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II.6 Mesure des vibrations . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 79
II.6.1 Dispositifs de mesure . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 79
II.6.2 Traitements des mesures du vibromètre . . . . . . . . . . . . . . . 80
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V.1.3 Simulations numériques 2D préliminaires . . . . . . . . . . . . . . 215
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Introduction

L’étude de profils portants est fondamentale dans la conception navale, tant dans
le domaine du transport maritime que pour des applications de loisir ou de pratiques
sportives. Les pales d’hélices de navires ou les hydrofoils de catamarans de course sont
deux exemples représentatifs de l’intérêt que représentent ces profils dans l’architecture
navale. Bien que la majorité des hélices soient traditionnellement fabriquées en alliages
métalliques (acier inoxydable, Br-Al-Ni, ...), des hélices en polymères ou composites sont
de plus en plus utilisées pour la plaisance ou la pratique sportive. Ces matériaux per-
mettent une réduction de masse ainsi qu’une meilleure résistance à la corrosion. Plus
légères, ces structures sont également souvent plus flexibles et peuvent donc faire ap-
parâıtre des interactions fluide-structure qui doivent être prises en compte lors de la
conception. Les vibrations d’une hélice en écoulement peuvent par exemple engendrer des
problèmes de fatigue et de rupture. Au contraire, l’utilisation de matériaux flexibles peut
permettre à la structure de s’adapter à l’écoulement, et ainsi augmenter les performances.
Les corps portants immergés peuvent aussi être sujets à la cavitation : l’apparition de
bulles ou de poches de vapeur autour du profil, lorsque la pression locale de l’écoulement
est inférieure à la pression de vapeur saturante de l’eau (figure 1a). Ce phénomène de
nature très instationnaire peut augmenter significativement les vibrations de la struc-
ture, et être à l’origine de chutes brutales des performances hydrodynamiques ainsi que
de nuisance sonore, inconfortable pour le transport de passagers ou critique dans le cas
d’une hélice de sous-marin militaire. Le contrôle de forme actif ou passif qu’offrent les
hélices ou hydrofoils en matériaux composites peut avantageusement permettre de re-
tarder l’apparition de cavitation. Dans un contexte où la réduction de la consommation
de carburant associé au trafic maritime devient un enjeu écologique et économique ma-
jeur, l’étude de profils portants flexibles en écoulement cavitant est donc essentielle à
la conception des futures hélices. D’autre part, la présence de voiliers sur foils prenant
part à la Coupe de l’America depuis plusieurs années (figure 1d) ou l’entrée aux Jeux
Olympiques de compétitions sur planches à voile équipées de foils (IQFoil), témoignent
de l’intérêt croissant pour les hydrofoils.

Cette thèse a été réalisée dans le cadre d’une collaboration entre l’Institut de Re-
cherche de l’Ecole Navale (IRENav) et le Laboratoire de Recherche en Hydrodynamique,
Energétique et Environnement Atmosphérique (LHEEA), et financée par Brest-Métropole
et l’Ecole Centrale de Nantes. Ce travail porte sur l’étude d’écoulements potentiellement
cavitants autour d’un profil flexible. Alors que la plupart des études scientifiques sur le
sujet consiste en des essais expérimentaux ou des simulations numériques, ce partena-
riat permet de mettre en place une approche conjointe expérimentale et numérique. Les
essais ont ainsi pu être mis en place au tunnel de cavitation de l’IRENav et les simu-
lations ont été effectuées à l’aide du code numérique ISIS-CFD développé par l’équipe
METHRIC (Modélisation des Ecoulements Turbulents à Hauts Reynolds Incompressibles
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(a) Poche de cavitation sur une pale (extrait
de Carlton [1])

(b) Erosion sur un gouvernail due à la
cavitation autour de l’hélice (extrait de Kim

et al. [2])

(c) Monocoque de l’équipe de
Nouvelle-Zélande lors de la Coupe de

l’America 2021 (sailworld.com)

(d) Cavitation sur un foil en composite
(extrait de Smith et al. [3])

et Couplages). Ce travail s’inscrit dans la continuité de thèses portant sur l’interaction
fluide-structure et/ou la cavitation : celles de Leroux [4], Ducoin [5], Gaugain [6] et Lelong
[7], réalisées à l’IRENav, ainsi que les thèses de De Nayer [8], Yvin [9] et Ramirez [10]
effectuées au LHEEA. Une partie de la thèse vise à obtenir des données expérimentales
pour les cas d’un profil rigide et d’un profil flexible homogène en écoulement subcavi-
tant et cavitant. Ces données sont ensuite utilisées pour valider l’approche numérique
employée, par comparaison des résultats numériques et expérimentaux. Les profils sont
deux NACA 0015 : le premier en acier inoxydable (profil rigide) et le second en poly-
oxyméthylène (POM). Les données expérimentales récoltées dans la thèse de Lelong [7]
ont été étoffées dans ce travail pour la comparaison avec les simulations. L’approche mo-
dale 3D employée pour les simulations permet de limiter les temps de calculs par rapport
à l’approche partitionnée utilisée par Gaugain [6] et donc d’étudier un plus grand nombre
de conditions d’écoulement.

