

Le senseur de Colin ζCΩj
est construit comme une sorte d’amplificateur passe-haut du

senseur de Jameson ζJΩj
. Il distingue les zones bien résolues de forts gradients, des zones où
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les gradients correspondent à des oscillations numériques de grande amplitude. Ce senseur
utilise des paramètres ad-hoc Eq. (5.13) évalués sur des cas de simulation numérique directe
de THI (Colin, 2000). La variable de référence S pour le senseur de Colin est l’énergie totale,
qui est une variable gazeuse transportée.

ζCΩj
(S) =

1

2

(
1 + tanh

(
Ψ(S)−Ψ0

δ

))
− 1

2

(
1 + tanh

(
−Ψ0

δ

))
(5.9)

avec : Ψ(S) = max
k∈Ωj

(
0,

∆k

|∆k|+ ϵ1Sk
ζJk (S)

)
(5.10)

∆k = |∆k
1 −∆k

2| − ϵk max
(
|∆k

1|, |∆k
2|
)

(5.11)

ϵk = ϵ2

(
1− ϵ3

max
(
|∆k

1|, |∆k
2|
)

|∆k
1|+ |∆k

2|+ Sk

)
(5.12)

Ψ0 = 2× 10−2 δ = 1× 10−2

ϵ1 = 1× 10−2 ϵ2 = 0.95 ϵ3 = 0.5 (5.13)

Adaptation des senseurs pour la phase liquide

Dans le cas des équations de la phase dispersée, il est difficile de sélectionner une
grandeur de référence sur laquelle repérer l’ensemble des problèmes numériques. Ainsi si
l’application de la viscosité artificielle est identique pour les phases gazeuse et dispersée,
puisqu’elle utilise les mêmes opérateurs, le senseur d’application doit être adapté à la
spécificité de la phase dispersée.

Senseur JR

Riber (2007) dans ses travaux de thèse propose d’étendre le senseur de Jameson en
l’évaluant non pas sur une grandeur de référence mais sur l’ensemble des variables dipha-
siques. Ainsi, le senseur ζJRtpf,Ωj

est le maximum des valeurs calculées pour chaque variable
transportée. Il ne manque pas de repérer des erreurs numériques malgré la forte non li-
néarité des équations.

ζJRtpf,Ωj
= max

[
ζJΩj

(ρlαl) , ζ
J
Ωj

(ûl) , ζ
J
Ωj

(
δ̂θl

)
, ζJΩj

(
ĥs,l

)
, ζJΩj

(nl)
]

(5.14)

Dans ses travaux de thèse, et notamment sur la configuration Mercato, Lamarque
(2007) a montré que l’application de ce senseur de viscosité artificielle n’était pas suffi-
samment ciblée. En effet le senseur, du fait de sa construction, est très souvent activé et
ne permet pas de localiser les zones à forts gradients où la VA est nécessaire.
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Senseur CMS

Plus récemment, Martinez (2009) suggère d’adapter le senseur de Colin aux écoulements
diphasiques. Ce senseur est en effet plus adapté aux forts gradients présents dans les calculs
instationnaires que le senseur de Jameson, et convient mieux à la phase dispersée.

L’idée est alors d’utiliser deux variables de référence au lieu d’une seule dans le cas
gazeux. Le choix se porte sur la fraction massique de liquide ρlαl et le diamètre reconstruit
d. La fraction volumique présente naturellement des gradients importants et permet de
cibler les zones où la résolution est suffisante. Le diamètre joue un rôle double. Comme
observé dans le cas test précédent (Fig. 5.3) il est plus sensible aux effets de dispersion
du schéma et donc au manque de résolution spatiale. D’autres part les termes sources de
couplage sont liés au diamètre. Les zones de gradients de diamètre identifient donc des
zones dans lesquelles les termes sources varient rapidemment. Comme les termes sources de
couplage gaz-liquide sont des termes sources numériquement raides et que leur calcul n’est
pas implicite, ils sont parfois sources d’instabilités numériques. L’utilisation du diamètre
dans l’évaluation du senseur de Colin permet alors d’identifier les zones où le comportement
de la phase liquide se modifie fortement, pouvant engendrer des problèmes numériques.

La seconde adaptation faite par rapport au cas gazeux est d’utiliser non pas la valeur
au noeud Sk des variables de référence ρlαl et d dans les expressions Eq. (5.7) et Eq. (5.10)
mais leur valeur au centre de la cellule SΩj . Cette adaptation permet de ne pas saturer le
senseur dans les zones de forts gradients relativement bien résolus. En effet, dans la phase
dispersée, dont les équations sont dépourvues de terme de pression, les fronts résolus
des grandeurs liquides tendent à s’amincir autant que le maillage le permet conduisant
inévitablement à des forts gradients résolus sur peu de points. Néanmoins ces fronts ne sont
pas des oscillations numériques : le senseur doit donc s’activer pour aider à la résolution
mais ne doit pas saturer à 1.

ζCMS
tpf,Ωj

=
1

2

(
1 + tanh

(
Ψ′ −Ψ0

δ

))
− 1

2

(
1 + tanh

(
−Ψ0

δ

))
(5.15)

avec : Ψ′ = max [(Ψtpf (ρlαl) ,Ψtpf (d)] (5.16)

Ψtpf (S) = max
k∈Ωj

(
0,

∆k

|∆k|+ ϵ1SΩj

ζJ
′

k (S)

)
(5.17)

ζJ
′

k (S) =
|∆k

1 −∆k
2|

|∆k
1|+ |∆k

2|+ |SΩj |
(5.18)

∆k
1 et ∆k

2 sont calculés selon Eq. (5.8), ∆k selon Eq. (5.11). Les paramètres ad-hoc de
l’Eq. (5.13) sont conservés.

Senseur CMS-lite

Une variante du senseur CMS ζCMS
tpf,Ωj

permet de ne pas masquer les effets de la viscosité
ν̂RUM liée au mouvement décorrélé en augmentant le niveau de Ψtpf pour lequel le senseur
sature. Le senseur CMS-lite ζCMS−lite

tpf,Ωj
est identique au senseur ζCMS

tpf,Ωj
, seul le paramètre
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ϵ1 dans l’évaluation des Ψtpf (S) (Eq. (5.17)) est modifié et dépend de la variable de
référence S :

ϵ1 (ρlαl) = 5× 10−2 et ϵ1 (d) = 2× 10−2 (5.19)

5.2.3 Evaluation des senseurs

Le cas test présenté au paragraphe §-5.2.1 est reproduit en activant l’opérateur de vis-
cosité artificielle afin d’évaluer l’influence des différents senseurs d’application. Afin d’ac-
centuer l’influence du senseur, la valeur du paramètre ϵ(2) est fixée pour tous les senseurs
à 0.3, une valeur relativement importante pour un cas test mono-dimensionnel, tandis que
la valeur du paramètre ϵ(4) est fixée à 0. La solution obtenue après un temps convectif
est superposée à la solution initiale qui correspond également à la solution théorique de
l’Eq. (5.4). Pour les maillages de 50 et 100 cellules, la solution obtenue est donnée à la
Fig. 5.4 pour le senseur JR, Fig. 5.5 pour le senseur CMS, et Fig. 5.6 pour le senseur
CMS-lite.
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Fig. 5.4: Mise en évidence de l’effet de la viscosité artificielle appliquée par le senseur JR. À
gauche, résolution sur le maillage de 50 cellules, à droite sur celui de 100 cellules.

En employant le senseur JR, la viscosité artificielle élimine efficacement les oscillations
secondaires qui étaient visibles à la Fig. 5.3. Elle a pour effet majeur dans ce cas (Fig. 5.4)

92



5.2 Schémas numériques centrés et utilisation de viscosité artificielle pour la phase liquide

-0.015 -0.01 -0.005 0 0.005 0.01 0.015
x (m)

4.0e-05

4.5e-05

5.0e-05

5.5e-05

6.0e-05

6.5e-05

t=0

t=tconv

-0.015 -0.01 -0.005 0 0.005 0.01 0.015
x (m)

4.0e-05

4.5e-05

5.0e-05

5.5e-05

6.0e-05

6.5e-05

t=0

t=tconv

(a) Profils de fraction volumique - ᾰl.
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Fig. 5.5: Mise en évidence de l’effet de la viscosité artificielle appliquée par le senseur CMS. À
gauche, résolution sur le maillage de 50 cellules, à droite sur celui de 100 cellules.

de lisser les gradients pour réduire les oscillations, et d’amortir et d’étaler les pics. La
solution reste positive. L’inconvénient majeur est la perte d’amplitude de la perturbation
: près de 70 % de l’amplitude de la perturbation de fraction volumique est diffusée sur le
maillage à 50 cellules, et 50 % sur le maillage à 100 cellules.

Le senseur CMS amortit les oscillations secondaires, adoucit légèrement les gradients,
et conserve une amplitude raisonnable du pic principal : plus de 73 % de l’amplitude de
la perturbation de fraction volumique est restituée sur le maillage de 50 cellules, et plus
de 95 % sur le maillage de 100 cellules.

Le senseur CMS-lite amortit très légèrement les oscillations secondaires, il ne modifie
quasiment pas les gradients et l’amplitude du pic primaire.

On calcule l’erreur associée à la stratégie numérique avec la norme L2 de la difference
entre la solution obtenue après un temps convectif et la solution exacte11.

E =
1

LD

∫ LD/2

−LD/2
[(ρlᾰl)exact − (ρlᾰl)num]2 dx (5.20)
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Fig. 5.6: Mise en évidence de l’effet de la viscosité artificielle appliquée par le senseur CMS-lite.
À gauche, résolution sur le maillage de 50 cellules, à droite sur celui de 100 cellules.

où la longueur du domaine est notée LD = 30 mm.

L’erreur E donnée par l’Eq. (5.20) est calculée pour les trois stratégies présentées et
sur les deux maillages considérés. Les résultats sont présentés à la figure Fig. 5.7. La
stratégie employant le senseur JR génère une erreur bien supérieure à celle du schéma
seul. De plus lorsque l’on augmente la résolution, la diminution de l’erreur est faible :
sur les deux maillages, l’erreur mesurée est du même ordre de grandeur. En revanche, les
erreurs relatives aux stratégies employant les senseurs CMS et CMS-lite sont très proches,
et elles retrouvent le même ordre de grandeur que l’erreur du schéma seul. Ainsi la viscosité
artificielle dans le cas des senseurs CMS ne modifie pas l’ordre du schéma. L’erreur diminue
pour ces senseurs lorsque la résolution spatiale augmente. Ceci signifie que le senseur est
capable d’identifier les gradients bien résolus, et ne les adoucit pas.

Pour évaluer la cette perte de précision du schéma par l’utilisation du senseur JR, on
peut calculer un coefficient de viscosité associé à la diffusion artificielle. Comme l’a montré
Lamarque (2007) dans sa thèse, la discrétisation sur un maillage monodimensionnel de
l’opérateur du second ordre fait apparaître un terme Laplacien, dont le facteur détermine
le coefficient de diffusion artificielle. L’Eq. (5.4) en présence de viscosité artificielle est

11La solution exacte correspond à la solution initiale pour ce cas de convection pure (Eq. (5.4)).
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Fig. 5.7: Mesure de l’erreur E obtenue en employant le schéma TTGC et de la viscosité artificielle
appliquée par les senseurs JR, CMS et CMS-lite. Les lignes horizontales correspondent à l’erreur du
schéma seul, les symboles correspondent à l’erreur de l’ensemble schéma plus viscosité artificielle.

modifiée selon :
∂

∂t
ᾰl + ŭl,0

∂

∂x
ᾰl = νAV ∂2

∂x2
ᾰl (5.21)

où νAV est calculée au noeud j selon l’expression ci-dessous, avec ζj le senseur d’application
distribué au noeud du maillage :

νAV
j =

ϵ(2) ζj h
2

4∆t
(5.22)

où h2 dépend de la résolution spatiale : pour les maillages utilisés, h2 = ∆x ·∆y où ∆x
et ∆y sont donnés dans le Tab. 5.2. Les coefficients calculés pour la solution à l’instant
t = tconv obtenue avec le schéma TTGC et les senseurs JR, CMS et CMS-lite sont présentés
à la Fig. 5.8 pour les deux maillages utilisés.
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Fig. 5.8: Coefficient de viscosité artificielle νAV associé aux différents senseurs, donné en m2/s.
À gauche, maillage de 50 cellules, à droite, celui de 100 cellules.

95



Traitements numériques pour les équations de la phase liquide

Tandis que le senseur CMS applique la viscosité artificielle sur des cellules bien lo-
calisées, le senseur JR étend l’application sur une zone très large. Lorsque la résolution
augmente, et que les gradients sont alors mieux résolus, le maximum de viscosité diminue
avec le senseur CMS, tandis qu’il augmente avec le senseur JR. Ainsi la perte de précision
de la solution s’explique par le fait que le senseur JR n’a pas une application locale et
engendre un excès de viscosité artificielle. Le senseur CMS-lite ne se déclenche quasiment
pas, la viscosité ajoutée est très faible comparée à celle associée aux utilisant les senseurs
JR ou CMS.

Les observations faites sur ce cas test peuvent se résumer sous la forme d’un tableau
(Tab. 5.3).

JR CMS CMS-lite
erreur −− − +

dissipation −− − −/+

dispersion ++ + −/+

Tab. 5.3: Résumé des observations faites sur les senseurs d’application de viscosité artificielle.
L’effet sur les différents points observés est noté : −− médiocre, − faible, −/+ pas d’effet, + positif,
++ efficace.

Pour limiter la dispersion du schéma numérique, le senseur CMS-lite ne semble pas
adapté, puisque les oscillations secondaires ne sont quasiment pas amorties. Le senseur JR
qui élimine efficacement les effets de dispersion, semble néanmoins s’activer trop souvent
et générer un excès de viscosité artificielle. Le senseur CMS, semble être un bon compro-
mis entre précision et limitation de la dispersion dans le cas d’une simulation fortement
instationnaire pour laquelle de forts gradients résolus peuvent apparaître et déstabiliser la
résolution.

5.2.4 Effet de l’opérateur de viscosité artificielle du 4ème ordre

Pour étudier l’influence de l’opérateur de viscosité artificielle du 4ème ordre, le cas test
présenté au paragraphe §-5.2.1 est reproduit en faisant varier le paramètre utilisateur ϵ(4).
Les profils de fraction volumique de liquide obtenus avec le senseur CMS et ϵ(2) fixé à 0.3,
sur le maillage de 50 cellules, après un temps convectif, sont présentés à la figure Fig. 5.9.

L’opérateur de viscosité artificielle du 4ème ordre est très efficace pour amortir les
oscillations secondaires dues à la dispersion du schéma et au phénomène de Gibbs. Comme
précédemment, son effet peut être quantifié en calculant la norme L2 de la différence de
la solution numérique à la solution analytique, selon l’expression Eq. (5.20). Cet exercice
est fait sur le maillage de 50 cellules et celui de 100 cellules. Les erreurs E sont comparées
Fig. 5.10 aux erreurs du schéma TTGC sans application de viscosité artificielle. Pour le
maillage de 50 cellules, il semble qu’il y ait une valeur optimale qui permette de minimiser
l’erreur numérique pour ϵ(4) ∈ [0.0025, 0.005]. En revanche cet optimum sur le maillage
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(c) ϵ(4) = 0.0025
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-0.015 -0.01 -0.005 0 0.005 0.01 0.015
x (m)

4.0e-05

4.5e-05

5.0e-05

5.5e-05

6.0e-05

6.5e-05

t=0

t=tconv

(f) ϵ(4) = 0.01

Fig. 5.9: Mise en évidence de l’effet de la viscosité artificielle de 4ème ordre. Le maillage utilisé
a 50 cellules, la stratégie numérique employée correspond au schéma TTGC avec le senseur CMS
d’application, et le paramètre utilisateur ϵ(2) = 0.3.

de 100 cellules semble être pour des valeurs plus faibles ϵ(4) ∈ [0, 0.002]. Rappelons que
l’hyperdiffusion est activée sur l’ensemble du domaine, sauf là où la diffusion d’ordre 2
agit, via le paramètre ϵ(4∗) défini par l’Eq. (5.5). Ainsi sur le maillage fin cet opérateur
est activé plus souvent et influence a priori de manière plus importante la précision du
schéma numérique.

97



Traitements numériques pour les équations de la phase liquide

0.0000 0.0025 0.0050 0.0075 0.0100

ε(4)

1.0e-05

1.0e-04

1.0e-03

1.0e-02   50 cellules

100 cellules

 50 cellules

100 cellules

Fig. 5.10: Mesure de l’erreur E obtenue en employant le schéma TTGC et de la viscosité artificielle
appliquée par le senseur CMS. Les lignes horizontales correspondent à l’erreur du schéma seul, les
symboles correspondent à l’erreur de l’ensemble schéma plus viscosité artificielle en fonction de la
valeur du paramètre ϵ(4).

En conclusion, la stratégie numérique { TTGC, viscosité et hyperviscosité artificielles,
senseur d’application CMS } semble être bien adaptée pour résoudre les forts gradients
présents dans les calculs diphasiques instationnaires. Les paramètres utilisateurs et princi-
palement12 le ϵ(4) doivent être choisis les plus petits possibles pour minimiser la diffusion
numérique et suffisamment élevés pour amortir efficacement les oscillations secondaires
liées à la dispersion importante du schéma centré. Les paramètres utilisés dans la configu-
ration 3D Mercato, (cf. Chapitre 9 §-9.1.5) ont été choisis en accord avec ces résultats.

12car l’opérateur d’hyperviscosité n’est pas appliqué ponctuellement mais sur l’ensemble du domaine.
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5.3 Capture de fronts

5.3.1 Limitation des schémas centrés

La section précédente a permis de montrer que la stratégie numérique TTGC AV 3
{ TTGC, viscosité et hyperviscosité artificielles, senseur d’application CMS } était adaptée,
en terme de précision et de robustesse, pour résoudre les forts gradients qui apparaissent
dans les simulations instationnaires avec l’approche Euler-Euler. Un cas test qui conduit
à la formation d’un δ-choc va permettre d’évaluer la robustesse de cette stratégie. Comme
l’explique De Chaisemartin (2009) dans sa thèse, un δ-choc est formé dans une simulation
Euler-Euler lorsque la physique de l’écoulement simulé ne respecte plus l’hypothèse d’uni-
cité de la vitesse mésoscopique locale. Sur la configuration mono-dimensionnelle utilisée à
la section 5.2, une perturbation gaussienne est initialisée à la fois sur la fraction volumique
(à diamètre constant), et la vitesse. Ce cas test se veut représentatif de ce qui est rencontré
dans les calculs diphasiques de configuration réelle. La variation spatiale de vitesse rompt
la linéarité du problème décrit par l’équation Eq. (5.4). Les équations Eq. (5.1) et Eq. (5.2)
peuvent se recombiner pour donner une équation similaire à l’équation de Burgers pour
la phase gazeuse :

∂

∂t
ŭl + ŭl

∂

∂x
ŭl = 0 (5.23)

L’Eq. (5.23) est une équation de conservation hyperbolique. Il s’agit d’un problème aux
conditions initiales. La non-linéarité introduite par le terme de conservation est susceptible
de générer des chocs selon le choix de la condition initiale (Desprès & Dubois, 2005; Hirsch,
1990).

La solution initiale est présentée Fig. 5.11. Un profil gaussien est initialisé sur la fraction
volumique dont l’amplitude correspond à 25% de la valeur initiale et sur la vitesse de
convection dont l’amplitude correspond à 10 % de la valeur. Le diamètre est gardé constant,
ce qui entraîne un profil gaussien sur le profil de densité volumique de liquide. Les gouttes
plus rapides (au centre du signal gaussien) vont avoir tendance à rattraper les gouttes
moins rapides. Les gouttes ne peuvent pas se dépasser car il ne peut exister en un point
qu’une seule vitesse mésoscopique, et auront donc tendance à s’accumuler en aval de la
perturbation. Cette accumulation conduira à un effet de moyenne sur le profil de vitesse.

Le cas test est réalisé sur le maillage à 50 cellules et à 100 cellules. Les paramètres
utilisateurs pour l’application de la viscosité artificielle sont fixés à : ϵ(2) = 0.3 et ϵ(4) =
0.005. Les profils obtenus après 1, 2, 3 et 4 temps convectif tconv sont présentés Fig. 5.12.
Sur le maillage à 100 cellules, la simulation échoue après un peu plus d’un temps convectif.

Comme attendu, les profils de fraction volumique et de densité volumique de gouttes
présentent une accumulation de liquide en aval de la position initiale de la perturbation.
En amont de la position initiale de la perturbation, une zone de vide de gouttes se forme.
Le profil de vitesse s’étale sur la largeur du creux et du pic de densité de gouttes. Il est
très mal résolu par le schéma. Avec le raffinement du maillage, l’accumulation de gouttes
se fait sur une épaisseur plus mince. Le maximum après un temps convectif obtenu sur le
maillage raffiné est plus grand que le maximum après 4 temps convectif sur le maillage
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Fig. 5.11: Solution initiale du cas test non-linéaire.

grossier. Le minimum sur le maillage fin dans la zone de vide est également plus faible que
sur le maillage grossier. La solution obtenue est donc dépendante du maillage : le δ-choc
s’amincit autant que le maillage le permet. Sur le maillage fin, le calcul diverge car la
fraction volumique de liquide devient ponctuellement négative, ce qui n’est pas physique.

Pour stabiliser le calcul, il devient alors nécessaire de forcer la fraction volumique et
la densité de goutte à rester au dessus d’une valeur seuil. On parle alors de clipping. Les
résultats obtenus sur le maillage de 100 cellules, avec les valeurs seuils ci-dessous, sont
présentés sur la Fig. 5.13.

αl,clipping = 4.2× 10−10 et nl,clipping = 1× 105 m3 (5.24)
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Fig. 5.12: Cas test non-linéaire avec la stratégie numérique TTGC AV 3. À gauche, profils obtenus
sur le maillage à 50 cellules, à droite sur le maillage à 100 cellules.
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-0.015 -0.01 -0.005 0 0.005 0.01 0.015
x (m)

0.0e+00

1.0e+10

2.0e+10

3.0e+10

4.0e+10

5.0e+10

t = 0

t = tconv

t = 2 tconv

t = 3 tconv

t = 4 tconv
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Fig. 5.13: Profils obtenus sur le maillage de 100 cellules en forçant la fraction volumique et la
densité volumique de gouttes au dessus de valeurs seuils données Eq. (5.24).

Si le clipping permet de stabiliser le calcul sans trop créer d’oscillations parasites sur
les profils de fraction volumique et de densité volumique de gouttes, des erreurs de recons-
truction sur le diamètre apparaissent. Ces erreurs restent tout de même négligeables. La
variation de masse liée à cet artefact numérique peut être suivie au cours du calcul, et
est présentée pour le cas test Fig. 5.14. La limitation des valeurs de fraction volumique et
de densité de goutte ne s’active pas immédiatement, elle démarre après 0.004 s de temps
physique lorsque la zone de vide devient trop forte. Au cours du calcul, la variation de
masse liée à ce limiteur diminue, le limiteur est efficace.

Ce cas test a mis en évidence les difficultés du schéma centré à résoudre les δ-chocs
qui peuvent apparaître dans les simulations numériques sur des configurations réelles. La
viscosité artificielle permet de bien résoudre les fronts de fraction volumique et de densité
volumique de gouttes, mais elle ne parvient pas à lisser le profil de vitesse qui suit l’équation
de Burgers (Eq. (5.23)). Il faut en outre recourir à une limitation des valeurs minimales
de fraction volumique et de densité de gouttes. Ainsi la stratégie numérique qui consiste
à employer le schéma centré TTGC requiert au moins 4 paramètres qui doivent être fixés
par l’utilisateur : ϵ(2), ϵ(4), αl,clipping, nl,clipping. Ces paramètres, loin d’être universels,
dépendent de la résolution spatiale et du problème résolu ! De plus cette stratégie n’assure
pas une grande robustesse : l’utilisateur n’est jamais à l’abri de voir son calcul échouer
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Fig. 5.14: Bilan de masse sur le domaine au cours de la simulation.

à cause d’une zone de vide qui génère des fractions volumiques non physiques. Pour ces
raisons, les développements actuels d’Avbp portent sur l’amélioration de la robustesse et
l’implantation de schémas spécifiques à la résolution des équations de la phase dispersée.

5.3.2 Schémas adaptés à la simulation de la phase dispersée

Il existe plusieurs méthodes numériques qui permettent d’augmenter la robustesse des
simulations. Dans sa thèse Lamarque (2007) en donne un aperçu :

• Schémas conservatifs dits cinétiques
Ces schémas réalisent l’avancement des moments définis dans l’espace physique en
passant par l’espace des phases. La fonction de distribution est présumée et son
avancement temporel est alors exact. Cette approche assure une stabilité linéaire et
non-linéaire du calcul. Ce type de schéma a été utilisé par De Chaisemartin (2009)
dans ses travaux de thèse.

• Schémas amont d’ordre élevé avec limiteur de flux
Ils permettent de cumuler précision, grâce à l’utilisation de flux élevés, et robustesse,
grâce au limiteur de flux.

• Schémas amont à résidus distribués
Les résidus sont distribués dans le sens de la propagation de l’information, les
phénomènes de dispersion sont limités.

Ces schémas ne sont pas tous adaptés pour le code Avbp. En effet ils emploient souvent
des stencils larges et les procédures éléments finis sont parfois difficiles à étendre à tous
les types d’éléments et à la gestion des métriques dans Avbp. Néanmoins le travail colla-
boratif de Lamarque (2007) et Roux (2009) a permis de tester plusieurs schémas à résidus
distribués. L’avantage de cette méthode est d’être compatible avec la structure de données
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liée à la méthode cell-vertex : seule la distribution du résidu sur les noeuds de maillage
est modifiée. Ces schémas dits décentrés redistribuent le résidu, en fonction du sens de
l’écoulement, sur les noeuds placés en aval des cellules. Parmi plusieurs schéma étudiés, le
schéma PSI est le seul à posséder les propriétés de positivité (robustesse) et de préserva-
tion de la linéarité des solutions (précision). Ce schéma a donc été récemment intégré dans
Avbp par Roux (2009) et Kraushaar (2011). Le schéma PSI, décentré, présente d’excel-
lentes qualités en terme de robustesse. Malheureusement il présente une forte dissipation
dans le sens de l’écoulement qui en limite la précision à l’ordre 1 en temps et en espace (La-
marque, 2007).

Les cas tests réalisés §-5.2.1 et §-5.3.1 sont reproduits avec le schéma PSI sans activer
les opérateurs de viscosité artificielle. Les résultats sont maintenant reproduits pour les
deux maillages de 50 et 100 cellules sur les Figs. 5.15 et 5.16 avec les mêmes échelles que
les Figs. 5.3, 5.4, 5.5 et 5.6 pour comparaison sur le cas test linéaire et Fig. 5.12 pour
comparaison sur le cas test non-linéaire.
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Fig. 5.15: Cas test linéaire : mise en évidence de la dissipation du schéma PSI et de son effet
sur la reconstruction du diamètre des gouttes après un temps convectif. À gauche, résolution sur
le maillage de 50 cellules, à droite sur celui de 100 cellules.
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Fig. 5.16: Cas test non-linéaire : évaluation de la robustesse du schéma PSI. À gauche, profils
obtenus sur le maillage à 50 cellules, à droite sur le maillage à 100 cellules.
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La dissipation du schéma est tellement forte que pour le cas test conduisant à l’accu-
mulation de gouttes (Fig. 5.16), les maxima obtenus sur les profils de fraction volumique
et de densité de gouttes sont inférieurs à la perturbation initiale ! Sur le maillage à 50
cellules le profil de vitesse n’est pas convecté, sur le maillage à 100 cellules, l’étalement du
profil dans le sens de l’écoulement est à peine perceptible.

La force du schéma PSI est sa robustesse et on peut donc raffiner le maillage, sans que
cela ne pose un quelconque problème pour la résolution. Le δ-choc mis en évidence avec
le schéma TTGC est alors de mieux en mieux résolu. La Fig. 5.17 montre les résultats
obtenus avec le schéma PSI sur un maillage de 500 cellules et de 1000 cellules. La forme
des solutions obtenues est proche de la forme des solutions obtenues avec le schéma TTGC
sur les mailles de 50 et 100 cellules.

Le schéma numérique PSI nouvellement intégré dans Avbp, assure sa mission de ro-
bustesse. Malheureusement la forte dissipation impose d’utiliser PSI sur des maillages très
raffinés pour assurer la précision. Il est intéressant d’évaluer la performance de cette stra-
tégie pour la simulation d’une configuration complexe et réaliste. C’est pourquoi cette
stratégie a été portée sur la simulation du banc Mercato. Les résultats du schéma PSI,
seront comparés aux résultats des calculs TTGC au Chapitre 10.

La solution prometteuse retenue par Lamarque (2007) et Roux (2009) pour pallier
le manque de précision du schéma PSI et le manque de robustesse des schémas cen-
trés consiste à combiner les deux schémas numériques selon la méthode FCT pour Flux-
Corrected Transport13. La solution testée dans (Roux, 2009) consiste à utiliser le schéma
Lax-Wendroff14 comme schéma haut-ordre et le schéma PSI comme schéma bas-ordre. Le
schéma bas-ordre permet de construire une référence pour assurer la positivité du schéma.
Le flux prédit par le schéma bas-ordre est alors corrigé par un flux anti-diffusif construit
à partir du schéma haut-ordre. Celui-ci est contrôlé par un limiteur afin de garantir la
robustesse du schéma global. Cette procédure, décrite dans (Roux, 2009), permet d’obte-
nir un schéma dont la précision est donnée par le schéma haut-ordre et la robustesse par
le schéma bas-ordre. Elle a été mise en oeuvre sur la configuration Mercatopar Roux
(2009). Malheureusement, elle est très coûteuse en temps de calcul et nécessite un plus de
mémoire que les méthodes actuellement implantées dans Avbp. En effet, en chaque point,
l’avancement temporel est calculé avec les deux schémas numériques pour construire le
flux anti-diffusif et l’avancement temporel du schéma global. Ce schéma numérique de-
mande encore des améliorations avant d’être intégré dans Avbp. C’est pourquoi il n’a pas
été testé dans ce travail de thèse.

13transport de flux corrigé, en français.
14schéma du 2nd ordre en temps et en espace, dont les caractéristiques sont notées LW sur la Fig. 5.2.
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Fig. 5.17: Cas test non-linéaire : évaluation de la robustesse du schéma PSI. À gauche, profils
obtenus sur le maillage à 500 cellules, à droite sur le maillage à 1000 cellules.
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Troisième partie

Modélisation de la physique des
écoulements diphasiques :
évaporation et injection





Introduction

Cette partie du manuscrit réunit deux études relatives à des aspects physiques essen-
tiels des simulations diphasiques pour les chambres de combustion. L’étude du Chapitre 6
évalue le modèle d’évaporation retenu dans Avbp, qui a été présenté au §-3.2.4. Tout d’a-
bord il s’agit de situer le modèle en terme d’hypothèses, de physique résolue ou négligée et
de performances numériques. Ensuite une étude de sensibilité des paramètres de thermo-
dynamique et de transport intervenant dans le modèle est réalisée. Enfin une modélisation
du carburant kérosène est proposée et évaluée. Le Chapitre 7 présente une méthodologie
développée pour prendre en compte, dans un code adapté aux écoulements dispersés, l’in-
jection de carburant liquide par un atomiseur pressurisé-swirlé. La mise en oeuvre de la
méthodologie dans une géométrie complexe est également présentée.
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Chapitre 6

Évaluation du modèle
d’évaporation d’Avbp et
application au kérosène

Sommaire
6.1 Présentation des différentes modélisations pour l’évaporation . 112

6.1.1 Description du procédé d’évaporation . . . . . . . . . . . . . . . 112

6.1.2 Diffusion dans la phase gazeuse (1 & 4) . . . . . . . . . . . . . . 112

6.1.3 Diffusion thermique dans la goutte (2) . . . . . . . . . . . . . . . 113

6.1.4 Modélisation de l’interface gaz-liquide (3) . . . . . . . . . . . . . 117

6.1.5 Limitations . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 117

6.2 Évaluation du modèle retenu dans Avbp . . . . . . . . . . . . . . 118

6.2.1 Formulations pour l’évaluation des propriétés du mélange gazeux 119

6.2.2 Evaporation de gouttes isolées de n-heptane . . . . . . . . . . . . 122

6.3 Modélisation du kérosène liquide . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 129

6.3.1 Propriétés thermodynamiques du KERO LUCHE . . . . . . . . . 130

6.3.2 Propriétés diffusives . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 130

6.3.3 Propriétés du liquide . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 130

6.4 Évaluation de la modélisation du kérosène en évaporation . . . 131

6.4.1 Évaluation de la vitesse de régression de la surface des gouttes de
kérosène . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 131

6.4.2 Évaluation des temps caractéristiques du processus d’évaporation
pour le kérosène . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 131



Évaluation du modèle d’évaporation d’Avbp et application au kérosène

6.1 Présentation des différentes modélisations pour l’évapo-
ration

6.1.1 Description du procédé d’évaporation

Dans cette section, un aperçu des différents degrés de modélisation du procédé d’é-
vaporation est présenté pour comprendre les choix de modélisation faits dans Avbp et
connaître les limitations du modèle décrit au paragraphe §-3.2.4. De nombreuses revues
et comparaisons des différents modèles d’évaporation peuvent être trouvées dans la lit-
térature (Miller et al., 1998; Sirignano, 1999; Sazhin, 2006; Sazhin et al., 2006; Laurent,
2008).

L’évaporation de gouttes de liquide dans un gaz peut être décomposé en différents
phénomènes physiques successifs et/ou coexistants :

1. Diffusion de la chaleur du gaz vers la surface de la goutte
L’énergie nécessaire pour l’évaporation du carburant est apportée par le gaz environ-
nant les gouttes. La chaleur est diffusée du gaz vers la surface de la goutte. D’autres
effets comme le rayonnement peuvent également contribuer à fournir l’énergie né-
cessaire à la goutte pour s’évaporer.

2. Diffusion de la chaleur dans la goutte
Le flux de chaleur reçu par la goutte via la surface d’échange se diffuse progressive-
ment dans la goutte. La température à l’intérieur de la goutte augmente.

3. Processus de vaporisation
Les molécules de carburant se détachent de l’interface liquide/gaz pour rejoindre la
phase gazeuse.

4. Diffusion du carburant de la surface de la goutte vers le gaz
Les molécules de carburant à l’état gazeux formées à la surface de la goutte sont
transportées vers le gaz environnant.

Un modèle d’évaporation correspond à un choix de modélisation pour chacun de ces phé-
nomènes physiques (Sazhin, 2006). Les phénomènes de transports thermique et massique
dans la phase gazeuse dépendent du type d’écoulement qui s’établit autour des gouttes
et des propriétés de transport du carburant dans le gaz et des conditions (température et
composition) loin de la goutte. De la même façon, la diffusion thermique dans la goutte
dépend de l’écoulement dans la goutte et des propriétés de transport du carburant. Enfin
plusieurs hypothèses peuvent être faites sur l’état de l’interface gaz-liquide.
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6.1.2 Diffusion dans la phase gazeuse (1 & 4)

La plupart des modèles d’évaporation suppose que le problème de diffusion dans le gaz
est à symétrie sphérique : les gouttes sont indéformables et le gaz est immobile dans le
référentiel lié au centre de la goutte. Les effets de convection naturelle ou forcée peuvent
modifier l’écoulement autour de la goutte. Une couche limite peut alors se former en amont
de la goutte et se décoller en aval. Les modèles de diffusion dans le gaz peuvent être classés
selon la hiérarchie suivante :

1. Modèle à symétrie sphérique1

Le gaz est immobile autour de la goutte. Des corrélations prenant en compte le
Reynolds particulaire des gouttes, peuvent modifier les coefficients de Nu et Sh qui
mesurent l’efficacité des échanges thermique et massique, respectivement, autour de
la goutte.

2. Modèle de couche limite
Il s’agit d’un modèle à symétrie sphérique mais l’effet de la couche limite autour de
la goutte soufflée par la vapeur de carburant est pris en compte2 via des facteurs de
correction (Abramzon & Sirignano, 1989; Yao et al., 2003).

3. Résolution de l’écoulement autour des gouttes
L’écoulement gazeux est résolu autour de la goutte sphérique afin de prédire locale-
ment les flux thermique et massique près de la surface de la goutte (Sirignano, 1999).
Zhu et al. (2001) ont montré que les effets de non-stationnarité de l’écoulement ga-
zeux pouvaient augmenter très fortement le taux d’évaporation dans des conditions
de pression élevées.

Pour simplifier la résolution des équations de diffusion thermique et moléculaire, dans
la majorité des modèles rencontrés dans la littérature, les propriétés de transport sont
supposées constantes entre la surface de la gouttes et l’écoulement à l’infini, cf. §-3.2.4. Il
faut garder à l’esprit que l’évaluation du flux de chaleur apporté à la goutte et du flux de
masse évaporé dépend fortement de l’évaluation de ces coefficients (Miller et al., 1998).
Cette dépendance sera étudiée à la section suivante.

6.1.3 Diffusion thermique dans la goutte (2)

Dans les codes de CFD, l’écoulement dans la goutte est très souvent négligé et la
diffusion thermique dans la goutte est centripète. Il existe également des modèles qui
prennent en compte la formation de deux zones contrarotatives liées au cisaillement à la
surface de la goutte du à l’écoulement externe. Les modèles de diffusion de température
dans la goutte suivent la hiérarchie suivante :

1Il s’agit du modèle implanté dans Avbp, cf. §-3.2.4.
2En anglais, on parle de film-theory.
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1. Modèle à température constante
La température dans la goutte est supposée constante dans le temps et l’espace.
L’intégralité de l’énergie apportée par le gaz sert au processus d’évaporation. Si les
conditions à l’infini sont supposées constantes (température du gaz environnant et
concentration du carburant dans le gaz environnant) alors on obtient que la variation
de la surface de la goutte est linéaire dans le temps : il s’agit de la loi du d2: l’évolution
temporelle de la surface de la goutte est linéaire. La température de la goutte est
nécessairement la température dite humide ou température wetbulb en anglais, notée
Twb.

2. Modèle à diffusion infinie3

Ce modèle suppose que la diffusion de la chaleur est infiniment rapide comparée
aux autres phénomènes en jeu dans le processus d’évaporation, énumérés §-6.1.1. La
température de la goutte s’équilibre instantanément dans tout le volume de la goutte
et peut différer de la valeur Twb

3. Modèle à profil de température polynomial
L’écoulement dans la goutte est négligé et le profil de température dans la goutte est
présupposé sous forme polynomiale. Cela ramène la résolution de l’équation dérivée
partielle de la chaleur dans la goutte à la résolution d’une équation polynomiale
(Sazhin et al., 2005; Laurent, 2008).

4. Modèle à diffusion limitée
L’écoulement est négligé dans la goutte, la diffusion thermique est centripète. L’é-
quation de la chaleur est résolue dans le temps en fonction de la coordonnée radiale.

5. Modèle à diffusion effective
L’écoulement dans la goutte est négligé mais son effet sur le coefficient de diffusion
thermique du liquide est considéré. Ainsi la diffusion thermique est à symétrie radiale
et le coefficient de diffusion est multiplié par un facteur correctif lié au nombre de
Peclet4 de la goutte.

6. Modèle du Vortex de Hill
La forme de l’écoulement dans la goutte est présupposée. Le champ de vitesse prend
un forme torique définissant le Vortex de Hill schématisé à la Fig. 6.1. L’équation de
la chaleur est résolue en coordonnées cylindriques (Abramzon & Sirignano, 1989).

7. Résolution de l’écoulement
En simulation directe, les équations de la dynamique et de la thermique dans la
goutte peuvent être résolues. Les irrégularités de température de surface peuvent
être alors prises en compte (Rangel & Sirignano, 1989).