Ce manuscrit se compose de cinq chapitres. Le premier consiste en une étude bi-
bliographique, s’attachant à présenter succintement les phénomènes d’interaction fluide-
structure et de cavitation, ainsi que les récents travaux scientifiques publiés sur ces sujets.

Le deuxième chapitre présente les méthodes expérimentales mises en place pour les
essais. Une description des profils utilisés et du tunnel de cavitation de l’IRENav est
d’abord proposée. Les procédures d’acquisition par PIV (Particle Image Velocimetry), les
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pré-traitements des images de caméra ainsi que les sytèmes de mesure des déformations
par télémétrie et de vibrations à l’aide du vibromètre laser sont ensuite exposés.

Le troisième chapitre porte sur l’approche numérique utilisée pour les simulations.
Dans un premier temps, les équations URANS (Unsteady Reynolds Averaged Navier-
Stokes) à résoudre dans le domaine fluide sont rappelées et les modèles de turbulence
et de cavitation sont présentés. Les schémas de discrétisation temporelle et spatiale de
la méthode volumes finis sont également décrits. L’approche numérique utilisée pour
l’extraction des modes du profil est ensuite développée. La dernière section de ce chapitre
décrit la stratégie de couplage permettant la résolution du problème fluide-structure.

Le quatrième chapitre rassemble les résultats en écoulement subcavitant pour le profil
rigide et le profil flexible à différentes incidences et nombres de Reynolds. Les essais sur
le profil en acier reposent majoritairement sur des mesures d’efforts et des acquisitions
PIV. Pour le profil flexible les déformées sont obtenues par télémétrie, et les amplitudes
de vibrations sont mesurées à l’aide d’un vibromètre. Les résultats numériques sont en-
suite comparés aux données expérimentales et des interprétations sur l’origine des écarts
observés sont proposées.

Différents écoulements cavitants autour des profils rigide et flexible sont analysés dans
le cinquième chapitre. Les mesures d’efforts et les images de caméra rapide sont utilisées
pour valider le modèle numérique sur le cas rigide. Les fréquences caractéristiques de
la réponse hydroélastique du profil en POM sont déterminées à l’aide du vibromètre
laser et des mesures de champs de vitesse par PIV permettent d’étudier la dynamique
de l’écoulement avec cavitation. Les résultats des simulations sur le profil flexible en
écoulement cavitant permettent alors d’estimer la fiabilité de l’approche numérique uti-
lisée. Une discussion sur les effets de masses ajoutées et d’accrochage fréquentiel est
présentée, s’appuyant sur l’analyse croisée des résultats numériques et expérimentaux.
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Préambule :

La première partie de ce chapitre est consacrée à l’interaction fluide-structure, la
deuxième au phénomène de cavitation. La dernière section traite de l’interaction fluide-
structure dans le cas d’écoulements cavitants.

I.1 L’interaction fluide-structure

Cette section introduit les phénomènes d’interaction fluide-structure (FSI, Fluid-
Structure Interaction). Après une présentation générale, certains aspects de l’interaction
fluide-structure sont abordés à l’aide d’exemples académiques. Les stratégies de résolution
numérique les plus utilisées sont développées et certains des abondants travaux scienti-
fiques sur le sujet sont présentés.