3Il s’agit du modèle retenu dans Avbp. Rappelons que cette hypothèse vient du choix des variables de
la pdf pour décrire la phase dispersée, cf. §-3.1.2.

4Le nombre de Peclet PeL = Us d
α

= ReL · PrL mesure le rapport entre le transport par convection et
par conduction thermique au sein de la goutte, avec Us la vitesse de glissement du liquide à la surface de
la goutte.
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Droplet Vaporization with Convective Effects

In many practical situations, the droplet vaporizes in a
convective gas field. The gas-phase convection influences the
vaporization process in two ways. First, it increases the
gasification rate as well as the heat-transfer rate between the
phases. Second, it generates liquid circulation inside the
droplet which increases the liquid-transfer rate. Note that at
very high relative velocity, droplet deformation and shattering
can occur. This situation is not considered in this paper.
Semiempirical correlations11 exist which account for the gas-
phase convection by expressing the vaporization and in-
terphase heat-transfer rates as a modification of the
spherically symmetric case. Sirignano10 analyzed the con-
vective case through a combination of stagnation-point and
flat-plate analyses and concluded that the convective case
should not be treated by a correction on the spherically
symmetric case. Prakash and Sirignano12 analyzed the gas-
and liquid-phase flowfields for a single droplet in a convective
gas field. They considered a gas-phase boundary layer outside
the droplet and a Hill's vortex in the droplet core with thin
viscous and thermal boundary layers near the droplet surface
and an inviscid internal wake near the axis of symmetry. Their
results show that the infinite conductivity case is never
realized and the characteristic liquid-phase heat diffusion time
reduces (from the diffusion-limit case) by an order of
magnitude. Their analysis, however, is too complicated and
computer-time consuming to be included in spray calcu-
lations. Tong and Sirignano13 simplified that analysis sub-
stantially by neglecting the thin boundary layer inside the
droplet surface. The results of the simplified model are in
close agreement with those obtained from the more exact
analysis.12

Ram-Marshall Model

Many investigators4'5 suggested empirical correlations for
vaporization rate in a convective field as a correction to the
spherical symmetric case. The typical form of correlation is
^convection =™sPhericai/(^^V")» where f(Re,Pr) is the cor-
rection factor. In the present study, the Ranz-Marshall
correlation is examined, for which the factor f(Re,Pr) is given

by

f(Re,Pr) =1 + 0.3 Re
1/2

Pr
1/3

(6)

Although this type of correlations is very simple, there is
< really very little theoretical justification for them. Moreover,
these correlations are based on experiments conducted under
quasisteady conditions. As mentioned previously, there is a
transient droplet heating stage and during that period the
quasisteadiness assumption for the liquid phase is invalid.
Indeed, Sirignano10 showed, through theoretical analysis,

LIQUID-GAS
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FREE-STREAM
(REGION I)

LIQUID STREAMLINE

GAS
STREAMLINE

AXIS OF SYMMETRY

GAS BOUNDARY
LAYER (REGION 13)

LIQUID BOUNDARY
LAYER (REGION HI)

Fig. 1 Flow regions outside and within a fuel droplet at high

Reynolds number.

that a correlation of Ranz-Marshall type cannot predict the
vaporization rate satisfactorily.

Prakash and Sirignano's Axisymmetric Model

Recently, Prakash and Sirignano12'14 studied the problem
of transient liquid droplet vaporization in a hot convective
environment. They first14 studied liquid internal circulation
and droplet heating and later12 developed a gas-phase
boundary-layer analysis and coupled it to the previous liquid-
phase analysis. Basically, they used a two-dimensional
axisymmetric model (valid for a droplet Reynolds number
large compared to unity) and divided the problem into several
physical regions as shown in Fig. 1. These regions were outer
inviscid gas flow, gas-phase boundary layer, liquid-phase
boundary layer, internal liquid wake, and inviscid liquid core.
Because of the relatively high Reynolds number and high
Peclet number, the boundary-layer approximation was used
in their analysis for both the momentum and the energy
transfers in both the gas and liquid phases. The outer inviscid
gas flow was treated as steady potential flow around a sphere
with no flow separation. The gas and liquid-phase boundary
layers were both treated as quasisteady for both momentum
and energy transfer while, for the liquid core, the momentum
transfer was treated as quasisteady and the energy transfer
was considered transient. This model, named as Prakash and
Sirignano's model herein, has been included in the single-
droplet study. It should be mentioned that this model,
although quite detailed, uses an algorithm that is too cum-
bersome to be included in a complete combustion analysis.
Simplifications, taking into account the important physics,
are needed.

In Prakash and Sirignano's analysis, there is a thin thermal
boundary layer near the droplet surface which is coupled to
the thermal core in the matching region. The thermal
boundary layer which allows for the heat flux to adjust from
two-dimensional behavior along the droplet surface to one-
dimensional behavior along the boundary layer and thermal
core matching region was treated as quasisteady. The im-
portance of the thermal boundary layer and the
quasisteadiness assumption have been reviewed recently by
Tong and Sirignano.13 The results of that study show that,
unless the thermal boundary layer is very thin (very large
Peclet numbers), the thermal inertia term is important and
quasisteadiness assumption for that layer is invalid. The
results also tend to suggest that the elimination of the thermal
boundary-layer representation and the assumption that the
thermal core solution is valid up to the droplet surface may
still give solutions with an acceptable degree of accuracy. It
should be noted that while the thermal boundary-layer for-
mulation is two dimensional, the thermal core formulation is

one dimensional. Hence, the removal of the thermal bound-
ary-layer will simplify the problem tremendously. With the
elimination of the thermal boundary layer and the assumption
that the thermal core solution is valid up to the droplet sur-
face, Tong and Sirignano13 subsequently simplified the
thermal core solution. Their simplified liquid-phase model is
included in this study.

Tong and Sirignano's Axisymmetric Model

Tong and Sirignano15 further developed a one-dimensional
gas-phase model. They simplified the axisymmetric convective
analysis in the gas phase by representing the heat- and mass-
transfer rates by an optimum average for the stagnation point
region and the shoulder region of a droplet. The results from
coupling this simplified gas-phase model to their simplified
liquid-phase model which was obtained earlier are in
reasonably good agreement with the results of the more
detailed model of Prakash and Sirignano. The gas-phase
model has been employed in the spray calculations reported in
Sec. III.Fig. 6.1: Écoulement à grand nombre de Reynolds particulaire, Rep, autour d’une goutte et à

l’intérieur de la goutte.

Abramzon & Sirignano (1989) ont réalisé une étude comparative des différentes modé-
lisations de la phase liquide : les résultats sont reproduits sur la Fig. 6.2.

(a) Evolution du diamètre adimen-
sionné.

(b) Evolution de la température de
surface.

(c) Evolution du taux d’évapora-
tion.

Fig. 6.2: Extraits de (Abramzon & Sirignano, 1989) - Comparaison de différents modèles pour la
diffusion dans une goutte de n-decane : 1- résolution complète de l’écoulement et de la thermique
dans la goutte, 2 - modèle à diffusion infinie, 3 - modèle à diffusion limitée, 4 - modèle à diffusion
effective.

La prise en compte de l’évolution de la température dans la goutte 1 permet de mieux
prédire l’évolution de la température de surface Fig. 6.2(b). Le modèle à diffusion limitée 3
prédit une évolution de la température de surface initialement très rapide mais l’équilibre
thermique est atteint au cours d’un temps très long, car le flux thermique reçu pénètre
lentement jusqu’au centre la goutte. Ceci limite alors l’énergie disponible pour l’évapora-
tion Fig. 6.2(c). Le modèle à diffusion infinie prédit une évolution de la température de
surface trop lente car le flux de chaleur reçu échauffe de manière générale tout le volume
de la goutte. En revanche, lorsque la température d’équilibre est atteinte, toute l’énergie
apportée par le gaz est disponible pour l’évaporation, conduisant à un fort taux d’éva-
poration. Le modèle à diffusion effective 4 donne une évolution intermédiaire à ces deux
modèles limites. En effet, l’écoulement dans la goutte tend à homogénéiser rapidement la
température, limitant l’écart de température entre la surface et le centre de la goutte. Le
temps d’évaporation obtenu avec le modèle à diffusion infinie est trop petit par rapport
au temps prédit par l’approche complète 1, tandis qu’il est trop grand avec le modèle à
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diffusion limitée.

La répartition de température dans la goutte n’est pas en soit un paramètre important,
en revanche, la température de surface doit être précisément estimée car elle pilote le
taux d’évaporation. Le modèle à diffusion infinie, employé dans les calcul de cette thèse,
est un excellent compromis (Sazhin et al., 2006) entre précision, facilité d’implantation
et rapidité d’exécution. Néanmoins lors de changements brusques de température, comme
cela peut être le cas en combustion, et notamment lors d’un allumage ou d’un ré-allumage,
la température de surface peut être très différente de la température au centre de la
goutte. Dans ces cas très instationnaires, le modèle à diffusion infinie sous-estime le taux
d’évaporation réel (Laurent, 2008).

6.1.4 Modélisation de l’interface gaz-liquide (3)

Deux types de modèles existent dans la littérature. Les modèles qui supposent que la
concentration de vapeur de carburant à la surface atteint toujours l’état de saturation
ou équilibre thermodynamique, sont les plus utilisés. Ils sont en effet les plus simples à
implanter dans les codes de calcul CFD. Les autres, dit hors-équilibre tentent de décrire
les mécanismes de détachement des molécules de l’interface.

1. Modèles Hydrodynamiques5

La fraction de vapeur à la surface de la goutte atteint la fraction de pression va-
peur saturante. Dans le cas d’un mélange idéal de gaz parfaits, la loi de Clausius-
Clapeyron ou une tabulation de la courbe de saturation permet de prédire cette
fraction en fonction de la température de surface. La surface est dite à l’équilibre
thermodynamique.

2. Modèles cinétiques
Pour les grands nombres de Knudsen6,7, c’est-à-dire pour les petites gouttes
d < 50µm (Miller et al., 1998), des effets hors-équilibre peuvent apparaître. Ils sont
modélisés par une approche cinétique, les molécules à la surface sont décrites par
une approche pdf dont l’équation de transport de type Boltzmann est résolue ou
modélisée par une distribution de Maxwell. Cette modélisation conduit à la loi de
Langmuir-Knudsen (Sazhin, 2006; Miller et al., 1998; Sazhin et al., 2007).

3. Simulation de dynamique moléculaire
Les forces intermoléculaires sont modélisées par les potentiels de Lennard-
Jones (Bird et al., 2002), afin de calculer localement le coefficient d’évaporation qui
apparaît dans les modèles cinétiques (Sazhin, 2006).

5Il s’agit de la modélisation retenue dans Avbp.
6Le nombre de Knudsen Kn = lcoll

R
compare le libre parcours moyen des molécules au rayon de la

goutte, mesure la raréfaction en carburant de la couche de gaz entourant la goutte.
7Les nombres de Knudsen classiques dans les chambres de combustion sont généralement en dessous de

0.01 (Sazhin, 2006).
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Les modélisations hors-équilibre apportent rapidement un niveau de complexité élevé,
c’est pourquoi ils ne sont pas utilisés dans les codes de CFD. De plus les modèles cinétiques,
même simples, dépendent de constantes difficilement mesurables, et reposent alors sur un
paramètre supplémentaire qu’il faut fermer et qui apporte finalement une imprécision
supplémentaire (Sazhin, 2006; Miller et al., 1998).

6.1.5 Limitations

Lorsque le liquide évaporant est composé de plusieurs espèces, l’évaporation des diffé-
rentes espèces n’est pas synchrone mais il se produit un effet de distillation c’est-à-dire
une évaporation successive des différentes espèces en fonction de leur volatilité. Cet ef-
fet conduit à la modification progressive de la composition, et donc des propriétés de
transport, de la vapeur entourant la goutte, mais également du liquide dans la goutte.
Les modèles présentés peuvent s’étendre à l’évaporation de goutte multi-composants, soit
en utilisant des modèles à composants discrets (Laurent, 2008), soit en utilisant des ap-
proches continues où une fonction de distribution des composés est soit présupposée, soit
déterminée par une approche aux moments (Harstad & Bellan, 2004; Laurent, 2008). Les
carburants utilisés dans les transports sont des mélanges complexes de nombreux compo-
sés. Le kérosène utilisé dans l’aviation contient plus d’une centaines d’hydrocarbures et
d’additifs différents dont les propriétés physiques sont très différentes. La composition va-
riée du carburant a un effet important sur la composition de la vapeur dans les chambres
de combustion, influence la structure de la flamme, sa stabilisation ou la formation de
polluants. Les différents composés d’un carburant, et c’est le rôle de certains additifs,
modifient également les temps caractéristiques d’allumage.

L’extension des modèles d’évaporation développés pour des gouttes isolées à des groupes
de gouttes n’est pas une tâche facile. Les travaux de Imaoka & Sirignano (2005a,b) ont
démontré que l’augmentation de la densité de liquide augmentait très nettement les temps
d’évaporation. Cet effet accentué par des conditions de hautes pressions a également été
observé par Harstad & Bellan (2001). En combustion, la prise en compte de l’interaction
des vapeurs de gouttes voisines conduit à favoriser les modes de combustion de groupe au
détriment des flammes isolées autour de gouttes (Imaoka & Sirignano, 2005b).

Ces effets influencent plus fortement les phénomènes instationnaires dont les temps
caractéristiques sont très petits devant les temps caractéristiques de l’écoulement dipha-
sique global. Ils ne sont actuellement pas pris en compte dans Avbp. La modélisation de
l’effet d’encombrement des gouttes sur l’évaporation pourrait éventuellement être prise en
compte via un facteur correctif du taux d’évaporation fonction de la densité de gouttes.
En revanche, la prise en compte de la composition complexe des carburants n’est actuelle-
ment pas à l’ordre du jour. En effet, les schémas cinétiques développés pour la combustion
dans les simulations aux grandes échelles (Franzelli, 2010) sont des schémas réduits qui
conduisent au transport et à la résolution de quelques espèces majoritaires (N2,O2, CO2,
H2O, CO et le carburant). Le choix d’un modélisation simple pour le kérosène, carburant
employé pour les expériences sur le banc Mercato, est détaillée au §-6.3.
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6.2 Évaluation du modèle retenu dans Avbp

Le modèle implanté dans Avbp, est donc un modèle hydrodynamique à conduction
infinie dans la goutte et à diffusion sphérique dans le gaz. Dans cette section, une étude
concernant le calcul des propriétés de transport du gaz dans la couche de gaz environnant
la goutte est réalisée. Dans Avbp, les coefficients de transport sont recalculés à partir des
nombres de Prandtl Pr et de Schmidt Sc constants et de la viscosité dynamique µ du
mélange gazeux. Il convient d’étudier si ce choix qui est une bonne approximation dans
l’écoulement, est aussi valable pour le mélange riche en carburant à proximité de la surface
de la goutte.

6.2.1 Formulations pour l’évaluation des propriétés du mélange gazeux

Pour calculer les taux d’évaporation et de transfert de chaleur selon les Eqs. (3.44)
et (3.59), il faut évaluer les propriétés du mélange gazeux [ρDF ], λ et Cp à l’état de
référence. L’état de référence choisi dans Avbp correspond à la règle dite du un tiers-deux
tiers préconisée par Hubbard et al. (1975), Eq. (3.31) pour la température et Eqs. (3.32)
et (3.33) pour le mélange.

L’étude de Hubbard et al. (1975) s’intéresse à l’influence du calcul des propriétés ga-
zeuses sur l’évaporation d’une gouttelette de n-octane dans une atmosphère infinie au
repos. Dans cette étude les évolutions temporelles des diamètres de gouttes obtenues pour
des calculs avec des propriétés variables8 et des calculs avec des propriétés constantes
sont comparées. Les propriétés de transport de la phase gazeuse sont calculées à partir de
relations issues de la théorie cinétique des gaz de Chapman-Enskog. Ainsi il convient de
vérifier que les propriétés de transport calculées dans Avbp à l’état de référence en uti-
lisant l’approche simplifiée avec les nombres de Prandtl Pr et de Schmidt ScF constants
conduit à une bonne estimation des temps d’évaporation, comme cela a été établi par
Hubbard et al. (1975).

Pour étudier spécifiquement le problème d’évaporation d’une goutte isolée, les routines
d’évaporation sont extraites du code Avbp pour être utilisées dans un petit module d’é-
volution temporelle9. Les équations différentielles Eqs. (6.1)-(6.5) sont intégrées par une
méthode itérative au premier ordre. Grâce à cet outils, on peut comparer 2 approches pour

8Les propriétés évoluent en fonction de la distance à la surface de la goutte. Le taux d’évaporation est
obtenu en intégrant explicitement le flux d’espèce en fonction de la coordonnée radiale, le taux de transfert
de chaleur en intégrant explicitement le flux d’enthalpie.

9Ce module externe a été écrit par M. Boileau. Il est disponible dans la banque d’outils d’Avbp sous le
nom evol evap0d. Il a été adapté pour les besoins de cette étude.

120



6.2 Évaluation du modèle retenu dans Avbp

calculer les coefficients de transport.

d

dt
ρ = Γ (6.1)

d

dt
ρE = Πg (6.2)

d

dt
ρYk = δkFΓ (6.3)

d

dt
ρlᾰl = −Γ (6.4)

d

dt
ρlᾰlh̆s,l = −Πg + Γhs,corr

(
0, T ref

l

)
(6.5)
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Ô Formulation employée dans AVBP : propriétés de transport simplifiées
(thermo AVBP)
L’évaluation des propriétés de transport pour l’évaporation utilisant les propriétés
simplifiées présentées au Chapitre 3, §-3.2.4, suit le schéma Fig. 6.3. Dans la suite,
les résultats obtenus avec cette procédure seront notés thermo AVBP.

Etat du film de vapeur
Tref , Yk,ref

��
Cp, µ

��

Eqs. (3.55), (2.31)

Module externe
d’évaporation

99

nombre de Prandtl
et de Schmidt

constants

��
[ρDF ] , λ

ff

Eqs. (3.34), (3.56)

Fig. 6.3: thermo AVBP : Calcul de l’évaporation en utilisant les propriétés simplifiées de transport
à l’état de référence.

Ô Formulation de référence : propriétés de transport détaillées (thermo MIX)
Une formulation plus précise que celle d’Avbp est utilisée ici comme référence :
il s’agit de la théorie cinétique complète (Hirschfelder et al., 1964) implantée, par
exemple, dans le logiciel libre CANTERA (Goodwin, 2009).

La librairie de routines Fortran de CANTERA est utilisée maintenant au cours du
processus d’évaporation pour calculer les propriétés de transport à l’état de réfé-
rence, à partir des relations issues de la cinétique de gaz. Le calcul des propriétés
de transport moléculaire et des propriétés thermodynamiques dans CANTERA suit
la théorie unifiée présente dans plusieurs codes de chimie détaillée qui est décrite
par Kee et al. (1986). Elle s’appuie sur la théorie cinétique des gaz de Chapman-
Enskog et l’expression des forces intermoléculaires par les potentiels de Lennard-
Jones (Hirschfelder et al., 1964; Bird et al., 2002). Nous rappelons, dans un premier
temps, les formules utilisées dans les routines CANTERA.

Pour chaque composé, la viscosité s’écrit :

µk =
5

16

√
πmkkBT

π σ2
k Ωµ,k

(6.6)

avec σk le diamètre de collision pour l’espèce k, mk la masse de la molécule, kB la
constante de Boltzmann, et Ωµ,k l’intégrale de collision pour la viscosité évaluée à
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la température T ∗
k = kB T

ϵk
. avec ϵk le maximum d’énergie d’attraction entre deux

molécules identiques.

La conductivité thermique d’une espèce se décompose en trois contributions (trans-
lation, rotation et vibration) :

λk =
µk

Wk
(ftransCv,trans + frotCv,rot + fvibCv,vib) (6.7)

Les contributions ftrans, frot et fvib dépendent de la géométrie des molécules de
l’espèce considérée (Kee et al., 1986).

Le coefficient de diffusion propre10 s’écrit :

Dkk =
3

16

√
2π k3B T 3/mk

π P σ2
k ΩD,kk

(6.8)

avec ΩD,kk l’intégrale de collision pour la diffusion à la température T ∗
k .

Le coefficient de diffusion binaire s’écrit :

Dij =
3

16

√
2π k3B T 3/mij

π P σ2
ij ΩD,ij

(6.9)

avec mij =
mi mj

mi+mj
la masse atomique réduite de la paire (i, j), σij =

σi+σj

2 le
diamètre de collision réduit et ΩD,ij l’intégrale de collision déterminée à T ∗

ij =
kB T
ϵij

avec ϵij
kB

=
√

ϵi
kB

ϵj
kB

l’énergie caractéristique réduite.

A partir des propriétés pour chaque corps pur, les propriétés pour le mélange sont
obtenues par des formules de moyennes pondérées semi-empiriques. Ainsi la viscosité
du mélange à l’état de référence se calcule selon la formule de Wilke (Bird et al.,
2002) :

µ =
∑
i

Xi µi∑
j Xj Φij

(6.10)

Φij =
1√
8

(
1 +

Wi

Wj

)−1/2
[
1 +

(
µi

µj

)1/2(Wj

Wi

)1/4
]2

(6.11)

La conductivité thermique du mélange est construite selon la formule de Mathur
(Kee et al., 1986) :

λ =
1

2

(∑
k

Xkλk +
1∑

k Xk/λk

)
(6.12)

10Diffusion de l’espèce k dans la gaz pur de l’espèce k.
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Évaluation du modèle d’évaporation d’Avbp et application au kérosène

Le coefficient de diffusion de l’espèce k dans le mélange selon l’expression (Kee et al.,
1986) :

Dk =
1− Yk∑

j ̸=k Xj/Djk
(6.13)

L’évaluation des propriétés de transport pour l’évaporation utilisant les propriétés
détaillées présentées ci-dessus suit le schéma Fig. 6.4. Dans la suite, les résultats
obtenus avec cette procédure seront notés thermo MIX.

Etat du film de vapeur
Tref , Yk,ref

��
CANTERA

��Module externe
d’évaporation

88

Cp, µ, λ,DF

��

Eqs. (3.55), (6.10),
(6.12), (6.13)

[ρDF ] = ρref DF

gg

Fig. 6.4: thermo MIX : Calcul de l’évaporation en utilisant les propriétés détaillées de transport à
l’état de référence.

6.2.2 Evaporation de gouttes isolées de n-heptane

Il s’agit de comparer les résultats obtenus en employant les procédures thermo AVBP et
thermo MIX pour l’évaluation des propriétés de transport à l’état de référence. Pour cela,
nous avons choisi de reproduire un cas d’évaporation de goutte isolée bien documenté.
L’évaporation de gouttes de n-heptane dans une atmosphère au repos a fait l’objet de
plusieurs études et notamment celle de Nomura et al. (1996). Cette dernière a été utilisée
par Sazhin et al. (2006) pour évaluer différentes modélisations pour les phases gazeuse et
liquide. Le travail présenté dans ce paragraphe a été initié par C. Habchi dans le cadre du
projet SIGLE (Habchi, 2009a) qui s’est intéressé à de nouvelles mesures expérimentales
d’évaporation de gouttes de n-heptane réalisées par Chauveau et al. (2008) pour les mêmes
conditions opératoires décrites ci-dessous.

Dans les expériences considérées (Nomura et al., 1996; Chauveau et al., 2008), le diazote
N2 est utilisé comme gaz ambiant au repos dans lequel une goutte de n-heptane est mise
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6.2 Évaluation du modèle retenu dans Avbp

en suspension sur une fibre en quartz pour limiter les effets de conduction thermique. Pour
différentes températures et pressions du gaz ambiant, le diamètre de la goutte est mesuré
jusqu’à la disparition de la goutte. Les vitesses de régression de la surface de la goutte et
les temps d’évaporation des gouttes serviront pour la comparaison, des résultats du modèle
d’évaporation d’Avbp et des 2 procédures d’évaluation des coefficients de transport à l’état
de référence.

Le diazote et le n-heptane sont des espèces dont les propriétés sont très bien caractéri-
sées. Les propriétés du diazote et du n-heptane sont issues des tables NIST-JANAF (Chase,
1998). Les paramètres thermodynamiques du n-heptane sous forme liquide sont constants11

et sont donnés Tab. 6.1. Pour le calcul des propriétés détaillées de transport, les paramètres
utilisés sont reproduits Tab. 6.2. Pour le calcul des propriétés simplifiées de transport les
paramètres sont données Tab. 6.3 qui correspondent à l’état du gaz à l’infini de la surface
de la goutte.

Température d’ébullition @ 1 atm. Tb = 371.52 K
Masse volumique @ 371.52 K ρl = 688 kg/m3

Capacité calorifique @ 371.52 K Cp,l = 2.558× 103 J/kg/K
Enthalpie de vaporisation @ 371.52 K Lvap = 316.35× 103 J/kg

Tab. 6.1: Propriétés du n-C7H16 sous forme liquide

Paramètres N2 n-C7H16

σk (Å) 3.62 6.25
ϵk
kB

(K) 97.5 459.6
géométrie linéaire non-linéaire

Tab. 6.2: Paramètres pour la construction des potentiels de Lennard-Jones.

Nombre de Prandtl du mélange Pr = 0.71

Nombre de Schmidt du n-C7H16 ScF = 2.10

Nombre de Schmidt du N2 ScN2 = 0.88

Viscosité dynamique du mélange
µ(T ) = µ0

(
T
T0

)β
avec µ0 = 2.52× 10−5 kg/m/s
T0 = 473 K et β = 0.667

Tab. 6.3: Propriétés du gaz N2 pur.

Dans cette section, les résultats présentés correspondent à l’évaporation d’une goutte
de n-heptane dans une atmosphère de N2 pur à 1 bar et 473 K. La goutte est initialement
à 300 K et son diamètre vaut 500 µm. Les résultats sont superposés pour les 2 procédures
présentées : thermo AVBP et thermo MIX. L’évolution du carré du diamètre adimensionné
est comparée aux mesures expérimentales de (Nomura et al., 1996; Chauveau et al., 2008).

11Les propriétés thermodynamiques de la phase liquide pourraient être évaluées de manière plus précises
en prenant en compte la variation du Cp,l en fonction de la température (Habchi, 2009b).
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Fig. 6.5: Evaporation d’une goutte de n-heptane dans du diazote à pression 1 bar et à 473 K.

En observant les évolutions temporelles de la surface de goutte Fig. 6.5(a), la première
remarque qui doit être faite porte sur l’écart important entre les deux séries de mesures
expérimentales : dans les expériences de Chauveau et al. (2008), le temps d’évaporation
est multiplié par 2 par rapport aux expériences de Nomura et al. (1996) qui sont pourtant
faites dans des conditions similaires12 ! La pente de la loi du d2, notée Cv, définie à
l’Eq. (6.14), passe de 0.16 mm2/s pour les mesures de Nomura et al. (1996) à 0.07 mm2/s
pour les mesures de Chauveau et al. (2008).

d2 (t) = d20 − Cv t (6.14)

L’évolution de la surface pour la procédure thermo AVBP, employant la thermody-
namique simplifiée d’Avbp, suit la tendance des résultats de Nomura et al. (1996). La
procédure utilisant les propriétés détaillées thermo MIX a une tendance intermédiaire aux
deux séries de mesures. La température d’équilibre final Twb obtenue sur la Fig. 6.5(b)
pour chacune des 2 procédures n’est pas la même. On observe un écart de plus de 10
K indiquant un effet fort du choix des coefficients thermodynamiques dans ce problème
d’évaporation de goutte isolée.

Les temps d’évaporation et la température du liquide sont les conséquences des flux
massiques et thermiques vers le gaz. L’évolution du taux d’évaporation est représentée
Fig. 6.6(a). Le taux d’évaporation augmente plus rapidement et jusqu’à une valeur plus
grande pour la procédure thermo AVBP que pour la procédure utilisant les propriétés de
transport détaillées. Initialement le taux d’évaporation est très proche pour les 2 procé-

12Les auteurs justifient l’écart entre les données expérimentales par l’utilisation d’un nouveau système
de support pour la suspension de la goutte dans l’enceinte chauffante. Ce système utilisant des fibres de
quartz plus fines serait moins intrusif que celui employé par Nomura et al. (1996).
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6.2 Évaluation du modèle retenu dans Avbp

dures. La fraction massique de carburant évaporé à la surface étant nulle à l’instant initial,
le nombre de Spalding de masse BM est nul, ainsi le taux d’évaporation devient :

Γg|t=0 = nl π dSh [ρDF ] (6.15)

Ainsi entre les 2 procédures seule la valeur initiale de DF diffère dans l’expression
Eq. (6.15). L’évolution temporelle du coefficient de diffusion moléculaire DF à l’état de
référence est donnée Fig. 6.6(b). La différence est initialement faible mais suffit à faire
évoluer différemment les deux séquences d’évaporation. Le coefficient binaire croît avec la
température Tref dans le film gazeux autour de la goutte augmente. En revanche le coef-
ficient de diffusion dans le mélange diminue au cours du temps du fait de l’augmentation
de la proportion de n-heptane près de la surface de la goutte. En effet, pour le mélange
binaire N2 et n-C7H16, l’Eq. (6.13) se réécrit pour le coefficient de diffusion de n-C7H16

dans le mélange :

DF =
WN2 DN2,n-C7H16

W
= (1− YF ) DN2,n-C7H16 (6.16)

Ainsi pour la procédure thermo MIX, le coefficient de diffusion DF diminue au cours du
temps du fait de l’augmentation de la fraction de carburant dans la couche de gaz envi-
ronnant la goutte.

Pour la procédure thermo AVBP le coefficient de diffusion DF se réécrit en fonction de
la viscosité dynamique :

DF =
µ0RT β+1

ref

T β
0 P W ScF

(6.17)

La diminution du coefficient de diffusion pour la procédure themo AVBP signifie que l’aug-
mentation de T β+1

ref est plus faible que l’augmentation de W . Le coefficient de diffusion
déterminé à partir des propriétés de transport simplifiées donne une bonne estimation du
coefficient de diffusion du n-heptane dans le mélange. L’écart du coefficient DF évalué par
les procédures thermo AVBP et thermo MIX ne justifie pas à lui seul l’évolution différente
du taux d’évaporation des évaluations simplifiée et détaillée des propriétés de transport et
il est utile d’examiner maintenant l’effet de la conductivité thermique λ.

Les évolutions temporelles du flux thermique dans le sens liquide vers gaz13 et de la
conductivité thermique au point de référence de la règle du un tiers-deux tiers sont données
pour les 2 procédures sur la Fig. 6.7.

La conductivité thermique issue de CANTERA varie faiblement au cours du temps,
comme le montrent la courbes correspondant à la procédure thermo MIX sur la Fig. 6.7(b).
Par contre, la conductivité thermique évaluée par Eq. (3.56) augmente avec la température.
La valeur finale de la conductivité dans la procédure thermo AVBP est 50% plus importante
que dans la procédure utilisant le transport détaillé. Le fort coefficient de conductivité
thermique conduit à un fort flux thermique du gaz vers la goutte Fig. 6.7(a), ce qui
conduit à une température plus importante pour la procédure thermo AVBP (Fig. 6.5(b)).

Dans la procédure thermo AVBP le coefficient de conductivité thermique dans le gaz
est évalué, selon l’Eq. (6.18) à partir du nombre de Prandtl constant, de la viscosité

13Les valeurs négatives assurent que le gaz fournit de la chaleur au liquide.
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Fig. 6.6: Evaporation d’une goutte de n-heptane dans du diazote à pression 1 bar et à 473 K.
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Fig. 6.7: Evaporation d’une goutte de n-heptane dans du diazote à pression 1 bar et à 473 K.

cinématique ν (Tref ), de la masse volumique ρ(Tref , Yk,ref ) et de la capacité calorifique
à pression constante Cp(Tref , Yk,ref ) au point de référence. L’évolution temporelle de ces
4 grandeurs est donnée Fig 6.8 pour les procédures thermo AVBP et thermo MIX. ρ, ν et
Cp étant plus élevés pour la formulation thermo AVBP que pour thermo MIX et Pr plus
faible, on comprend aisément que la conductivité thermique du gaz au point de référence
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6.2 Évaluation du modèle retenu dans Avbp

soit sur-estimée dans la formulation thermo AVBP.

λ(Tref , Yk,ref ) =
Cp(Tref , Yk,ref ) ρ(Tref , Yk,ref ) ν(Tref )

Pr
(6.18)
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(c) Evolution temporelle de la viscosité cinématique
du gaz au point de référence.
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Fig. 6.8: Evaporation d’une goutte de n-heptane dans du diazote à pression 1 bar et à 473 K.

Afin de déterminer la procédure d’évaluation des propriétés de transport la plus exacte,
il faut déterminer laquelle des 2 tendances sur la Fig. 6.5(b) est la plus réaliste. Les tem-
pératures wet-bulb obtenues avec les 2 procédures à différentes températures gazeuses et
à pression atmosphérique sont comparées sur la Fig. 6.9 aux données expérimentales de
(Yuen & Chen, 1976) pour le n-heptane. La température prédite avec la procédure ther-
mo AVBP est au dessus des températures mesurées par Yuen & Chen (1976). La procédure
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thermo MIX utilisant des propriétés de transport détaillées donne une estimation plus réa-
liste de la température humide.
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Fig. 6.9: Mesures expérimentales et estimations de la température wet-bulb pour le n-heptane à
pression 1 bar, en fonction de la température de l’atmosphère au repos.

Pour résumer cette étude on peut évaluer les qualités des deux procédures testées,
selon différents critères données Tab. 6.4. On considère la procédure thermo MIX comme
référence pour l’estimation des propriétés de transport.

thermo AVBP thermo MIX
vitesse de régression de la surface + +

température wet-bulb − +

coefficient de diffusion + réf.
conductivité thermique − réf.
temps de calcul très rapide long

Tab. 6.4: Résumé des comparaisons entre les procédures d’évaluation des propriétés de transport.
La qualité des résultats sur les différents points observés est notée : − médiocre, + bon.

Ainsi la procédure thermo AVBP qui emploie les propriétés de transport simplifiées sur-
estime le coefficient de conductivité thermique. Le flux thermique plus important conduit
cette procédure à prévoir un échauffement et une évaporation plus rapide des gouttes.
La vitesse de régression de la surface de la goutte coïncide avec celle mesurée par Nomu-
ra et al. (1996). On peut considérer que tant que les résultats de Chauveau et al. (2008)
ne seront pas confirmés par d’autres études expérimentales, les données de Nomura et al.
(1996) donnent une bonne estimation de la vitesse d’évaporation d’une goutte isolée. La
vitesse d’évaporation est la donnée essentielle qu’il faut capturer pour un code dédié à
la combustion. En effet cette vitesse pilote la production de carburant gazeux. Ainsi à
ce stade des connaissances, le modèle d’évaporation d’Avbp employant des propriétés de
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transport simplifiées est satisfaisant en terme de résultats et de coût de calcul pour les
travaux présentés dans cette thèse. Les futurs développements d’Avbp, il est envisagé de
prendre en compte en plus de la température, l’influence de la composition locale sur valeur
de la viscosité dynamique et ainsi d’améliorer l’évaluation des coefficients de transport.

6.3 Modélisation du kérosène liquide

Le kérosène est un carburant liquide utilisé dans l’avion civile et militaire. Il s’agit
en fait de ce que l’on appelle un carburant multi-composants. En effet, “kérosène” est
une dénomination qui englobe plusieurs mélanges d’un grand nombre d’hydrocarbures et
d’additifs. Les mélanges ne sont pas précisément définis, leurs propriétés physiques (plage
d’ébullition, volatilité, dégagement de chaleur, point de gel, etc...) remplissent une liste de
spécifications internationales (Edwards & Maurice, 2001; Coordinating Research Council,
2004). Les carburants utilisés dans l’aviation civile sont le Jet-A et Jet-A1. Le JP-8 est
le carburant utilisé par l’US Air Force, il est très proche en composition du Jet-A1, mais
contient quelques additifs supplémentaires. Les spécifications de ces trois kérosènes sont
très larges et une grande variété de mélange peut remplir ces spécifications. A la sortie
d’une raffinerie, le mélange fourni peut varier au cours d’une journée en fonction de la
provenance du pétrole brut. Les principaux composants hydrocarbures sont : des alcanes
pour 50 à 60% du volume, des composés aromatiques pour 10 à 20% du volume et des
naphtalènes ou cyclo-alcanes pour 20 à 30 % du volume.

En raison de la complexité des mélanges et de leur variabilité, il est nécessaire de définir
des modèles de kérosène, ou surrogates en anglais, dont la composition et les propriétés
sont bien définies et qui ont des propriétés identiques ou similaires aux kérosènes habituels.
Le plus simple surrogate pour le kérosène est le n-decane. En effet, en terme de densité, de
viscosité ou de capacité thermique, il rentre dans les spécifications du Jet-A1. La volatilité
du n-decane n’est pas aussi importante que celle du kérosène. De plus sa réactivité chimique
n’est pas suffisante pour décrire correctement le mécanisme d’oxydation du kérosène. Ainsi
les schémas cinétiques complexes utilisés pour modéliser l’oxydation du kérosène sont
basés sur des surrogates chimiques composés pour la plupart de 3 composants : un n-
alcane, un aromatique et un cyclo-alcane (Dagaut & Cathonnet, 2006; Dagaut et al.,
2006). Le surrogate choisi pour modéliser le kérosène dans Avbp, a été sélectionné pour
être cohérent avec les modèles déjà utilisés chez Snecma et Turbomeca. Ainsi le modèle
choisi correspond au mélange utilisé par Luche (2003) dans sa thèse pour établir un modèle
détaillé de l’oxydation du kérosène. Dans Avbp, une meta-espèce chimique KERO LUCHE
est créée comme le composé moyen du surrogate de Luche (2003). Les propriétés de l’espèce
sont calculées comme une moyenne pondérée par les fractions massiques des trois corps
purs constituants donnés à la table Tab. 6.5.

A partir du schéma détaillé de Luche (2003), un schéma réduit a été établi pour modé-
liser l’oxydation du kérosène à pression atmosphérique dans Avbp (Sanjosé et al., 2008).
Ce mécanisme cinétique est étendu sur une large gamme de points de fonctionnement par
Franzelli et al. (2009).

131



Évaluation du modèle d’évaporation d’Avbp et application au kérosène

Nom du Composé Formule Fraction Massique Masse Molaire [g/mol]
Decane NC10H22 0.767 142.284
Propylbenzene PHC3H7 0.132 120.194
Propylcyclohexane CY C9H18 0.101 126.241
KERO LUCHE C9.73957H20.0542 1 137.195

Tab. 6.5: Définition du surrogate du kérosène par Luche (2003).

6.3.1 Propriétés thermodynamiques du KERO LUCHE

A partir des trois corps purs, on peut calculer les coefficients des polynômes Chemkin-II
pour l’espèce KERO LUCHE donnés Tab. 6.6. La table d’enthalpies et d’entropies d’Avbp,
cf. section 2.2, est construite à partir des polynômes Chemkin-II pour chaque plage de
température, selon les expressions suivantes :

h̃ms,k (T )

RT
= a1,k +

a2,k
2

T +
a3,k
3

T 2 +
a4,k
4

T 3 +
a5,k
5

T 4 +
a6,k
T

(6.19)

s̃mk (T )

R
= a1,k lnT + a2,k T +

a3,k
2

T 2 +
a4,k
3

T 3 +
a5,k
4

T 4 + a7,k (6.20)

300-1000 K −4.15× 100 1.28× 10−1 −1.08× 10−4 6.53× 10−8

−2.08× 10−11 −2.83× 104 5.09× 101

1000-5000 K 2.20× 101 5.61× 10−2 −2.09× 10−5 3.57× 10−9

−2.30× 10−13 −3.61× 104 −8.60× 101

Tab. 6.6: Coefficients ai,F du polynôme Chemkin-II de l’espèce KERO LUCHE indicée F .

6.3.2 Propriétés diffusives

Les propriétés de transport du KERO LUCHE dans l’air sont approchées par celles du
n-decane dans l’air.

Nombre de Prandtl du mélange Pr = 0.70995

Nombre de Schmidt du kérosène ScF = 2.2763

Viscosité dynamique du mélange
µ(T ) = µ0

(
T
T0

)β
avec µ0 = 2.554× 10−5 kg/m/s
T0 = 463 K et β = 0.71016

Tab. 6.7: Propriétés du mélange gazeux air-kérosène à l’infini de la surface de la goutte.

6.3.3 Propriétés du liquide
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Harstad & Bellan (2004) modélisent la composition du kérosène Jet-A par une fonction
de distribution double-Gamma de la distribution de la masse molaire des composants du
Jet-A. Les propriétés du KERO LUCHE sous forme liquide sont évaluées à partir des corré-
lations établies par Harstad & Bellan (2004) pour le kérosène Jet-A, en fixant le paramètre
de la fonction de distribution m = 137.2 g/mol. Les propriétés obtenues ainsi, données
Tab. 6.8, sont cohérentes avec celles que l’on peut calculer à partir des 3 constituants du
KERO LUCHE.

Température d’ébullition @ 1 atm. Tb = 445.1 K
Masse volumique @ 300 K ρl = 781 kg/m3

Capacité calorifique @ 300 K Cp,l = 2.003× 103 J/kg/K
Enthalpie de vaporisation @ 300 K Lvap = 289.01× 103 J/kg

Tab. 6.8: Propriétés de l’espèce KERO LUCHE sous forme liquide

6.4 Évaluation de la modélisation du kérosène en évapora-
tion

6.4.1 Évaluation de la vitesse de régression de la surface des gouttes de
kérosène

Les mesures expérimentales de temps d’évaporation du kérosène sont rares dans la lit-
térature. Dans cette étude, l’évaporation d’une goutte de kérosène dans une atmosphère
au repos est comparée aux mesures expérimentales de Ghassemi et al. (2006). Dans les
expériences reproduites, une goutte de kérosène d’environ 1 mm de diamètre est introduite
dans une enceinte de N2 pur à différentes températures et pressions. Les courbes d’évolu-
tion de diamètre ne sont pas données, seules les pentes Cv (cf. Eq. (6.14)) des évolutions
de la surface de la goutte lorsque la température dans la goutte devient constante sont
accessibles (loi du d2).

La comparaison des vitesses de régression de la surface de la goutte obtenues par Ghas-
semi et al. (2006) à 0.1 MPa avec les résultats obtenus avec Avbp, le modèle thermo AVBP
et les propriétés énoncées précédemment pour le KERO LUCHE est donnée Fig. 6.10.

Pour des températures gazeuses en dessous de 700◦C, les pentes obtenues avec
Avbp sont du même ordre de grandeur que celles obtenues par Ghassemi et al. (2006).
Cependant si les pentes augmentent bien avec la température, la tendance est trop faible
par rapport aux expériences et un écart significatif apparaît au-delà de 800 K. À faible
température, la modélisation du kérosène par la méta-espèce KERO LUCHE donne une
estimation correcte de la vitesse d’évaporation.
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Fig. 6.10: Comparaison des pentes de la loi du d2 Eq. (6.14) pour le kérosène.

6.4.2 Évaluation des temps caractéristiques du processus d’évaporation
pour le kérosène

Dans la configuration Mercato qui fera l’objet de la partie de ce manuscrit, des
gouttes de kérosène liquide à 300 K sont injectées dans de l’air à pression atmosphérique
et à une température de 463 K. Il est intéressant d’estimer le temps de vie de ces gouttes de
diamètre 55 µm dans la chambre afin de le situer par rapport aux autres temps caractéris-
tiques de la physique dans la configuration étudiée, cf. Chapitre 9, §-9.1.4. L’évolution de la
surface adimensionnée et de la température de la goutte est donnée Fig. 6.11(a). L’évolu-
tion du taux d’évaporation et du flux de chaleur échangé par le gaz est donnée Fig. 6.11(b).

On distingue une première zone dite de préchauffage. La température du liquide et le
taux d’évaporation augmentent fortement. Ensuite, l’évolution de la surface de la goutte
suit la loi du d2, la température de la goutte n’évolue quasiment plus et le taux d’évapora-
tion diminue. Le temps de préchauffage correspond au temps nécessaire à la goutte pour
qu’elle atteigne l’évolution linéaire de sa surface. On repère ce temps comme le maximum
sur la courbe d’évolution du taux d’évaporation, ou encore comme le point d’inflexion sur
la courbe d’évolution du flux thermique reçu par le gaz. On note la discontinuité sur la
courbe d’évolution du flux thermique Fig. 6.11(b), à droite. Elle correspond à l’instant où
la température de référence Tref définie par la règle des un tiers-deux tiers à l’Eq. (3.31),
dépasse un palier de centaine, ici 400 K. En effet, dans l’expression du flux thermique
intervient la capacité calorifique Cp du mélange gazeux dans la couche de gaz entourant
la goutte, qui est construite selon l’Eq. (3.55) à partir des Cp,k des espèces, constants par
morceaux sur une plage de 100 K.

Pour la suite, nous définissons les temps de préchauffage τch et d’évaporation τevap pour
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Fig. 6.11: Evaporation d’une goutte de kérosène de 55 µm dans de l’air au repos à 463 K et à
pression atmosphérique.

une goutte de 55 µm :

τch = 15 ms (6.21)
τevap = 42 ms (6.22)
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Injection liquide pour l’approche Euler-Euler

La modélisation de l’injection de carburant liquide est un point clé des simulations
numériques diphasiques en géométrie complexe. Il s’agit de représenter la distribution de
vitesse et de diamètre des gouttelettes du spray produit par un atomiseur réel. Dans ce
travail, un modèle mono-dimensionnel est développé pour construire les profils d’injec-
tion nécessaires pour le code AVBP dans sa version Eulérienne ou Lagrangienne, à partir
d’un nombre réduit de paramètres décrivant le fonctionnement de l’atomiseur. Ce type
de modélisation est très largement utilisée dans les calculs d’injection de carburant dans
les calculs de moteurs à piston d’automobile (Habchi et al., 1997; Zolver et al., 2002). Ici
l’approche est adaptée pour les atomiseurs pressurisés-swirlés, et pourra être étendue à
d’autres types d’atomiseurs. Un article décrivant la méthodologie du modèle d’injection
ainsi que les résultats obtenus avec AVBP sur la configuration Mercato est en cours
d’écriture, en collaboration avec J. M. Senoner (Senoner et al., 2009a). Les sections décri-
vant la méthodologie sont insérées dans ce chapitre. Quelques compléments sur l’influence
des paramètres d’entrée du modèle et sur l’utilisation de ce modèle dans une simulation
Euler-Euler sont ajoutés à la suite de la description du modèle au §-7.6.

7.1 Introduction

Large-Eddy simulation (LES) has demonstrated its potential for single-phase reacting
flows in aeroengine combustors (Mahesh et al., 2004; Selle et al., 2004) and is being
extended to two-phase reacting flows where the prediction of the combustion mechanisms
depends on the quality of the fuel air mixing into the combustion chamber. Two-phase flow
simulations are able to reproduce the droplet dispersion (Boivin et al., 2000; Apte et al.,
2003; Riber et al., 2009) and evaporation (Boileau et al., 2008b; Patel & Menon, 2008;
Apte et al., 2009) mechanisms which influence the fuel air mixing. But the two-phase flow
LES are limited to dispersed sprays and do not take into account primary atomization. As
a result, these two-phase simulations rely on a detailed characterization of the fuel spray
entering the combustion chamber.

The fuel spray pattern is produced by the atomization of the liquid fuel into small
droplets. A liquid round jet would require a high pressure drop and a long distance to
break up into droplets. The role of an atomizer is to increase the exchange interface
between air and liquid fuel. Pressure-swirl atomizers are very effective as they produce a
thin liquid sheet which is quickly destabilized into ligaments which break-up further into
small drops. The resulting distribution patterns are delimited within a specific spray angle
with the shape of hollow or solid cone. They interact with the swirled air injection of the
combustion chamber, and fuel air mixing is enhanced.

As they are widely used for aeroengine applications pressure-swirl atomizers have been
extensively studied and described in the literature (Lefebvre, 1989; Taylor, 1948; Bayvel
& Orzechowski, 1993; Giffen & Muraszew, 1953). In a pressure-swirl atomizer the liquid
fuel is pressurized and tangentially injected at high velocity into a swirl chamber. The
contraction of the section leads to a high rotation velocity, an air core is created at the
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center of the vortex inside the orifice channel, and the liquid is confined against the walls of
the orifice. The pressure pushes the liquid through the orifice which immediately becomes
a cone sheet, which breaks up into small droplets. At high pressure the atomization process
is almost instantaneous. There are several types of internal geometry which rely on the
same flow bases. The pressure-swirl of the simplex type has the simplest internal geometry,
and the influence of several design parameters on the spray has been studied (Jones &
Whitelaw, 1982; Rizk & Lefebvre, 1983; Taylor, 1948). The spray angle depends on the
design of the swirl chamber and the discharge orifice (Rizk & Lefebvre, 1985). The diameter
distribution resulting from the atomization process depends on the characteristics of the
liquid sheet formed at the discharge orifice, such as the thickness of the film (Rizk &
Lefebvre, 1980) and the liquid velocity. It also depends on the liquid properties (Rizk &
Lefebvre, 1983) of the injected fuel, such as its density, viscosity and surface tension. The
atomization process highly depends on characteristic parameters of the surrounding air
stream (Dombrowski & Johns, 1963), such as pressure, relative velocity to the liquid and
turbulence level, as turbulent fluctuations may amplify the surface waves, may reduce the
breakup distance and influence the mean drop size (Fraser et al., 1963).

Numerical simulations of the atomization process are a recent research topic. They rely
on the development of specific numerical tools, such as interface tracking or capturing
techniques (Desjardins et al., 2008b; Menard et al., 2007), which require a high level of
precision and remain limited in terms of Reynolds number and geometry complexities.
They are not yet suitable for the simulation of the real injection in an actual combustion
chamber. The present study describes an alternative methodology to build the size and
velocity distributions of the droplets to be used as boundary conditions for two-phase LES
simulations. It relies on a minimal number of internal geometrical parameters for pressure-
swirl atomizer of the simplex type, on balance equations applied to the gas-liquid mixture
in the vicinity of the discharge orifice and on the knowledge of the mean drop size of the
produced spray downstream of the injector discharge orifice .

To describe the dispersed phase most LES codes use a Euler/Lagrange (EL) method
in which the gas phase is solved using an Eulerian method and the particles are tracked
in a Lagrangian framework (Apte et al., 2009; Sankaran & Menon, 2002; Patel & Menon,
2008). An alternative approach to describe the dispersed phase is to use Euler/Euler (EE)
method in which both phases are solved using an Eulerian description. The dispersed phase
is considered as a continuum built from the ensemble averaging of particles realizations
(Février et al., 2005; Kaufmann et al., 2008; Riber et al., 2009). Both phases are solved
on the same mesh grid. Yet, in the EL approach, the particule tracking does not rely on
the mesh grid. Quantities needed for the coupling between phases have to be interpolated
at the droplet position or distributed at the mesh nodes. In the present study, the two
approaches to describe dispersed two-phase flows are used in real gas turbine geometry
(Boileau et al., 2008a; Riber et al., 2009; Senoner et al., 2009b).

In such complex geometries, the EE and EL approaches also differ considerably when
one considers the boundary conditions required to inject the fuel droplets from the ato-
mizer. In the EL method, droplets can be injected directly at the discharge orifice. This
is a simple and intuitive procedure even though its validity in this zone is unclear. On
the initial conical liquid sheet pronounced waves appear, which cause the sheet to breaks
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down into droplets and ligaments (Mansour & Chigier, 1991). In this area the notion of
droplets is meaningless. Moreover, in the near zone of the atomizer discharge orifice the
mass loading is so large and the interface so complex that drag and heat transfer laws used
commonly for dispersed phase are wrong. Droplet sizes and velocity distributions can only
be measured downstream of the atomizer out of the spray dense region. Despite these phy-
sical limitations, there is no practical difficulty in injecting particles directly at the injector
location using the EL approach. The situation is different for EE techniques : since the in-
jection section must be meshed and resolved, it is usually impossible to start the injection
at the discharge orifice because this would require very small cell size. A simple solution
in this case (Boileau et al., 2008b; Martinez et al., 2010) is to start the dispersed phase
injection at a shifted location a few millimeters downstream of the discharge orifice where
the spray has spread up to a larger cross section which can be meshed with affordable
cell sizes. A model must then be developed to represent the phenomena occuring between
the discharge orifice and the shifted plane where boundary conditions are imposed for the
dispersed phase. Therefore in both cases (EE and EL), the near field zone of the injector
is not realistic and only precise DNS simulations of the primary atomization reproduce
this zone.

The presented methodology called FIM-UR, for Fuel Injection Method by Upstream Re-
construction, proposes an approach to specify the boundary conditions for fuel injection
by pressure-swirl atomizer for both EE and EL methods within the same framework. First
the geometrical parameters of the simplified atomizer are described and the principles
of the fuel injection methodology are presented. Then in a second section the boundary
condition for the EL approach is given at the discharge orifice of the atomizer. In a third
section the boundary condition for the EE approach is provided on the discretized injec-
tion surface. The fourth section develops the one-dimensional mathematical model for air
entrainement by the spray. It is adapted from Cossali (2001) to conical spray-pattern.

7.2 Principles of the FIM-UR methodology

When LES is performed on a liquid fueled combustion chamber, the main difficulty
lies in the lack of information on the spray characteristics. The global parameters of
the operating point and the precise geometry of the combustor are specified, but the
internal geometry of the atomizer or the characteristic parameters of the atomized spray
often remain unknown. In most cases, the only available parameters are the pressure drop
or the spray cone angle at a calibrated flow rate (measured sometimes with an other
liquid than the fuel) and the liquid flow rate at the considered operating point. The
diameter distribution and the velocity field are sometimes (rarely) measured but only far
downstream (about ten to twenty millimeters from the injector nozzle) in the combustion
chamber.

The proposed methodology complements this partial information for a simplex type
atomizer by using correlations and integral conservation laws. The design parameters of
this model simplex atomizer are determined from the specified injection parameters of the
real nozzle and empirical correlations.
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7.2.1 The internal geometry parameters of the model atomizer

The internal geometry of a simplex atomizer (Bayvel & Orzechowski, 1993) is illustrated
in Fig. 7.1. The liquid is injected tangentially through a single channel 1 of diameter dp
in the swirl chamber 2 of diameter DS . The injection surface Ap of the swirl chamber is
defined by Ap =

πd2p
4 . The discharge channel 3 ends up in an orifice of radius R0. The air

core radius at the discharge orifice position has a radius Ra. The liquid comes out from
the atomizer in a shape of a conical sheet of half angle θS and thickness t.

Fig. 7.1: Internal geometry parameters of a simplex atomizer. The grey shaded surfaces represent
the liquid path, the hatched surfaces represent the solid body of the atomizer.

For a simplex atomizer, within the assumption of frictionless flow inside the atomizer,
empirical formulations provide relationships between design parameters and flow charac-
teristics. Inversely, having the discharge coefficient CD or the spray angle θS for the real
atomizer, empirical relationships allow to determine the contraction factor at the discharge
orifice X and the internal design parameters for an model simplex atomizer (Lefebvre,
1989). This is presented in the next section.

7.2.2 Parameters definition

The spray formed at the exit of the atomizer is supposed to be axisymmetric around
the axis (Ox) (Fig.7.2). Cylindrical coordinates (r, θ, x) are used. The discharge orifice is
placed in the plane x = x0, referred to the real injection plane. The half spray angle θS is
defined in a meridian plane as the angle between the main spray direction (Ox′) and the
symmetry axis (Ox) (Fig.7.2). The radial position along the main spray direction at the
abscissa x is written RS (x) = R0

S + (x− x0) tan θS where R0
S is the radial position of the

center of the cylindrical liquid film at x = x0, see Fig. 7.2.

In the Euler/Lagrange approach, liquid droplets of diameter d are injected over a ring of
outer radius R0 (the radius of the discharge orifice) and inner radius Ra (the radius of the
air core at x = x0). The boundary conditions to be determined for the LES computations
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with an EL approach are the air core radius Ra, the drop diameter d and velocities u0
l on

the ring {x = x0, r0 ∈ [Ra, R0]}.

In the Euler/Euler approach, the strategy is to place the fuel injection downstream of
the real injection plane to avoid to mesh the very narrow surface (less than 1 mm diameter)
of the discharge orifice. This would lead to very small cell volumes and too small time-
steps for a simulation of a combustion chamber. Therefore the simulated injection plane
for EE is shifted to the position x = xi. The translation distance of the injection plane
is written Linj = xi − x0. As the spray opens, the radius of the boundary surface Ri at
the injection plane x = xi is a function of the translation distance. In a EE approach, the
spray is locally defined by the mean drop diameter, the liquid volume fraction and the local
velocity. For the injection boundary condition of LES computations with an EE approach
the required values are the radius Ri of the simuated plane, the liquid volume fraction αi

l,
the droplet diameter d and the liquid velocity ui

l profiles on the disk {x = xi, r ∈ [0, Ri]}.
In FIM-UR, these values in the plane x = xi are determined from their values in the
plane x = x0 through balance equations for the liquid phase between x0 and xi. The
momentum exchange between the gaseous and liquid phases is taken into account through
air entrainment. The momentum exchange Js,l (x0, xi) between the gas and liquid phase
along the distance Linj, and the mass flow-rate ṁa of air entrained by the spray between
x0 and xi are calculated using the analytical model of Cossali (2001).

Fig. 7.2: FIM-UR : Definition of parameters and sketch of the methodology.

7.2.3 FIM-UR principles

The methodology for EE approach is developed into successive steps :
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7.3 Building the injection profiles in the discharge orifice plane x = x0

1. First, the design parameters of the model atomizer and the boundary values in the
real injection plane x = x0 are determined, following the empirical results of Lefebvre
(1989).

2. Second, liquid and gas velocity components, as well as the liquid volume fraction
profiles on the simulated injection plane x = xi are calculated by writing integral
conservation equations for the spray between the planes x = x0 and x = xi. In this
approach, the drop diameter is a direct input into the model : it is a characteristic
parameter of the atomized spray. Two unclosed terms appear in these integral equa-
tions : the mass-flow rate of the air entrained by the spray ṁa and the momentum
loss of the spray Js,l.

3. Third, these two unclosed terms ṁa and Js,l are evaluated at the simulated injection
plane x = xi by using an extension of Cossali’s model adapted to hollow cone sprays.
The extension and derivations are presented in section 7.5.

The input parameters to FIM-UR are then of two types :

• atomizer parameters: the mass flow-rate of the injected liquid ṁl, the discharge
orifice radius R0 and the pressure drop coefficient CD;

• downstream spray characteristics: the half spray-angle θS , the characteristic
diameter of the droplet distribution d after primary and secondary breakups are
achieved.

For the EL approach, the model reduces to step 1 to build in the real injection plane
x = x0 the velocity and the density profiles of droplets of diameter d. No further analytical
model (as in steps 2 and 3) is required. For the EE approach, at the end of step 3 the
outputs of FIM-UR are the velocity and volume fraction profiles of the spray of droplets
with mean diameter d in the simulated injection plane x = xi, but also the velocity profiles
of the air entrained by the spray.

7.3 Building the injection profiles in the discharge orifice
plane x = x0

7.3.1 Evaluation of parameters for the model atomizer

For a simplex type atomizer, the highly swirled motion of the liquid fuel in the orifice
channel creates an air vortex core at the center line. The empirical formula of Rizk &
Lefebvre (1985) correlates the half-spray angle θS to the ratio X of the air core surface
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Aair and the discharge orifice surface Aexit. The empiral formula can be rewritten as :

X =
Aair

Aexit
=

(
Ra

R0

)2

=
sin2 θS

1 + cos2 θS
(7.1)

From the inviscid theory, the discharge coefficient CD can be related to X, also called the
contraction factor of the orifice. In Eq. (7.2) the coefficient 1.17 is added to accommodate
to the experimental values of Giffen & Muraszew (1953).

CD = 1.17

√
(1−X)3

(1 +X)
(7.2)

The formula of Taylor (1948), accommodated to the experimental data of Carliste (Car-
liste, 1955; Lefebvre, 1989), is used to estimate the tangential-injection surface Ap:

Ap = 20.73C2
D A0 (7.3)

where A0 = π R2
0 is the total discharge orifice surface.

If the spray angle is unknown, the discharge coefficient of the real injector is determined
directly from the injection pressure at a calibration flow rate ṁc

l as :

CD =
ṁc

l

A0
√
2 ρl∆Pi

(7.4)

Then Ap is estimated with Eq. (7.3), and θS is estimated from Eqs. (7.1) and (7.2).

7.3.2 Evaluation of injection values in the real injection plane x = x0

The velocity profiles in the discharge orifice are defined as simply as possible. As pointed
out by Rizk & Lefebvre (1985), the liquid follows a swirl motion and has no radial velocity
at the discharge orifice. For a simplex atomizer, the swirl motion is due to the tangential
injection of liquid in the swirl chamber (Fig. 7.1). It is assumed that the liquid flow is
rotating as a solid body. The tangential velocity is then proportional to the ratio ṁl/ρl Ap,
and set to the radial position. The liquid volume fraction reflects the presence of the air
core, where it is zero. The profiles in the discharge orifice (x = x0) are then given by :

u0l,r (θ, r0) = 0 (7.5)

u0l,θ (θ, r0) =
ṁl

ρl Ap

r0
R0

S

(7.6)

u0l,x (θ, r0) =
ṁl

ρlπR
2
0 (1−X)

(7.7)

α0
l (θ, r0) =

{
0 if r0 ∈ [0, Ra]
1 if r0 ∈ [Ra, R0]

(7.8)

where R0
S stands for the center position of the liquid sheet : R0

S = R0+Ra
2 . These profiles

are displayed in Fig. 7.3.
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ṁl

ρl Ap
1

u
0

l,x(r0) u
0

l,θ(r0) u
0

l,r(r0) α
0

l (r0)

Fig. 7.3: Liquid variable profiles in the discharge orifice plane x = x0.

7.4 Spray evolution from x = x0 to x = xi

From the real injection plane (x = x0) to the simulated one (x = xi), the evolution of the
profiles must be modelled in order to simplify integral balances of mass and momentum.

• The profiles in plane x = xi are related to the discharge orifice profiles on plane
x = x0 by ensuring global laws of conservation for mass and momentum of the liquid
phase.

• The momentum exchange between the liquid and the gas phases is restricted to the
drag force, responsible for air entrainment by the spray.

7.4.1 Liquid velocity profiles and liquid volume fraction

In the simulated injection plane at x = xi, the following assumptions are used to specify
the droplet and velocity distributions :

1. The liquid spray keeps its axi-symmetrical shape around the (Ox) axis.

2. The radial variation of the axial velocity is neglected.

3. A gaussian profile is assumed for the liquid-volume fraction.
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This leads to the following expressions of the liquid volume fraction and velocity com-
ponents in the injection plane x = xi:

uil,r (θ, r) = uil,r (r) (7.9)
uil,θ (θ, r) = uil,θ (r) (7.10)
uil,x (θ, r) = uil,x|mean (7.11)

αi
l (θ, r) = αi

l|max · e
−(r−µ)2

σ2 (7.12)

Eqs. (7.9) to (eq :03d) introduce 4 parameters (uil,x|mean, αi
l|max, µ and σ) and 2 func-

tions (uil,r (r) and uil,θ (r)) to be determined. These quantities are determined from conser-
vative balances between x = x0 and x = xi, leading to the final profile shapes given in
Fig. 7.5.

L1 Conservation of the injected-liquid mass.
The liquid mass flow rate through the disk x = xi, r ∈ [0, Ri] is equal to the total
injected liquid mass flow rate ṁl.

L2 Conservation of the spray angle.
The maximum of the liquid volume fraction is located along the main spray direction
line (Fig. 7.2).

L3 Non-evaporating monodisperse spray.
The injected spray does not evaporate in the near field x ∈ [x0, xi]. The drag force is
the single force that will be considered acting on the liquid phase. It can be evaluated
as if the spray contains only spherical droplets of constant diameter d.

L4 Conservation of axial momentum.
The momentum exchange between the liquid and the ambient fluid (air) is most
prominent in the (Ox) direction and will be neglected in the perpendicular directions.
Therefore they keep their initial velocity radial and azimuthal components.

L5 Conservation of kinetic momentum.
As a consequence of the previous hypothesis, the droplet trajectory projected in a
plane perpendicular to the (Ox) injection direction follows a ballistic trajectory.

These conservation laws ignore the presence of the liquid sheet which could modify the
drag force effect and could distribute differently the transverse velocity.

7.4.2 Radial and azimuthal components of the droplet velocity at x = xi

Following the conservation law L5 the radial and azimuthal components of the droplet
velocity are not modified by the momentum exchange between the liquid and the gas phase
in the short domain between x = x0 and x = xi. In Fig. 7.4, planes x = x0 and x = xi
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7.4 Spray evolution from x = x0 to x = xi

are displayed in the line of sight (Ox). A droplet initially emitted at a radial position
r0 ∈ [0, R0] in the plane x = x0, follows a straight trajectory when projected on the plane
perpendicular to the injection direction, reaching the plane x = xi at the radial distance
r ∈ [0, Ri].

Fig. 7.4: Projection of the ballistic trajectory of the droplet in the plane normal to the injection
direction (Ox).

As the radial velocity is null on the discharge orifice plane x = x0, the radial and
azimuthal velocity components in the injection plane x = xi are given by :

uil,r (r) = u0l,θ (r0) cosα = u0l,θ (r0)

√
r2 − r02

r
(7.13)

uil,θ (r) = u0l,θ (r0) sinα = u0l,θ (r0)
r0
r

(7.14)

where the angle α is defined in Fig. 7.4 by the projection of radial positions of the droplet.

Eq. (7.14) can be seen as the conservation of the angular momentum of the droplets
around the (Ox) axis.

If the distance Linj between the real and the simulated injection plane is small enough,
the conservation law L2 and the intercept theorem ensure that r0 and r are related by :

r

r0
≃

Ri
S

R0
S

(7.15)

Combining Eqs. (7.6) and (7.13-7.15), the liquid radial and azimuthal velocities on the
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injection plane are related to the discharge orifice parameters as :

uil,r (r) =
ṁl

ρl Ap

√
1−

(
R0

S

Ri
S

)2
r

Ri
S

(7.16)

uil,θ (r) =
ṁl

ρl Ap

R0
S

Ri
S

r

Ri
S

(7.17)

7.4.3 Liquid mass flow rate at x = xi

The conservation law L1 for liquid flow rate yields :

ṁl =

∫ Ri

0

∫ 2π

0
ρlu

i
l,xα

i
lrdθdr (7.18)

Hypothesis L2 leads to µ = RS (xi) = R0
S + (xi − x0) tan θS ≡ Ri

S . Using the simplified
profile forms Eqs. (7.11) and (7.12), the previous equation can be integrated :

ṁl = πρlu
i
l,x|mean α

i
l|max

[
σ2

(
1− exp (−Ri

2

σ2
)

)
+ σRi

S

√
π erf

(
Ri

σ

)
 
]

(7.19)

To ensure that the gaussian profile of the liquid volume fraction, given by Eq. (7.12),
covers the entire spray radial extension, the value of the liquid volume fraction at the spray
edges is set to 2% of the maximal value of the liquid volume fraction : αi

l (Ri) = 0.02αi
l|max.

This additional condition gives the gaussian profile width : σ2 = −
(
Ri −Ri

S

)2
/ ln 0.02.

7.4.4 Axial liquid momentum flux at x = xi

From assumptions L3 and L4, the axial liquid momentum flux through plane x = xi,
J i
l,x, can be deduced from the axial liquid momentum flux through plane x = x0, J0

l,x ,
and the momentum sink between the plane x = x0 and x = xi, Js,l (x0, xi). The latter is
only due to the momentum exchange between the gas and liquid phases through the drag
force. The balance of momentum yields :

J i
l,x = J0

l,x + Js,l (x0, xi) (7.20)

The fluxes J0
l,x and J i

l,x can be calculated by integration over the discharge orifice plane
and the injection plane :

J0
l,x =

∫ R0

0
2πρlα

0
l

(
u0l,x
)2

rdr = ṁl u
0
l,x (7.21)

J i
l,x =

∫ Ri

0
2πρlα

i
l

(
uil,x
)2

rdr = ṁl u
i
l,x|mean (7.22)

The momentum sink Js,l (x0, xi) will be calculated in section 7.5, by applying the inte-
gral model developed by Cossali (2001).
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7.4 Spray evolution from x = x0 to x = xi

7.4.5 Determination of the axial velocity component and the liquid vo-
lume fraction profiles

Combining Eqs. (7.7), (7.21) and (7.22), the liquid axial velocity can be evaluated by :

uil,x|mean = u0l,x +
Js,l (x0, xi)

ṁl
(7.23)

Having uil,x|mean, an evaluation of Ri is required to calculate αi
l|max and σ from

Eq. (7.19).

αi
l|max =

ṁl

πρlu
i
l,x|mean

[
σ2
(
1− exp (−Ri

2

σ2 )
)
+ σRi

S

√
π erf

(
Ri
σ

)] (7.24)

σ2 =
−
(
Ri −Ri

S

)2
ln 0.02

(7.25)

7.4.6 Gas axial velocity at x = xi

In the simulated plane at x = xi, gas boundary conditions are also required. Experi-
mental results (Prosperi et al., 2007) demonstrate that the flow rate of the air entrained
by the spray scales like the distance to the atomizer-discharge orifice to the power 3/2 and
the gas density to the power 5/6 in the near field of a hollow-cone spray. These results
also testify to the validity of the integral model derived by Cossali (2001) in the near-field
of the atomizer.

To obtain the axial gas velocity fields one additional hypothesis is formulated :

L6 The axial velocity for the gas phase is independent of the radial coordinate :
ug,x (x, θ, r) = ug,x (x). At x = xi, one writes ug,x (xi) = uig,x|mean.

The mass-flow rate of the air entrained by the spray at the axial position xi can therefore
be expressed as ṁa = πRi

2ρgu
i
g,x. According to Prosperi et al. (2007) it can be written

as :

ṁa = Ka ρg
5/6 (xi − x0)

3/2 (7.26)

where Ka is a constant for a given atomizer (Prosperi et al., 2007), and will be determined
in section 7.5, by applying the integral model developed by Cossali (2001). Combining
these equations, the gas axial velocity can is finally written :

uig,x =
Ka (xi − x0)

3/2

πRi
2(ρg)

1/6
(7.27)
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Fig. 7.5: Summary of the liquid profiles on the injection plane x = xi.

Finally, the conservation laws and hypotheses (L1-L6) allow to determine the 4 para-
meters (uil,x|max, αi

l|max, µ and σ) and the 2 functions ( uil,r (r) and uil,θ (r)). The resulting
velocity profiles are sketched in Fig. 7.5. At this stage, the missing parameters are the ou-
ter radius Ri of the spray, the entrained air by the spray ṁa and the momentum exchange
Js,l (x0, xi).

7.5 Model for air entrainment by a hollow-cone spray

7.5.1 Integral model for gas entrainment by full-cone sprays

The last step of the FIM-UR methodology is the evaluation of air entrainment, and
more specifically the values of Ri, ṁa and Js,l (x0, xi).

Cossali (2001) wrote a model giving the air entrainement coefficient Λ for full cone
sprays. It is a non-dimensional coefficient measuring the mass flow rate of the air entrained
by the spray per unit of distance from the discharge orifice. This model is recalled here
before being extended to hollow cone sprays. Note that Cossali’s model assumed shapes for
the velocity profiles which are different from the FIM-UR profiles. Therefore the specific
profiles used in this section are only to evaluate air entrainment unknowns with the model
of Cossali (2001).

Limiting solutions of the gas entrainment equation in the near and far-field of the
injector nozzle have been derived from conservative balances of the air/liquid mixture.
They provide the entrained mass flow rate by the spray as a function of the mass flow rate
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7.5 Model for air entrainment by a hollow-cone spray

of the injected liquid, the gas properties, the mean drop size and the axial distance from
the discharge orifice. The main hypotheses used by Cossali (2001) are listed below :

A1 The liquid spray is injected into a quiescent atmosphere at uniform pressure.

A2 The model is derived for a pressurized atomizer producing a full-cone spray pattern.

A3 The liquid and gas phases are in steady state.

A4 The liquid is non-evaporating, and the momentum exchange between phases is re-
duced to the total drag force on all spray droplets.

A5 The drag force applied in the model is the aerodynamic drag on spherical sphere.

A6 The profiles of liquid and gas velocity, as wall as droplet number density are
self-similar.

In the previous sections, the state of gas atmosphere surrounding the atomizer nozzle
was not discussed. In gas-turbine combustion chambers, the atomizer is usually located
on the axis of the gas recirculation zone, ensuring that the gas is almost quiescent at this
location, and justifies the validity of assumption A1. In other cases, one must keep in
mind that the flow-rate of the air entrained by the spray will be underestimated especially
in configurations with large flow rates. Assumptions A2 to A5 are in agreement with the
assumptions made in the previous paragraph §-7.4. To meet assumption A6, self-similarity
profiles must be defined for a hollow-cone spray and the non-dimensional coordinate ξ (in
(Cossali, 2001), p. 355) should be re-defined to follow the spray main direction (Ox′).

7.5.2 Definition of self-similarity profiles for the integral model for gas
entrainment into hollow-cone sprays

In most fuel atomizers used in gas turbine, the spray is a hollow cone and the model
of Cossali (2001) for full-cone sprays must be modified.

For a hollow-cone spray of θS half spray angle, the non-dimensional coordinate (Pope,
2000) ξ is defined below :

ξ =
r

RS (x)
=

r

R0
S + (x− x0) tan θS

(7.28)

Assuming self-similarity of gas mean axial velocity ug,x, liquid mean axial velocity ul,x
and volume fraction profiles αl, and that similar gas and liquid velocity distribution (in
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(Cossali, 2001), Eq. (20), p. 357), profiles may be written introducing two function the
functions f and φ:

ug,x (r, x) = W (x) f (ξ) (7.29)
ul,x (r, x) = U (x) f (ξ) (7.30)
αl (r, x) = N (x) φ (ξ) (7.31)

where the function W , U and N describes the axial variations of the profiles amplitudes.

For the velocity, the similarity profile f correspond to a turbulent round jet in a quies-
cent atmosphere of the same fluid. The maximum of the profile is set at the centerline :

f (ξ) =
1

(1 + a ξ2)2
(7.32)

where a is defined so as to have the jet’s half width on the direction (Ox′) (ie) f (1) = 1/2.
Then a =

√
2− 1.

For the liquid volume fraction, the similarity profile φ is defined to have a minimum
value at the centerline :

φ (ξ) =
b ξ2

(1 + c ξ2)4
(7.33)

The parameters b and c are defined to ensure first - that the maximal value of the φ
function is 1, and secondly - that this maximum is located along (Ox′) (ie) φ (1) = 1. This
leads to c = 1

3 and b = 256
81 .
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Fig. 7.6: Representation of the similarity functions f and φ as a function of ξ.

The radius of the injection external boundary Ri in the plane x = xi can be defined
as the half-width of the φ function, or larger. This defines a criterion for the injection
boundary condition :

Ri ≥ ξ1/2R
i
S (7.34)

where : φ
(
ξ1/2

)
=

1

2
(ie) ξ1/2 = 1.87397 (7.35)
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7.5 Model for air entrainment by a hollow-cone spray

7.5.3 Evaluation of the air entrainment coefficient

The entrained air ṁa is related to the liquid flow rate and to the distance from the di-
scharge orifice through the air entrainment coefficient Λ (x):ṁa (x) = Λ (x) ṁl (x− x0) /2R0.
The entrainment coefficient is given in the near field of the injector nozzle by (Cossali,
2001):

Λ (x) = H0

(
2R0 µ

ṁl

)1/6( ρ

ρl

)5/6(2R0

d

)2/3(x− x0
2R0

)1/2

(7.36)

where : H0 =
√
3

(
4

π

)1/3
(
2πQ2RCM

2/3

M B1/3C2/3

)1/2

(7.37)

and : ṁa (x0) = 0 (7.38)

The quantities Q, M , B, C, and R have to be calculated by integration of the functions
f and φ. They appear in the derivation of Cossali (2001) in the integral balance equations
of the liquid and gas phases. To obtain the integrals B, C and R, the formula (3.197.1)
p. 314 of Gradshteyn & Ryzhik (1980) has been used. 2F1 states for the first Gauss
hypergeometric function, which is tabulated in Tab. 7.1.

gas flow-rate Q =

∫ ∞

0
f(ξ) ξ  dξ =

1

2
(√

2− 1
) (7.39)

gas momentum flux M =

∫ ∞

0
f2(ξ) ξ  dξ =

1

6
(√

2− 1
) (7.40)

liquid flow-rate B =

∫ ∞

0
f(ξ)φ(ξ) ξ  dξ =

32

45
2F1

(
2, 2; 6; 4− 3

√
2
)

(7.41)

liquid momentum flux C =

∫ ∞

0
f2(ξ)φ(ξ) ξ  dξ =

64

189
2F1

(
4, 2; 8; 4− 3

√
2
)

(7.42)

drag force1 R =

∫ ∞

0
f(ξ) |f(ξ)|2/3 φ(ξ) ξ  dξ =

8

19
2F1

(
10

3
, 2;

22

3
; 4− 3

√
2

)
(7.43)

2F1
(
2, 2; 6; 4− 3

√
2
)

0.85998

2F1
(
4, 2; 8; 4− 3

√
2
)

0.79844

2F1
(
10
3 , 2;

22
3 ; 4− 3

√
2
)

0.81465

Tab. 7.1: Tabulated values for 2F1.

1The exponent value of 2/3 comes from the correction part of Lee & Reitz (1999) for the Stokes drag.
The 2/3 coefficient is preferred to the very close value 0.687 of the Schiller & Nauman (1935) correction,
as it leads to an analytical antiderivative function.
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The coefficient CM is calculated from the discharge-orifice values u0l,x and α0
l defined

in Eqs. (7.7) and (7.8). :

CM =
R2

0

∫ R0

0

[
α0
l (r0)u

0
l,x(r0)

]2
r0 dr0

2
(∫ R0

0 α0
l (r0)u

0
l,x(r0) r0 dr0

)2 =
1

1−X
(7.44)

The expression of Eq. (7.36) can now be used directly to obtain the Ka coefficient
required in the injection model for expression (7.27) :

Ka = H0

(
2R0 µ

ṁl

)1/6(2R0

d

)2/3 ṁl

(2R0)
3/2 ρl5/6

(7.45)

Moreover, the momentum exchange term Js,l (x0, xi) required for expression (7.23) is
also evaluated from the air entrainment coefficient (Cossali, 2001):

Js,l (x0, xi) = −Λ2 (xi)
ṁ2

l M

8πR0
2 ρQ2

(7.46)

These two last expressions allow to close the system for the determination of boundary
profiles in the (EE) approach.

7.6 Utilisation de FIM-UR avec l’approche Euler-Euler en
configuration réelle

7.6.1 Résumé de la méthodologie FIM-UR pour l’approche Euler-Euler

Un module de pré-traitement2 a été développé pour Avbp. Il permet de créer les fichiers
d’entrées nécessaires pour le traitement des condition limites3 dans Avbp en appliquant
les étapes successives de la méthodologie FIM-UR.

Le point délicat de la mise en place de la méthodologie FIM-UR est le choix du pa-
ramètre Linj qui conditionne le rayon Ri de la surface d’injection dans la simulation. Ce
point est détaillé au paragraphe suivant §-7.6.2. Dans la méthodologie FIM-UR présentée
à la Fig. 7.7, le rayon Ri de la surface d’injection du calcul est un paramètre d’entrée
de la méthode. La valeur du décalage de l’injection Linj est obtenue en assurant que le
critère sur Ri énoncé à l’Eq. (7.34), qui découle du choix des profils pour l’évaluation de
l’entraînement d’air par le spray, soit vérifié.