I.1.1 Présentation générale

La cinématique et la dynamique d’une structure mobile ou déformable peuvent être
influencées par le fluide dans lequel elle est immergée. Les contraintes qu’exerce le fluide
à la surface de la structure sont susceptibles de modifier l’interface, dont les déplacements
peuvent en retour modifier l’écoulement. Il existe donc un couplage des échanges d’énergie
mécanique entre la structure et le fluide, et on parle alors d’interaction fluide-structure.
Ce type de couplage apparâıt dans de nombreux domaines scientifiques, que ce soit pour
les déplacements de solides ou les déformations de structures flexibles dans un écoulement.
Dans le domaine médical par exemple, De Hart et al. [16] étudient l’interaction entre une
valve cardiaque et l’écoulement sanguin, Verbruggen et al. [17] simulent les déformations
de cellules osteocytes (cellules osseuses) in vivo. Liu et al. [12] analysent les mouvements
de globules rouges dans le sang (figure I.1b). Mortazavi et al. [11] simulent la déposition
de microgouttes de SARS-CoV-2 dans le système respiratoire (figure I.1a). L’interaction
fluide-structure est également importante pour la modélisation numérique des instru-
ments de musique, tel qu’une guitare, dont le son dépend des vibrations de la caisse de
résonance (Derveaux et al. [18]). Les déformations d’une structure dans l’air sont lar-
gement étudiées dans plusieurs domaines d’ingénierie : Bazilevs et al. [19] et Liu et al.
[12] (figure I.1f) analysent les déformations d’une pale d’éolienne, Szabó et Györgyi [20]
prennent en compte l’interaction fluide-structure pour l’étude d’un pont, Wood et al.
[21] mesurent les déformations d’un dôme flexible soumis à un écoulement. L’interac-
tion fluide-structure soulève également des problématiques dans le domaine naval. Ma
et Mahfuz [22] s’intéressent aux critères de rupture d’une coque en composite dans une
mer agitée. Plusieurs travaux scientifiques (Paik et al. [23], Ojeda et al. [24]) étudient les
déformations d’une coque soumise à un mouvement de tossage (slamming en anglais).
Sreejith et al. [25] simulent les déformations de tuyaux transportant des fluides pressu-
risés, similaires à ceux que l’on peut trouver dans les réacteurs de centrales nucléaires.
Dans le cadre des recherches sur le biomimétisme, les phénomènes d’interaction fluide-
structure sont intimement liés aux moyens de locomotion des poissons, des oiseaux ou
des insectes, évoluant dans l’eau ou dans l’air. Ainsi Nakata et Liu [13] étudient les vols
de plusieurs insectes, tandis que Leroyer et Visonneau [26] et Gazzola et al. [14] simulent
la nage de poissons, ces travaux cherchant à comprendre d’où ces animaux tirent leur ex-
cellente manoeuvrabilité. Les simulations de structures flexibles se déformant sous l’effet
d’écoulements sont très utiles dans les phases de conception : Long et al. [27] cherchent
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(a) Déposition de gouttes dans le
système respiratoire (Mortazavi et al.

[11])

(b) Mouvements de globules rouges
dans le sang (Liu et al. [12])

(c) Lignes de courant autour d’une
aile d’insecte (Nakata et Liu [13])

(d) Simulation de la nage d’un groupe
de poissons (Gazzola et al. [14])

(e) Simulation des déformations
d’une éolienne sous l’action du vent

(Liu et al. [12])

(f) Pression et vitesses issues de la
simulation FSI d’un parachute

(Takizawa et al. [15])

Figure I.1 – Divers exemples de simulations numériques d’interactions fluide-structure.
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à optimiser un appareil d’assistance ventriculaire pour limiter le risque de thrombose,
Allen et al. [28] étudient l’optimisation d’une aile d’avion. Sacher et al. [29] utilisent des
métamodèles pour optimiser les réglages d’une voile d’IMOCA. Les interactions fluide-
structure existent dans un très grand nombre de problèmes et sont donc aujourd’hui le
sujet d’une multitude de travaux, dont les exemples proposés ci-dessus ne représentent
qu’une très petite partie. Cet intérêt de la communauté scientifique est fortement en-
couragé par le développement des moyens de calculs numériques au cours des dernières
décennies.

I.1.1.a Masse et raideur ajoutées

•
u(t)

2RRessort

Fluide

Cylindre
rigide

(a) Cylindre attaché à un ressort dans un
fluide au repos (adapté de Sigrist [30])

Fluide

Vide

Cube
solide

h

a

y(t)

(b) Cube partiellement immergé (adapté de
De Langre [31])

Figure I.2 – Deux cas académiques d’interaction fluide-structure.

Bien que pour la majorité des problèmes industriels l’étude de l’interaction fluide-
structure nécessite l’usage de simulations numériques, certains aspects fondamentaux
peuvent être illustrés à l’aide de cas académiques. L’analyse des déplacements d’un cy-
lindre solide dans un fluide au repos, telle que présentée par Sigrist [30] (figure I.2a),
permet ainsi d’aborder la notion de masse ajoutée. L’équation régissant le déplacement
horizontal du cylindre u(t) est la suivante :

mü(t) + ku(t) = F (t) (I.1)

avec m la masse du cylindre, k la raideur du ressort et F la force qu’exerce le fluide sur le
cylindre. La pression du fluide à la surface du solide dépend de la cinématique du cylindre
et sous l’hypothèse d’un écoulement potentiel, on peut montrer qu’elle s’écrit :

F (t) = −ρfπR2ü(t)

avec ρf la masse volumique du fluide. L’équation I.1 peut alors être mise sous la forme :

(m+ma)ü(t) + ku(t) = 0, avec ma = ρfπR
2 (I.2)

Dans ce cas, l’influence du fluide est purement inertielle et correspond à la mise en
mouvement du fluide autour du cylindre. La quantité inertielle ma est appelée masse
ajoutée. En l’absence de fluide, les oscillations du cylindre se feraient à la fréquence

f0 = 1
2π

√
k
m
. La présence du fluide a tendance à diminuer la fréquence des oscillations,

qui vaut dans ce cas fw = 1
2π

√
k

m+ma
.

16



On s’intéresse maintenant aux déplacements verticaux y(t) d’un cube solide de masse
m partiellement immergé dans un fluide autour de sa position d’équilibre h (figure I.2b).
En ne considérant que les efforts dus à la pression hydrostatique, la force F (t) correspond
à la poussée d’Archimède, et s’écrit (De Langre [31]) :

F (t) = −a2gρfy(t)

avec g l’accélération de pesanteur et a le côté du cube. La force qu’exerce le fluide dépend
ici de la position y(t) du solide et l’équation régissant le mouvement du cube s’écrit :

mÿ(t) + kay(t) = 0, avec ka = a2gρf (I.3)

L’influence du fluide sur le mouvement du solide se traduit dans ce cas par une raideur
ajoutée ka, due au gradient de pression existant dans le fluide. Dans le cas d’une structure
déformable, il peut aussi exister une raideur de forme, créée par les variations de la
géométrie à l’interface fluide-structure. En plus des phénomènes de masse et de raideur
ajoutée illustrés par ces simples exemples, l’interaction fluide-structure peut prendre de
multiples formes, telles que la présence d’amortissement ajouté Nakamura et al. [32], ou
d’effet d’histoire pour des écoulements visqueux (De Langre [31]).

I.1.1.b Nombres adimensionnels

Alors que dans les deux exemples précédents, le fluide est au repos, une grande
partie des problèmes d’interaction fluide-structure concerne des structures soumises à
un écoulement. L’écoulement fluide est traditionnellement caractérisé par des nombres
adimensionnels, traduisant l’importance relative des différents mécanismes de transferts
existant dans l’écoulement. Les trois nombres adimensionnels les plus utilisés sont les
suivants :

• le nombre de Reynolds Re = U0L
ν

avec U0 et L représentant la vitesse et la longueur
caractéristique de l’écoulement, et ν la viscosité cinématique du fluide. Le nombre
de Reynolds mesure l’importance relative de la convection par rapport à la diffusion.
Pour des nombres de Reynolds élevés, l’écoulement est dominé par la convection,
tandis que pour de faibles valeurs de Re, la diffusion visqueuse est dominante.

• le nombre de Froude Fr = U0√
gL
, où g est l’accélération de pesanteur. Ce nombre rend

compte de l’importance des efforts d’inertie par rapport à la force de pesanteur. Il
est très utile dans le cas d’écoulement avec surface libre, car il permet d’estimer
l’importance de la résistance due au champs de vague. Pour de faibles nombres de
Froude, la contribution de la résistance de vague à la résistance à l’avancement d’un
navire est faible par rapport aux forces de frottement et de pression.

• le nombre de Mach Ma = U0

c0
avec c0 la vitesse des ondes sonores dans le fluide.

Lorsque la vitesse de l’écoulement s’approche de la vitesse du son, des effets de
compressibilité existent dans l’écoulement. Au contraire pour des nombres de Mach
inférieurs à 0.3, le fluide peut être considéré comme incompressible.

Dans le cas d’un écoulement cavitant, on peut ajouter le paramètre de cavitation qui
permet de caractériser l’apparition de cavitation, comme présenté dans la section I.2.
On peut également citer le nombre de Strouhal St = fL

U0
, employé lorsqu’une fréquence

caractéristique f existe dans l’écoulement, comme dans le cas d’une allée de vortex de
Von Karman ou de lâchers de nuages de vapeur en écoulement cavitant.
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Lorsque l’écoulement fluide est susceptible d’être influencé par les mouvements d’une
structure, le théorème de Vaschy-Buckingham montre que l’on peut construire de nou-
veaux nombres adimensionnels, caractérisant le couplage fluide-structure. Les nombres
adimensionnels les plus utilisés sont les suivants :

• le nombre de masse M =
ρf
ρs
, qui mesure l’importance relative des effets inertiels du

fluide et de la structure. Lorsque la masse volumique du fluide ρf est du même ordre
de grandeur que celle de la structure ρs, les effets de masse ajoutée sont importants.
Dans ce cas, du point de vue numérique, une stratégie de stabilisation du couplage
fluide-structure peut être nécessaire (cf section III.4.4.c).

• le nombre de Cauchy Cy =
ρfU

2
0

E
, où E est le module d’Young de la structure.

Ce nombre adimensionnel caractérise l’importance des déformations de la structure
sous l’influence des contraintes de pression dynamique. Pour de faibles valeurs de
Cy, la structure se déforme peu et les contraintes externes exercées par le fluide
peuvent être négligées. A l’interface fluide-structure, la condition dynamique sur les
contraintes σ peut alors s’écrire σ · n = 0 (De Langre [31]).

• le nombre de Froude dynamique FD = cs√
gL

avec cs =
√

E
ρs

la vitesse de propagation

des ondes élastiques dans la structure. Il correspond au rapport des vitesses de
propagation des ondes élastiques et des ondes de surface.