La Fig. 7.7 résume l’ensemble de l’approche FIM-UR. L’intégrale Iα définie par
l’Eq. (7.50) n’est pas calculée analytiquement comme à l’Eq. (7.19) mais numériquement

2Le module est disponible dans la banque d’outils d’Avbp sous le nom de makeinject.
3Le fichier de paramètres des conditions limites correspond au fichier solutBound.h5 dans Avbp.
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en utilisant la discrétisation de la surface d’injection du domaine de calcul. On assure ainsi
que dans la simulation le débit injecté correspond bien au débit imposé dans le calcul.

R0
S =

1 +
√
X

2
R0 (7.47)

Ri
S = R0

S + Linj tan θS (7.48)

Au =
1

ρl (1−X)
− Λ2 (xi)

M

8ρQ2
(7.49)

Iα =

∫ Ri

0

∫ 2π

0
e

−(r−µ)2

σ2 rdθdr (7.50)

Λ (xi) = H0

(
2R0 µ

ṁl

)1/6( ρ

ρl

)5/6(2R0

d

)2/3(Linj
2R0

)1/2

(7.51)
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Fig. 7.7: Résumé de la méthodologie FIM-UR pour l’approche Euler-Euler.
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7.6.2 Décalage de l’injection dans une géométrie complexe

Fig. 7.8: Vue d’un système d’injection diphasique d’une chambre de combustion Turbomeca
(avec l’aimable autorisation de Turbomeca).

Dans le cas d’une configuration industrielle, l’atomiseur liquide est placé au centre du
système d’injection d’air. La géométrie du système complet est complexe et influence énor-
mément la dynamique et la structure de l’écoulement. On peut rarement se permettre de
modifier la géométrie dans cette zone sensible. Sur la Fig. 7.8, la géométrie d’un système
d’injection Turbomeca est représentée. On distingue, en sombre, la tête de l’atomiseur au
centre d’une cavité complexe dans laquelle l’écoulement d’air débouche des deux systèmes
de vrilles. Etendre l’atomiseur par un cône solide pour décaler l’injection de plusieurs
millimètres comme cela est fait Fig. 7.9, peut modifier complètement la structure de l’é-
coulement.

La méthode retenue est de laisser l’ingénieur calcul choisir la surface d’injection décalée
en fonction de la géométrie de la configuration qu’il a à traiter. A lui de trouver comment
élargir la surface d’injection qui pourra être maillée avec des cellules de taille raisonnable,
tout en minimisant l’impact sur la structure de l’écoulement.

Dans le cas de l’injecteur de la configuration Mercato, présenté à la Fig. 7.10(a), les
côtés de l’hexagone délimitant le corps métallique de l’atomiseur sont prolongés jusqu’à
la position du plan d’injection Fig. 7.10(b). La surface d’injection obtenue peut être cor-
restement maillée, afin d’y définir des profils et de diluer le spray. Dans ce cas, le plan
d’injection n’est pas décalé le long de la direction d’injection afin que la modification géo-
métrique reste le plus limitée possible. De plus, la surface d’injection (Fig. 7.10(b)) n’est
pas un disque mais un hexagone. Le rayon Ri est alors défini comme le rayon du cercle
inscrit dans l’hexagone, cf. Tab. 9.4.
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Fig. 7.9: Extrait de la thèse de Martinez (2009) : stratégie de décalage d’injection retenue pour la
simulation de l’injection d’un jet Diesel dans une atmosphère au repos.

(a) Injecteur Makila avec l’atomiseur réel. (b) Injecteur Makila avec l’atomiseur élargi.

Fig. 7.10: Détail du module d’injection et mise en évidence de la modification géométrique de la
géométrie externe de l’atomiseur.

Le sens de rotation du liquide n’a pas été discuté précédemment, dans la configuration
Mercato cette information ne nous a pas été donnée. De ce fait, le sens de rotation a été
arbitrairement choisi identique à celui de l’écoulement gazeux vrillé.

Enfin, la condition limite d’injection liquide doit être cohérente avec les conditions
aux limites des surfaces adjacentes à la surface d’injection. La surface débitante est à
l’extrémité d’un support, donc les surfaces adjacentes sont des parois. Afin d’éliminer
d’éventuels problèmes numériques, les vitesses axiales débitantes des phases gazeuse et
dispersée sont mises à zéro sur les noeuds communs à l’injection et aux parois. Le profil
est ensuite lissé par une fonction en tangente hyperbolique et recalé pour assurer le débit
imposé. La forme du profil lissé de vitesse axiale liquide et celle du profil de fraction
volumique de liquide sont présentées sur la Fig. 7.11. Le maximum de vitesse est supérieur
à la valeur analytique uil,x|mean afin de respecter le débit imposé.
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αi
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Fig. 7.11: Profils d’injection adaptés aux parois adjacentes. − profil de vitesse axiale liquide
débitante, −△− profil de fraction volumique de liquide débitant. NB : Les échelles sont arbitraires.

7.6.3 Etude de sensibilité du modèle à ses paramètres d’entrée

Cette étude de sensibilité a été initiée par le travail de stage de Vu (2009). Les principales
remarques qui peuvent être retenues sont les suivantes.

La constante Au est peu sensible à l’effet du débit. L’augmentation de uil,r, uil,θ et uil,x
en fonction du débit liquide est linéaire, tandis que le profil de αi

l est invariable à la seule
variation de débit.

Le coefficient d’entraînement d’air par le spray Λ étant proportionnel à ρ5/6, le débit
massique d’air entraîné est également proportionnel à ρ5/6. Ainsi la vitesse gazeuse est
proportionnelle à ρ−1/6 (cf. Eq. (7.27)) elle diminue lorsque la pression augmente, tandis
que le débit massique augmente.

Lorsque l’on fait varier l’angle de spray de 0 à 90◦, le coefficient de contraction de
l’orifice de sortie de l’atomiseur X croît de manière monotone de 0 à 1. La valeur X = 0
correspond à un jet plein non vrillé, tandis que la valeur théorique X = 1 correspond
au cas limite où toute la section de sortie est bouchée par le coeur d’air. Le liquide ne
sort que tangentiellement de l’orifice. Le coefficient de débit CD diminue lorsque l’angle
de spray augmente, ainsi la surface Ap diminue également lorsque l’angle de spray aug-
mente (Fig. 7.12(a)). Par conséquent lorsque l’angle de spray augmente, le modèle FIM-UR
prévoit une rotation plus rapide du liquide. Cette évolution paraît correcte. Le coefficient
CM de perte de charge sur la section de sortie, varie alors de 1 à +∞ comme montré à la
Fig. 7.12(b). A distance constante du plan de sortie Linj, et en conservant tous les autres
paramètres du modèle constant, le coefficient d’entraînement d’air Λ (xi) varie propor-
tionnellement à C

1/3
M (Eq. (7.44)). Finalement, on peut observer que le modèle FIM-UR

prédit un entraînement d’air qui augmente avec l’angle de spray. Cette évolution semble
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Fig. 7.12: Evolution des paramètres Ap et CM de l’atomiseur en fonction du demi-angle de spray
θS.

également intuitivement correcte.

L’étude de sensibilité réalisée brièvement montre que le modèle FIM-UR prédit des
évolutions réalistes des composantes de vitesses en fonction du débit, de la vitesse d’air
entraîné en fonction de la pression, du coefficient de débit et de la vitesse de rotation du
liquide en fonction de l’angle de spray.

Une validation complète du modèle n’est pas possible car il n’y a pas de mesure en
sortie d’injecteur. Ce point faible pourrait être amélioré par confrontation avec des calculs
de DNS d’atomisation.
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Quatrième partie

Simulation numérique aux grandes
échelles de la configuration

Mercato à carburant liquide





Introduction

Cette quatrième et dernière partie du manuscrit regroupe les travaux réalisés sur la
configuration Mercato. Cette configuration correspond à un sous-système d’une chambre
de combustion diphasique, selon la définition proposée au Chapitre 1. Le banc d’essai Mer-
cato représente un excellent cas test pour la validation de la simulation des écoulements
dispersés dans une géométrie complexe. Comme la configuration PRECCINSTA, la confi-
guration Mercato est un cas test de validation pour Avbp, utilisé comme configuration
cible pour différents travaux de développement : étude des modélisations physiques (tur-
bulence, évaporation, combustion, allumage), études des approches diphasiques (Lagran-
gienne, Eulérienne), études des méthodes numériques pour la phase dispersée. Les travaux
présentés dans ce manuscrit se concentrent sur des points de fonctionnement non-réactif.
Il s’agit d’évaluer la méthode Eulérienne et d’étudier l’écoulement diphasique évaporant
et l’interaction du spray et de la vapeur avec l’écoulement turbulent vrillé caractéristique
des chambres de combustion.

Le Chapitre 8 présente en détail la géométrie du banc d’essai ainsi que les données
expérimentales collectées sur les points de fonctionnement retenus pour les simulation nu-
mériques présentées dans cette thèse. Le Chapitre 9 énumère, dans une première section,
l’ensemble des paramètres numériques employés pour les simulations aux grandes échelles
avec l’approche Euler-Euler mésoscopique. Les simulations réalisées emploient le modèle
thermodynamique KERO LUCHE présenté au Chapitre 6 pour représenter le kérosène li-
quide injecté lors des campagnes expérimentales sur le banc Mercato. L’injection du
carburant par l’atomiseur pressurisé-swirlé est prise en compte en appliquant la métho-
dologie FIM-UR présentée au Chapitre 7. Les calculs monophasique et diphasique sont
validés par comparaison des statistiques issues des simulations aux mesures expérimen-
tales disponibles. La structure des écoulements est également étudiée en détail, notam-
ment les aspects instationnaires des structures de l’écoulement. Le Chapitre 10 s’attache
à comparer dans un premier temps les résultats des simulations Euler-Euler aux résultats
des simulations Euler-Lagrange réalisées par J.M. Senoner. Enfin les différentes stratégies
numériques présentées au Chapitre 5 sont appliquées et confrontées les unes aux autres
afin d’identifier la stratégie la plus fiable pour être utilisée à termes par les ingénieurs et
motoristes.
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Chapitre 8

Campagnes expérimentales sur la
configuration Mercato
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8.1 Le banc d’essai Mercato

Le travail qui est présenté dans ce chapitre sur la configuration Mercato s’inscrit dans
une collaboration de longue date entre Turbomeca, l’ONERA et le CERFACS via le
financement de plusieurs thèses numériques et expérimentales : (Lamarque, 2007; Garćia-
Rosa, 2008). Ce travail a reçu également le soutien financier du projet TIMECOP-AE,
acronyme de Towards Innovative Methods for Combustion Prediction in Aero-Engines.
Ce projet fait partie du 7ème projet cadre lancé par la Commission Européenne pour le
financement de la recherche et du développement. TIMECOP-AE vise à promouvoir la
collaboration des instituts de recherche et des industriels européens sur le développement
et la validation des outils numériques de simulations aux grandes échelles. Ce programme
se concentre sur les aspects de modélisation et de validation des écoulements diphasiques
réactifs en balayant un ensemble d’applications numériques et expérimentales allant des cas
les plus simples aux configuration de bancs expérimentaux dont les écoulements turbulents
diphasiques et réactifs sont fortement tridimensionnels. Le banc Mercato est un excellent
démonstrateur de ce que l’on appelle les configurations expérimentales complexes.



Campagnes expérimentales sur la configuration Mercato

Fig. 8.1: Vues du montage expérimental sur le banc Mercato. Crédit photo : García-Rosa (2008).

Deux photos du banc d’essai Mercato, installé à l’ONERA sur le site du Fauga-
Mauzac sont reproduites Fig. 8.1. Le travail de R. Lecourt, et de ses stagiaires et doctorants
successifs, a permis de collecter un grand nombre de données expérimentales sur le banc
Mercato, acronyme de Moyen d’Étude et de Recherche en Combustion Aérobie par
Techniques Optiques. Ce banc d’essai dédié aux écoulements diphasiques et notamment
à l’étude de l’allumage en conditions de haute altitude, est une configuration complexe.
En effet si la géométrie de la chambre de combustion reproduite à la Fig. 8.2 est très
simple (parois planes et lisses) afin de permettre des accès optiques, le système d’injection
correspond à un injecteur pilote Makila DLN modifié, conçu par Turbomeca. À l’extrémité
de la tête d’injection, se trouve un gicleur (ou atomiseur) Delavan pour le kérosène liquide.
L’injecteur est composé d’un tourbillonneur radial (ou swirler en anglais) à 12 canaux qui
débouchent sur un diffuseur cylindrique droit de 3 cm de diamètre connecté à la chambre de
combustion. La chambre de combustion a une section carrée de 13×13 cm2 et une longueur
de 28.5 cm. L’écoulement dans cette chambre de combustion expérimentale est tout à fait
représentatif des écoulements dans les foyers aéronautiques. Injecté par le tuyau d’amenée
dans le plénum, l’air entre ensuite tangentiellement dans les canaux du tourbillonneur qui
lui impriment un fort mouvement de giration autour de l’axe de la chambre. L’air sortant
du swirler passe dans un diffuseur de 10 mm et de section circulaire de diamètre D = 30
mm. Le changement brusque de section à l’entrée dans la chambre de combustion génère
des zones de recirculation dans les coins de la chambre. Le jet d’air vrillé tend à s’ouvrir
mais les zones de recirculation au coin limitent son expansion radiale, créant une forme en
cône. Lorsque le mouvement de giration est suffisamment fort, une zone de recirculation se
forme au centre de la chambre de combustion. Ce type d’écoulement est très utile pour un
foyer aéronautique puisque dans un cas réactif, la zone de recirculation emprisonne des gaz
chauds à proximité de l’arrivée de carburant et de comburant. Ceci permet de stabiliser
la flamme dans le brûleur sur une large plage de fonctionnement.
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Fig. 8.2: Domaine retenu pour le calcul de la chambre de combustion Mercato.

8.2 Campagnes de mesures sur le banc Mercato

8.2.1 Point de fonctionnement considéré

Depuis la thèse de Garćia-Rosa (2008), un grand nombre de mesures optiques ont été
effectuées sur le banc d’essai Mercato pour plusieurs points de fonctionnement notam-
ment dans le cadre du projet TIMECOP-AE (Lecourt, 2008b,a). Dans ce travail de thèse,
les calculs présentés ne se concentrent que sur un seul point de fonctionnement réalisé à
pression atmosphérique. Le point de fonctionnement est défini par le débit et la tempé-
rature de l’air. Les expérimentateurs définissent alors un débit réduit WR (Eq. (8.1)). Le
point de fonctionnement correspond dans cette dénomination au point à WR = 0.32. Dans
les travaux présentés aux chapitres suivants, pour le même point de fonctionnement, trois
cas sont étudiés pour lesquels seul le débit de kérosène liquide varie. Les valeurs des débits
sont données Tab. 8.1.

WR =
ṁa

√
Tg

P
en kg.

√
K/s/bar (8.1)

Cas Température Débit massique Débit massique du Richesse à
de l’air (K) de l’air (g/s) carburant (g/s) l’injection

I : monophasique 463 15 0 0
II : diphasique - A 463 15 1 0.97
III : diphasique - B 463 15 2 1.96

Tab. 8.1: Cas à pression atmosphérique simulés dans ce travail.

L’étude successive de ces 3 cas permet de caractériser d’abord l’écoulement gazeux seul,
puis l’écoulement diphasique et enfin l’influence du débit liquide.
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Cas Distance du fond de chambre
des traversées optiques (mm)

I : monophasique 6, 26, 56, 86, 116
II : diphasique - A 6, 26, 562

III : diphasique - B 6

Tab. 8.2: Position des plans de mesure pour les 3 cas retenus dans cette thèse.

8.2.2 Données expérimentales collectées

Le point de fonctionnement qui est étudié dans cette thèse correspond pour les expé-
rimentateurs au point de mise en place des diagnostics optiques LDA-PDA réalisés au
cours de la thèse de Garćia-Rosa (2008). Ainsi ces cas tests bénéficient d’une redondance
des mesures collectées qui permet d’obtenir une marge d’erreur sur les valeurs mesurées
(cf. §-8.2.3).

La LDA, acronyme de Laser Doppler Anemometry1 est une technique optique non-
intrusive qui permet d’obtenir la vitesse locale des particules. Deux faisceaux laser cohé-
rents se croisent pour former un volume de franges d’interférences. Lorsqu’une particule
traverse le réseau d’interfranges, elle diffuse un signal lumineux dont la fréquence est
proportionnelle à l’épaisseur de l’interfrange et à la vitesse de la particule. En utilisant
deux paires de faisceaux laser orientées à 90◦ on peut ainsi mesurer deux composantes
simultanément.

La PDA, pour Phase Doppler Anemometry est une analyse détaillée du signal émis par
la particule traversant le réseau d’interférences. Pour cela, on utilise deux photo-récepteurs
peu distants : le déphasage entre les deux signaux reçus, issus de la même particule,
renseigne sur le trajet différent de deux rayons dans la goutte. Il est alors possible d’en
déduire le rayon de la particule. L’écartement entre les deux photo-récepteurs détermine
la taille minimale des gouttes qui peuvent être enregistrées par cette méthode.

Ainsi la technique LDA-PDA permet d’acquérir simultanément la taille et deux com-
posantes de vitesses d’une particule enregistrée. Il existe un certain nombre de critères
d’acceptation des mesures, de limitations optiques et de paramètres d’échantillonnage.
Des explications détaillées sont fournies dans la thèse de Garćia-Rosa (2008). Pour le Cas
I, la mesure LDA est effectuée sur de fines gouttelettes d’huile d’olive injectées en amont
du plenum. Pour les cas diphasiques Cas II et Cas III, la mesure LDA-PDA est effectuée
sur les gouttelettes de kérosène injectées via l’atomiseur Delavan. Les mesures sont réali-
sées sur plusieurs plans transversaux à différentes distances du fond de chambre (Tab. 8.2).
Sur chaque plan, les points de mesure sont réalisés sur une traversée horizontale et une
traversée verticale, comme schématisé Fig. 8.3. La présence d’une pellicule de liquide for-
mée par le kérosène sur les hublots de visualisation limite le nombre de plans de mesures
pour les cas diphasiques.

1Anémométrie laser à effet Doppler
2Les traversées à 56 mm ont été réalisées en forçant le débit d’air à 18 g/s au lieu de 15 g/s afin de
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Fig. 8.3: Croquis des plans des traversées optiques.

8.2.3 Evaluation de l’erreur liée aux mesures

L’écoulement étant non-réactif, il peut être stabilisé et mesuré en continu sans risque
de dommage pour la chambre. Les débits d’air et de liquide sont contrôlés au cours des
séquences. Le débit d’air est maintenu à 0.7 g/s près et le débit de liquide est maintenu à
0.1 g/s près. Un thermocouple dans le plenum permet de contrôler la température de l’air.
La température du kérosène liquide n’est pas asservie, elle varie de 15◦C à 30◦C selon les
jours des expériences et le niveau de kérosène liquide dans la cuve hermétique. Un capteur
de pression absolue est placé dans un coin de la chambre de combustion. Un capteur de
pression différentielle mesure la perte de charge à travers le système d’injection.

Les mesures faites en anémométrie laser sont redondantes. Ainsi les expérimentateurs
ont pu étudier la reproductibilité des expériences menées sur le banc Mercato. A partir
de la comparaison des différents lots de mesures enregistrées, il est possible d’obtenir une
erreur liée à la mesure expérimentale. Cette erreur intègre alors les déviations autour du
point de fonctionnement liées au mode opératoire (contrôle des débits, pression atmosphé-
rique...) et les déviations liée à la méthode optique employée (ensemencement, calibration
du système, propreté des hublots de visualisation...). L’ensemble de ces erreurs peuvent se
compenser sur les résultats de vitesse et de diamètre. Ainsi la mesure de la déviation des
résultats n’est pas à proprement parler l’erreur globale de mesure. Elle permet en tout cas
de donner une idée de la plage de valeurs autour de la mesure dans laquelle les résultats
numériques pourront être considérés en accord avec l’expérience. Pour les mesures sur le
champ de gouttes de kérosène, les profils ne sont mesurés que sur des demi-traversées en
raison d’un accès optique réduit. En effet, pour la mesure de diamètre, l’angle de visée,
imposé par l’indice de réfraction du kérosène (Garćia-Rosa, 2008), est inférieur à 180◦.

limiter l’influence du film liquide sur les fenêtres de visualisation.
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A titre d’exemple, les profils de vitesse axiale moyenne et RMS3 enregistrés à 26 mm
du fond de chambre au cours de différentes séquences de mesures sont superposés pour la
phase gazeuse Fig. 8.4 et pour la phase liquide Fig. 8.5. Les profils de diamètre moyen et
RMS des gouttes de kérosène sont présentés Fig. 8.6.
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Fig. 8.4: Superposition des mesures expérimentales issues des lots 026th02, 026th03, 026tv01,
026tv02, 026tv03 et 026tv04 (García-Rosa, 2008).
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Fig. 8.5: Superposition des mesures expérimentales issues des lots 26th01 lda, 26th02 lda,
26th03 lda, 26tv01 lda, 26tv01h lda et 26tv02h lda (García-Rosa, 2008).
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Fig. 8.6: Diamètre moyen de la fonction de distribution locale de gouttes, donné en µm. Super-
position des mesures expérimentales issues des lots 26th01 lda, 26th02 lda, 26th03 lda, 26tv01 lda,
26tv01h lda et 26tv02h lda (García-Rosa, 2008).

3La vitesse RMS pour root mean square correspond à l’écart type de la vitesse instantanée à la vitesse
moyenne sur le temps d’enregistrement.
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Une mesure de la déviation des données expérimentales est donnée en pourcentage
au Tab. 8.3. La moyenne et l’écart-type des différents lots sont calculées pour chaque
composante. L’erreur correspond au maximum du profil d’écart-type adimensionné par le
maximum du profil moyen.

Grandeur Mesurée Ecart-type entre les lots
ug,z

LDA 9%
ug,z

LDA|rms 12 %
ug,y

LDA 13%
ug,y

LDA|rms 6%
ul,z

LDA 18 %
ul,z

LDA|rms 10%

ul,y
LDA 30%

ul,y
LDA|rms 20%
d10 25%

Tab. 8.3: Estimation de l’erreur liée au mode opératoire et au système anémométrique laser,
calculée sur les lots de profils obtenus à z = 26 mm du fond de chambre.
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8.2.4 Comparaison des résultats numériques aux grandeurs expérimen-
tales

Définition des moyennes obtenues par anémométrie laser

Afin d’éviter que les grandeurs mesurées en LDA ou PDA ne soient biaisées par le
taux de passage des traceurs, les expérimentateurs utilisent une pondération de la gran-
deur mesurée par le temps de transit τ (k) du traceur k enregistré (k ∈ [1, Np]) à l’ins-
tant t(k) (Garćia-Rosa, 2008). L’estimateur de moyenne des mesures expérimentales, noté
· LDA, est donc défini comme la somme des grandeurs particulaires mesurées pour l’en-

semble des traceurs enregistrés :

ui
LDA (x) =

∑Np

k=1 τ
(k) u

(k)
p,i

(
x, t(k)

)∑Np

k=1 τ
(k)

(8.2)

La variance des fluctuations de vitesses mesurées s’exprime alors :

u′i
2

LDA
(x) =

∑Np

k=1 τ
(k)
[
u
(k)
p,i

(
x, t(k)

)
− ui

LDA (x)
]2

∑Np

k=1 τ
(k)

(8.3)

Le diamètre moyen de la fonction de distribution locale de diamètre, noté d10, se calcule
de la même manière :

d10 =

∑Np

k=1 τ
(k) d

(k)
p

(
x, t(k)

)∑Np

k=1 τ
(k)

(8.4)

Les autres moments de la distribution locale de diamètre de gouttes ne sont pas utilisés
dans ce travail, puisque les calculs réalisés utilisent une approche monodisperse.

Lien entre les moyennes expérimentales et le champ de vitesses pour la phase
liquide

Rappelons que dans l’approche mésoscopique, la vitesse d’une particule k se décompose
en une partie corrélée et une partie décorrélée :

u
(k)
p,i (x, t) = ŭl,i (x, t) + u′′p,i

(k)
(x, t) (8.5)

Ce formalisme mésoscopique eulérien introduit par Février et al. (2005) suppose que :

• les vitesses décorrélées de deux particules ne sont pas corrélées ;

• la vitesse décorrélée n’est pas corrélée spatialement au champ instantané de vitesses
corrélées ;

• la vitesse décorrélée n’est pas corrélée spatialement au champ instantané de vitesse
du fluide porteur.
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Ainsi l’estimateur de vitesse moyenne LDA peut-être vu comme une moyenne tem-
porelle de la vitesse mésoscopique. Afin d’alléger les notations, l’opérateur de moyenne
temporelle 1

T

∫ T
0 · dt est noté ⟨·⟩ et les variables (x, t) sont omises.

ul,i
LDA (x, t) =

∑Np

k=1 τ
(k) ŭl,i

(
x, t(k)

)∑Np

k=1 τ
(k)

+

∑Np

k=1 τ
(k) u′′p,i

(k) (x, t(k))∑Np

k=1 τ
(k)︸ ︷︷ ︸

=0

(8.6)

≡ 1

T

∫ T

0
ŭl,i (x, t) dt ≡ ⟨ŭl,i⟩ (8.7)

De la même manière, on peut décomposer la vitesse particulaire dans l’estimateur de
variance de vitesse LDA :

u′l,i
2

LDA
(x, t) =

∑Np

k=1 τ
(k)
[
ŭl,i
(
x, t(k)

)
+ u′′p,i

(k) (x, t(k))− ul,i
LDA (x)

]2
∑Np

k=1 τ
(k)

(8.8)

=

∑Np

k=1 τ
(k)
[
ŭl,i
(
x, t(k)

)
− ul,i

LDA (x)
]2∑Np

k=1 τ
(k)

+

∑Np

k=1 τ
(k)
[
u′′p,i

(k) (x, t(k))]2∑Np

k=1 τ
(k)

+

∑Np

k=1 τ
(k) 2u′′p,i

(k) (x, t(k)) [ŭl,i (x, t(k))− ul,i
LDA (x)

]∑Np

k=1 τ
(k)︸ ︷︷ ︸

=0

(8.9)

≡ ⟨ŭ2l,i⟩︸ ︷︷ ︸
A

+ ⟨u′′p,i
2⟩︸ ︷︷ ︸

B

−⟨ŭl,i⟩2 (8.10)

Dans l’Eq. (8.10), le terme A correspond à l’agitation du mouvement mésoscopique, et le
terme B correspond à l’agitation du mouvement décorrélé. Cette dernière peut être reliée
à l’énergie décorrélée δθ̆l, en faisant une hypothèse d’isotropie :

⟨u′′p,i
2⟩ = 2

3
⟨δθ̆l⟩ (8.11)

Dans le cas où l’énergie décorrélée n’est pas transportée dans le système d’équations de
la phase liquide, cette agitation peut être évaluée a posteriori en utilisant la corrélation
établie pour un écoulement à l’équilibre par Février (2000) dans le cas d’une THI sta-
tionnaire et par Vance et al. (2006) dans un écoulement en canal plan. Cette dernière
corrélation reproduite à l’Eq. (8.12) relie l’agitation du mouvement décorrélé à l’agitation
du mouvement mésoscopique et à l’agitation du fluide porteur :

⟨u′′p,i
2 ⟩ = ⟨[ŭl,i − ⟨ŭl,i⟩]2⟩

(
⟨[ŭl,i − ⟨ŭl,i⟩]2⟩⟨[ui − ⟨ui⟩]2⟩
⟨[ŭl,i − ⟨ŭl,i⟩] [ui − ⟨ui⟩]⟩2

− 1

)
(8.12)
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Lien entre les moyennes expérimentales et le champ de vitesse pour la phase
gazeuse

Dans le cas où la méthode PDA est appliquée pour mesurer le champ de vitesses de la
phase gazeuse, le gaz est ensemencé par de fines gouttelettes d’huile d’olive. L’hypothèse
forte qui est faite dans ce cas là est que soit la vitesse des traceurs est parfaitement corrélée
à la vitesse du fluide porteur, soit l’agitation des particules (terme B dans l’Eq. (8.10)),
qui peut être assimilée à un mouvement Brownien, est en moyenne nulle car les conditions
sont isothermes.

Ainsi les écritures données aux Eqs. (8.7) et (8.10) deviennent pour la phase gazeuse :

ui
LDA ≡ ⟨ui⟩ (8.13)

u′i
2

LDA
≡ ⟨u2i ⟩ − ⟨ui⟩ (8.14)

Lien entre le champ de vitesses mesurées et le champ de vitesses résolues

L’un des objectifs de cette thèse est de comparer les résultats numériques de différentes
simulations aux mesures expérimentales. Les grandeurs résolues ui ne correspondent pas
directement aux grandeurs totales ui mais sont filtrées spatialement. Le filtrage spatial
da la méthode LES est noté ·̃ pour les grandeurs de la phase gazeuse et ·̂ pour les
grandeurs de la phase dispersée. Il n’est pas explicitement appliqué dans le code Avbp mais
correspond à un filtrage sur la taille de la cellule duale. Dans le cas où l’écoulement est très
faiblement compressible et si l’on suppose la taille du filtrage spatial petite par rapport
aux structures spatiales du champ moyen, la moyenne temporelle des vitesses résolues est
égale à la moyenne des vitesses réelles (Poinsot & Veynante, 2001) :

ui
LDA ≡ ⟨ui⟩ = ⟨ũi⟩ (8.15)

Sous les mêmes hypothèses, la décomposition des fluctuations de vitesses en partie filtrée
et non-filtrée conduit à (Poinsot & Veynante, 2001) :

⟨̃u′i
2⟩ =

(
⟨ ũi 2⟩ − ⟨ũi⟩2

)
︸ ︷︷ ︸

C

+
(
⟨ũ2i ⟩ − ⟨ũi2⟩

)
︸ ︷︷ ︸

D

(8.16)

Le terme C de l’Eq. (8.16) correspond à la variance du champ résolu. Le terme D se réécrit
comme la moyenne de la variance de sous-maille : ⟨ũ2i − ũi

2⟩.

Le terme D n’est pas reconstruit dans les statistiques issues des calculs et présentées
dans la suite de cette Partie . On compare la mesure expérimentale à l’écart type des
vitesse résolues :

u′i
2

LDA
≡
(
⟨ ũi 2⟩ − ⟨ũi⟩2

)
(8.17)
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Si l’hypothèse de faible compressibilité est plutôt valide pour la phase gazeuse, puisque
les simulations réalisées sont en conditions isothermes à faible nombre de Mach, cette hy-
pothèse n’est pas vraiment validée pour la phase liquide. On utilise néanmoins l’estimateur
suivant :

ul,i
LDA ≡ ⟨ul,i⟩ = ⟨ûl,i⟩ (8.18)

Pour la phase liquide, les fluctuations de vitesse décorrélée sont entièrement résolues
(puisqu’il n’y a pas de terme de sous maille pour cette contribution). Ainsi, de la même
façon que pour la phase gazeuse, le terme de variance de sous-maille n’est pas reconstruit
:

u′l,i
2

LDA
≡
(
⟨ ̂̆ul,i 2⟩ − ⟨ ̂̆ul,i⟩2)+ ⟨ û′′p,i

2 ⟩ (8.19)

L’utilisation des Eqs. (8.15), (8.18), (8.16) et (8.19) en omettant les termes de variance
de sous-maille pourra engendrer un biais dans les comparaisons entre les résultats expéri-
mentaux et les résultats des simulations aux grandes échelles présentées.
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Chapitre 9

Carburation de la chambre
Mercato
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Le banc Mercato présenté au Chapitre 8 constitue un excellent cas de validation
des méthodes numériques pour les écoulements diphasiques dispersés. Cette configuration
conduit à un écoulement vrillé caractéristique des chambres de combustion aéronautique.
La dynamique des phases gazeuse et liquide a été caractérisée par LDA-PDA et pourra
être comparée aux résultats issus des simulations.

La première section de ce chapitre s’attache à détailler l’ensemble des paramètres nu-
mériques des simulations Euler-Euler présentées dans ce manuscrit. Un soin particulier
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a été porté au maillage et aux paramètres influençant les niveaux de viscosité dans les
différentes simulations réalisées. La deuxième section porte sur l’analyse de l’écoulement
monophasique. Dans un premier temps, la structure générale de cet écoulement a été
analysée, en identifiant notamment les zones de recirculation de l’écoulement gazeux qui
auront une influence importante pour l’écoulement dispersé. Les composantes de vitesse
moyenne et fluctuante sont comparées systématiquement aux mesures expérimentales et
permettent de valider l’approche numérique pour la résolution de la phase porteuse. La
dernière section de ce chapitre comporte une analyse détaillée de l’écoulement diphasique
obtenu avec la simulation Euler-Euler mésoscopique. Les composantes de vitesse moyenne
et fluctuante de la phase dispersée sont comparées systématiquement aux mesures LDA-
PDA afin de valider la méthode et d’évaluer sa fiabilité. Une analyse détaillée a permis
d’identifier des structures instationnaires dans la dynamique de l’écoulement diphasique.
Ces structures ont été caractérisées en terme de fréquence et correspondent à une insta-
bilité hydrodynamique. Enfin une analyse fine des variations de quantité de mouvement
de la phase dispersée permet d’identifier les mécanismes prépondérants sur la dynamique
des gouttes en différents points de l’écoulement.

9.1 Paramètres numériques

Cette première section résume les paramètres numériques et les choix de modélisation
physique employés dans les différentes simulations présentées dans la partie . Le maillage
de la configuration présentée à la Fig. 8.2 est identique pour toutes les simulations. Le
carburant injecté est modélisé par le KERO LUCHE présenté au Chapitre 6, l’injection est
traitée en employant la méthodologie FIM-UR présentée au Chapitre 7. Les paramètres des
différentes stratégies numériques mises en oeuvre, cf. Chapitre 5, sont donnés au §-9.1.5.

9.1.1 Géométrie

Le domaine de calcul prend en compte tous les éléments géométriques qui ont une
influence sur l’écoulement aérodynamique ou acoustique de la chambre. Ainsi comme pré-
senté Fig. 9.1 le domaine de calcul s’étend du tuyau d’amenée d’air en amont du plenum
jusqu’à la sortie de la chambre. Pour l’accès et le nettoyage des hublots de visualisation, les
expérimentateurs ont réalisés les séquences de mesure LDA-PDA en laissant déboucher la
chambre à l’air libre. Ainsi afin de ne pas contraindre le développement de la zone centrale
de recirculation comme l’expérience, il a été choisi de modéliser l’atmosphère par une boîte
cubique dans laquelle circule un léger cocourant. Une vue globale du domaine de calcul
est donnée Fig. 9.1. Le domaine complet fait alors 75 cm de long et 50 cm de large !

Afin de simplifier le maillage, les chanfreins dans les vrilles du tourbillonneur ont été
supprimés. Pour appliquer les profils d’injection construits grâce à la méthodologie FIM-
UR présentée au Chapitre 7, la surface d’injection a été élargie comme montré à la Fig. 7.10.
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Fig. 9.1: Vue globale du domaine de calcul avec la boîte modélisant l’influence de l’atmosphère
extérieure.

9.1.2 Maillage

Le domaine est entièrement maillé par des tétraèdres, ce qui permet de raffiner/dé-
raffiner rapidement. Ainsi le maillage est très largement dé-raffiné dans la boîte modélisant
l’atmosphère mais très fin dans la zone d’intérêt proche de l’injecteur. Par rapport au
maillage utilisé par Lamarque (2007) dans ses travaux de thèse, celui-ci est un peu plus
raffiné dans le canaux du tourbillonneur, dans le diffuseur et dans la zone proche injection
et ce jusqu’au dernier plan de mesure à z = 116 mm du fond de chambre comme le montre
la figure Fig. 9.2(b).

La grille obtenue contient près de 650 000 noeuds soit 3.5 millions de tétraèdres. Les
caractéristiques du maillage sont données Tab. 9.1.

Nombre de cellules 3 527 637

Nombre de noeuds 649 282

Volume du maillage 0.42 m3

Volume du plus petit élément 5.2× 10−12 m3

Pas de temps (CFL=0.7) 2.2× 10−7 s

Tab. 9.1: Caractéristiques du maillage employé.
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(a) Vue globale du maillage. (b) Vue du maillage proche injection. Les lignes verticales
matérialisent les plans transversaux des mesures expéri-
mentales.

Fig. 9.2: Coupe longitudinale du maillage.

9.1.3 Conditions aux limites

Les conditions aux limites pour la phase gazeuse sont données Tab. 9.2. Les conditions
aux limites pour la phase liquide sont données Tab. 9.3. Le liquide utilisé est du kérosène
modélisé par l’espèce KERO LUCHE définie à la section 6.3 et dont les paramètres physiques
en phase liquide sont donnés §-6.3.3. Les profils d’injection sur l’entrée de liquide sont
établis selon la méthodologie FIM-UR développée au Chapitre 7 : les profils obtenus avec
les paramètres listés dans le Tab. 9.4 sont représentés sur la Fig. 9.3 pour les deux débits
considérés dans les Cas II et III. Comme expliqué à la section 3.1.2 les variables de la
phase liquide doivent être définies en tout point du domaine. Ainsi même sur les entrées
purement gazeuses la fraction volumique de liquide est tout de même définie non nulle et
du liquide dont la masse doit être négligeable est injecté. Cet aspect est vérifié au cours
de la simulation. La vitesse du liquide est alors prise identique à celle du gaz.

Les paramètres utilisés pour décrire l’atomiseur pressurisé-swirlé Delavan (Tab. 9.4)
ont été fournis par les expérimentateurs. Le diamètre moyen des gouttes sur la condition
limite d’injection est choisi égal au diamètre moyen de l’ensemble des gouttes enregistrées
par PDA à 6 mm du fond de chambre sur l’axe de la chambre pour les campagnes corres-
pondant au Cas II. Le choix a été fait de conserver ce même diamètre d’injection pour
les simulations correspondant au Cas III.

Les profils de fraction volumique, Fig. 9.3(a), et de densité de gouttes, Fig. 9.3(b),
sont identiques pour les deux débits puisque l’ensemble des paramètres de l’injecteur et
notamment les diamètres moyens, sont conservés dans les deux cas considérés. La vitesse

1Le co-courant d’air dans la boîte modélisant l’atmosphère devrait être à température ambiante. Néan-
moins le maillage étant très peu raffiné, par soucis de simplicité, le choix a été fait de prendre la même
température que celle de l’air injecté. Cela évite d’avoir à résoudre une couche de mélange thermique dans
l’atmosphère.
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Nom Type Paramètres physiques

Tuyau d’amenée NSCBC
Température Tg = 463 K
Débit massique ṁa = 15.0 g/s
Composition air pur

Co-courant NSCBC
Température Tg = 463 K1

Vitesse débitante Ubulk = 0.15 m/s
Composition air pur

Atomiseur Paroi Adhérente
Cas I Adiabatique
Atomiseur Air entraîné Température Tg = 463 K

Cas II NSCBC Vitesse débitante Ubulk = 1.3× 10−3 m/s
Composition air pur

Atomiseur Air entraîné Température Tg = 463 K

Cas III NSCBC Vitesse débitante Ubulk = 2.3× 10−3 m/s
Composition air pur

Parois : plenum
Paroi

Adhérente
tourbillonneur Adiabatique
chambre
Parois latérales Paroi Non-Adhérente
atmosphère Adiabatique
Sortie NSCBC Pression P = 1 atm

Tab. 9.2: Conditions aux limites pour la phase gazeuse.

axiale débitante du liquide, Fig. 9.3(d), augmente avec le débit, comme celle de l’air en-
traîné par le spray (Fig. 9.3(c)) La vitesse tangentielle sur le plan de sortie de l’atomiseur
est également proportionnelle au débit liquide (Eq. (7.6)). Ainsi en augmentant le débit
liquide, les vitesses radiale et orthoradiale sur la condition limite du calcul ont une pente
plus importante, Figs. 9.3(e) et 9.3(f).
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Nom Type Paramètres physiques

Tuyau d’amenée Dirichlet

Température Tl = 300 K
Fraction volumique αl = 7.1× 10−9

Densité de gouttes nl = 5× 108

Vitesse débitante Ul,bulk = 22 m/s

Co-Courant Dirichlet

Température Tl = 300 K
Fraction volumique αl = 7.1× 10−9

Densité de gouttes nl = 5× 108

Vitesse débitante Ul,bulk = 0.15 m/s
Atomiseur Paroi Non-Adhérente
Cas I

Atomiseur Injection Température Tl = 300 K

Dirichlet Débit liquide ṁl = 1 g/s
Cas II Diamètre de gouttes d = 55 µm

Atomiseur Injection Température Tl = 300 K

Dirichlet Débit liquide ṁl = 2 g/s
Cas III Diamètre de gouttes d = 55 µm
Parois : plenum, tourbillon- Paroi Non-Adhérente
neur, chambre, atmosphère
Paroi fond de Paroi Adhérente
chambre
Sortie Dirichlet

Tab. 9.3: Conditions aux limites pour la phase liquide.