• le nombre de Stokes S= csL
ν

mesure des vibrations élastiques par rapport à la diffu-
sion visqueuse. Comme pour le nombre de Reynolds, des valeurs importantes de S
permettent de négliger la diffusion visqueuse.

• la vitesse réduite Ur = U0

cs
. Ce nombre permet de comparer les échelles de temps

caractéristiques de l’écoulement et de la structure.

En fonction des valeurs que prennent ces nombres adimensionnels, il est possible de
classifier les problèmes fluide-structure et de formuler des hypothèses simplificatrices.
Pour de faibles vitesses réduites par exemple, le fluide peut être considéré comme im-
mobile par rapport à la structure, comme dans l’étude des déformations d’un barrage
hydraulique. Pour de très grandes valeurs de la vitesse réduite, le temps caractéristique
de la structure est bien plus long que celui de l’écoulement, et du point de vue fluide,
la structure semble cette fois immobile. Ce type de problèmes a été largement étudié
dans le domaine aéronautique, où les vitesses d’écoulement sont très importantes, et les
interactions pour lesquelles Ur >> 1 sont regroupées sous le terme d’aéroélasticité.

I.1.2 Aéroélasticité quasi-statique

Sous l’hypothèse de très grandes vitesses réduites, il est possible de considérer les
contraintes fluides comme des efforts statiques sur la structure. Le couplage fluide-structure
est alors simplifié : le fluide impose les efforts à l’interface (condition dynamique) tandis
que le solide donne la position de l’interface (condition cinématique). Deux instabilités
fluide-structure bien connues peuvent être analysées dans le cadre de l’aéroélasticité. La
première est l’étude des petites oscillations de torsion θ(t) d’une aile 2D de corde c, sou-
mise à un écoulement (figure I.3a). L’angle de torsion satisfait l’équation d’un oscillateur
forcé (De Langre [31]) :

Jθ̈(t) + Cθ(t) =Mf (t) (I.4)
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(a) Schéma de la torsion d’un
profil (extrait de De Langre [31])

(b) Flottement dû au couplage translation-torsion
(extrait de Blevins [33])

Figure I.3 – Exemples d’instabilités fluide-structure d’un profil d’aile.

où J et C sont les moments d’inertie et de raideur linéique par rapport à l’axe de rotation
de l’aile, etMf le moment exercé par le fluide. Dans le cadre de l’aéroélasticité, le moment
exercé par le fluide dépend de la position de l’aile et on peut montrer que pour un profil
symétrique on a :

θ̈(t) + θ(t) = 2πCy
x

c
θ(t)

où x est la distance du point d’application de la force de portance par rapport à l’axe de
rotation. Dans l’équation précédente, on retrouve le nombre de Cauchy, qui s’écrit dans

cet exemple Cy =
ρfU

2
0 c

2

2C
. On voit bien que pour de faibles valeurs de Cy les oscillations du

profil restent limitées. Comme dans le cas du cube partiellement immergé (figure I.2b),
les efforts exercés par le fluide dépendent de la position de la structure, et se traduisent
donc par un effet de raideur ajoutée. On peut écrire l’équation précedente sous la forme :

θ̈(t) +
(

1− 2πCy
x

c

)

θ(t) = 0

Le terme de raideur ajoutée peut être trompeur. En effet, dans cet exemple, la raideur
ajoutée est négative pour x > 0 et il existe donc une valeur du nombre de Cauchy pour
laquelle la raideur effective est nulle. Cette valeur critique est obtenue pour une vitesse

U0 =
√

C
πρLx

. Pour des vitesses supérieures, la réponse en torsion de l’aile à une perturba-

tion initiale augmente de façon exponentielle, pouvant conduire à une rupture soudaine
de la structure. Cette instabilité est appelée divergence statique. Le cadre théorique de
l’aéroélasticité permet d’étudier une grande diversité de problèmes aéronautiques. On
peut par exemple citer le flottement d’une aile (flutter en anglais), qui peut être dû au
couplage anti-symétrique entre un mode de torsion et un mode de flexion (De Langre
[31], Dowell at. [34]).

I.1.3 Aéroélasticité pseudo-statique

Lorsque les temps caractéristiques du fluide et de la structure sont du même ordre
de grandeur (Ur ≈ 1), les hypothèses simplificatrices de l’aéroélasticité quasi-statique
ou du fluide stagnant ne sont plus valables. Contrairement à la théorie de l’aéroélasticité
quasi-statique, la structure n’est plus immobile du point de vue du fluide et peut modifier
significativement l’écoulement. La force du couplage fluide-structure peut alors être bien
plus importante que dans les exemples présentés précédemment. Lorsque la vitesse réduite
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(a) Vibrations transverses d’un profil soumis à
un écoulement U0