Rayon de décharge R0 = 0.25 mm
Demi-angle de spray θS = 40◦

Pression d’injection ∆Pi = 6.89× 105 Pa
Débit de calibration ṁc

l = 3.3 g/s
Rayon de la surface d’injection Ri = 4 mm
Diamètre moyen des gouttes d10 = 55 µm
Sens de rotation sens horaire

Tab. 9.4: Paramètres décrivant l’atomiseur liquide.
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(d) Profil de vitesse liquide axiale en m/s.
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Fig. 9.3: Profils obtenus pour chaque débit en suivant la méthodologie FIM-UR présentée au
Chapitre 7 et résumée à la Fig. 7.7. Les paramètres d’entrée sont donnés au Tab. 9.4.
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9.1.4 Temps caractéristiques

Il est intéressant de caractériser une configuration par les temps caractéristiques qui
pilotent les différents phénomènes physiques qui coexistent. Dans le cas présent, on peut
définir :

• Le temps convectif τconv
Il correspond au temps nécessaire pour renouveler intégralement l’air contenu dans
le domaine de calcul. Une estimation de ce temps peut être donnée en calculant le
temps nécessaire pour que le fluide traverse de part en part le domaine à vitesse
constante ubulk en négligeant le mouvement de giration. La vitesse moyenne ubulk
est définie comme la vitesse débitante à l’entrée de la chambre de combustion, c’est-
à-dire sur le disque de sortie du diffuseur représenté Fig. 9.4.

ṁair = ρg ubulk Sdiffuseur (9.1)

Pour le point de fonctionnement étudié on trouve ubulk = 28 m/s. Le domaine de
l’entrée du plenum jusqu’à la sortie de la chambre a une longueur de LD = 54.8 cm.
Ainsi on obtient :

τconv =
LD

ubulk
= 20 ms (9.2)

• Le temps de swirl τswirl
Il correspond au temps nécessaire pour que le fluide injecté dans le chambre de com-
bustion réalisée une rotation complète autour de l’axe de la chambre, en négligeant
son expansion radiale.

τswirl =
2π

ω
(9.3)

avec ω la vitesse de rotation du fluide sur le plan de sortie du diffuseur représen-
té Fig. 9.4. Cette vitesse est calculée a posteriori sur un champ moyen obtenu après
400 ms de temps physique simulé pour l’écoulement monophasique Cas I1. On me-
sure ω = 636 rad/s. Le temps de swirl correspondant vaut :

τswirl = 9.5 ms (9.4)

• Le temps de relaxation des gouttes τp
Il correspond au temps nécessaire pour que la vitesse d’une goutte s’équilibre avec la
vitesse du fluide porteur via la force de traînée. Ce temps s’écrit, sans tenir compte
de la correction de Schiller & Nauman (1935), selon :

τp =
ρl d

2

18µ
(9.5)

1Il s’agit du champ moyen du calcul présenté à la section suivante 9.2
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Pour les tailles de gouttes considérées dans le calcul, allant de 55 µm (diamètre
à l’injection) à 2 µm (diamètre de clipping), le temps de relaxation varie dans la
fourchette :

τp ∈ [0.7, 5.1]   ms (9.6)

Le nombre de Stokes construit sur ce temps de relaxation et un temps caractéristique
de la dynamique de la phase porteuse permet d’identifier le comportement des par-
ticules, plutôt inertiel ou plutôt traceur. On peut calculer deux nombres de Stokes,
l’un basé sur le temps convectif, l’autre sur le temps de swirl du fluide porteur :

Stconv ∈
[
3× 10−4, 0.25

]
(9.7)

Stswirl ∈
[
6× 10−4, 0.5

]
(9.8)

Les gouttes injectées de diamètre 55 µm ont un nombre de Stokes proche de l’unité.
Elles vont interagir fortement avec les grandes structures et le mouvement de giration
de l’écoulement gazeux, et seront peu sensibles aux petites structures. Au fur et à
mesure de leur évaporation, elles vont commencer à devenir sensibles aux petites
structures turbulentes.

• Le temps d’évaporation
L’étude réalisée à la section 6.3 a permis de caractériser deux temps pour le phéno-
mène d’évaporation. Le temps de préchauffage τch correspond au temps nécessaire
pour qu’une goutte initialement froide atteigne la température humide ou wet-bulb.
Le temps d’évaporation τevap correspond au temps nécessaire pour qu’une goutte
s’évapore complètement. Avec la modélisation retenue dans Avbp pour la modélisa-
tion de l’évaporation du kérosène, les temps caractéristiques de l’évaporation d’une
goutte immobile dans une atmosphère au repos sont :

τch = 15 ms (9.9)
τevap = 42 ms (9.10)

On peut alors classer les différents temps physiques par ordre décroissant :

τevap > τconv, τch, τswirl > τp (9.11)

Le temps de vie des gouttes est plus grand que les temps caractéristiques du fluide
porteur. Ainsi la phase dispersée pourra exister sur une grande partie de la chambre
de combustion et pourra interagir avec les grandes structures de l’écoulement gazeux.

Le nombre de Reynolds de l’écoulement gazeux basé sur le diamètre du diffuseur vaut
environ 25 000. Pour ces valeurs de nombre de Reynolds, une zone inertielle est présente
dans les spectres d’énergie turbulente (Pope, 2000), justifiant l’utilisation d’une approche
LES pour ce type d’écoulement.

Re =
ρg ubulk D

µ
= 25 000 (9.12)
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Fig. 9.4: Visualisation du plan de sortie du diffuseur de rayon R = 15 mm, et matérialisation de
la ligne de calcul du nombre de Swirl.

9.1.5 Stratégies numériques mises en oeuvre

Un travail amont (non présenté dans ces travaux) sur l’influence des modèles physiques
et numériques pour la phase gazeuse a conduit à choisir les paramètres de calcul présentés
Tab. 9.5. Le schéma de convection employé est le schéma TTGC, troisième ordre en temps
et en espace. Le modèle de sous-maille est le modèle de WALE capable de bien résoudre
l’effet des petites échelles dans un écoulement cisaillé libre. Les parois sont adhérentes
et aucun modèle pour prendre en compte la couche limite n’est employé, dans la mesure
où la zone proche paroi n’est pas au centre de l’étude. Enfin les coefficients de viscosités
ont été optimisés c’est-à-dire fixés à la valeur minimale permettant un calcul stable. Ces
paramètres sont gardés identiques pour l’ensemble des calculs présentés dans cette thèse,
sauf pour le calcul réalisé avec le schéma PSI qui ne peut être utilisé qu’avec le schéma
Lax-Wendroff pour la phase gazeuse. Les paramètres utilisés pour la phase gazeuse pour
ce cas sont donnés Tab. 9.6. Le paramètre ϵ(2) est augmenté par rapport au schéma TTGC
pour palier les effets dispersifs du schéma LW.

Pour le Cas II, plusieurs stratégies numériques sont mises en place pour la phase disper-
sée. L’ensemble des cas réalisés est donné Tab. 9.7, la nomenclature permettra d’identifier
les cas tests plus facilement par la suite.

2Dans ce calcul, aucun traitement de type loi de paroi n’est utilisé. Cela ne signifie pas pour autant que
les couches limites sont résolues.

3La nomenclature des stratégies numériques liquides est donnée au Tab. 5.1.
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Modèle de sous-maille modèle WALE
Traitement des parois parois adhérentes2

Schéma numérique TTGC

Viscosité artificielle senseur de Colin
ϵ(2) = 0.02, ϵ(4) = 0.01

Tab. 9.5: Modèles physiques et paramètres numériques pour la phase gazeuse.

Modèle de sous-maille modèle WALE
Traitement des parois parois adhérentes
Schéma numérique LW

Viscosité artificielle senseur de Colin
ϵ(2) = 0.05, ϵ(4) = 0.01

Tab. 9.6: Modèles physiques et paramètres numériques pour la phase gazeuse pour le calcul réalisé
avec le schéma PSI.

Nomenclature Schéma gaz Stratégie liquide3

Cas I TTGC GAS TTGC −

Cas II
TTGC CMS noRUE 1 TTGC TTGC AV 3
TTGC CMS RUE 1 TTGC TTGC RUE AV 4
LW PSI noRUE 1 LW PSI AV 3

Cas III TTGC CMS RUE 2 TTGC TTGC RUE AV 4

Tab. 9.7: Résumé des simulations présentées dans cette thèse.

Lorsque le mouvement décorrélé, noté RUM, n’est pas résolu, le senseur CMS est utilisé
avec les paramètres utilisateurs : ϵ(2) = 0.25 et ϵ(4) = 0.05. Lorsque l’équation de l’énergie
décorrélée est résolue, le senseur CMS-lite est utilisé avec les paramètres utilisateurs ϵ(2) =
0.30 et ϵ(4) = 0.001. Lorsque le schéma PSI est employé et malgré sa robustesse, il est
nécessaire d’employer un minimum de viscosité artificielle. Le senseur CMS est utilisé
avec les paramètres utilisateurs ϵ(2) = 0.04 et ϵ(4) = 0.004. Ces paramètres utilisateurs
sont fixés de manière itérative pour qu’ils soient suffisants pour que le calcul se déroule
sans rencontrer de problème numérique mais les plus faibles possibles. Ils sont rappelés
dans le tableau suivant.

Le calcul de l’énergie décorrélée doit être accompagné d’une limitation des valeurs mi-
nimale et maximale. Comme l’a montré Riber (2007) dans ses travaux de thèse, l’effet dis-
persif du schéma TTGC entraîne l’apparition sur le domaine de calcul de valeurs non phy-
sique, en particulier négatives. D’autre part, Riber (2007) a souligné que la viscosité RUM,
prépondérante dans les zones de forts gradients, détruit une partie des fluctuations. Pour
minimiser ces effets, Martinez (2009) a eu l’idée de limiter la valeurs maximale de l’éner-
gie décorrélée à un certain pourcentage de l’énergie cinétique mésoscopique résolue. Dans
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Stratégie Liquide Senseur de VA ϵ(2) ϵ(4)

TTGC AV 3 CMS 0.25 0.05
TTGC RUE AV 4 CMS-lite 0.30 0.001
PSI AV 3 CMS 0.04 0.004

Tab. 9.8: Paramètres numériques pour la phase dispersée en fonction de la stratégie numérique
retenue.

les calculs TTGC CMS RUE 1 et TTGC CMS RUE 2, l’énergie décorrélée est limitée à
des valeurs positives inférieures à 20% de l’énergie cinétique mésoscopique résolue. Pour
les calculs diphasiques utilisant le schéma TTGC, il est nécessaire de couper les valeurs
négatives de fraction volumique de liquide et de densité volumique de gouttes. Les valeurs
minimales sont choisies suffisamment faibles pour ne pas influencer le bilan de masse dans
le domaine de calcul et sont données à l’Eq. (9.13). Les gouttes s’évaporent ainsi jusqu’à un
diamètre de 2 µm.

αl,clip = 4.2× 10−12 nl,clip = 1× 106 m−3 =⇒ dclip = 2 µm (9.13)

9.1.6 Conditions initiales

La solution initiale du calcul monophasique correspond à l’interpolation sur le maillage
présenté Fig. 9.2 d’une solution instantanée du calcul convergé de Lamarque (2007). Le
calcul a été tourné pendant plusieurs temps convectifs (Eq. (9.2)) afin d’équilibrer l’énergie
et les flux entrée/sortie.

Une solution instantanée du calcul monophasique établi sert pour l’initialisation des
calculs diphasiques. Un champ de gouttes de petite taille (3 µm) et en très petit nombre,
à une température figée à Tl = 300 K, est initialisé sur tout le domaine. Les valeurs
initiales sont données Eq. (9.14). Le calcul diphasique sans injection est alors tourné 14
ms. Ensuite l’injection de carburant est mise en route, le calcul est tourné jusqu’à ce que
le débit atteigne sa valeur cible. Le calcul est encore tourné jusqu’à atteindre un équilibre
entre l’apport de liquide par injection et la perte de masse par évaporation. La variation
de masse totale du liquide dans le domaine oscille alors autour de 0. Le régime est alors
considéré comme “établi” pour la phase liquide. Les statistiques sont alors enregistrées sur
environ 200 ms pour chaque simulation.

α0
l = 1.4× 10−9 n0

l = 5× 108 m−3 T 0
l = 300 K (9.14)

9.2 Analyse de l’écoulement monophasique

Les visualisations bi-dimensionnelles sont faites soit dans le plan médian longitudinal
de la chambre, soit dans une coupe transversale de la chambre. Les plans de coupes sont
matérialisés Fig. 9.5.
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Fig. 9.5: Définition des plans de coupes longitudinale et transversale pour la présentation des
résultats.

9.2.1 Zones de recirculation

Les écoulements vrillés dans les chambres de combustion sont largement décrits et dé-
taillés dans la littérature (Syred, 2006; Lucca-Negro & O’Doherty, 2001). Ces écoulements
sont très utilisés pour stabiliser la combustion dans le foyer, en raison des grandes zones
de recirculation caractéristiques qui sont formées dans ce type d’écoulement. Les zones de
recirculation dans la chambre Mercato sont matérialisées par une iso-surface de vitesse
axiale nulle Fig. 9.6.

Dans la chambre Mercato, le nombre de swirl est suffisamment élevé pour que se forme
au centre de la chambre une zone centrale de recirculation. Le mécanisme de formation de
cette zone de recirculation est lié à l’apparition d’un gradient de pression adverse, décrit
dans la revue de Syred (2006). Le mouvement de giration crée naturellement un gradient
de pression radial. Lorsque l’écoulement passe du diffuseur dans la chambre, l’expansion
brutale de la section conduit l’amplitude de l’écoulement tangentiel, et donc du gradient
de pression radial, à s’affaiblir avec la distance axiale (Fig. 9.7). Le champ moyen de vitesse
tangentielle est présenté sur la coupe médiane longitudinale Fig. 9.8. Le mécanisme décrit,
lié à l’expansion brusque et à la giration, est connu sous le nom de vortex breakdown (Lucca-
Negro & O’Doherty, 2001). Il est responsable de l’apparition du gradient de pression
adverse près de l’axe, qui conduit l’écoulement au centre à s’inverser et à recirculer. Dans
la configuration étudiée, la zone de recirculation centrale s’étend hors de la chambre de
combustion (Fig. 9.6). Son expansion dans la boîte modélisant l’atmosphère est limitée
par le faible raffinement du maillage. Ainsi la recirculation s’interrompt avant la sortie
du domaine ce qui permet d’éviter des problèmes numériques sur la condition limite de
sortie. Près de l’injecteur la zone est étroite, lorsque la vitesse de rotation s’affaiblit Fig. 9.8,
et que le gradient de pression radial disparaît, la zone de recirculation centrale s’élargit
brusquement.

Le champ de pression moyen donné à la Fig. 9.7 montre que la perte de charge a
essentiellement lieu dans le système d’injection.
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Fig. 9.6: Visualisation des zones de recirculation par une iso-surface de vitesse axiale moyenne
nulle.

Fig. 9.7: Champ de pression moyen dans le plan médian longitudinal.

Enfin une zone de recirculation de coins est visible Fig. 9.6. Cette zone occupe près d’un
tiers de la longueur de la chambre de combustion. Sa fore n’est pas parfaitement à symétrie
de révolution et l’on distingue des effets de forme dus à la section carrée de la chambre.
Pour s’en convaincre, deux coupes transversales prises à deux distances différentes du fond
de chambre sont présentées Fig. 9.9. Proche du fond de chambre, on distingue 4 poches
de recirculation distinctes et une forme en croix. Plus loin, ces 4 poches se rassemblent en
une seule.
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9.2 Analyse de l’écoulement monophasique

Fig. 9.8: Champ de vitesse moyenne orthogonale au plan médian longitudinal.

Cette structure en forme de croix a été également observée expérimentalement. Les
gouttes de kérosène piégées dans les zones de recirculation impactent la paroi et diluent
la peinture. Après plusieurs séquences de mesure le fond de chambre initialement peint
en noir est pris en photo Fig. 9.10. La peinture a été diluée par le kérosène liquide aux 4
coins de la chambre, tandis qu’il reste une croix sombre de peinture. On retrouve Fig. 9.10
une forme identique aux zones de recirculation matérialisées Fig. 9.9 à 20 mm du fond de
chambre.

Fig. 9.9: Coupes transversales de vitesse axiale moyenne. Les iso-contours de vitesse axiale nulle
matérialisent les zones de recirculations.
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Fig. 9.10: Photographie du fond de chambre prise par R. Lecourt à la suite de plusieurs séquences
de mesure. La peinture a été diluée dans les coins par les gouttes de kérosène liquide piégées dans
les zones de recirculation.

9.2.2 Observation cinématique de l’écoulement vrillé

Le champ de vitesse axiale moyenne dans le plan médian est présenté Fig. 9.11. Les zones
de recirculation créent un blocage de l’écoulement. Ainsi le fluide est fortement accéléré
lorsqu’il passe l’élargissement brusque du diffuseur vers la chambre de combustion. Les
fortes vitesses axiales diminuent ensuite très rapidement avec la distance axiale. La vitesse
moyenne tangentielle (Fig. 9.8) suit le même schéma d’évolution l’élargissement brusque
de la section de passage conduisant rapidement la vitesse tangentielle à diminuer.

Autour de la zone de recirculation, le fluide subit un très fort cisaillement du aux fortes
vitesses opposées. C’est dans cette zone que vient osciller le Precessing Vortex Core. Il
s’agit d’un tourbillon très énergétique qui apparaît dans les écoulements vrillés lorsque le
nombre de Swirl dépasse la valeur critique de 0.6. Comme cela est décrit dans la revue de
Lucca-Negro & O’Doherty (2001), ce tourbillon suit un mouvement de précession autour
de la zone de recirculation. Ce phénomène est mis en évidence Fig. 9.12 sur deux champ
instantanés. La structure tourbillonnaire est identifiée à l’aide du critère Q, basée sur le
second invariant du tenseur de déformation construit à partir du taux de déformation S̃
(Eq. (2.46)) et du taux de rotation �̃ :

Q =
1

2

(
∥̃�∥2 −

∥∥∥S̃
∥∥∥2) (9.15)

avec : Ω̃ij =
1

2

(
∂ũj
∂xi

− ∂ũi
∂xj

)
(9.16)

Une structure tourbillonnaire est repérée par une valeur de Q positive qui signifie que le
taux de rotation est supérieur au taux de déformation. Selon Lucca-Negro & O’Doherty
(2001) le PVC façonne la forme de la zone de reciculation centrale et pourrait expliquer
la forme fine, proche injection, de la zone de recirculation.

Sur le plan de sortie du diffuseur montré Fig. 9.4, le nombre de Swirl est calculé comme
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9.2 Analyse de l’écoulement monophasique

Fig. 9.11: Cas I - Champ de vitesse axiale moyenne. Les lignes noires et blanches matérialisent
des iso-contour de vitesse dont la valeur est donnée sur le contour.

Fig. 9.12: Le PVC est matérialisé par une iso-surface de critère Q colorée en gris foncé calculé
sur deux champs instantané de vitesse. La zone de recirculation centrale est matérialisée par une
iso-surface de vitesse axiale nulle. Deux champs instantannés sont montrés.

193



Carburation de la chambre Mercato

le rapport du flux axial de moment angulaire sur le flux axial de moment axial, selon
l’expression Eq. (9.17). La valeur obtenue, S = 0.75, est effectivement au-dessus du nombre
de Swirl critique de 0.6, ce qui justifie la présence du PVC.

S =

∫ R
0 ρ uz uθ r

2 dr

R
∫ R
0 ρ u2z r dr

(9.17)

9.2.3 Comparaison aux mesures expérimentales

Perte de charge à l’injecteur

La perte de charge dans le système d’injection est mesurée sur le champ de pression
moyenne Fig. 9.7, par différence entre la pression atmosphérique et la pression en amont
du système d’injection calculée comme la moyenne sur un plan transverse dans le plenum.
On obtient une perte de charge ∆P = 2018 Pa. A partir de la section de passage minimale
dans l’injecteur, on peut calculer le coefficient de perte de charge :

Cd =
ṁair

Smin
√
2ρ∆P

(9.18)

avec Smin la surface de passage minimale qui correspond à la section d’entrée des 12 vrilles
de 6× 11.3 mm2 et ρ = 0.78 kg/m3. On calcule alors (Eq. (9.18)) un coefficient de perte
de charge Cd de 0.32 dans la simulation.

Les expérimentateurs ont mesuré la pression relative entre la chambre et le plenum pour
un ensemble de points de fonctionnement caractérisés par leur débit réduit WR (Eq. (8.1)).
Par interpolation entre les points expérimentaux donnés Fig. 9.13, on obtient pour le débit
réduit WR = 0.32 une perte de charge ∆Pexp. = 1581 Pa, ce qui conduit à un coefficient
de perte de charge Cd,exp. de 0.30. Le coefficient de perte de charge mesuré par le calcul
est assez proche du coefficient mesuré expérimentalement.

Vitesse moyenne

Les profils présentés dans cette section correspondent aux profils obtenus en moyennant
les champs instantanés sur un temps de 780 ms, ce qui correspond à plus de 30 temps
convectif, τconv (Eq. (9.2)). Ce long temps de simulation est nécessaire pour converger les
statistiques dans les zones de recirculation dans lesquelles les temps convectifs sont très
longs. Les moyennes effectuées sur des temps de simulation plus courts montraient en effet
des asymétries importantes sur les profils de vitesses.

Dans l’ensemble, les profils des différentes composantes de vitesse sont en très bon
accord avec les mesures expérimentales, que ce soit pour la composante de vitesse
axiale Fig. 9.14 ou pour les composantes de vitesses radiale Fig. 9.15 et orthora-
diale Fig. 9.16. Il existe néanmoins quelques différences notables, principalement sur les
profils les plus en aval du fond de chambre, qui appellent quelques commentaires.

194



9.2 Analyse de l’écoulement monophasique

0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6

 Débit réduit W R (kg.K
0.5

.s
-1

.bar
-1

)

0

1000

2000

3000

4000

5000

6000

7000

 P
er

te
 d

e 
ch

ar
ge

 
∆P

 (
P

a)

Points expérimentaux 
Interpolation 
AVBP

Fig. 9.13: Perte de charge mesurée (Linassier & Lecourt, 2009) et calculée sur le banc Mercato.
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Fig. 9.14: Cas I - Profils de vitesse moyenne axiale en m/s. Symboles : LDA ; ligne
pleine : TTGC GAZ.

Sur les profils de vitesse axiale moyenne les premières différences importantes appa-
raissent dès 56 mm du fond de chambre. Sur cette traversée, la différence provient essen-
tiellement d’un décalage de l’axe de rotation de l’écoulement dans les simulations et dans
les expériences. On observe sur les profils expérimentaux que le minimum de vitesse n’est
pas centré sur la position r = 0 mm et que la position des extrema n’est pas centré de part
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Fig. 9.15: Cas I - Profils de vitesse moyenne radiale en m/s. Symboles : LDA ; ligne
pleine : TTGC GAZ.

et d’autre de l’axe des origines. En revanche, dans la simulation on obtient une symétrie de
rotation parfaite. Moyennant cette translation, les maxima sont relativement bien captés
par la simulation LES mais leurs positions sont légèrement décalées vers l’extérieur. Le
profil de vitesse axiale à 86 mm diffère très largement du profil expérimental. Dans la
simulation, les maxima de vitesse ont quasiment atteint les parois latérales de la chambre,
le cône est complètement ouvert. En revanche dans l’expérience les maxima de vitesse
sont encore largement présents sur le profil. Etonnamment le profil à 116 mm retrouve les
mesures expérimentales.

Les profils de vitesse tangentielle de la simulation sont bien symétriques par rapport à
l’axe de rotation alors que les profils expérimentaux montrent quelques dissymétries à 26
et 116 mm du fond de chambre. À 86 mm, comme pour la composante axiale, les maxima
de vitesse tangentielle sont sous-estimés par la simulation. Les profils de vitesse radiale
sont également plus aplatis que les mesures LDA à 56 et 86 mm du fond de chambre.

Le désaccord important entre l’expérience et la simulation à z = 86 mm peut avoir
plusieurs causes qui ont été étudiées :

• L’influence du maillage
Plusieurs maillages plus ou moins raffinés ont été évalués depuis les travaux de thèse
de Lamarque (2007) et leur influence sur les profils à z = 86 mm est très faible. Le
déraffinement du maillage débute très légèrement vers z = 90 mm, cf. Fig 9.2(b), afin
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Fig. 9.16: Cas I - Profils de vitesse moyenne ortho-radiale en m/s. Symboles : LDA ; ligne
pleine : TTGC GAZ.

de limiter l’augmentation trop brusque de la diffusion numérique et de sous-maille.
La taille des cellules augmente plus largement à partir de z = 130 mm pour assurer
un nombre raisonnable de cellules sur le domaine. Le profil à z = 86 mm est dans
une zone encore bien raffinée.

• L’influence du modèle de sous-maille
Les modèles Smagorinsky et WALE ont été évalués depuis les travaux de thèse
de Lamarque (2007) et les meilleurs résultats ont été obtenus avec le modèle WALE
retenu dans les simulations présentées dans ce manuscrit. Un champ instantané de
viscosité turbulente adimensionnée par la viscosité laminaire est donné Fig. 9.17. Le
ratio µsgs/µ est très important, entre 10 et 30, dans toute la zone de vortex breakdown
démontrant que le modèle de sous-maille est effectivement très actif.

• La modélisation des parois
La mauvaise modélisation des parois (par des parois adhérentes et des couches limites
sous-résolues) génère un fort cisaillement qui augmente artificiellement le niveau de
turbulence et la dissipation turbulente, autrement dit le modèle de sous-maille “tra-
vaillerait” trop en proche paroi et pourrait influencer les interactions entre l’écoule-
ment et le confinement des parois.

• Mauvais positionnement de l’ouverture du jet
La position du profil z = 86 mm est représentée par une flèche sur le champ de vitesse
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Fig. 9.17: Visualisation du champ de viscosité turbulente adimensionnée par la viscosité laminaire
issu d’une solution instantanée de la simulation TTGC GAZ.

axiale Fig. 9.11. On constate que ce profil est positionné précisément au niveau de
l’ouverture brusque de la zone de recirculation centrale matérialisée par l’iso-contour
de vitesse axiale nulle. Cette ouverture matérialise une bifurcation de l’écoulement
amont qui ne “voit” pas la paroi à un écoulement qui perçoit l’effet du confinement
des parois de la chambre de combustion. Ce mécanisme physique de recollement
du jet d’air à la paroi est un mécanisme complexe d’interaction de la turbulence
du jet libre avec la turbulence proche paroi. Il s’agit d’un phénomène très délicat
à capturer précisément et qui fait intervenir simultanément les différentes points
évoqués ci-dessous : la discrétisation locale, le modèle de turbulence de sous-maille,
la dissipation numérique et la résolution de l’écoulement pariétal. Sur la Fig. 9.18,
les profils légèrement en amont de l’abscisse z = 86 mm sont comparés au profil
expérimental obtenu à cette abscisse. On constate que l’ouverture de la zone de
recirculation centrale est en fait prédite quelques 5 mm en amont par rapport à
l’expérience.

Fluctuations de vitesse

Les profils d’écart-type de vitesse axiale, tangentielle et radiale sont présentés sur
les Figs. 9.19, 9.20 et 9.21. Ces moments d’ordre 2 issus des résultats de la simulation
TTGC GAZ sont également en bon accord avec les mesures LDA, la forme générale et
les détails des profils sont très bien captés. L’agitation est cependant de plus en plus
sous-estimée à mesure que l’on s’éloigne du fond de chambre. En effet le maillage est pro-
gressivement déraffiné de sorte que la contribution de l’agitation de sous-maille, qui n’est
pas prise en compte dans ces profils, est de plus en plus importante et peut expliquer le
décalage observé.
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NB : Par la suite, on parle indifféremment de vitesse fluctuante ou de fluctuation RMS
pour identifier l’écart-type de vitesse.
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Fig. 9.20: Cas I - Profils de fluctuations RMS de vitesse radiale en m/s. Symboles : LDA ; ligne
pleine : TTGC GAZ.
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Fig. 9.21: Cas I - Profils de fluctuations RMS de vitesse ortho-radiale en m/s. Symboles : LDA
; ligne pleine : TTGC GAZ.
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C’est également sur le profil à z = 86 mm que les différences sont les plus impor-
tantes avec un niveau de RMS 25% inférieur au niveau mesuré dans les expériences. En
effet l’agitation dans la zone de recirculation centrale est bien inférieure à l’agitation des
zones amont. Néanmoins la position des maxima est très bien capturée pour toutes les
composantes, avec seulement un léger décalage vers l’extérieur pour la composante axiale.

9.3 Analyse de l’écoulement diphasique

Dans cette section, une analyse des résultats de la simulation diphasique du Cas II est
proposée. Seuls les résultats de la simulation TTGC CMS RUE 1 sont présentés. Une fois
le régime stationnaire atteint, 200 ms de temps physique ont été enregistrées pour établir
les statistiques moyennes qui sont comparées aux mesures LDA-PDA au §-9.3.2. Une
séquence d’environ 20 ms a également permis d’enregistrer un grand nombre de champs
instantanés afin d’analyser les interactions instationnaires entre le spray et l’écoulement
gazeux. Cette étude est présentée au §-9.3.3. Les aspects d’évaporation et de dispersion
du carburant dans la chambre sont analysés au §-9.3.4. Une décomposition en modes
propres est réalisée au §-9.3.5 afin de quantifier en terme de fréquence ces instationnarités.
Enfin une analyse des variations temporelle de quantité de mouvement (§-9.3.6) permet
d’identifier les différents mécanismes qui influencent la dynamique de la phase liquide.

9.3.1 Visualisations instantanées de la phase dispersée

Fig. 9.22: Plan de coupe médiane longitudinale présentant un champ de densité volumique de
gouttes nl en m−3.

Sur la Fig. 9.22, un champ instantané de densité volumique de goutte est présenté. Les
gouttes injectées au centre de la chambre subissent le mouvement de rotation imposé par
l’écoulement vrillé de la phase porteuse. Par effet d’inertie, elles sont chassées du centre
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de la chambre. La distribution est fortement non uniforme. Les iso-contours permettent
de distinguer des zones de densité plus fortes que d’autres. Cette caractéristique des écou-
lements dispersés correspond à la concentration préférentielle des particules. Les gouttes
ont naturellement tendance à s’agglomérer dans les zones de faible vorticité (Squires &
Eaton, 1991).

Des champs instantanés de norme de vitesse des phases liquide et gazeuse sont présentés
Fig. 9.23 et 9.24 respectivement. Les zones de fortes vitesses gazeuses conduisent via
l’influence de la force de traînée à des fortes vitesses également pour la phase dispersée.
Les structures qui apparaissent sur les champs gazeux et liquide n’ont pas les mêmes
échelles de variation spatiale. Les structures gazeuses sont beaucoup plus fines, beaucoup
plus “déchirées” tandis que les structures de la phase dispersée sont beaucoup plus larges,
plus lisses et se dissipent moins rapidement dans l’écoulement. Cet effet est lié à l’inertie
des particules qui agit comme un filtre de la turbulence.

Fig. 9.23: Plan de coupe médiane longitudinale présentant un champ instantané de norme de
vitesse liquide en m/s.

Fig. 9.24: Plan de coupe médiane longitudinale présentant un champ instantané de norme de
vitesse gazeuse en m/s.
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9.3 Analyse de l’écoulement diphasique

9.3.2 Comparaison aux mesures expérimentales

Les profils présentés dans cette section correspondent aux composantes de vitesse
liquide moyenne et RMS obtenues après 219 ms de temps physique, soit une dizaine
de temps convectifs, du calcul TTGC CMS RUE 1 qui emploie la stratégie numérique
TTGC RUE AV 4.

Vitesse liquide moyenne

De manière générale les profils moyens obtenus pour chaque composante de la vitesse
liquide (Figs. 9.25, 9.26 et 9.27) sont en très bon accord avec les mesures expérimentales.
Seule la composante radiale Fig. 9.27 montre des profils légèrement plus aplatis que dans
l’expérience à 26 et 56 mm du fond de chambre.
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Fig. 9.25: Cas II - Profils de vitesse liquide moyenne axiale en m/s. Symboles : LDA ; ligne
pleine : TTGC CMS RUE 1.

Ces observations permettent de faire deux remarques importantes. La méthodologie
développée au Chapitre 7 est une bonne approche pour reproduire l’injection de liquide.
Elle permet en aval de retrouver une bonne dynamique du spray. D’autres part, l’approche
mésoscopique permet de capturer les principaux phénomènes physiques de la dynamique
d’un écoulement diphasique en géométrie complexe. La polydispersion locale a donc un
faible effet sur les quantités moyennes.
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Fig. 9.26: Cas II - Profils de vitesse liquide moyenne radiale en m/s. Symboles : LDA ; ligne
pleine : TTGC CMS RUE 1.
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Fig. 9.27: Cas II - Profils de vitesse liquide moyenne ortho-radiale en m/s. Symboles : LDA ;
ligne pleine : TTGC CMS RUE 1.
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9.3 Analyse de l’écoulement diphasique

Fluctuations de vitesse liquide

Les profils d’écart-type de vitesse liquide obtenus par la simulation (Figs. 9.28, 9.29 et
9.30) montrent un faible écart acceptable avec les mesures expérimentales. Les profils ob-
tenus à 6 mm pour les 3 composantes montrent un excellent accord avec les mesures LDA.
Les formes et les niveaux des fluctuations sont bien capturées. L’ajout de la contribution
de l’énergie décorrélée résolue à l’agitation mésoscopique est capitale.
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Fig. 9.28: Cas II - Profils de fluctuations RMS de vitesse liquide axiale en m/s. Symboles : LDA
; lignes : TTGC CMS RUE 1 - pointillée : contribution du mouvement mésoscopique résolu seul -
pleine : contribution du mouvement mésoscopique et décorrélé résolus.

Les profils de fluctuations de vitesse axiale et ortho-radiale à z = 26 mm montrent
également un très bon accord avec les mesures expérimentales. A l’abscisse z = 56 mm, si
les niveaux de fluctuations obtenus sont du bon ordre de grandeur, les formes des profils
sont incorrectes et certains pics principaux ne sont pas capturés. La même observation
peut être faite pour le profil d’écart-type de vitesse ortho-radiale à z = 26 mm.

Les écarts peuvent avoir deux causes distinctes. Soit les fluctuations mesurées sur le
banc Mercato sont plus fortement influencés par la polydispersion du spray, c’est à
dire que chaque classe de goutte a une agitation distincte, soit la diffusion introduite
par l’approche Euler-Euler mésoscopique (via le mouvement décorrélé) et/ou la stratégie
numérique retenue (via la dissipation artificielle ajoutée) conduit à trop amortir les fluc-
tuations. La comparaison des résultats avec l’approche Lagrangienne d’une part et entre
les différentes stratégies numériques d’autre part, nous permettra d’évaluer ces causes
possibles. Cette étude est présentée au Chapite 10.
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Fig. 9.29: Cas II - Profils de fluctuations RMS de vitesse radiale en m/s. Symboles : LDA ;
lignes : TTGC CMS RUE 1 - pointillée : contribution du mouvement mésoscopique résolu seul -
pleine : contribution du mouvement mésoscopique et décorrélé résolus.
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Fig. 9.30: Cas II - Profils de fluctuations RMS de vitesse ortho-radiale en m/s. Symboles : LDA
; lignes : TTGC CMS RUE 1 - pointillée : contribution du mouvement mésoscopique résolu seul -
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9.3 Analyse de l’écoulement diphasique

Comparaison des profils de diamètre de gouttes

Les profils de diamètre moyen obtenus avec l’approche Euler-Euler monodisperse sont
comparés aux mesures PDA à la Fig. 9.31.
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Fig. 9.31: Cas II - Profils de diamètre moyen en µm. Symboles : PDA ; ligne
pleine : TTGC CMS RUE 1.

L’approche Euler-Euler monodisperse, est tout a fait capable de résoudre une polydis-
persion spatiale du spray dans la chambre. Les gouttes de grand diamètre sont éjectées du
centre vers l’extérieur. On constate que si les maxima ont le bon niveau par rapport aux
mesures expérimentales, ils ne sont pas correctement positionnés et ont tendance à rester
plus près de l’axe. La comparaison avec l’approche Euler-Lagrange au Chapitre 10 nous
apportera des diagnostics plus fins.

Les profils de fluctuation RMS de diamètre obtenu avec l’approche Euler-Euler mono-
disperse sont comparés aux mesures PDA à la Fig. 9.32. On constate que les fluctuations
mesurées sont très en dessous des mesures expérimentales. Cela signifie que les fluctuations
de diamètre mesurées par la PDA correspondent essentiellement à des effets de polydis-
persion locale du spray qui n’est pas résolue dans l’approche Euler-Euler mésoscopique
monodisperse.

Une extension de l’approche Euler-Euler mésoscopique au multi-fluide (Laurent et al.,
2004) est actuellement en cours de développement dans Avbp par Vié (2010). Des calculs
d’évaluation de la méthode ont été réalisés sur la configuration Mercato, en prenant
en compte 5 à 10 classes de gouttes. Cette approche permet de capter un polydispersion
locale en résolvant la dynamique associée à chaque classe de gouttes.
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Fig. 9.32: Cas II - Profils d’écart-type de diamètre moyen en µm. Symboles : LDA ; ligne
pleine : TTGC CMS RUE 1.

Pour conclure, on peut noter que malgré un répartition de diamètre pas très bien
reproduite par la simulation EE mésoscopique monodisperse et une polydispersion locale
non prise en compte par la simulation, les profils de vitesse moyenne et fluctuante sont
très satisfaisants. La dynamique de la phase dispersée est pilotée par la classe de gouttes
de taille moyenne. Cet effet peut être relié à la faible dispersion des nombres de Stokes
dans l’écoulement. Dans des travaux futurs, la comparaison des résultats des approches
monodisperse et multi-fluide, permettra de comprendre l’influence des autres classes sur
la dynamique de la phase dispersée et sur la distribution de diamètre et de carburant.

9.3.3 Interaction spray et turbulence

Le spray liquide se déstabilise sous l’action de l’écoulement vrillé. On peut observer
sur la Fig. 9.33 plusieurs champs instantanés successifs de fraction volumique de liquide.
Sur l’axe de la chambre, la fraction de liquide est faible : par effet centrifuge les gouttes
de carburant en rotation sont chassées du centre de la chambre. En revanche, dans la
direction du jet, des structures de concentration importante de fraction volumique sont
convectées. Proche de l’injection on peut distinguer un battement haut/bas de la poche
de forte concentration. Cette observation est à rapprocher des visualisations de la phase
dispersée réalisées sur le banc Mercato par tomographie laser, reproduites à la Fig. 1.6.