(b) Courbe de portance

Figure I.4 – Schémas pour l’étude d’un cas de flottement de décrochage

est supérieure au déplacement normalisé U2
r >> D = ǫ0

L
il est toutefois possible de

considérer que la vitesse à l’interface fluide-structure est constante (De Langre [31]) et
on définit ainsi le cadre de l’aéroélasticité pseudo-statique. Afin d’illustrer cette théorie,
considérons les oscillations de translation d’un profil d’aile dans la direction transverse à
un écoulement (figure I.4a). Notons L et D les forces de portance et de trâınée, ainsi que
ẏ(t) la vitesse verticale du profil et α0 son angle d’incidence par rapport à l’horizontale.
Du fait de la vitesse de déplacement vertical du profil, l’incidence effective du profil s’écrit
αeff(t) = α0 + α′(t), avec :

α′(t) = tan−1

(

− ẏ

U0

)

La force verticale exercée par le fluide sur le profil s’écrit donc :

Fy(t) =
1

2
ρfcU

2
0CL(αeff)cos(α

′) (I.5)

Pour de petits angles induits α′, un développement limité au premier ordre de la force
donne :

Fy(t) = F0 −
1

2
ρfU0c

∂CL
∂α′ ẏ(t) (I.6)

L’analyse de l’expression précédente montre que les efforts fluides dépendent fortement
de la vitesse du solide ẏ(t). L’influence de l’écoulement sur la dynamique de la structure
prend donc la forme d’un amortissement ajouté. Pour un profil symétrique et de petites
incidences initiales α0,

∂CL

∂α′
> 0 et la relation (I.6) montre que lorsque la vitesse ẏ aug-

mente, la force verticale diminue. L’écoulement a donc tendance à amortir le mouvement
du profil. Au contraire, pour des angles d’attaque α0 supérieurs à l’angle de décrochage,
on a ∂CL

∂α′
< 0. Dans ce cas, les fluctuations de portance sont du même signe que la vitesse

verticale, et la force déstabilise le profil. Ce type d’instabilité est généralement appelé
phénomène de galop (galloping), ou flottement de décrochage dans le cas spécifique d’une
aile. Elle peut par exemple apparâıtre lorsque des accrétions de glace se forment autour
de câbles électriques flexibles (McComber et Paradis [35]), ou dans les échangeurs ther-
miques de centrales nucléaires (Shinde et al. [36]). Dès 1985, le galloping est étudié par
Den Hartog [37], qui propose le premier une condition relativement simple d’apparition
du phénomène.
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Rappelons que les vibrations d’une aile soumise à un écoulement sont étudiées de
manière théorique dès le début du 20ième siècle, avec les travaux de Theodorsen [38]. Sa
théorie de l’aéroélasticité sera plus tard reprise par de nombreux auteurs (Blake et Maga
[39], Landhal et Stark [40]). Toutefois, les développements des expressions théoriques
sont plutôt lourds et sont restreints aux vibrations harmoniques d’une aile en flexion et
en torsion. Aujourd’hui, les simulations numériques sont plus répandues et permettent
d’étudier une plus grande variété de problèmes.

I.1.4 Vibrations forcées par l’écoulement

Dans certaines configurations, les mouvements de la structure peuvent être forcés par
des mécanismes instationnaires existants dans l’écoulement. L’exemple le plus célèbre de
tels mécanismes est peut être la formation d’une allée de vortex de Von Karman dans
le sillage d’un corps non-profilé. Les fluctuations de portance causées par la dynamique
d’une poche de cavitation ou par des instabilités de transition de couche limite sont
également susceptibles d’être à l’origine des vibrations d’un hydrofoil flexible.

Depuis cinquante ans, l’intérêt des scientifiques pour les vibrations forcées par des
lâchers de vortex (VIV, Vortex-Induced Vibrations) ne cesse de grandir. Ce type de
problèmes peut par exemple exister dans le cas de risers (Hong et Shah [41]) pour lesquels
il est primordial de pouvoir prédire l’amplitude des vibrations pouvant se développer. Les
oscillations de cylindres solides libres de se déplacer, de façon élastique, dans la direction
transverse à un écoulement, constituent un cas générique de VIV. Ce problème a donc été
largement étudié, pour différentes sections de cylindre et différents écoulements (Sarpkaya
[42], Williamson et Govardhan [43]). Dans le cas d’un cylindre circulaire, les vibrations
apparaissent lorsque la fréquence des lâchers de tourbillon se rapproche de la fréquence
propre f0 du système cylindre-ressort. Pour des nombres de Reynolds modérés (entre
Re= 102 et Re= 104), la fréquence des lâchers fv varie linéairement avec la vitesse, de
sorte que la valeur du nombre de Strouhal reste voisine de St ≈ 0.2. En définissant la vi-
tesse réduite U∗ = U0/(f0D), avecD le diamètre du cylindre, la résonance entre les lâchers
de vortex et le système cylindre-ressort doit apparâıtre autour de U∗ ≈ 5 (pour fv ≈ f0 on
a U∗ ≈ 1/St). La figure I.5a montre que c’est bien ce que l’on trouve expérimentalement.
Cependant, les vibrations du cylindre ne sont pas tout à fait les mêmes dans l’air ou dans
l’eau. Les expériences montrent que le comportement du système dépend du nombre de
masse m∗ = 4m/(πρfD