Ce battement est en fait un phénomène tridimensionnel lié à la giration de l’écoulement
gazeux. Une vue 3D du spray liquide est proposée à la Fig. 9.34. On observe une structure
tournante interagissant avec la structure tourbillonnaire cohérente : le PVC. Ces deux
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αl

Fig. 9.33: Champs instantanés de fraction volumique de liquide sur une coupe longitudinale. Les
lignes noires matérialisent les isocontours αl = 1.0 × 10−4, 3.2 × 10−5, 1.0 × 10−5, 3.2 × 10−5 et
1.0× 10−6.

structures semblent suivre le même mouvement de précession, la structure du spray suivant
la structure de l’écoulement gazeux. La structure liquide ainsi identifiée pilote l’évolution
spatiale et temporelle des différentes grandeurs de la phase liquide dans cette zone proche
injection.

Le champ de vitesse axiale moyenne de la phase gazeuse (Fig. 9.35(haut)) n’est pas
modifié par rapport au champ correspondant au calcul monophasique (Fig. 9.11) : la
charge en liquide est faible pour ce point de fonctionnement.

La zone de recirculation centrale du champ liquide, comparée à celle du champ gazeux,
est repoussée en aval de la chambre du fait de l’inertie des gouttes. La zone de fortes
vitesses est plus large que celle du champ gazeux, et génère par effet centrifuge un tri
balistique des gouttes conduisant aux profils à deux bosses observés à 26 et 56 mm sur les
profils issus de la simulation (Fig. 9.31).
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t3   t7
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Fig. 9.34: Visualisation de l’interaction du spray avec le PVC. L’iso-surface de fraction volumique
de liquide αl = 5.0×10−5 est colorée en blanc, l’iso-surface de critère Q = 1.2×108s−2 représentant
le PVC est colorée en noir. 210
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Fig. 9.35: Champ de vitesse axiale moyenne pour la phase gazeuse (haut) et liquide (bas) sur la
coupe longitudinale.

Le champ d’énergie décorrélée est représenté Fig. 9.36. La zone de vortex breakdown est
l’unique région où l’énergie RUE est importante. Le cisaillement de vitesse liquide est en
effet un mécanisme important de production d’énergie RUE. Le terme de pression PRUE

(Tab. 3.1) conduit à redistribuer les gouttes à l’extérieur de cette zone de forte énergie
décorrélée, tandis que le terme de diffusion par l’énergie décorrélée tend à redistribuer les
fortes vitesses mésoscopiques résolues sur une plus large zone comme observé Fig. 9.35.

Fig. 9.36: Champ de d’énergie décorrélée moyenne sur la coupe longitudinale.
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9.3.4 Evaporation et distribution de carburant

Un champ instantané de richesse gazeuse est présenté Fig. 9.38. Les iso-contours de
taux d’évaporation permettent de localiser les zones de production de vapeur de carbu-
rant. On distingue deux zones où le taux d’évaporation est important. La première zone,
proche injection, suit la structure tournante où le spray est dense, visualisée à la Fig. 9.34
par l’iso-surface blanche. La seconde est “accrochée” sur les parois de la chambre. Cette
zone est favorable à l’évaporation car les gouttes y sont plus chaudes (elles ont atteint la
température d’équilibre avec l’air à 463 K : Twb ≈ 410 K.) et ont un diamètre plus faible,
comme le montrent les champs des Figs. 9.37 et 9.39.

Fig. 9.37: Coupe longitudinale médiane présentant une répartition instantanée de diamètre moyen
du spray.

Le carburant produit par évaporation dans la zone proche injection est dispersé par la
forte turbulence de l’écoulement gazeux qui favorise le mélange, et convecté en aval vers la
sortie à l’air ambiant. En revanche, le carburant produit dans la zone en bordure de spray
est piégé dans la zone de recirculation de coins de la chambre où les niveaux de richesse
atteignent Φg = 0.7. Les amas de concentration préférentielle de gouttes conduisent à des
fluctuations de richesse importantes tout le long de la direction principale du spray.

Le champ instantané de température liquide présenté à la Fig. 9.39 montre que les
échanges thermiques sont plus rapides que les échanges de masse, comme cela a été identi-
fié au §-6.4.2 dans le cas d’une évaporation d’une goutte isolée de KERO LUCHE dans une
atmosphère infinie au repos. Les gouttes se réchauffent rapidement et atteigne la tempé-
rature de d’équilibre Twb ≈ 410 K. Les échanges thermiques, confinés dans la zone proche
injection, sont également influencés par les structures tridimensionnelles comme on peut
le voir par la forme des isolignes de transfert d’enthalpie sur la Fig. 9.39.
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Fig. 9.38: Coupe longitudinale médiane présentant un champ instantané de richesse gazeuse. Les
lignes sont des iso-contours du taux d’évaporation Γ = 5, 2 et 1 kg/m−3/s.

Fig. 9.39: Champ de température des gouttes en K. Les lignes noires sont des iso-contours du flux
d’enthalpie Πg lié au mécanisme d’évaporation.
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9.3.5 Analyse fréquentielle de l’écoulement diphasique

Analyse spectrale

Afin de déterminer les fréquences des phénomènes instationnaires observés, des sondes
ont été disposées dans le domaine de calcul et notamment dans la chambre près de la
sortie du diffuseur. Dans cette étude, nous nous concentrons sur l’étude des signaux de
pression de deux sondes, numérotées 1 et 2, positionnées à 10 mm du fond de chambre
respectivement à 1/3 et 2/3 de la demi-largeur de la chambre. Elles sont représentées sur
la Fig. 9.40.

Fig. 9.40: Positionnement des sondes dans la chambre de combustion.

La transformée de Fourier des fluctuations de pression recueillies aux sondes 1 et 2
pendant 400 ms, permet d’identifier 3 pics qui se détachent des spectres Fig. 9.41 : 335 Hz,
830 Hz et la première harmonique du second pic à 1660 Hz. Ces mêmes fréquences ont
pu également être identifiées dans le signal de pression mesuré expérimentalement sur le
banc Mercato dans un coin de la chambre de combustion. Le spectre des fluctuations
de pression enregistrées (Lecourt, 2008c) est reproduit à la Fig. 9.42. Les trois fréquences
identifiées dans la simulation (légèrement décalées) sont retrouvées parmi plusieurs autres
pics. La capture de ces fréquences démontre encore une fois que la LES est très bien
adaptée pour capturer des phénomènes instationnaires.

Le pic à 830 Hz est beaucoup plus fort sur la sonde 1 que sur la sonde 2 où apparaissent
également les harmoniques 1 et 2. La fréquence 335 Hz est en revanche plus visible sur
le spectre de la sonde 2. Les pics correspondent à l’empreinte fréquentielle de structures
cohérentes et instationnaires.

Si l’on s’intéresse à la dernière partie des spectres pour f > 2000 Hz, on observe
une importante différence entre les spectres de la sonde 1 et 2. Pour la première sonde, on
observe une décroissance régulière de l’amplitude du fait de la dissipation turbulente. Pour
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Fig. 9.41: Spectre des fluctuations de pression enregistrées au cours de 400 ms de temps physique
de la simulation TTGC GAZ.

10
1

10
2

10
3

10
4

 Frequence [Hz]

10
-7

10
-6

10
-5

A
m

p
lit

u
d

e 
[P

a.
s]

322 Hz

440 Hz

778 Hz

1650 Hz

Fig. 9.42: Spectre des fluctuations de pression enregistrées sur un coin des parois de la chambre
de combustion du banc expérimental Mercato au point de fonctionnement WR = 0.32 (Lecourt,
2008c).

la deuxième sonde en revanche, la décroissance n’est pas régulière. Dans cette zone plus
proche de la paroi et à l’extérieur de la zone de fort cisaillement la dissipation turbulence
est moins homogène et fortement marquée par les grandes structures (recirculations) de
l’écoulement de coins.

Décomposition en modes propres

Afin d’identifier les structures associées aux fréquences enregistrées sur les signaux de
pression, une décomposition en modes propres est réalisée. La décomposition en modes
propres (POD2) a été initialement introduite pour l’analyse de données expérimentales

2pour Proper Orthogonal Decomposition en anglais
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d’écoulements turbulents incompressibles (Berkooz et al., 1993). L’objectif de cette ap-
proche est de représenter les quantités d’intérêt, comme la pression, les vitesses, en une
série de fonctions orthogonales obtenues en minimisant l’erreur associée à un opérateur de
projection. De cette description modale de l’écoulement, il résulte une distribution énergé-
tique des structures, chacune caractérisée par une évolution spatiale et temporelle propre.
Un outil POD a été développé par Roux (2009) dans son travail de thèse et validé par
Grau (2007) au cours de son stage de master. L’outils POD par clichés consiste à résoudre
un problème aux valeurs propres permettant d’obtenir une base de M vecteurs propres
ϕi (x) , i ∈ [1,M ] et une évolution temporelle associée ai (tn) permettant d’écrire l’en-
semble des Nt solutions enregistrées qn (x) à l’instant tn selon la décomposition suivante :

qn (x) =
M∑
i=1

ai (tn) ϕ
i (x) (9.19)

La construction de la base de vecteurs propres nécessite de définir un opérateur de pro-
jection (Grau, 2007; Roux, 2009). Le mode propre spatial se construit selon :

ϕi =
1

Ntλi

Nt∑
n=1

ai (tn) (9.20)

où la valeur propre λi correspond à l’énergie associée au mode propre ϕi :

λi =
1

Nt

Nt∑
n=1

(
ai (tn)

)2 (9.21)

Cet outil a été déployé sur un ensemble de Nt = 500 solutions instantanées couvrant
20 ms de temps physique du calcul diphasique identifié TTGC CMS RUE 1. La fréquence
d’échantillonnage est d’environ fe = 25000 Hz3 et la résolution fréquencielle est de 50 Hz.
L’analyse est réalisée sur les fluctuations de pression et les fluctuations de fraction volu-
mique liquide. Les valeurs propres associées aux modes de la décomposition déterminent
l’importance de chaque vecteur propre. Seuls les premiers modes les plus énergétiques ont
une réelle signification.

• Modes propres des fluctuations de pression

Parmi les modes propres présentés par ordre décroissant d’amplitude Fig. 9.43, seuls
les 5 premiers modes associés aux plus grandes valeurs propres ont une signification
physique.
Le premier mode ϕ1 de la décomposition POD correspond à un mode acoustique
longitudinal de la chambre de combustion. Son amplitude est représentée dans le
plan de coupe longitudinale médiane de la chambre sur la Fig. 9.44. Il s’agit d’un
mode quart-d’onde. Le champ d’amplitude du mode propre est pollué par la trace des
structures tourbillonnaires très énergétiques en zone proche injection. En analysant
l’évolution temporelle a1 associée à ce vecteur propre ϕ1 (Fig. 9.45), on peut obtenir
la fréquence associée à ce mode acoustique dans le calcul : 335 Hz.
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Fig. 9.43: Energie associée λi aux vecteurs propres obtenus ϕi par décomposition des champs de
fluctuations de pression.

Fig. 9.44: Premier mode : Répartition spatiale de l’amplitude du vecteur propre. Décomposition
POD réalisée sur les champs de fluctuations de pression.

Ainsi la fréquence 335 Hz identifiée sur les spectres de pression correspond donc au
mode acoustique quart-d’onde de la chambre de combustion.

Le deuxième et le quatrième modes correspondent à un doublet de fréquence 830Hz,
déphasés d’un quart de période (Fig. 9.46). Ce doublet correspond à un mode hydro-
dynamique, comme cela est identifié à la Fig. 9.47 par des iso-contours d’amplitude
minimale et maximale du vecteur propre.

3Les solutions sont enregistrées toutes les 200 itérations ce qui ne garantit pas un pas de temps fixe.
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Fig. 9.45: Premier mode : Evolution temporelle et spectre associé. Décomposition POD réalisée
sur les champs de fluctuations de pression.
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Fig. 9.46: Deuxième et quatrième modes : Evolution temporelle et spectre associé. Décom-
position POD réalisée sur les champs de fluctuations de pression. La ligne pleine correspond à
l’évolution temporelle du deuxième mode, la ligne pointillée correspond à l’évolution du quatrième
mode.
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9.3 Analyse de l’écoulement diphasique

Fig. 9.47: Deuxième et quatrième modes : Pour chaque mode, deux isosurfaces d’amplitude
maximale (2.5×105) en noir et minimale (-2.5×105) en blanc du vecteur propre sont représentées
pour matérialiser la structure. Décomposition POD réalisée sur les champs de fluctuations de
pression.
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On peut alors reconstruire l’évolution temporelle des fluctuations de pressions selon
l’Eq. (9.19) correspondant à ce mode hydrodynamique par combinaison linéaire des
vecteurs propres des modes ϕ2 et ϕ4 au cours du temps. On retrouve la structure
identifiée précédemment comme étant le PVC. Sur la Fig. 9.48, trois clichés instan-
tanés du champ de fluctuations de pression reconstruit sont présentés. L’isosurface
p′ = 220 Pa matérialise le mode hydrodynamique tournant.

Fig. 9.48: Deuxième et quatrième modes : Isosurface de fluctuations de pression reconstruites
p′ = 220 Pa à trois instants successifs.

Les troisième et cinquième modes correspondent également à un doublet de fréquence
6200 Hz, déphasés d’un quart de période (Fig. 9.49).
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Fig. 9.49: Troisième et cinquième modes : Evolution temporelle et spectre associé. Décompo-
sition POD réalisée sur les champs de fluctuations de pression.

Cette haute fréquence est associée aux tourbillons formés dans la couche de cisaille-
ment du jet vrillé, identifiés par des isocontours sur la Fig. 9.50. Les tourbillons
lâchés par la couche de mélange sont ensuite entraînés par la rotation d’ensemble de
l’écoulement. Ainsi on voit apparaître sur la structure du mode des stries vrillées.

Cette fréquence ne ressort pas dans les spectres présentés à la Fig. 9.41, certainement
masquée par l’ensemble des mécanismes de dissipation turbulente responsables de la
décroissance des spectres à partir de 2000 Hz.
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9.3 Analyse de l’écoulement diphasique

Fig. 9.50: Troisième et cinquième modes : Pour chaque mode, deux isosurfaces d’amplitude
maximale (9×105) en noir et minimale (-9×105) en blanc du vecteur propre sont représentées pour
matérialiser la structure. Décomposition POD réalisée sur les champs de fluctuations de pression.

• Modes propres des fluctuations de fraction volumique de liquide

Parmi les modes propres obtenues par l’outil de traitement et présentés Fig. 9.51,
seuls les 4 premiers sont analysés, car les suivants ont une énergie associée trop faible.
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Fig. 9.51: Energie associée aux valeurs propres obtenues par décomposition des champs de fluc-
tuations de fraction volumique.

Les deux premiers modes forment un doublet dont l’amplitude est déphasée d’un
quart de période. La fréquence associée à cette paire est 830 Hz comme pour le
PVC.
La structure de ce doublet représentée à la Fig. 9.53 correspond à la structure du
spray identifiée sur le scénario Fig. 9.34 qui interagit avec le PVC gazeux.

Les deux modes suivants sont en fait les harmoniques des précédents (Fig. 9.54
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Fig. 9.52: Premier et deuxième modes : Evolution temporelle et spectre associé. Décomposition
POD réalisée sur les champs de fluctuations de fraction volumique de liquide. La ligne pleine
correspond à l’évolution temporelle du deuxième mode, la ligne pointillée correspond à l’évolution
du quatrième mode.

Fig. 9.53: Premier et deuxième modes : Pour chaque mode, deux isosurfaces d’amplitude
maximale (70) en noir et minimale (-70) en blanc sont représentées pour matérialiser la structure.
Décomposition POD réalisée sur les champs de fluctuations de fraction volumique de liquide.

(gauche)). Leur évolution temporelle se fait à la fréquence de 1660 Hz. La structure
du mode 3 est présentée à la Fig. 9.54 (droite).
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Fig. 9.54: Troisième et quatrième modes : Spectre du doublet de vecteur propre. Deux iso-
surfaces d’amplitude maximale (70) en noir et minimale (-70) en blanc sont représentées pour
matérialiser la structure.
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Conclusions

La POD a permis de caractériser les phénomènes instationnaires associés aux fréquences
qui apparaissent dans les spectres de pression de la chambre.

• Le mode le plus énergétique, est le mode acoustique à 335 Hz, qui correspond à
un mode acoustique quart d’onde de la chambre de combustion. En effet, la géo-
métrie très simple de la chambre de combustion favorise la présence de fréquences
acoustiques bien marquées.

• A 830 Hz les deux structures hydrodynamiques identifiées à la Fig. 9.34 de l’écoule-
ment diphasique ont été mises en évidence : il s’agit du PVC et de la structure du
spray qui suivent un mouvement de précession dans la zone proche injection.

• La décomposition a également permis d’identifier le mécanisme de lâcher tourbillon-
naire du jet d’air vrillé. Ce mécanisme participe à la dissipation turbulente.

Des structures instationnaires fortes influencent la dynamique des deux phases gazeuse
et liquide. La méthode Euler-Euler pour la LES est tout a fait capable de capter une
dynamique instationnaire. Le paragraphe suivant permet d’identifier et de quantifier les
mécanismes physiques qui agissent sur la dynamique de la phase dispersée.

9.3.6 Bilan de quantité de mouvement de la phase dispersée

Mise en place

Afin d’analyser quantitativement les mécanismes qui gouvernent la dynamique de la
phase dispersée, un bilan de quantité de mouvement est réalisé a posteriori en 6 points de
la chambre de combustion. Ces “points” sont des petites sphères numérotées de 1 à 6 et
positionnées comme sur le schéma de la Fig. 9.55. La position des sphères a été choisie de
manière à cibler des zones particulières de l’écoulement diphasique :

1. l’injection de liquide et son entraînement par l’écoulement gazeux ;

2. la zone de recirculation centrale ;

3. la direction principale du spray ;

4. la zone de fort cisaillement en bordure du spray ;

5. la zone de recirculation de coins ;

6. la zone d’impact du spray sur la paroi de la chambre.
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9.3 Analyse de l’écoulement diphasique

Fig. 9.55: Coupe longitudinale médiane de la chambre Mercato présentant un champ moyen de
fraction volumique (le dégradé est saturé afin de mettre en évidence la zone de spray). Les cercles
numérotés représentent la position des sphères dans lesquelles les bilans de quantité de mouvement
sont établis.

L’équation de la quantité de mouvement résolue de la phase dispersée s’écrit pour
chaque composante i :

∂

∂t
ρlαlûl,i +

∂

∂xj
ρlαlûl,iûl,j =

∂

∂xj
ρlαlν̂RUM Ŝ∗

l,ij

− 2

3

∂

∂xj
ρlαlδ̂θlδij

+
∂

∂xj
ρlαl

(
νdl,t Ŝ

∗
l,ij − νsl,t

∣∣∣Ŝ∗
l

∣∣∣ δij)
+

ρlαl

τp
(ũi − ûl,i)− Γ ûl,i (9.22)

Afin d’obtenir des quantités représentatives, l’Eq. (9.22) est intégrée sur le volume des
sphères. On définit l’opérateur de moyenne sur le volume Vs de la sphère s :

1

Vs

∫∫∫
Vs

· dV ≡ ⟨·⟩Vs
(9.23)
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L’intégration de l’équation Eq. (9.22) fait apparaître 6 contributions à la variation tem-
porelle de quantité de mouvement Qi,s dans le volume Vs :

∂

∂t
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ρlαl

τp
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+
⟨
−Γ ûl,i

⟩
Vs︸ ︷︷ ︸
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(9.24)

Les 6 contributions sont des termes sources ou puits de quantité de mouvement dans
les volumes considérés :

• Ci,s est l’apport de quantité de mouvement par l’advection du mouvement mésosco-
pique résolu ;

• Ri,s est le transfert de quantité de mouvement mésoscopique résolue vers le mouve-
ment décorrélé ;

• Pi,s est l’effet de pression exercé par l’agitation du mouvement décorrélé ;

• Si,s est la dissipation turbulente de sous-maille de quantité de mouvement due au
mouvement mésoscopique non-résolu ;

• Di,s est le terme source de quantité de mouvement lié à la force de traînée exercée
par le gaz porteur ;

• Ei,s est le terme puits correspondant à la quantité de mouvement transmise au gaz
par évaporation.

L’intégration est réalisée a posteriori sur des solutions instantanées enregistrées environ
toutes les 40 µs pendant près de 20 ms. Ainsi le calcul de la variation temporelle d’une
solution à l’autre n’est pas aussi précise que dans le code numérique. De plus, les termes
de dissipation numérique et le terme source lié à la limitation des valeurs minimales de
fraction volumique ne sont pas considérés.
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Analyse des résultats

Pour chaque sphère s, les 6 contributions Ci,s, Ri,s, Pi,s, Si,s, Di,s et Ei,s à la variation
de quantité de mouvement ainsi que la dérivée temporelle de la quantité de mouvement
∂Qi,s

∂t sont tracées en fonction du temps pour chaque composante i : Figs. 9.56 à 9.61.

Quels que soient les points étudiés, la dissipation turbulente liée au modèle de sous-
maille a une influence négligeable sur la dynamique de la phase dispersée devant les autres
contributions.

Les variations de quantité de mouvement de la phase dispersée aux points s1 et s2
sont très marquées par la présence du PVC identifié au §-9.3.5 à la fréquence 830 Hz. Les
taux de variation de quantité de mouvement ∂Qi,s

∂t sont déphasés entre les points s1 et
s2 d’environ 2/3 de période T = 1.15× 10−3 s. Ce délai correspond au temps de convec-
tion de l’information entre les points s1 et s2. Les variations temporelles de quantité de
mouvement sont essentiellement dues aux flux convectifs. Ces flux correspondent certai-
nement à des variations de fraction volumique dans les volumes considérés. Les pics qui
apparaissent sur ∂Qi,2

∂t Fig. 9.57 sont très nets avec une périodicité à la fréquence du PVC.
Les pics de ∂Qi,1

∂t Fig. 9.56 également à la période du PVC sont plus larges et montrent des
pics secondaires. Ces pics secondaires démontrent que l’activité turbulente plus intense
dans la zone d’injection que dans la zone de recirculation centrale, agit sur la dynamique
de la phase dispersée.

La seconde contribution aux points d’observation s1 et s2 est liée à la traînée. Au
point s1, pour la composante x, composante ortho-radiale par rapport au mouvement de
rotation d’ensemble, Dx,1 est un terme source de quantité de mouvement. On note un
déphasage entre Cx,1 et Dx,1 lié à l’inertie des particules. La force de traînée au point
s1 tend à accélérer le mouvement de rotation des gouttes. Les contributions Dy,1 et Dz,1

changent de signe selon le signe de la vitesse relative ũi− ûl,i et sont presque en opposition
de phase. Au point s2, les trois termes de traînée Di,2 suivent un comportement identique,
signe que la dynamique est assez isotrope dans cette zone. De plus, les pics sont lisses et
bien dessinés. La vitesse de glissement entre les phases fluctue donc moins en s2 qu’en
s1, la zone d’analyse s2 est plus calme que la précédente. Les contributions n’influencent
la dynamique que lorsque la variation de quantité de mouvement change de signe, c’est à
dire lorsque les composantes Qi,2 sont maximales.

L’influence de l’évaporation sur la dynamique de la phase dispersée aux points s1 et
s2 est négligeable. L’effet du mouvement décorrélé sur la dynamique de la phase dispersée
est d’un ordre de grandeur plus faible comparé à la contribution de la traînée. Au point s1
le terme de production de mouvement décorrélé est en phase avec la variation de quantité
de mouvement, tandis qu’au point s2, le mouvement décorrélé, comme la traînée, tend à
s’opposer aux variations brusques de quantité de mouvement. Lorsque le volume V1 voit
passer un fort flux de quantité de mouvement, le terme Ri,1 positif signifie que les gouttes
“s’alignent” au mouvement mésoscopique, tandis que lorsque la structure s’éloigne et que
le flux de quantité de mouvement diminue, le mouvement des gouttes se décorrèle. Au
point s2 lorsque la quantité de mouvement atteint son maximum c’est-à-dire lorsque ∂Qi,2

∂t
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s’annule, le mouvement décorrélé tend à dissiper la quantité de mouvement en dispersant
les amas de particules.
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Fig. 9.56: Bilan de quantité de mouvement dans la sphère s1. Les 3 composantes x, y, et z sont
données de haut en bas. En ordonnées les variations de quantité de mouvement de la phase liquide
sont données en (kg/m2/s2).
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Fig. 9.57: Bilan de quantité de mouvement dans la sphère s2. Les 3 composantes x, y, et z sont
données de haut en bas. En ordonnées les variations de quantité de mouvement de la phase liquide
sont données en (kg/m2/s2).
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Fig. 9.58: Bilan de quantité de mouvement dans la sphère s3. Les 3 composantes x, y, et z sont
données de haut en bas. En ordonnées les variations de quantité de mouvement de la phase liquide
sont données en (kg/m2/s2).
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Au point s3, la dynamique des gouttes montre des fluctuations basses fréquences (entre
200 et 400 Hz). Les flux convectifs et la force de traînée ont des effets opposés et de
même amplitude. La contribution de l’évaporation sur la dynamique est encore une fois
négligeable. Le comportement des contributions dues au mouvement décorrélé n’est pas
aussi clair que pour les points s1 et s2. Dans cette zone, les effets convectifs et la fraction
volumique de liquide sont moindres, les tendances sont donc moins marquées. De plus
comme en s1 les effets turbulents conduisent à l’apparition de variations aléatoires et une
fluctuation haute fréquence des termes de traînée Dx,3, Dy,3.

Au point s4, la dynamique des gouttes est encore influencée par le PVC, néanmoins la
fréquence 830 Hz qui apparaît n’est pas aussi nette sur les contributions Di,4, Pi,4 et Ri,4

qu’aux points s1 et s2. L’effet dissipatif du mouvement décorrélé Ri,4, du centre du spray
vers l’écoulement externe, entraine dans cette zone de cisaillement une augmentation de
la quantité de mouvement. Le termes de pression lié à l’énergie décorrélée Px,4 et Py,4

agissent de la même manière que Rx,4 et Ry,4 alors que Pz,4 est négatif et s’oppose à
Rz,4. Les apports thermiques de la phase gazeuse ayant permis d’atteindre la température
Twb, cf. Fig. 9.39, au point s4, l’évaporation devient un terme puits dans l’équation bilan
quantité de mouvement.

Aux points s5 et s6, la dynamique de la quantité de mouvement de la phase dispersée
est très basse fréquence car liée aux mouvements lents de recirculation, et de très faible
amplitude. Au point s5 on observe que les grandeurs sont de très faibles amplitudes, signe
que la zone est très calme. Elles sont également très bruitées. Dans la zone de recirculation
de coin, le maillage est plutôt grossier, cf. Fig. 9.2, ainsi dans la sphère, dont le rayon est de
2 mm seulement, à peine 1 à 3 noeuds doivent contribuer à l’établissement des statistiques.
Néanmoins on constate que l’évaporation et la traînée ont des effets prépondérants mais
opposés sur la variation de quantité de mouvement. Au point s6 d’impact du spray sur la
paroi, les effets convectifs sont prépondérants. La contribution Di,6 est du même ordre de
grandeur que les variations temporelles de quantité de mouvement. Au cours du temps,
Di,6 est parfois de signe opposé, parfois de signe identique à la variation ∂Qi,6

∂t . Le terme
Ei,6 a une contribution à peu près constante, négative : par évaporation, la quantité de
mouvement diminue. L’évolution des contributions Ci,6 et ∂Qi,6

∂t montre une quasi-période
d’environ 3 ms, soit une fréquence de 325 Hz. Ainsi ces quantités semblent influencées par
le mode acoustique quart-d’onde identifié au §-9.3.5.
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Conclusions

Cette étude a permis d’identifier, en 6 points précis de la chambre Mercato, les
mécanismes prépondérants de la dynamique de la phase dispersée. En terme de variation,
on peut classer les points d’observation en fonction de l’ordre de grandeur des amplitudes
de variation de quantité de mouvement :

s5 ≪ s6 ≈ s3 ≪ s4 ≪ s1 ≈ s2

Contrairement à ce que l’on pourrait penser, la zone de recirculation centrale s2, n’est
pas une zone calme comme la zone de recirculation de coins s5. Elle voit passer des grandes
variations de vitesse et de masse de liquide. D’autre part, les instationnarités sont fortes
dans cet écoulement diphasique. Les points s1, s2, et s4 sont fortement influencés par la
structure instationnaire en précession à 830 Hz identifiée aux Figs. 9.34 et 9.53. Le point
d’impact du spray liquide sur la paroi de la chambre (s6) est plus sensible à l’effet basse
fréquence du mode acoustique quart d’onde identifié à 335 Hz.

Aux points s1, s2, s3 et s4 les effets convectifs sont majoritaires. La force de traînée
exercée par le gaz sur les gouttes est la seconde contribution aux variations temporelles
de quantité de mouvement de la phase dispersée. La contribution Di,s vient amortir les
variations de quantité de mouvement causées par les flux convectifs. L’évaporation devient
une contribution non négligeable lorsque les effets convectifs de la phase dispersée sont
faibles, par exemple dans la zone de recirculation de coins au point s5. Les contributions du
mouvement décorrélé ont un effet secondaire, mais toujours présent (sauf au point s5) par
rapport à la convection et à la traînée, sur la dynamique des gouttes. Les effets des termes
Ri,s et Pi,s sont souvent additifs. Ils conduisent par effet de pression pour Pi,s et par effet
visqueux pour Ri,s à redistribuer la quantité de mouvement des zones denses présentant
des forts cisaillement aux zones moins agitées. Dans l’ensemble les termes Ri,s et Pi,s

s’opposent au terme Di,s : l’agitation décorrélée des gouttes contribue à une redistribution
de quantité de mouvement différente de celle imposée par la phase porteuse. Ainsi on
comprend que l’agitation liée au mouvement décorrélé des gouttes est essentielle pour
capturer les bons niveaux de fluctuations RMS des profils de vitesse liquide, cf. §-9.3.2.

En revanche le terme de dissipation de sous-maille est négligeable devant les autres
contributions et ceci en tous les points observés. Les fluctuations de la phase liquide sont
essentiellement liées aux grandes structures de l’écoulement. La comparaison des champs
instantanés de vitesse liquide et gazeuse (Figs. 9.23 et 9.24) illustre cette observation : la
phase liquide montre des structures de large échelle qui sont très bien résolues sur la grille
du maillage. La dissipation de l’énergie des gouttes ne se fait pas à petite échelle mais
plutôt par redistribution vers le mouvement décorrélé. Certainement dans une approche
polydisperse, les fluctuations de vitesse de sous-maille pourraient avoir plus d’importance
qu’elles n’en ont ici. Cet aspect sera à regarder en détail dans les prochains calculs Euler-
Euler avec une approche mésoscopique multi-classe (Vié, 2010).

La viscosité artificielle n’est pas prise en compte dans ces bilans effectués a posteriori.
Loin d’être négligeable dans les calculs LES diphasique Euler-Euler, elle fait l’objet d’une
étude particulière au chapitre suivant au §-10.2.2.
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Évaluation de la méthode
Euler-Euler et des stratégies
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Ce chapitre réunit l’ensemble des études comparatives réalisées sur la configuration
Mercato pour évaluer la précision et la robustesse de la méthode Euler-Euler implantée
dans Avbp pour une configuration complexe. La première section compare une simulation
Euler-Lagrange et une simulation Euler-Euler réalisées toutes deux avec le code Avbp.
La deuxième section compare les résultats des différentes stratégies numériques envisagées
actuellement pour les simulations Euler-Euler dans Avbp, afin de déterminer, parmi les
stratégies présentées et analysées au Chapitre 5, celle qui conduit aux résultats les plus
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fiables pour une géométrie complexe. La troisième section compare les résultats obtenus
avec la méthodologie FIM-UR pour l’injection à deux débits différents. Cette comparaison
permet de cibler les limitations et les futurs développement de la méthode Euler-Euler et
du modèle FIM-UR implanté dans Avbp.

10.1 Comparaison des simulations Euler-Euler et Euler-
Lagrange

10.1.1 Paramètres numériques de la simulation Euler-Lagrange

Les résultats EL présentés dans cette section sont issus d’une simulation Lagrangienne
réalisée par J.-M. Senoner sur la configuration Mercato, pour le point de fonctionnement
correspondant au Cas II. Le calcul emploie la version d’Avbp contenant le solveur La-
grangien implanté par Garćia (2009), étendu aux gouttes évaporantes par Jaegle (2009).
Les modèles employés pour le couplage avec la phase gazeuse sont strictement équivalents
aux modèles présentés au §-3.2.3. Seule l’implantation numérique : les variables caracté-
ristiques de la phase gazeuse sont interpolées à la position de la particule par une méthode
des moindres carrés. Les termes sources de couplage inverse pour la phase gazeuse sont
obtenus à la cellule par sommation des contributions de chaque particule pondérées par
la distance de la particule au centre de la cellule.

La géométrie est indentique à celle des calculs EE, à l’exception de la tête de l’atomi-
seur qui n’est pas modifiée, (Fig. 7.10). De même, le maillage est créé avec les mêmes
paramètres de génération que le maillage présenté au §-9.1.2. Ainsi, même si les points
de maillage n’ont pas rigoureusement les mêmes coordonnées, la densité et la taille des
cellules sont identiques dans les deux maillages des simulations EE et EL.

Les paramètres numériques employés pour la phase gazeuse sont strictement identiques
aux paramètres du calcul TTGC GAZ, cf. §-9.1. L’injection liquide est réalisée en appli-
quant la méthodologie FIM-UR pour l’approche Lagrangienne, c’est-à-dire que les profils
établis sur l’orifice de sortie de l’atomiseur en x = x0 sont directement appliqués comme
condition d’injection de particules. Les paramètres utilisés sont ceux présentés Tab. 9.4.
En particulier, le calcul Lagrangien est réalisé avec une injection monodisperse pour com-
parer avec les calculs Euler-Euler. En pratique, les particules de diamètre d10 = 55 µm
sont tirées sur une position aléatoire de l’anneau r0 ∈ [Ra, R0] avec la vitesse correspon-
dant aux profils donnés aux Eqs. (7.5-7.7). Les gouttes sont injectées à chaque itération.
Leur nombre est ajusté au cours du temps pour s’assurer que le débit injecté corresponde
bien au débit cible ṁl = 1 g/s. Au total, lorsque le régime est établi, quelques 360 000
particules sont présentes dans le domaine.

L’avancement temporel des Eqs. (3.1-3.4) est réalisé par une intégration à l’ordre 2.
La position initiale des particules est obtenue par un algorithme de tri en arbre1, puis au

1L’algorithme pour un domaine tridimensionnel est appelé OCTREE.
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cours du calcul, elle est mise à jour par une recherche locale des particules autour de leur
position antérieure2. Les particules rebondissent sur les parois sans perte d’énergie selon
une réflexion spéculaire.

10.1.2 Visualisation du spray

Deux visualisations du spray sont proposées Figs. 10.1 et 10.2. Les zones où les gouttes
de la simulation Lagrangienne sont très petites, apparaissent en blanc sur le champ de
fraction volumique de liquide car ces gouttes ne représentent quasiment pas de masse.
Hormis la zone d’injection3, les deux visualisations sont cohérentes. Le long de la direction
principale du spray, on distingue des amas de gouttes, qui se traduisent par un niveau de
fraction volumique important sur le champ Eulérien. Ces amas de gouttes, ou zones de
concentration préférentielle de gouttes, sont caractéristiques des écoulements dispersées
turbulents (Squires & Eaton, 1991).

Fig. 10.1: EL JMS - Visualisation de la distribution de gouttes localisée dans un volume mince
autour de la coupe médiane longitudinale. La taille des sphères est proportionnelle au rayon des
gouttes qu’elles représentent.

Des champs eulériens instantanés de vitesse axiale et radiale de la phase dispersée
sont présentés aux Figs. 10.3 et 10.4. Une comparaison rapide des champs issus de la
simulation TTGC CMS RUE 1 aux champs interpolés de la simulation EL JMS permet
de constater que les champs des deux approches présentent les mêmes caractéristiques de
distribution de vitesse. Les niveaux dans les deux simulations sont identiques pour les deux
composantes de vitesse. La faible charge en liquide ne permet pas d’obtenir des champs
Eulériens continus interpolés de la représentation Lagrangienne. Sur les champs eulériens
reconstruits de la simulation EL JMS, les zones de forte vitesse axiale sont également des
zones de forte vitesse radiale.

2En anglais cet algorithme est appelé know-vicinity.
3L’application du modèle FIM-UR ne se fait pas rigoureusement de la même manière dans les deux

simulations, cf. Chapitre 7.
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Fig. 10.2: TTGC CMS RUE 1 - Champ de fraction volumique de liquide sur un plan de coupe
médiane longitudinale.

Fig. 10.3: Comparaison des champs eulériens de vitesse axiale (en m/s) des simulations
TTGC CMS RUE 1 (haut) et EL JMS (bas).
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Fig. 10.4: Comparaison des champs eulériens de vitesse radiale (en m/s) des simulations
TTGC CMS RUE 1 (haut) et EL JMS (bas).

10.1.3 Comparaison aux mesures expérimentales

Les résultats de la simulation EL, dont la méthodologie a été brièvement présentée au
§-10.1.1 et identifiée dans la suite EL JMS, sont comparés aux résultats de la simulation
EE TTGC CMS RUE 1. Dans un premier temps, on s’est assuré que la dynamique de la
phase gazeuse résolue est rigoureusement identique entre les deux versions d’Avbp em-
ployées. Pour la comparaison des profils de vitesse liquide, les mesures expérimentales
déjà employées pour les comparaisons au §-9.3.2 sont utilisées ici comme référence. Les
statistiques des deux simulations sont réalisées sur plus de 200 ms de temps physique, soit
une dizaine de temps convectif τconv (Eq. (9.2)).

Vitesse liquide moyenne

Les profils de vitesse moyenne sont présentés aux Figs. 10.5 à 10.7. Les statistiques
des deux simulations EL JMS et TTGC CMS RUE 1 sont très similaires pour les trois
composantes avec un niveau de précision comparable.

Pour la composante axiale de la simulation EL JMS, la vitesse est légèrement sous-
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Fig. 10.5: Cas II - Profils de vitesse liquide moyenne axiale en m/s. Symboles : LDA ; lignes : si-
mulations Avbp - pleine : EL JMS, pointillée : TTGC CMS RUE 1.
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Fig. 10.6: Cas II - Profils de vitesse liquide moyenne radiale en m/s. Symboles : LDA ; lignes : si-
mulations Avbp - pleine : EL JMS, pointillée : TTGC CMS RUE 1.

estimée au centre à z = 6 mm puis surestimée à z = 26 mm. Cette différence pourrait être
liée à un biais des statistiques du fait du très faible nombre de particules au centre de la
chambre de combustion. A z = 56 mm, les pics sont placés légèrement plus vers l’extérieur
et leur amplitude est plus faible que dans la simulation EE.
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Fig. 10.7: Cas II - Profils de vitesse liquide moyenne ortho-radiale en m/s. Symboles : LDA ;
lignes : simulations Avbp - pleine : EL JMS, pointillée : TTGC CMS RUE 1.

Concernant les deux autres composantes, il y a également un bon accord entre les
deux approches. A z = 56 mm l’amplitude des de la simulation EL JMS est toujours
sous-estimée par rapport à la simulation TTGC CMS RUE 1. On note toutefois une forte
différence pour la composante radiale à z = 26 mm où la simulation EL JMS sur-prédit
fortement les pics de vitesse.

Pour les trois composantes, la position radiale des maxima est mieux prédite à 56 mm
avec la simulation EL JMS qu’avec la simulation TTGC CMS RUE 1, néanmoins les ni-
veaux sont souvent sous-estimés.