2L) (avec m et L la masse et longueur du cylindre), ainsi que de
l’amortissement ζ. Pour des valeurs élevées de m∗ζ (cylindre dans l’air), la courbe des
amplitudes maximales de vibrations pour vitesses réduites croissantes est composée de
deux branches : une branche correspondant à l’initiation de la résonance (4< U∗ < 6 sur
la figure I.5a) et une branche d’amplitudes moins importantes (lower branch). Pour des
valeurs plus faibles de m∗ζ (cylindre dans l’eau), la courbe est composée d’une branche
supplémentaire (upper branch), dont les amplitudes sont supérieures à celles des deux
autres branches.

Les fréquences d’oscillation du cylindre f sont également différentes dans les deux
cas (figure I.5b). Dans l’air, le ratio des fréquences f ∗ = f/f0 reste proche de l’unité
sur le domaine où la réponse du cylindre est importante. Il existe alors un accrochage
fréquentiel (frequency lock-in) entre la fréquence des lâchers de tourbillon et la fréquence
des vibrations, toutes deux proches de la fréquence propre f0 du système cylindre-ressort.
Dans l’eau, les oscillations du cylindre dans la phase d’initiation se font à une fréquence
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(a) Amplitude maximale des vibrations. Les
carrés pleins correspondent à de faibles
valeurs de m∗ζ, les losanges vides à des

valeurs élevées.

(b) Fréquences des oscillations. En haut pour
de faibles valeurs de m∗ζ, en bas pour des

valeurs élevées.

Figure I.5 – Amplitudes et fréquences des vibrations transverses à l’écoulement d’un
cylindre circulaire en fonction de la vitesse réduite U∗ (adaptés de Williamson et

Govardhan [44])

proche de la fréquence propre f0, puis f augmente jusqu’à obtenir un accrochage entre
la fréquence des vibrations et la fréquence des lâchers de vortex, pour un ratio à peu
près constant f ∗ ≈= 1.4 sur la lower branch. Dans leurs travaux, Govardhan et William-
son [45] montrent que ce ratio corresond à une fréquence des lâchers de vortex égale à
la fréquence propre du système dans le vide. Lorsque la synchronisation des fréquences
disparâıt, le cylindre vibre à la fréquence des lâchers de vortex, et l’amplitude des os-
cillations diminue significativement. Les différentes branches de la réponse en vibrations
correspondent à différents déphasages entre le mouvement du cylindre et les lâchers de
tourbillons (Zdravkovich [46], Williamson et Govardhan [44]). De plus, Brika et Laneville
[47] montrent que la branche d’initiation correspond à des lâchers de vortex de type 2S,
tandis qu’on obtient un mode 2P pour la upper branch et la lower branch (figure I.6b).
Ces modes de lâchers existent également dans le cas d’oscillations forcées du cylindre
(figure I.6a).

La figure I.5a montre que la plage de vitesses réduites sur laquelle la réponse VIV
est importante est plus étendue pour les faibles valeurs de masse m∗. Govardhan et
Williamson [45] montrent qu’il existe une valeur critique de la masse réduite en dessous
de laquelle, l’augmentation de la vitesse réduite U∗ ne permet plus d’atteindre la lower
branch. Dans ce cas la synchronisation se fait en suivant la branche supérieure (upper
branch), et le cylindre oscille à des fréquences bien supérieures à la fréquence propre f0.

D’autres sections de cylindres ont été étudiées : ellipses, carrés, ... Zhao et al. [49]
montrent qu’il n’est pas nécessaire que la section possède un ”arrière-corps” (afterbody)
pour que les oscillations VIV se manifestent. En effet, bien que la section en demi-cylindre
de la figure I.7a ne possède pas d’arrière-corps, les vibrations VIV existent bien pour
3.5< U∗ <6.5. Sur cette plage de vitesses, on retrouve bien une fréquence des oscillations
égale à la fréquence propre du système (phénomène de lock-in). Lorsque cette section est
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(a) Champ de vorticité expérimentale dans le
sillage d’un cylindre en oscillations forcées

(Morse et Williamson [48])

(b) Modes des lâchers pour des oscillations
libres (Williamson et Govardhan [44])

Figure I.6 – Modes des lâchers de tourbillons dans le sillage d’un cylindre en
mouvement forcé et libre.

retournée (figure I.7b), il existe toujours des vitesses réduites pour lesquelles on observe
le phénomène de VIV, mais l’amplitude des vibrations ne diminue pas lorsque la vitesse
augmente. En effet, le phénomène de galop peut également survenir pour cette section,
contrairement aux sections où la face amont est circulaire. La fréquence des oscillations
est alors constamment égale à la fréquence propre (f ∗ = 1). Ceci est donc un exemple de
situation où les vibrations de la structure peuvent être forcées par l’écoulement (VIV) ou
engendrées par son propre mouvement (galloping).