Fluctuations de vitesse liquide

Les profils d’écart-type, ou fluctuations RMS, de vitesse liquide sont présentés
Figs. 10.8 à 10.10. A nouveau, les statistiques issues des deux approches sont extrême-
ment proches et apportent le même niveau de précision. Les statistiques de la simulation
EL souffrent d’un manque de convergence notable au centre des profils, à cause de la
très faible densité de gouttes dans la zone de recirculation centrale. De manière géné-
rale, la forme des profils obtenus par la simulation EL JMS est plus proche des profils
expérimentaux. En particulier, les fluctuations sur l’extérieur du spray, par exemple sur
la composante ortho-radiale à 26 et 56 mm, sont bien mieux estimées dans la simulation
EL JMS que dans la simulation Eulérienne TTGC CMS RUE 1.
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LDA ; lignes : simulations Avbp - pleine : EL JMS, pointillée : TTGC CMS RUE 1.

Diamètre de gouttes

Là encore, les profils de diamètres moyens issus de la simulations EL JMS ont les
mêmes caractéristiques que les profils Eulériens : le profil plat à 6 mm, issu de l’injection
monodisperse, évolue en un profil à deux bosses qui s’étalent ensuite vers l’extérieur du
spray.

Dès z = 26 mm, la simulation EL a rempli les coins de la chambre de gouttes de
diamètre 20 µm, alors que dans la simulation EE ces coins sont toujours vides de gouttes,
puisqu’en effet, les niveaux de diamètre dans ces coins correspondent aux valeurs seuils
(Eq. (9.13)). Dans la suite les pics des profils de la simulation EL JMS sont plus étalés
vers l’extérieur, c’est-à-dire que les gouttes de taille plus importante continuent de migrer
vers les bords du spray.

Dans le calcul TTGC CMS RUE 1, il semble que les gouttes qui entrent dans la zone
de recirculation de coins soient piégées et qu’elles y restent jusqu’à ce qu’elles se soient
entièrement évaporées. Dans la simulation EL JMS, il existe un mécanisme de dispersion
qui permet aux gouttes de sortir de la zone de recirculation de coins. Cette différence de
comportement est probablement liée au traitement différent de l’impact des gouttes à la
paroi. Dans la simulation TTGC CMS RUE 1, lorsqu’un front de gouttes atteint la paroi,
il y reste “collé” et est convecté uniquement parallèlement à la paroi par le glissement sur
les paroi non-adhérente pour le liquide (ligne noire fléchée Fig. 10.12). En revanche, dans la
simulation EL JMS, le rebond des particules (flèches grises Fig. 10.12) permet au contraire
de renvoyer les particules dans l’écoulement et de redistribuer les diamètres et l’agitation
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Fig. 10.11: Cas II - Profils de diamètre moyen en µm. Symboles : PDA ; lignes : simulations
Avbp - pleine : EL JMS, pointillée : TTGC CMS RUE 1.

dans le coin de la chambre. Les rebonds de gouttes aux parois sont certainement une source
de mouvement décorrélé qui n’est actuellement pas prise en compte dans l’approche Euler-
Euler mésoscopique actuellement implantée dans Avbp.

Une autre contribution à la distribution de diamètre moyen dans les coins de la chambre
est certainement liée à la résolution de la polydispersion locale. En effet, les calculs an-
térieurs EL réalisés avec une injection polydisperse (Senoner et al., 2009b) capturaient
la bonne répartition du diamètre moyen sur l’extérieur du spray. Dans le cas du brûleur
TLC, Jaegle (2009) a montré qu’un calcul EL avec une injection monodisperse résoud na-
turellement une polydispersion locale issue de l’histoire propre de chaque particule. Ainsi
la distribution de diamètre à l’extérieur du spray obtenue par le simulation EL JMS cor-
respond peut-être un effet de polydispersion que ne peut pas résoudre la simulation EE
monodisperse.

La différence des diamètres moyens à l’extérieur du spray entre les deux approches
permet d’identifier une cause prépondérante dans les différences observées précédemment
sur les fluctuations de vitesse liquide. En effet, la taille des gouttes modifie leur sensibilité
aux échelles de la turbulence.

Les niveaux des fluctuations de diamètre, des profils présentés Fig. 10.13, sont légère-
ment plus élevés dans l’approche Lagrangienne. En effet même si l’injection des gouttes
est monodisperse, l’évaporation fait évoluer le diamètre des gouttes selon leur trajectoire
propre et le calcul Lagrangien devient peu à peu localement polydisperse, ce qui n’est
pas possible en Eulérien. Néanmoins les niveaux de fluctuations de diamètre issus de la
simulation EL JMS restent très en-dessous des niveaux mesurés dans l’expérience. Cette
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Fig. 10.12: Schématisation du mécanisme de dispersion des gouttes dans les coins.
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Fig. 10.13: Cas II - Profils d’écart-type de diamètre moyen. Symboles : PDA ; lignes : simulations
Avbp - pleine : EL JMS, pointillée : TTGC CMS RUE 1.

observation permet de conclure que la polydispersion locale mesurée sur le banc Mer-
cato, correspond à deux contributions : l’une due au processus d’évaporation le long
de chaque trajectoire de goutte, et l’autre liée directement à la polydispersion du spray
produit par l’atomiseur. Cette dernière n’est pas prise en compte dans les simulations
et s’avère prépondérante. Les comparaisons entre un calcul EL monodisperse et EL po-
lydisperse permettront de conclure sur cette observation (Jaegle, 2009; Senoner, 2010).
Néanmoins la polydispersion dans cette configuration n’a pas un effet prépondérant sur
les profils de vitesse qui sont malgré tout relativement bien captés par les deux simulations.
La dynamique est bien reproduite par la classe moyenne des gouttes.
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10.1.4 Analyse du processus d’évaporation

Comme présenté au Chapitre 1, l’objectif des simulations diphasiques réalisées sous
Avbp n’est pas seulement de prédire précisément la dynamique des phases gazeuse et
dispersée mais aussi de renseigner sur la répartition du carburant dans le foyer afin de
mieux appréhender les modes de combustion.

Le kérosène injecté sous forme liquide puis évaporé n’est pas consommé par combustion.
Ainsi, la richesse gazeuse moyenne dans la chambre augmente progressivement au cours
du calcul. La moyenne calculée sur le volume de la chambre ⟨Φ̃g⟩Vmerc est tracée Fig. 10.14
en fonction du temps physique. Le temps est remis à zéro pour les deux extraits analysés
des simulations EL CMS et TTGC CMS RUE 1.
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Fig. 10.14: Evolution de la richesse moyenne dans la chambre Mercato, notée ⟨Φ̃g⟩Vmerc .

La richesse dans les deux simulations augmente linéairement et avec la même vitesse.
Cette observation atteste que les modèles d’évaporation et les débits liquide injectés dans
les simulations sont identiques. Néanmoins les deux extraits analysés des simulations EE
et EL ne correspondent pas au même avancement dans le temps.

Pour comparer directement des champs instantanés de fraction massique de carburant
vapeur, la valeur moyenne dans la chambre à l’instant d’observation ⟨ỸF ⟩Vmerc est retran-
chée à la valeur locale instantanée ỸF . La grandeur tracée Fig. 10.15 est donc l’écart de la
fraction massique à la moyenne noté δYF = ỸF − ⟨ỸF ⟩Vmerc . La répartition du carburant
dans la chambre est similaire pour les deux simulations. Le carburant produit par l’évapo-
ration proche injection, est convecté vers la sortie de la chambre. En revanche, le carburant
produit dans les zones de recirculation de coins reste piégé dans la zone de recirculation de
coins, où les maxima de δYF sont atteints. Le carburant formé dans les coins est également
convecté en partie vers l’aval de la chambre par l’écoulement lent (derrière l’ouverture de
la zone de recirculation) le long des parois. Les différences observées entre les approches
EE et EL au niveau des profils de diamètres, présentés à la Fig. 10.11, ne se répercutent
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pas de manière notable sur les champs de répartition de fraction massique de carburant.
Néanmoins il faudrait vérifier cette observation en confrontant ces champs à des mesures
expérimentales. Malheureusement, la répartition du carburant dans la chambre n’a pas
été mesurée sur le banc Mercato, la mesure de fraction massique étant délicate dans une
telle configuration présentant un écoulement vrillé.

Fig. 10.15: Champs instantanés de l’écart de fraction massique à la moyenne dans la chambre
: δYF = ỸF − ⟨ỸF ⟩Vmerc . La ligne blanche correspond au niveau de fraction massique moyen,
c’est-à-dire à δYF = 0. Les lignes grises matérialisent les iso-contours de taux d’évaporation
Γ = 1.5 kg/m3/s.

10.1.5 Comparaison en termes de temps de calcul

Les calculs réalisés au cours de cette thèse ont bénéficié de l’excellent parallellisme
d’Avbp, et d’un accès à différentes machines de calcul propres au CERFACS ou à l’ex-
térieur dans des centres calculs intensifs (SGI ALTIX ICE du CINES, BULL-Itanium du
CCRT, ROCKS+MOAB de l’université de Stanford4, et BlueGene/P du laboratoire na-
tional d’Argonne5). Le portage d’un code de calcul sur différentes architectures est une
tâche délicate et difficile, réalisée par Gabriel Staffelbach pour Avbp.

Les calculs présentés dans ce manuscrit ont tous été tournés (en partie) sur la machine
4Dans le cadre du Summer Program 2008.
5Dans le cadre du projet INCITE.
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BlueGene/P Intrepid du centre national d’Argonne, afin de pouvoir établir une mesure
comparable de l’efficacité réduite des différentes stratégies mises en place. L’efficacité cor-
respond au temps de calcul nécessaire pour effectuer une itération du calcul par noeud
du maillage et par nombre de processeurs nproc. L’efficacité réduite est ce temps rapporté
sur un seul processeur. Le nombre de noeuds du maillage utilisé pour la configuration
Mercato est Nnode = 649 282 pour les simulations Euler-Euler et Nnode = 727 032 pour
la simulation Euler-Lagrange.

E (nproc) =
TCPU (nproc)

niter ·Nnode
(10.1)

RE =
TCPU (nproc) · nproc

niter ·Nnode
(10.2)

où TCPU (nproc) est la durée du calcul porté sur nproc processeurs.

Simulation Temps CPU par
niter nproc

E RE
processeur (s) (s/it/no/proc) (s/it/no)

EL JMS 11785.47 15000 1024 1.08× 10−6 1.11× 10−3

TTGC CMS RUE 1 42305.93 92000 1024 7.08× 10−7 7.25× 10−4

Tab. 10.1: Temps de calcul et efficacité

On constate que sur cette configuration la simulation Euler-Euler est plus efficace que la
simulation Euler-Lagrange. Néanmoins ce constat n’est pas toujours vrai. Les simulations
réalisées sur le cluster Bluegene/L du CERFACS (Senoner et al., 2009b) ne montrent
pas la même tendance. Si le calcul Euler-Euler conduit à la même efficacité, le calcul
Lagrangien présenté alors était bien plus efficace. Cette différence peut avoir plusieurs
causes. Le calcul publié (Senoner et al., 2009b) était polydisperse et à l’état stationnaire
le domaine comptait quelques 250 000 particules contre 360 000 dans le calcul présenté
dans ce manuscrit. D’autre part, les parois ne traitaient pas le rebond des particules
qui nécessite l’emploi d’un algorithme coûteux de localisation des particules. Ces deux
causes permettent de comprendre pourquoi la simulation monodisperse présentée dans ce
manuscrit est moins efficace.

L’efficacité en temps de calcul des simulations Euler-Euler n’est pas liée à la charge
contrairement aux simulation Euler-Lagrange. La méthode Euler-Euler est donc particu-
lièrement bien adaptée à la simulation parallèle, son coût est indépendant du débit imposé.

10.1.6 Conclusions

L’utilisation du modèle d’injection monodisperse FIM-UR dans la simulation EL JMS
et TTGC CMS RUE 1 permet d’obtenir des conditions limites adaptées pour chaque ap-
proche et cohérentes : elles conduisent à des statistiques tout à fait comparables.

Des différences apparaissent dans les profils de répartition de taille de goutte, certaine-
ment lié au traitement différent pour les parois de la chambre dans les deux approches et
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à la polydispersion qui apparaît naturellement dans l’approche EL. Ces différences ne se
répercutent pas sur la distribution de carburant gazeux dans la chambre.

La méthode Euler-Lagrange, plus intuitive est souvent préférée. Néanmoins la méthode
Euler-Euler mésoscopique est tout à fait adaptée pour la simulation d’écoulements di-
phasiques dans les chambres de combustion à carburant liquide. La précision des deux
approches est similaires. Il reste à évaluer la fiabilité de la stratégie numérique employée
pour la méthode Euler-Euler et à évaluer la méthode d’injection FIM-UR.

10.2 Analyse des stratégies numériques pour la simulation
Euler-Euler

10.2.1 Rappel des différentes stratégies mises en place

Dans cette section, les résultats des simulations Euler-Euler réalisées sur le Cas II de
la configuration Mercato avec les 3 stratégies rappelées au Tab. 10.2, sont analysés
qualitativement et quantitativement.

Nomenclature Schéma gaz Stratégie liquide Senseur de VA ϵ(2)

LW PSI noRUE 1 LW PSI AV 3 CMS 0.04
TTGC CMS noRUE 1 TTGC TTGC AV 3 CMS 0.25
TTGC CMS RUE 1 TTGC TTGC RUE AV 4 CMS lite 0.30

Tab. 10.2: Simulations dont les résultats sont présentés dans cette section.

Pour chaque simulation, les statistiques ont été enregistrées sur 200 ms de temps phy-
sique. Les comparaisons aux mesures expérimentales sont montrées au paragraphe §-10.2.3.
Pour avoir un aperçu global des performances des stratégies évaluées une première analyse
qualitative est d’abord réalisée au paragraphe suivant.

10.2.2 Comparaisons qualitatives du spray

Distribution des gouttes

La répartition de gouttes est montrée Fig. 10.16 sur un cliché instantané pour chaque
stratégie. Les zones les plus denses apparaissent à l’injection, puis dès que le spray entre
dans la chambre, les gouttes sont dispersées dans la zone de vortex breakdown de l’écoule-
ment gazeux. Des amas de gouttes importants apparaissent également sur l’extérieur du
jet vrillé. Les niveaux les plus élevés apparaissent dans les simulations LW PSI noRUE 1
et TTGC CMS RUE 1. La simulation LW PSI noRUE 1 montre un cône de répartition
de densité volumique moins ouvert que les deux autres simulations réalisées avec le schéma
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TTGC. Le champ issu de la simulation TTGC CMS noRUE 1 apparaît très lissé par la
dissipation artificielle importante6 et le champ issu de la simulation TTGC CMS RUE 1
montre des lignes de niveau assez bruitées identifiant des effets de dispersion mal contrôlés.

La ségrégation de gouttelettes dans le spray est une quantité statistique définie comme
le ratio ⟨n2

l ⟩/⟨nl⟩2 où ⟨ · ⟩ est l’opérateur de moyenne temporelle définie au §-8.2.4. Une
valeur plus grande que 1 identifie une zone où les effets de compressibilité sur la phase
dispersée sont importants, c’est-à-dire où les écarts à la densité moyenne sont fréquents et
importants. Les champs de ségrégation pour chaque simulation sont présentés Fig. 10.17.
Les champs montrent une forme comparable pour les 3 simulations.

Les niveaux de segrégation les plus forts apparaissent dans la zone centrale où la densité
volumique de goutte est faible. Dans ces zones des forts amas de gouttes passent régulière-
ment. L’étude de la dynamique locale de la phase dispersée réalisée au chapitre précédent
§-9.3.6, a démontré qu’au point s2, situé dans cette même zone centrale, la quantité de
mouvement était fortement pilotée par la structure liquide en précession à 830 Hz. Cette
structure instationnaire pulse donc périodiquement des paquets de gouttes qui sont en-
suite éjecté de l’axe par effet d’inertie. Cette instationnarité génère donc à cet endroit une
variance de densité de gouttes très forte par rapport à la moyenne locale faible.

La simulation TTGC CMS RUE 1 montre les niveaux de ségrégation les plus impor-
tants, à la fois dans la direction principale du spray mais également au centre sur l’axe de la
chambre. Ensuite les simulations LW PSI noRUE 1, puis TTGC CMS noRUE 1 montrent
une ségrégation moins forte. On retrouve le résultat de Vié et al. (2009) qui ont
obtenu sur un cas de THI une ségrégation plus élevée avec la stratégie numérique
TTGC RUE AV 4 qu’avec les stratégies TTGC AV 1 et PSI AV 3.

6Rappelons que le senseur CMS s’active plus que le senseur CMS-lite, comme cela a été mis en évidence
au Chapitre 5.
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(a) Simulation LW PSI noRUE 1.

(b) Simulation TTGC CMS noRUE 1.

(c) Simulation TTGC CMS RUE 1.

nl en m−3

Fig. 10.16: Cas II - Coupes longitudinales médianes de la chambre Mercato présentant un
champ instantané de densité volumique de gouttes. Les lignes noires représentent les isocontours
nl = 1.5× 1010, 3.8× 109 et 5× 106 m−3.
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(a) Simulation LW PSI noRUE 1.

(b) Simulation TTGC CMS noRUE 1.

(c) Simulation TTGC CMS RUE 1.

⟨n2
l ⟩

⟨nl⟩2

Fig. 10.17: Cas II - Coupes longitudinales médianes de la chambre Mercato présentant la
ségrégation de gouttes.
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Les champs instantanés de diamètre montrent une grande disparité entre les 3 stra-
tégies numériques, Fig. 10.18. Le champ de la simulation LW PSI noRUE 1 montre une
dissipation importante dans la direction de l’écoulement. Les gouttes dans le spray, plus
petites, ont une inertie plus faible et ressentent moins l’effet centrifuge du mouvement
de rotation d’ensemble. Ce phénomène explique la répartition des gouttes (Fig. 10.16(a))
moins ouverte que pour les approches TTGC CMS noRUE 1 et TTGC CMS RUE 1. La
simulation TTGC CMS RUE 1 est celle qui diffuse le moins les pics de diamètres, néan-
moins comme observé précédemment, l’aspect granulaire du contour démontre des effets
dispersifs non contrôlés.

Mélange gazeux

Un champ instantané de fraction massique de carburant kérosène gazeux est présenté
à la figure 10.19. A chaque champ est associé sa propre échelle car les 3 champs ne sont
correspondent pas au même temps physique et donc à la même valeur moyenne de vapeur
de kérosène dans la chambre. Les répartitions de carburant dans la chambre sont très
similaires pour les 3 simulations. Néanmoins les fortes fluctuations qui apparaissent en
aval après l’impact du spray à la paroi aux Figs. 10.19(b) et 10.19(c) n’apparaissent sur le
champ de la Fig. 10.19(a). Du fait de la diffusion du diamètre observée à la Fig. 10.18(a),
l’évaporation est beaucoup plus rapide conduisant à une distribution de carburant plus
homogène en aval du spray.

Grâce aux mesures expérimentales, il sera possible de statuer sur la distribution de dia-
mètre la plus physique entre les 3 simulations, cf. §-10.2.3. Malheureusement la répartition
du carburant dans la chambre n’a pas encore été étudiée sur le banc d’essai Mercato.

255



Évaluation de la méthode Euler-Euler et des stratégies numériques

(a) Simulation LW PSI noRUE 1.

(b) Simulation TTGC CMS noRUE 1.

(c) Simulation TTGC CMS RUE 1.

d en µm

Fig. 10.18: Cas II - Coupes longitudinales médianes de la chambre Mercato présentant un
champ instantané de diamètre moyen de gouttes.
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(a) Simulation LW PSI noRUE 1. Isocontours : ỸF = 0.045, 0.023.

(b) Simulation TTGC CMS noRUE 1. Isocontours : ỸF = 0.037, 0.019.

(c) Simulation TTGC CMS RUE 1. Isocontours : ỸF = 0.034, 0.017.

Fig. 10.19: Coupes longitudinales médianes de la chambre Mercato présentant un champ ins-
tantané de fraction massique de carburant KERO LUCHE. Les lignes noires sont des isocontours
de ỸF adaptés à chaque échelle.
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Dynamique et dissipation

Les champs de vitesse axiale instantanée sont présentés Fig. 10.20 pour les trois stra-
tégies. Les niveaux de vitesse sont identiques pour les trois stratégies numériques, les
maxima de vitesse se situent le long de la direction principale du spray sous forme de pa-
quets plus ou moins diffus. Pour la simulation LW PSI noRUE 1, les paquets sont petits et
très intenses et disparaissent rapidement le long de la direction de propagation. Cet effet
est certainement lié à la taille des gouttes plus petites dans cette simulation, donc moins
inertielles qui subissent plus fortement l’influence de la turbulence de l’écoulement gazeux.
Le champ de TTGC CMS noRUE 1 présente des paquets plus larges, moins intenses, qui
persistent plus en aval. Le champ de la simulation TTGC CMS RUE 1 ressemble beau-
coup au champ de la simulation TTGC CMS noRUE 1, mais les paquets occupent un plus
large espace notamment radialement et ils sont également plus intenses. Ainsi les termes
sources liés au mouvement décorrélé tendent à dissiper l’énergie cinétique mésoscopique
dans la direction perpendiculaire au cisaillement.

En utilisant l’évaluation Eq. (5.22), on peut calculer a posteriori un coefficient de vis-
cosité associé à l’opérateur de diffusion artificielle du 2nd ordre et illustré Fig. 10.21.
Les paramètres ϵ(2) pour chaque simulation sont rappelés au Tab. 10.2. Les niveaux de
dégradé de gris de la Fig. 10.21 sont saturés près de l’injection (c’est-à-dire que la vis-
cosité artificielle y est supérieure à 6.0 × 10−2 kg/m/s) pour les champs des simulations
TTGC CMS noRUE 1 et TTGC CMS RUE 1. La résolution des gradients à l’injection en
utilisant le schéma TTGC nécessite en effet un ajout important de viscosité. La viscosité
artificielle conduit à une diffusion isotrope des quantités qui est visible sur la répartition de
diamètre proche injection, Fig. 10.18. Des niveaux de diamètre importants apparaissent en
amont de l’injection dans les simulations TTGC CMS noRUE 1 et TTGC CMS RUE 1.
En revanche le schéma PSI, qui diffuse essentiellement dans la direction de propagation,
résout un gradient fort de diamètre à l’injection, ce qui est plus physique. Ainsi le schéma
PSI semble mieux adapter pour les configurations d’injection.s

Par contre les niveaux de viscosité dans la chambre sont à peu près identiques pour
les simulations LW PSI noRUE 1 et TTGC CMS RUE 1. Il faut garder à l’esprit que
dans le cas de la simulation LW PSI noRUE 1, le schéma décentré amont PSI introduit
naturellement une forte viscosité numérique (cf. Chapitre 5). Cette viscosité peut diffici-
lement être estimée a posteriori (Lamarque, 2007). Dans le cas de l’utilisation du senseur
CMS lite (Fig. 10.21(c)), la zone d’activation de la diffusion artificielle est réduite dans
l’espace et, malgré le coefficient important ϵ(2) = 0.30, les niveaux de viscosité appliqués
sont gloabalement plus faibles. Dans le cas de la simulation TTGC CMS RUE 1, la vis-
cosité ν̂RUM liée au mouvement décorrélé s’ajoute à la viscosité artificielle dans l’équation
de la quantité de mouvement et permet de stabiliser le calcul.
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(a) Simulation LW PSI noRUE 1.

(b) Simulation TTGC CMS noRUE 1.

(c) Simulation TTGC CMS RUE 1.

ûl,z en m/s

Fig. 10.20: Cas II - Coupes longitudinales médianes de la chambre Mercato présentant un
champ instantané de vitesse axiale. Les lignes blanches matérialisent les iso-contours ûl,z = 25 et
15 m/s, les lignes noires, les iso-contours ûl,z = 5 et −5 m/s.
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(a) Simulation LW PSI noRUE 1.

(b) Simulation TTGC CMS noRUE 1.

(c) Simulation TTGC CMS RUE 1.

ρlαl ν
AV en kg/m/s

Fig. 10.21: Coupes longitudinales médianes de la chambre Mercato présentant un champ ins-
tantané de diamètre moyen de gouttes.
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Afin d’évaluer plus finement le niveau des différentes viscosités appliquées dans le cal-
cul, les valeurs des coefficients de viscosité de sous-maille νdl,t, liée au mouvement décorrélée
ν̂RUM et artificielle νAV sont extraites des points de maillages de la chambre de combus-
tion. Les valeurs sont réparties en 25 groupes en fonction de la valeur locale de fraction
volumique. Pour chaque groupe la moyenne des coefficients νdl,t, ν̂RUM et νAV est calculée.
L’ensemble est présenté pour les 3 simulations à la Fig. 10.22.
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(a) LW PSI noRUE 1.
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(b) TTGC CMS noRUE 1.
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(c) TTGC CMS RUE 1.

Fig. 10.22: Histogrammes de répartition des coefficients de viscosité en fonction de la fraction
volumique.

Pour les trois stratégies numériques, la viscosité turbulente de sous-maille est négli-
geable devant la viscosité artificielle : le coefficient νdl,t est 100 à 1000 fois plus petit que
l’estimation νAV . Cette observation vient corroborer l’étude réalisée au §-9.3.6, où l’on
a constaté que le modèle de sous-maille n’a aucun effet sur la dynamique de la phase
dispersée. Le modèle de sous-maille développé dans le cadre d’une THI (Moreau et al.,
2009) n’est pas activé pour le type de turbulence rencontrée ici. En effet les échelles de
variation de vitesse liquide observée Fig. 10.20 sont plutôt grandes par rapport à la taille
de maille, ainsi l’ensemble des fluctuations de vitesse de la phase dispersée sont résolues.
De plus, les niveaux de fluctuations de vitesse comparés aux mesures expérimentales sont
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en très bon accord, démontrant que les mécanismes instationnaires sont bien captés dans
les simulations.

La viscosité artificielle utilisée dans la simulation LW PSI noRUE 1 est 5 fois plus faible
que dans les calculs employant le schéma TTGC. Par contre, il faut garder à l’esprit qu’à
la VA, s’ajoute la diffusion numérique du schéma PSI mise en évidence au Chapitre 5, au §-
5.3.2. Pour les trois simulations, l’application de la VA suit le même schéma. Le maximum
est atteint pour une valeur faible αl ≈ 1.0× 10−8 et décroît lorsque la fraction volumique
augmente. Ainsi dans les zones où la fraction volumique est importante, le senseur CMS
est moins fortement activé permettant ainsi de ne pas dégrader la dynamique dans les
zones significatives7 de l’écoulement dispersé.

L’histogramme de répartition de VA en fonction la fraction volumique des simulations
TTGC CMS noRUE 1 et TTGC CMS RUE 1 montrent des tendances similaires. On re-
marque qu’à partir de αl ≈ 1.0 × 10−6 la décroissance de niveau de νAV est plus impor-
tante dans le cas TTGC CMS RUE 1. C’est à cette même valeur que la viscosité ν̂RUM

atteint un niveau non-négligeable, et vient palier la diminution de νAV . Dans la simulation
TTGC CMS RUE 1, on a donc réussi à diminuer au maximum les niveaux de VA pour
les grandes valeurs αl afin de ne pas masquer la viscosité physique liée à l’influence du
mouvement décorrélé.

Qualitativement, la stratégie numérique PSI AV 3 choisie pour sa robustesse permet
en effet de diminuer de manière significative l’ajout de viscosité artificielle au sein de l’é-
coulement mais surtout au niveau de l’injection liquide. Néanmoins les champs de densité
de gouttes et de distribution de diamètre issus de la simulation LW PSI noRUE 1 sont
notablement différents des champs issus des simulations TTGC CMS noRUE 1 et
TTGC CMS RUE 1. La comparaison avec les mesures expérimentales permettra de
statuer plus précisément sur ces points.

Le senseur CMS développé dans le cadre de cette thèse pour corriger la tendance du
senseur JR à s’activer partout dans l’écoulement, cf. §-5.2.2, remplit bien son rôle. L’exten-
sion du senseur CMS proposée par Martinez (2009), le senseur CMS-lite, semble également
adapté pour la configuration Mercato : il permet de diminuer la viscosité artificielle de
manière à ne pas masquer la dissipation par le mouvement décorrélé. Néanmoins, on a pu
constater que les effets de dispersion ne sont pas complètement contrôlés (Figs. 10.16(a)
et 10.18(c)). La comparaison des statistiques aux mesures expérimentales, cf. §-10.2.3 per-
met d’identifier la procédure qui conduit aux résultats les plus physiques.

7car elles représentent une part importante de la masse de liquide.
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10.2.3 Comparaison aux mesures expérimentales

Vitesse liquide

Le schéma numérique PSI a été bâti dans Avbp à partir du schéma LW comme schéma
dit haut ordre, cf. Chapitre 5, §-5.3.2. Ainsi sur la phase gazeuse, le schéma employé dans
la simulation LW PSI noRUE 1 est également le schéma numérique LW et non le schéma
TTGC comme pour les simulations TTGC CMS noRUE 1 et TTGC CMS RUE 1. L’une
des premières vérifications consiste donc à s’assurer que l’écoulement gazeux suit la même
dynamique dans les trois simulations comparées. En effet l’écoulement gazeux correspond à
l’écoulement porteur, il influence au premier ordre la dynamique et la dispersion du spray.
Les comparaisons des composantes de vitesse moyenne et de fluctuations RMS de vitesse
sont données en annexe A. Dans l’ensemble les schémas LW et TTGC offrent la même
précision sur le maillage bien raffiné retenu dans cette étude. Quelques écarts mineurs
apparaissent néanmoins sur les profils de fluctuations RMS de vitesse.

Les vitesses moyennes de la phase dispersée issues des trois simulations Euler-Euler
présentées au Tab. 10.2 sont comparées aux mesures expérimentales LDA. Les courbes
sont présentées à la Fig. 10.23 pour la composante axiale, Fig. 10.24 pour la composante
radiale et Fig. 10.25 pour la composante ortho-radiale de vitesse moyenne.

Sur les trois composantes, les profils se superposent quasiment à l’abscisse z = 6 mm.
Cette observation atteste que les trois simulations utilisent les mêmes profils d’entrée
FIM-UR pour l’injection de liquide et que la phase gazeuse influence le spray de manière
similaire.

Sur la composante ortho-radiale, les profils restent similaires aux deux autres abscisses
z = 26 et 56 mm. En revanche pour les composantes axiale et radiale des écarts appa-
raissent entre les trois simulations à z = 26 mm et se creusent à z = 56 mm. Pour la
composante axiale, la vitesse de recirculation au centre est surestimée pour les stratégies
LW PSI noRUE 1 et TTGC CMS noRUE 1. Sur la composante radiale, les extrema de
vitesse sont mal positionnés par rapport aux expériences. Ces différences observées sont
à relier directement aux profils de diamètre moyen présentés Fig. 10.29. Les gouttes ont
un diamètre inférieur dans les simulations LW PSI noRUE 1 et TTGC CMS noRUE 1, et
sont alors plus sensibles à la dynamique du gaz que ce qu’elles devraient l’être. La diffu-
sion numérique importante, dans la direction principale de propagation, du schéma PSI
est bien visible sur les profils à z = 56 mm de vitesse axiale et radiale moyenne.
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Fig. 10.23: Cas II - Profils de vitesse liquide moyenne axiale en m/s. Symboles : LDA ;
lignes : simulations Avbp - pointillée : LW PSI RUE 1, pleine : TTGC CMS RUE 1, point-tiretée
: TTGC CMS noRUE 1.
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Fig. 10.24: Cas II - Profils de vitesse liquide moyenne radiale en m/s. Symboles : LDA ;
lignes : simulations Avbp - pointillée : LW PSI RUE 1, pleine : TTGC CMS RUE 1, point-tiretée
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Fig. 10.25: Cas II - Profils de vitesse liquide moyenne ortho-radiale en m/s. Symboles : LDA ;
lignes : simulations Avbp - pointillée : LW PSI RUE 1, pleine : TTGC CMS RUE 1, point-tiretée
: TTGC CMS noRUE 1.

Globalement la simulation TTGC CMS RUE 1 donne les meilleurs résultats sur toutes
les composantes. Les résultats de la simulation LW PSI noRUE 1 souffrent de la trop
forte dissipation numérique du schéma PSI. La simulation TTGC CMS noRUE 1 suit un
comportement intermédiaire.

Fluctuations de vitesse liquide

Les fluctuations RMS de vitesse de la phase dispersée issues des trois simulations Euler-
Euler présentées au Tab. 10.2 sont comparées aux mesures expérimentales LDA dispo-
nibles. Les courbes sont présentées à la Fig. 10.26 pour la composante axiale, Fig. 10.27
pour la composante radiale et Fig. 10.28 pour la composante ortho-radiale de vitesse
moyenne. Globalement là encore, la simulation TTGC CMS RUE 1 donne les meilleurs
résultats en raison de la prise en compte du mouvement décorrélé.

On note que les fluctuations de vitesse sont assez bien prédites dans la simulation
LW PSI noRUE 1, et ce malgré le fait que l’agitation liée au mouvement décorrélée ne
soit pas considérée d’une part, et que le schéma PSI soit fortement dissipatif d’autre part.
Ce constat peut être relié au champ de diamètre très diffusé (Fig. 10.18(a)). Les gouttes,
plus petites, dans la simulation LW PSI noRUE 1, ont une dynamique plus fortement
influencée par les fluctuations de la phase gazeuse que ne le sont les grosses gouttes,
plus inertielles, des simulations TTGC CMS RUE 1 et TTGC CMS noRUE 1. Ainsi les
niveaux de fluctuation de vitesse liquide sont à prendre avec précaution : la dissipation
du schéma sur la dynamique pourrait être compensée sur ces profils par la diffusion du
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Fig. 10.26: Cas II - Profils d’écart-type de vitesse liquide axiale en m/s. Symboles : LDA ;
lignes : simulations Avbp - pointillée : LW PSI RUE 1, pleine : TTGC CMS RUE 1, point-tiretée
: TTGC CMS noRUE 1.
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Fig. 10.27: Cas II - Profils d’écart-type de vitesse liquide radiale en m/s. Symboles : LDA ;
lignes : simulations Avbp - pointillée : LW PSI RUE 1, pleine : TTGC CMS RUE 1, point-tiretée
: TTGC CMS noRUE 1.

266



10.2 Analyse des stratégies numériques pour la simulation Euler-Euler

0 3 6

-60

-45

-30

-15

0

15

30

45

60

D
is

ta
n

ce
 r

ad
ia

le
 [

m
m

]

z = 6 mm

0 3 6
ul,x|rms

 [m/s]

z = 26 mm

0 3 6

z = 56 mm

Fig. 10.28: Cas II - Profils d’écart-type de vitesse liquide ortho-radiale en m/s. Symboles : LDA ;
lignes : simulations Avbp - pointillée : LW PSI RUE 1, pleine : TTGC CMS RUE 1, point-tiretée
: TTGC CMS noRUE 1.

Diamètre de gouttes

Les profils de diamètre moyen du spray issu des trois simulations Euler-Euler présentées
au Tab. 10.2 sont comparés aux mesures expérimentales PDA disponibles.

Dans l’ensemble, les trois simulations fournissent la même tendance d’évolution des
profils de diamètre : le profil est intialement plat, lié à l’injection monodisperse, évolue
vers un profil à deux bosses. Les trois simulations conduisent à des forts écarts avec les pro-
fils expérimentaux. La diffusion numérique du schéma PSI est très pénalisante, puisque le
diamètre moyen diminue de manière visible le long de la composante axiale. L’évaporation
des gouttes du spray est artificiellement plus rapide dans la simulation LW PSI noRUE 1.
La simulation TTGC CMS noRUE 1 a un comportement intermédiaire aux deux autres
simulations, le tri ballistique est accentué dans cette simulation : au centre les gouttes sont
aussi petites que dans la simulation LW PSI noRUE 1, le long de la direction principale du
spray, les gouttes sont aussi grosses que dans la simulation TTGC CMS RUE 1, et sur l’ex-
térieur du spray les gouttes sont plus grosses que dans la simulation TTGC CMS RUE 1.
Des trois stratégies, la simulation TTGC CMS RUE 1 fournit les meilleurs résultats : les
valeurs des extrema de diamètre mesurés sont bien reproduits bien que les profils n’aient
pas la même forme.
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Fig. 10.29: Cas II - Profils de diamètre moyen en µm. Symboles : PDA ; lignes : si-
mulations Avbp - pointillée : LW PSI noRUE 1, pleine : TTGC CMS RUE 1, point-tiretée :
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10.2.4 Conservation de la masse

Pour stabiliser le calcul, les stratégies TTGC AV 3 et TTGC RUE AV 4 requièrent de
limiter la fraction volumique et la densité de goutte au-dessus des valeurs seuils spécifiées
à l’Eq. (9.13). Cet artefact numérique est une source de masse additionnelle dans le calcul,
qui est suivie au cours des simulations. A l’issue du temps physique simulé, la masse ajoutée
par le clipping est comparée à la masse totale de liquide injectée au cours des simulations
dans le Tab. 10.3. La masse ajoutée par le clipping cumulée au cours des simulations reste
bien négligeable par rapport à la masse de liquide injectée. Le limiteur employé ne modifie
pas le bilan de masse.

Simulation Temps physique Masse liquide (kg)
simulé (ms) injectée clipping

TTGC CMS noRUE 1 269.89 2.699× 10−4 5.548× 10−12

TTGC CMS RUE 1 219.24 2.192× 10−4 8.842× 10−15

TTGC CMS RUE 2 222.65 4.452× 10−4 8.519× 10−15

Tab. 10.3: Bilans de masse au cours des simulations employant le schéma TTGC.
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10.2.5 Efficacité en temps de calcul

En utilisant les définitions données aux Eqs. (10.1) et (10.2), on peut calculer l’effica-
cité et l’efficacité réduite associées à chaque stratégie tournée sur le cluster Bluegene/P
d’Argonne.

Stratégies Temps CPU par
niter nproc

E RE
numériques processeur (s) (s/it/no/proc) (s/it/no)
TTGC AV 3 40164.87 90000 1024 6.87× 10−7 7.04× 10−4

TTGC RUE AV 4 42305.93 92000 1024 7.08× 10−7 7.25× 10−4

PSI AV 3 33266.67 38000 512 1.35× 10−6 6.90× 10−4

Tab. 10.4: Temps de calcul et efficacité

L’efficacité réduite pour les trois stratégies numériques est comparables, le schéma
PSI semble même légèrement plus efficace. Le coût de calcul additionnel pour calculer le
limiteur de résidus est compensé par l’utilisation du schéma d’avancement temporel Lax-
Wendroff qui s’effectue en une seule étape contrairement au schéma TTGC qui est construit
en deux étapes prédiction/correction. La résolution de l’énergie décorrélée entraîne un léger
surcoût lié notamment aux calculs des termes de transfert d’énergie entre le mouvement
mésoscopique et le mouvement décorrélé.

10.2.6 Conclusions

L’ensemble des observations peut se résumer selon le tableau suivant :

LW PSI noRUE 1 TTGC CMS noRUE 1 TTGC CMS RUE 1
moyennes − −/+ +

écart-types + − +

diamètres − −/+ −/+

coût CPU + −/+ −

Tab. 10.5: Résumé des observations faites sur les comparaisons des profils avec les mesures expéri-
mentales. Les différents statistiques observées sont notée : − mauvais accord, −/+ accord correct,
+ bon accord.

A la vue de cette compilation des résultats, on peut considérer que la stratégie numé-
rique TTGC RUE AV 4 fournit les résultats les plus en accord avec les mesures expérimen-
tales LDA-PDA. La résolution de l’énergie du mouvement décorrélé et la minimisation
de l’application de viscosité artificielle permettent de capter la bonne physique de dis-
persion du spray et de conserver la précision du schéma numérique TTGC. Néanmoins
la stratégie PSI AV 3 peut être une première approche efficace pour obtenir une première
idée de la physique de l’écoulement diphasique étudié. En effet cette stratégie est très
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simple à mettre en place, du fait de sa robustesse, et un petit plus efficace que la stratégie
TTGC RUE AV 4. Elle résoud également de manière plus physique les forts gradients à
l’injection. Elle peut servir pour initialiser un calcul et passer rapidement la phase transi-
toire de l’écoulement. La stratégie TTGC AV 3 n’a pas vraiment un fort intérêt : elle est
plus délicate à mettre en place que la stratégie TTGC RUE AV 4 car elle ne résoud pas
l’effet stabilisant du mouvement décorrélé, elle n’apporte pas beaucoup plus de précision
que la stratégie PSI AV 3, pour un coût CPU plus élevé.

10.3 Évaluation de la méthodologie FIM-UR

Pour établir la condition limite d’injection au point de fonctionnement Cas III, les
mêmes paramètres d’entrée, donnés au Tab. 9.4, pour le modèle FIM-UR sont utilisés,
en particulier le diamètre moyen d’injection est identique. La répartition de fraction vo-
lumique est identique mais les composantes axiale, radiale et ortho-radiale de la vitesse
débitante sont plus importantes pour le cas à 2 g/s de kérosène liquide injecté.

Les profils des données extraites des composantes de la vitesse moyenne et de diamètre
moyen sont comparés à l’abscisse z = 6 mm8 aux mesures expérimentales. Les fluctuations
RMS de vitesse et de diamètre sont données en annexe B
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Fig. 10.30: Profils à z = 6 mm pour les deux débits calculés. Symboles : mesure LDA (gauche)
et PDA (droite), lignes : simulations TTGC CMS RUE 1 (Cas II) et TTGC CMS RUE 2 (Cas
III).

8Seule donnée disponible pour ce point de fonctionnement.
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Fig. 10.31: Profils à z = 6 mm pour les deux débits calculés. Symboles : mesure LDA, lignes :
simulations TTGC CMS RUE 1 (Cas II) et TTGC CMS RUE 2 (Cas III).

Si l’on compare l’évolution des profils du Cas II au Cas III, on constate que le
modèle FIM-UR permet de reproduire l’augmentation des extrema de la vitesse axiale
(Fig. 10.30(a)) et de la vitesse radiale (Fig. 10.31(a)) observée dans les mesures LDA.
Néanmoins les profils expérimentaux présentent des différences fondamentales entre les
Cas II et Cas III : les pics sont beaucoup plus larges sur les composantes ortho-radiale
et axiale et la composante axiale montre au centre des valeurs de vitesse très faibles.
Cette modification de la forme des profils expérimentaux de vitesse est directement liée
à la modification de la répartition de diamètres dans le spray (Fig. 10.30(b)) . Si pour
le Cas II le spray était fortement monodisperse de diamètre d10 = 55 µm, le Cas III
présente un spray dominé par deux classes de gouttes distinctes : l’une à 20 µm et l’autre
à 40 µm. Cette polydispersion spatiale forte du spray formé en sortie d’atomiseur ne peut
pas être reproduite avec le modèle FIM-UR actuel. Ces deux classes de gouttes pilotent
la dynamique de la phase dispersée et explique l’élargissement des pics de vitesse. Les
petites gouttes moins inertielles restent plus confinées au centre de l’écoulement et sont
plus influencées par la phase gazeuse et donc ralenties par l’écoulement gazeux recirculant.

Cette comparaison démontre d’une part les bonnes tendances capturées par le modèle
FIM-UR (augmentation des composantes de vitesse axiale et radiale) et les limitations du
modèle actuel d’autre part. La prise en compte de plusieurs classes de gouttes doit faire
partie des développements futurs du modèle FIM-UR. Cette évolution pourra être testée
sur la simulation du Cas III avec l’approche multi-fluide en cours de développement.
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Conclusions et Persectives

L’objectif général de cette thèse est d’évaluer la qualité des résultats numériques de la
méthode Euler-Euler pour la simulation aux grandes échelles (LES) diphasique dans une
configuration complexe. Le banc d’essai Mercato installé à l’ONERA Fauga-Mauzac a
été choisi comme configuration de validation. Un point de fonctionnement non-réactif mais
préchauffé a été sélectionné afin d’évaluer la capacité de la LES diphasique à reproduire
les quantités moyennes et instationnaires d’un écoulement turbulent diphasique évaporant.
Ce travail sur la configuration Mercato a nécessité l’utilisation de stratégies numériques
adaptées à l’approche Euler-Euler mésoscopique et le développement de modèles physiques.

Le système d’équations de la phase dispersée est difficile à résoudre numériquement
car il ne contient ni terme de pression, ni terme de dissipation visqueuse laminaire. La
phase dispersée est alors fortement compressible et simuler un tel écoulement présentant
des fronts raides, des gradients forts, des zones de choc et des zones de vide de gouttes
est un véritable challenge en LES. Les méthodes envisagées doivent apporter robustesse
et précision dans le temps et dans l’espace. Trois stratégies numériques pour la méthode
Euler-Euler mésoscopique implantée dans Avbp ont été évaluées. Deux utilisent un sché-
ma centré d’ordre élevé et de la viscosité artificielle appliquée localement par un senseur
adapté. Les deux stratégies diffèrent essentiellement par la prise en compte de la dissipa-
tion liée à l’agitation décorrélée du mouvement mésoscopique des particules. La troisième
stratégie utilise un schéma décentré amont nouvellement implanté dans Avbp.

Pour simuler de manière satisfaisante la configuration Mercato, de nouveaux modèles
ont été développés afin de reproduire la physique du spray de kérosène : l’injection et l’a-
tomisation du spray d’une part, l’évaporation des gouttes d’autre part. Le kérosène est
modélisé par une méta-espèce appelée KERO LUCHE. Ses propriétés thermodynamiques
et de transport reproduisent les données obtenues dans la littérature et ont été validées
sur des mesures expérimentales d’évaporation de gouttes isolées. La vitesse d’évaporation
pour le point de fonctionnement étudié dans la chambre Mercato est en accord aux
mesures expérimentales de Ghassemi et al. (2006). L’injection de liquide sur le banc Mer-
cato est réalisée par un atomiseur pressurisé-swirlé. Une méthodologie, appelée FIM-UR,
a été développée pour établir des profils de condition limite dans la simulation LES à
partir des données de calibration de l’atomiseur. Cette méthodologie repose sur des profils
présupposés pour un atomiseur préssurisé-swirlé qu’il faudrait confronter à des simulations
numériques d’atomisation.



Conclusions et Persectives

Les statistiques issues des simulations LES Euler-Euler sur la configuration Merca-
to ont été comparées aux mesures expérimentales fournies par l’ONERA. Les simulations
sont en bon accord avec les mesures expérimentales LDA-PDA des deux phases. Des trois
stratégies numériques mises en oeuvre, la stratégie TTGC RUE AV 4 apporte la meilleure
précision. La viscosité ajoutée comporte une part physique qui correspond à l’effet de
l’agitation décorrélée sur le mouvement d’ensemble des gouttes, et une partie artificielle
dont l’application est contrôlée par le senseur. La viscosité artificielle ajoutée permet de
dissiper les erreurs numériques liées à la dispersion du schéma tout en conservant un maxi-
mum de fronts pour résoudre avec précision la dynamique de l’écoulement diphasique. La
résolution de l’équation de l’énergie décorrélée est essentielle pour bien capter les niveaux
de fluctuations mesurés expérimentalement.

Les statistiques d’une simulation Euler-Lagrange monodisperse, réalisée par J.-M. Se-
noner, en employant les mêmes modèles physique d’injection et d’évaporation apportent
le même niveau de précision que la simulation Euler-Euler retenue. L’injection d’un spray
monodisperse semble limiter dans les deux approches la qualité des champ de distribution
de diamètre prédits à l’extérieur du spray.

La comparaison des calculs Euler-Euler réalisés à deux débits différents en utilisant les
mêmes paramètres pour décrire le spray et l’atomiseur a mis en évidence les limitations de
la méthodologie employée pour l’injection. Si le modèle FIM-UR actuel fournit des profils
de condition limite bien appropriés pour un spray monodisperse (Cas II), il ne permet
pas de capter la dynamique du spray fortement polydisperse produit par l’atomiseur pour
le Cas III. En effet, en augmentant le débit injecté, le spray produit est influencé par la
dynamique de deux classes de gouttes distinctes.

Enfin l’analyse de la simulation LES Euler-Euler a permis d’identifier les phénomènes
instationnaires qui pilotent la dynamique des deux phases de l’écoulement. Associée à
l’instabilité hydrodynamique PVC caractéristique des écoulement fortement swirlés, une
structure en précession a pu être identifiée sur la phase dispersée. Cette structure influence
fortement la dynamique de la phase dispersée et les mécanismes de transfert entre les
phases dans une large zone proche injection. L’évaporation du carburant est importante
lorsque les gouttes atteignent la température d’équilibre Twb. Le carburant vapeur produit
au centre ou sur les bords du spray est rapidement homogénéisé par la forte turbulence
de l’écoulement gazeux. En revanche, le carburant évaporé dans la zone de recirculation
de coins reste piégé et il se forme une zone de forte richesse gazeuse qui serait favorable à
un allumage, à la stabilisation et à la propagation du noyau de flamme. Cette zone génère
également des poches de gaz riches en carburant convectées en aval vers la sortie de la
chambre le long des parois de la chambre.

Le travail de validation de la méthode Euler-Euler pour les chambres de combustion
à carburant liquide s’est inscrit dans la continuité des travaux précédents réalisés sur le
code Avbp, en augmentant la complexité de la configuration de validation vers le pro-
blème industriel global. Au phénomène de dispersion des particules précédemment étudié
(Riber et al., 2009), les phénomènes d’injection, d’évaporation et de mélange ont été pris
en compte et analysés sur la configuration Mercato. Les prochains travaux doivent per-
mettre de tendre vers la validation d’un écoulement diphasique réactif en configuration
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complexe après les travaux de faisabilité réalisés par Boileau (2007). Cette validation devra
évidemment s’effectuer en plusieurs étapes. Tout d’abord les phénomènes d’évaporation et
d’oxydation du kérosène (Franzelli et al., 2009) doivent être mis à l’épreuve sur des confi-
gurations académiques de flamme diphasique laminaire (Greenberg & Sarig, 1996) puis
turbulente (Réveillon & Vervisch, 2005). Les nouvelles campagnes de mesures récemment
réalisées sur le banc Mercato pour caractériser l’écoulement diphasique réactif stabilisé
(Lecourt, 2008a) permettront d’évaluer la méthode Euler-Euler en combustion.

Les comparaisons des résultats des simulations Euler-Euler aux mesures LDA-PDA
ont montré des erreurs de prédiction de la distribution des diamètres de goutte dans la
chambre Mercato. Cette imprécision est notamment liée à l’utilisation d’une méthode
monodisperse. Ainsi les travaux présentés dans ce manuscrit appellent des développements
ultérieurs qui sont déjà lancés. La méthode Euler-Euler mésoscopique est actuellement
étendue à l’approche multi-fluide (Laurent et al., 2004) par Vié (2010) dans le cadre
de sa thèse. Cette évolution de la méthode Euler-Euler est actuellement portée sur la
configuration Mercato, en prenant en compte 5 à 10 classes de taille de goutte pour
mieux capturer la dynamique et la dispersion du spray dans la chambre. Comme cela a été
identifié au dernier chapitre de ce manuscrit, cette extension doit également être réalisée
pour la méthodologie FIM-UR, afin de bien capter la qualité du spray injecté.
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in a gas turbine engine. Combust. Flame, 154(1-2) :2–22, 2008b.

M. Boivin, O. Simonin, & K. D. Squires. Direct numerical simulation of turbulence mo-
dulation by particles in isotropic turbulence. J. Fluid Mech., 375 :235–263, 1998.

M. Boivin, O. Simonin, & K. D. Squires. On the prediction of gas-solid flows with two-way
coupling using large eddy simulation. Phys. Fluids, 12(8) :2080–2090, 2000.



BIBLIOGRAPHIE

J. Borée, T. Ishima, & I. Flour. The effect of mass loading and inter-particle collisions
on the development of the polydispersed two-phase flow downstream of a confined bluff
body. J. Fluid Mech., 443 :129–165, 2001.

G. Boudier, L. Y. M. Gicquel, T. Poinsot, D. Bissières, & C. Bérat. Comparison of LES,
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S. De Chaisemartin. Modèles Eulériens et Simulation Numérique de la dispersion turbu-
lente de brouillards qui s’évaporent. PhD thesis, Ecole Centrale de Paris, Chatenay-
Malabry, France, 2009.

278



BIBLIOGRAPHIE

O. Desjardins, R. O. Fox, & P. Villedieu. A quadrature-based moment method for dilute
fluid-particle flows. J. Comput. Phys., 227(4) :2514–2539, February 2008a.

O. Desjardins, V. Moureau, & H. Pitsch. An accurate conservative level set/ghost fluid
method for simulating turbulent atomization. J. Comput. Phys., 227 :8395–8416, 2008b.
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thesis, Université de Toulouse - Ecole doctorale MEGeP, CERFACS - CFD Team, Tou-
louse, 2010.
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phasiques réactifs - TH/CFD/05/74. Phd thesis, INP Toulouse, 2005.

F. Nicoud & F. Ducros. Subgrid-scale stress modelling based on the square of the velocity
gradient. Flow, Turb. and Combustion, 62(3) :183–200, 1999.

H. Nomura, Y. Ujiie, H. J. Rath, J. Sato, & M. Kono. Experimental study on high-pressure
droplet evaporation using microgravity conditions. In Proc. Combust. Inst., volume 26,
pages 1267–1273. The Combustion Institute, Pittsburgh, 1996.

W. L. Oberkampf, M. M. Sindir, & A. T. Conlisk. Guide for the Verification and Validation
of Computational Fluid Dynamics. Guide G-077-98. Am. Inst. Aeronaut. Astronaut.,
1997.

N. Okong’o & J. Bellan. A priori subgrid analysis of temporal mixing layers with evapo-
rating droplets. Phys. Fluids, 12(6) :1573–1591, 2000.

R. Pandya & F. Mashayek. Two-fluid large-eddy simulation approach for particle-laden
turbulent flows. Int. J. Heat and Mass Transfer, 45 :4753–4759, 2002.

N. Patel & S. Menon. Simulation of spray–turbulence–flame interactions in a lean direct
injection combustor. Combust. Flame, 153(1-2) :228–257, 2008.
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M. Sanjosé, T. Lederlin, L. Gicquel, B. Cuenot, H. Pitsch, N. Garćia-Rosa, R. Lecourt, &
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échelles de la combustion diphasique. PhD thesis, Université de Toulouse - Ecole doc-
torale MEGeP, CERFACS - CFD Team, Toulouse, May 2010.
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Annexe A

Dynamique de la phase gazeuse
résolue avec les schémas LW et
TTGC
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Fig. A.1: Cas II - Profils de vitesse moyenne axiale en m/s. Symboles : LDA ; lignes : simulations
Avbp - pointillée : LW PSI RUE 1, pleine : TTGC CMS RUE 1.
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Annexe B

Comparaison des fluctuations
RMS de vitesse et de diamètre
pour les deux débits
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Fig. B.1: Profils à z = 6 mm de vitesse moyenne axiale en m/s (gauche) et de diamètre moyen
en µm (droite) pour les deux débits calculés. Symboles : mesure LDA (gauche) et PDA (droite),
lignes : simulations TTGC CMS RUE 1 (1 g/s) et TTGC CMS RUE 2 (2 g/s).
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Abstract

Large-Eddy Simulations (LES) of an evaporating two-phase flow in an experimental burner are performed using two
different solvers, CDP from CTR-Stanford and AVBP from CERFACS, on the same grid and for the same operating
conditions. Results are evaluated by comparison with experimental data. The CDP code uses a Lagrangian particle
tracking method (EL) while the code AVBP can be coupled either with a mesoscopic Eulerian approach (EE)
or with a Lagrangian method (EL). After a validation of the purely gaseous flow in the burner, liquid-phase
dynamics, droplet dispersion and fuel evaporation are qualitatively and quantitatively evaluated for three two-
phase flow simulations. They are respectively referred as: CDP-EL, AVBP-EE and AVBP-EL. The results of the
three simulations show reasonable agreement with experiments for the two-phase flow case.

Résumé

Simulations eulériennes et lagrangiennes aux grandes échelles d’un écoulement diphasique évaporant

Les simulations aux grandes échelles (SGE) de l’écoulement diphasique évaporant dans un brûleur expérimental
sont réalisées avec deux codes numériques différents, CDP du CTR-Stanford et AVBP du CERFACS, sur le même
maillage et pour les mêmes points de fonctionnement. Les résultats obtenus sont validés par comparaison avec des
données expérimentales. Le code CDP peut être couplé à une méthode de suivi Lagrangien de la phase liquide
(EL). Le code AVBP peut soit être couplé à une méthode mésoscopique Eulérienne (EE), soit à une méthode de
suivi Lagrangien (EL). Après validation de l’écoulement purement gazeux dans le brûleur, la dynamique de la
phase liquide, la dispersion et l’évaporation du carburant sont évaluées qualitativement et quantitativement pour
trois simulations diphasiques dénotées respectivement : CDP-EL, AVBP-EE et AVBP-EL. Les résultats obtenus
par les trois simulations sont en accord raisonable avec l’expérience pour l’écoulement diphasique.
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1. Introduction

Large-eddy simulation (LES) is becoming a standard tool for combustion system analysis since it has
extensively demonstrated its ability to predict mean and unsteady reactive gaseous flows in complex
geometries [1, 2]. Therefore, LES seems a natural candidate for the investigation of the complex physical
phenomena involved in reacting two-phase flows, for which two numerical strategies can be applied:
– In Euler-Lagrange (EL) simulations, the gas is modeled by a classical Eulerian approach whereas

particles are tracked in a Lagrangian framework [3, 4].
– Euler-Euler (EE) simulations use the Eulerian description for the gaseous and the dispersed phases

[5, 6].
The Euler-Lagrange approach is commonly used as individual droplet physical mechanisms can be

easily implemented: polydispersion of a spray, crossing trajectories, bouncing on walls, group and wake
combustion of droplets. However, the large number of tracked particles in real applications and their
localisation in the vicinity of the injector lead to load balancing issues since the droplets are only present
on few processors. Thus, the Euler-Euler approach is sometimes preferred as the parallellisation of the
liquid phase solver is identical to the gas solver. However, modelling aspects are generally more difficult
to treat in the Euler-Euler framework.

A joint effort between CERFACS, CTR, ONERA and TURBOMECA led to the experimental and
numerical investigation of the flow features in a swirl-stabilised lab burner, called MERCATO, fueled
with liquid Jet-A kerosene and operated at conditions where two-phase effects are significant.

In the present work the influence of time advancement and dispersed phase treatment are evaluated
for a nonreacting evaporating flow as a first step to the simulation of reacting systems. Three LES’s
of the experiment are compared using both approaches: two simulations are based on the explicit fully
compressible solver AVBP (respectively referred as AVBP-EL and AVBP-EE) in which both approaches
are implemented, a third uses the implicit incompressible solver CDP from CTR-Stanford combined with
a Lagrangian particle tracking technique (CDP-EL). Simulations are performed on the same grid for two
regimes: (I) purely gaseous flow (II) gaseous flow with evaporating droplets. Available experimental data
for regimes I and II include mean and root-mean square (RMS) velocity fields for the gas and for the
droplets.

The paper is organised as follows: the first section describes the MERCATO configuration and its op-
erating conditions. The second section is devoted to the numerical methods. Finally, results are discussed
for the two cases presented above in the third section.

2. Configuration

The experimental rig MERCATO (Fig. 1) is a swirled combustor fed with air and Jet A liquid fuel.
The plenum and combustion chamber have square sections of respectively 100 mm and 130 mm. They
respectively measure 200 mm and 285 mm. The regimes considered are presented in Table 1. Case I is
a purely gaseous flow. For case II, the air is heated up to 463 K to enhance evaporation and reduce the
formation of liquid fuel films on visualisation windows.

For Case I, LDA measurements were performed on the gas seeded with fine oil droplets (< 2µm). The
mean and root-mean-square (RMS) gas velocity fields were obtained in five axial planes (z = 6 mm,
z = 26 mm, z = 56 mm, z =86 mm, z = 116 mm), z being the axial distance from the fuel injection
plane. For Case II, PDA measurements were performed to obtain the mean and RMS velocity fields of
the droplets in three axial planes (z = 6 mm, z = 26 mm, z = 56 mm).

2
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Figure 1. The MERCATO configuration (ONERA Toulouse)

Case Pressure Temperature (K) Flow rate (g/s) Equivalence

(atm) Liquid Air Air Fuel ratio

I: gaseous flow 1 − 300 15 − −

II: gaseous flow + droplets 1 300 463 15 1 1.0

Table 1
Summary of operating points for the gaseous flow (case I) and the two-phase flow (case II)

3. Numerics

3.1. Gas phase

3.1.1. CDP gas solver
The LES code CDP implicitly solves the filtered incompressible Navier-Stokes equations. Time inte-

gration in CDP is based on the fractional-step method [7] and space integration relies on a second-order
centered scheme which conserves the kinetic energy while being free of numerical dissipation [8]. The
dynamic Smagorinsky model [9] is used for closure of the subgrid stress tensor.

3.1.2. AVBP gas solver
The LES code AVBP explicitly solves the filtered compressible Navier-Stokes equations with a centered

finite-element scheme which achieves third order accuracy in both time and space [10]. The WALE model
is used for closure of the subgrid stress tensor [11]. Boundary conditions treatment relies on the NSCBC
formalism [12].

3.2. Equations for the dispersed liquid-phase

For both approaches, it is assumed that (1) the density of the droplets is much larger than that of the
carrier fluid, (2) the droplets are dispersed and collisions between them are negligible, (3) the droplets
are much smaller than the LES filter width, (4) droplet deformation effects are small (5) motion due to
shear is negligible and (6) gravitational effects are not significant compared to drag.
The governing equations of motion for the dispersed liquid-phase of both Euler-Lagrange and Euler-Euler

3

Article publié dans les Comptes Rendus de l’Académie des Sciences

302



formalisms are presented in the two next subsections. The evaporation models and the treatment of source
terms are described in common subsections.

3.2.1. Euler-Lagrange approach
The Lagrangian equations governing the droplet motion write:

dxp,i

dt
= up,i (1)

and:

dup,i

dt
=

1

τp
(ũg@p,i − up,i) (2)

where xp,i, ρp and ρg respectively denote the position of the droplet centroid, the liquid and gas-phase
densities. up,i is the droplet velocity and ũg@p,i the resolved gas-phase velocity interpolated at the droplet
location. The droplet relaxation timescale τp writes:

τp =
4

3

ρp

ρg

dp

CD (Rep) |ũg@p,i − up,i|
(3)

where CD (Rep) is the local drag coefficient depending on the droplet Reynolds number Rep [13].
The direct effect of subgrid-scale fluctuations on particle motion is neglected for both Lagrangian

approaches. This seems acceptable for swirling separated flows with subgrid scale energy contents much
smaller than those of the resolved scales [14].

When dealing with evaporating droplets, equations for the droplet mass and temperature must be
solved:

dmp

dt
= −

mp

τm
(4)

and

dTp

dt
=

−1

mpCp,l

(
Φc

g +
mp

τm
Lv (Tζ)

)
(5)

where Lv is the latent heat of vaporisation, mp the mass of the droplet, Tp its temperature, Tζ the
temperature at the droplet surface and Cp,l the specific heat of the liquid. Assuming a spherical shape,
the diameter of the droplet is obtained from its mass: dp = (6mp/πρl)

1/3. Here, τm is the droplet lifetime
scale, and Φc

g the conductive heat flux on the gaseous side at the droplet surface. The terms on the
right-hand side of Eqs. 4 and 5 are described in subsection 3.2.3.

In both CDP-EL and AVBP-EL, the interpolation of gaseous properties to the droplet is based on a
least-squares operator. For time advancement, CDP-EL uses a third order Runge-Kutta time stepping
method while AVBP-EL relies on a first order method. The respective accuracies are consistent with
the timesteps of the gaseous solvers, respectively the convective CFL for CDP (implicit scheme) and the
acoustic CFL for AVBP (explicit scheme).

3.2.2. Euler-Euler approach
The Eulerian approach assumes that the dispersed phase can be described by a finite number of

continuous properties which correspond to a conditional ensemble average of the droplet properties for a
given gas-phase realisation. They are called the mesoscopic liquid properties. The monodisperse equation
system used in this study is a simplification of the model by Février et al. [5]. There is no account for the

4
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random uncorrelated motion [15]. The resulting model leads to equations for the droplet number density,
the liquid volume fraction, the mesoscopic velocity and the mesoscopic enthalpy. By analogy to the gas

phase Favre filtering, a LES filter is applied to the mesoscopic equations ᾰlf̆l = αlf̂l where αl is the
spatially filtered liquid volume fraction. The final set of equations for the dispersed phase is summarised
below. The drag-force is written Fd,i, with τp defined by eq. 3. The evaporation rate is denoted Γ. The
liquid phase convective and conductive heat mass transfers Φc

g and Φev
g are gathered in Π. Details on the

source terms are provided in subsection 3.2.4.

∂nl

∂t
+

∂nlûl,j

∂xj
= 0 (6)

∂ρlαl

∂t
+

∂ρlαlûl,j

∂xj
= −Γ (7)

∂ρlαlûl,i

∂t
+

∂ρlαlûl,iûl,j

∂xj
= ρlαlFd,i − ûl,iΓ +

∂τ t
l,ij

∂xj
(8)

∂ρlαlĥl

∂t
+

∂ρlαlûl,j ĥl

∂xj
= −Π (9)

By analogy to compressible single-phase flows, the particle subgrid stress tensor τ t
l,ij is modeled using

a Smagorinsky formulation for the trace-free part together with a Yoshizawa formulation for the trace
part [16].

In the Euler-Euler approach, the same scheme as for the gaseous phase is used to solve the set of
equations defined above. No interpolation procedure is involved for interphase exchange terms since for
both phases quantities are available at the nodes of the mesh.

3.2.3. Evaporation models
The evaporation models of the three approaches assume infinite thermal conductivity of the liquid:

the evaporation rate is driven by the thermal and species diffusion from the droplet surface into the gas
phase. The surface droplet temperature is then equal to the constant droplet temperature Tζ = Tp. In
the EE approach, the surface droplet temperature corresponds to the resolved mesoscopic temperature
Tζ ≡ T̂l.

In the AVBP-EL and AVBP-EE solvers, the Nusselt (Nu) and Sherwood (Sh) numbers are modified
following the Ranz-Marshall correlations [17] to take into account the effect of non-zero slip velocity
between droplet and carrier phase. In the CDP-EL solver, this effect is modeled by the multiplicative
correction for heat and mass transfer [18].

The liquid/gas interface is assumed to be in thermodynamic equilibrium, the Clausius-Clapeyron equi-
librium vapor pressure relationship is used to compute the fuel mass fraction at the droplet surface.

This leads to the following expressions for the droplet lifetime τm and the convective heating time
scales:

mp

τm
= πdp [ρgDF ]s ln (1 + B)Sh (10)

Φc
g = πdpNuλs

(
Tζ − T̃g@p

) ln (1 + B)

B
(11)

Φev
g =

mp

τm
hs,F (Tζ) (12)

The latent heat of vaporisation is defined as the difference between the droplet enthalpy and the enthalpy
of the fuel vapor, at the same temperature: Lv (Tζ) = hs,F (Tζ) − mpCp,lTζ . B stands for the Spalding
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number [19]. DF and λ are the fuel vapor diffusivity and conductivity respectively. The superscript s
stands for values considered constant throughout the gas layer around the droplets. To take into account
the variation of composition and temperature of the gas between the droplet surface and the far-field, the
gas properties are evaluated using the 1/3rd-2/3rd rule [20].

3.2.4. Source terms
In the Euler-Euler approach, the source terms at a given node n correspond to a statistical mean over

the realisations, written {·}l:

Γn = nl

{
−

mp

τm

}

l

(13)

Πn = nl

{
Φc

g + Φev
g

}
l

(14)

In the Euler-Lagrange approach, the source terms of a particle p with coordinates xp,i are distributed
among the nodes n of the cell Ke where this particle is located. The conservative weights wp@n are
calculated as follows:

wp@n =

∏
j 6=n | xp,i − xj,i |∑

k∈Ke

∏
l 6=k | xp,i − xl,i |

for n ∈ Ke (15)

with xn,i the coordinates of the nodes, and |.| the norm operator. Summing over all particles M located
in one of the cells sharing the node n, one obtains:

Γn =
M∑

p=1

wp@n

(
−

mp

τm

)
(16)

Πn =

M∑

p=1

wp@n

(
Φc

g + Φev
g

)
(17)

3.3. Choice of a surrogate for kerosene

Jet-A is a mixture of a large number of hydrocarbons and additives. In the LES’s, kerosene is modeled
by a single meta species built as an average of the thermodynamic properties of the multi-component
surrogates. Two different surrogates are used for the CDP-EL simulation and the AVBP-EL/ AVBP-EE
simulations. For both surrogates, the liquid density is 781 kg/m3, the heat of vaporisation is around
3 × 105 J/kg, the liquid heat capacity is around 2 × 103 J/kg/K. Table 2 summarises the differences in
molar weight and boiling temperature for both surrogates.

3.4. Liquid boundary conditions

In the CDP-EL simulations, particles are elastically bouncing at walls while no treatment is applied in
the AVBP-EL simulations. In the AVBP-EE simulation the liquid phase fulfills a slip condition at walls.
One of the main factors controlling the dispersion of the droplets is the description of the injection pattern.
In this study there is no computation of the atomisation process at the injector outlet and the three
approaches have to rely on measurements and empirical correlations to specify the injection condition on
the atomiser outlet plane. The liquid injection boundary conditions are based on a methodology which
specifies tangential and axial outflow velocity components following the empirical correlations of Rizk and
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Solver Composition Molar Weight Boiling Tempe

Surrogate reference (in volume) (g/mol) -rature (K@1 atm)

CDP-EL 80% of n-decane
165 606.5

20% tri-methyl-benzene

AVBP-EE and AVBP-EL 74% of n-decane

137.2 445.1
[21]

15% propyl-benzene

11% propyl-cyclo-hexane

Table 2
Summary of used surrogate fuel properties.

Lefebvre [22]. Inlet profiles are reconstructed without parameter adjustment from the following quantities:
the liquid flow rate, the spray angle and the orifice diameter. These inlet profiles are used in the CDP-EL
simulation. In AVBP-EE the discharge orifice of the atomiser (diameter 0.5 mm) must be sufficiently
meshed to control the flow rate through the boundary. A compromise between discretising the boundary
patch and keeping a reasonable time step (limited by the smallest cell in the domain) is found in enlarging
the boundary condition area which is translated a few millimeters downstream from the real injection
position. Boundary profiles are built from the inlet empirical profiles (also used in CDP-EL) and applying
the air entrainment model of Cossali [23].
In the AVBP-EL approach, particles are injected from a discrete point corresponding to the real injector
position while the same empirical correlations as in the AVBP-EE/ CDP-EL approaches are used to
determine particle velocities. Particles are injected with a random angle ranging between zero and the
experimentally specified spray angle (40◦). The axial velocity is constant while the tangential velocity
component is a linear function of the injection angle. No RMS value is specified at injection. For both
AVBP-EL and CDP-EL, the initial droplet diameter is sampled from a Lognormal distribution fitted
with the spatially averaged experimental probability density function (pdf) of droplet diameters at the
first measurement plane (z = 6 mm). For the AVBP-EE simulation the first moment of the distribution
is used for injection.

4. Results

4.1. Gas flow without droplets (Case I)

Figures 2 and 3 show mean and RMS gas velocity profiles in the axial and transverse direction
for five axial positions. The results of two AVBP and CDP gaseous simulations are compared with
the experimental data (symbols). The averaging time in both LES codes is of the order of 400 ms,
corresponding to approximately 10 flow-through times.

Both solvers capture the flow correctly and results are in very good agreemeent with experiments. Some
discrepancies with experiments may be observed for the mean axial and tangential velocities, Figs. 2 and
3, left, at the two last stations. However, measurement uncertainties are expected to be large in this
low speed region as the experimental profiles are not symmetric. Slight differences between the two codes
appear especially for RMS of tangential velocity, see Fig. 3, right. Here, the higher order of spatial accuracy
of AVBP seems to provide a better representation of the unsteady flowfield. On the other hand, the lower
numerical dissipation of CDP can be noticed in the last measurement plane for all velocity profiles as
they lie above those of AVBP.
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Figure 2. Gaseous axial velocity (Case I). Left: mean, right: RMS. 2 LDA, − CDP, - - AVBP.
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Figure 3. Gaseous tangential velocity (Case I). Left: mean, right: RMS. 2 LDA, − CDP, - - AVBP.

4.2. Gas flow with evaporating droplets (Case II)

For case II, droplets are injected starting from a well-established gas-phase solution. Figures 4 and 5a
show an instantaneous view of droplet distribution in the combustion chamber. The three simulations
capture the main structures of droplet preferential concentration: the central recirculation zone has a low
droplet density, dense pockets of droplets can be seen in the shear layer of the swirled-air jet and droplets
are trapped in the recirculation zone in corners of the chamber. Such droplet concentrations lead to fuel
vapor inhomogeneities through the evaporation source terms, as shown in Figs. 5b and 6. In the CDP-EL
simulation, the liquid seems to evaporate more strongly close to the injector exit, as indicated by the
evaporation rate isocontours (3 levels of respectively 7, 14 and 21 kg/m3/s). Such high evaporation rates
are not observed in the AVBP-EL simulation which injects the same polydisperse spray. Thus, differences
seem rather to be caused by the different surrogate or the evaporation model than by the evaporation of
small droplets.

The droplet velocity profiles at four axial planes are compared in Figs. 7, 8. The first plane (z = 0
mm) is not an experimental measurement plane but is added for comparison of the profiles very close to
the injector (z = −3 mm). Only averaged velocities (over all droplet size classes) are shown as the EE
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(a) AVBP-EE: droplets density (grayscale) (b) CDP-EL: droplets position (dots), gas tem-
perature (grayscale).

Figure 4. Instantaneous droplet distribution in the Mercato chamber (Case II). Comparison between AVBP-EE and CDP-EL

(a) AVBP-EL: droplets (dots), gas temperature
(grayscale)

(b) AVBP-EL: kerosene vapor and evaporation rate
isocontour

Figure 5. AVBP-EL: Instantaneous droplet distribution in the Mercato chamber and instantaneous kerosene vapor mass

fraction with isocontours of evporation rate (Case II).

(a) AVBP-EE: kerosene vapor and evaporation rate (b) CDP-EL: kerosene vapor and evaporation rate

Figure 6. Instantaneous kerosene vapor mass fraction (grayscale) and evaporation rate (isocontours)

approach only resolves a monodisperse spray. The averaging time in the three simulations is of the order
of 80 ms, corresponding to approximately 2 flow-through times. The CDP-EL statistics are not properly
converged in areas where the droplets density is low, such as the chamber centerline. It is surprising to
note that the AVBP-EL simulations display far better statistical convergence, maybe a consequence of
the much smaller timestep of AVBP compared to CDP. The EE method clearly takes advantage of its
continuous mesoscopic approach (transported quantities are averaged over the particle realisations) and
results show the most converged profiles.

Note that the air flow rate was increased when performing the droplet LDA measurements at z =
56 mm to delay spray impingement on measurement windows. Thus, the comparisons between LES and
experiments at this location are affected with larger uncertainties.

The agreement between the three simulations and the experimental profiles is good at z = 6 mm for
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Figure 7. Droplet axial velocity (Case II). Left: mean, right: RMS. 2 PDA, − CDP-EL, - - AVBP-EL, −· AVBP-EE.

the droplet axial and tangential velocities, showing that the injection procedures described in section 3.4
are reasonable for such flows, where drag effects on particles are very pronounced. The agreement is still
satifying at z = 26 and 56 mm for axial velocity. Differences may be observed for all three simulations close
to the axis where the recirculation zone is located. There, spatial segregation effects according to droplet
size are expected to be significant. However, the polydisperse Lagrangian simulations do not provide more
accurate results in this zone than the monodisperse Eulerian simulation. The three simulations fail to
reproduce the shape and the levels of axial RMS velocity at the first location. For the next stations,
the three simulations reproduce the right fluctuation levels, but the shapes of the profiles are not well
captured, even though the experimental data is quite noisy.

Concerning the mean tangential component shown in Fig. 8, the three simulations predict the right
opening of the spray at z = 6 mm, but the discrepancies increase as the spray goes downstream. The
maximum value and location are not well predicted at z = 26 mm and z = 56 mm. The polydisperse
AVBP-EL and monodisperse AVBP-EE results are very close at z = 6 mm and the increasing differences
between them z = 26 mm and z = 56 mm may originate from polydisperse effects. However, results do
not significantly improve for AVBP-EL. Looking at the RMS values of the droplets tangential component
shown in Fig. 8, the shape and values are well reproduced by the AVBP-EE simulation while the AVBP-
EL simulation fails to predict the decrease close to the centerline at z = 26 mm. The CDP-EL statistics
of this component are not sufficiently converged to compare them with experiments.

4.3. Comparison of computational cost

Table 3 gives a comparison of the computational times for the AVBP-EE and AVBP-EL simulations
on different numbers of processors. All parameters are identical for the gaseous phase and initialisation
time is negligible in comparison with computational time. The AVBP-EL calculation is performed with
285 000 droplets, no dynamical load balancing is performed.

The AVBP-EL solver is nearly twice as fast as the AVBP-EE solver, demonstrating that the Lagrangian
particle tracking method is well suited for low particle numbers. However, AVBP-EE closely follows the
ideal speed-up curve whereas AVBP-EL suffers from the absence of dynamical load balancing. Moreover,
it must be remembered that the computational cost of AVBP-EE is independent of particle number.
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Figure 8. Droplet tangential velocity (Case II). Left: mean, right: RMS.2 PDA, − CDP-EL, - - AVBP-EL, −· AVBP-EE.

Processor numbers 256 1024

AVBP-EE 4.342 1.154

AVBP-EL 2.842 0.874

Table 3
Comparaison of reduced efficiencies on an IBM Blue Gene / L supercomputer. The reduced efficiency is the CPU time per
mesh node and per iteration (µs/iteration/node).

5. Conclusions

The precision of two LES solvers (AVBP / CDP) combined with two different approaches for the
modelling of the dispersed phase (Eulerian / Lagrangian) has been compared in the case of a swirled
liquid kerosene / air combustor experimentally investigated at ONERA Toulouse. The agreement with
experiments for the gaseous phase is very good for both LES solvers. For the dispersed phase, mean
axial velocity profiles are correctly reproduced while the opening of the spray is mispredicted further
downstream. Moreover, only correct fluctuation levels are obtained for RMS velocity profiles. Finally, a
clear gain of accuracy could not be evidenced for the polydisperse Lagrangian simulations compared to
the monodipserse Eulerian simulation. This may be a consequence of the simplified injection model and
requires further investigation.
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Case Pressure Temperature (K) Flow rate (g/s) Equivalence

(atm) Liquid Air Air Fuel ratio

I: gaseous flow 1 − 300 15 − −

II: gaseous flow + droplets 1 300 463 15 1 1.0

Table 4
Summary of operating points for the gaseous flow (case I) and the two-phase flow (case II)

Solver Composition Molar Weight Boiling Tempe

Surrogate reference (in volume) (g/mol) -rature (K@1 atm)

CDP-EL 80% of n-decane
165 606.5

20% tri-methyl-benzene

AVBP-EE and AVBP-EL 74% of n-decane

137.2 445.1
[21]

15% propyl-benzene

11% propyl-cyclo-hexane

Table 5
Summary of used surrogate fuel properties.

Processor numbers 256 1024

AVBP-EE 4.342 1.154

AVBP-EL 2.842 0.874

Table 6
Comparaison of reduced efficiencies on an IBM Blue Gene / L supercomputer. The reduced efficiency is the CPU time per
mesh node and per iteration (µs/iteration/node).
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