(a) Demi-cylindre sans arrière-corps (b) Demi-cylindre avec arrière-corps

Figure I.7 – Amplitudes et fréquences des vibrations mesurées par Zhao et al. [49]
pour deux sections de demi-cylindre.

Certaines solutions existent pour diminuer ou faire disparâıtre le phénomène de VIV.
La majorité consiste à modifier la géométrie du cylindre en ajoutant par exemple des
protubérances (Owen et al. [50], Tombazis et Bearman [51]) ou des virures hélicöıdales
(Sui et al. [52], Allen et al. [53]).
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I.1.5 Simulation numérique d’interaction fluide-structure

Le problème couplé fluide-structure peut être résumé par le schéma I.8. Le domaine
physique est divisé en deux parties distinctes, les sous-domaines fluide Ωf et structure
Ωs. La résolution des équations de Navier-Stokes donne les champs de vitesse U et de
contraintes σf dans le fluide. Sur le domaine structure, le principe fondamental de la

dynamique et la loi de comportement du matériau permettent d’obtenir les déformations
ǫ et les contraintes σs. Le couplage entre les deux domaines se fait à l’interface Γ, où la

continuité des vitesses (condition de couplage cinématique) et des contraintes (condition
de couplage dynamique) doit être respectée.

Structure Ωs

∇ · σs + fs = ρsüs

σs = g
(
ǫ
)

Interface Γ

σs · n = σf · n
dus
dt

= U

Fluide Ωf

∂ρf
∂t

+∇ · (ρfU) = 0
∂(ρfU)

∂t
+∇ · (ρfUU) = ∇ · σf + ff

n

Figure I.8 – Schéma du problème couplé fluide-structure.

Les influences réciproques du fluide et de la structure peuvent être plus ou moins
importantes. Lorsque les déformations de la structure sont faibles et qu’elles ne modifient
pas significativement l’écoulement du fluide, le couplage est qualifié de faible. C’est le cas
lorsque le fluide est beaucoup moins dense que la structure, ou que cette dernière possède
une constante de raideur importante. Pour les problèmes d’aéroélasticité quasi-statique
par exemple, la masse volumique de l’air est très inférieure à celle de la structure et
les échanges d’énergie mécanique à l’interface restent limités. Au contraire, lorsque les
déformations de la structure sont importantes et modifient la dynamique de l’écoulement,
on parle alors de couplage fort. La nature physique de l’interaction fluide-structure, i.e.
la force du couplage, dicte les stratégies numériques à mettre en place pour la résolution
du problème.

I.1.5.a Les méthodes découplée, partitionnée ou monolithique

Plusieurs approches peuvent être utilisées pour la résolution des problèmes avec in-
teraction fluide-structure, qui peuvent être regroupées dans trois catégories : l’approche
découplée, la méthode partitionnée et la méthode monolithique.

• L’approche découplée peut être privilégiée pour de faibles couplages entre les
problèmes fluide et structure, lorsque l’influence des déplacements structurels sur
l’écoulement peut être négligée. Les efforts peuvent être obtenus en résolvant
l’écoulement autour de la structure immobile, et utilisés comme conditions aux

24



limites du problème structure pour obtenir les déformations. Ces méthodes sont
dites non-conservatives car il n’y a pas de couplage des conditions cinématique et
dynamique à l’interface, et l’énergie mécanique du système ne peut donc pas être ri-
goureusement conservée. Cette approche est relativement simple à mettre en oeuvre
et permet par exemple de prédire les vibrations d’immeubles causées par le vent
(Zhang et al. [54]).

• L’approche monolithique consiste à résoudre simultanément les équations du
problème couplé. Il est donc nécessaire de construire une formulation matricielle
prenant en compte les équations à résoudre sur les deux domaines ainsi que le
couplage des conditions aux limites d’interface. Cette méthode est donc parti-
culièrement adaptée aux problèmes présentant un couplage fort. Elle a également
l’avantage de ne pas souffrir de problèmes de stabilité numérique dus au couplage.
En revanche, l’usage des méthodes de résolution monolithiques manque de flexibi-
lité. En effet, il est souvent nécessaire de développer un code numérique spécifique
au problème étudié. Ainsi, pour un code existant, la prise en compte de couplage
supplémentaire au problème de départ nécessite de réécrire une partie significa-
tive du code. L’approche monolithique est donc difficile à mettre en oeuvre et les
méthodes partitionnées lui sont souvent préférées. On peut toutefois citer à titre
d’exemple les travaux de Demirdvzic et al. [55], Hubner et al. [56], Walhorn et al.
[57], Michler et al. [58] et Degroote et al. [59].

• Les approches partitionnées reposent sur l’utilisation de deux codes numériques,
l’un dédié à la résolution du problème fluide, l’autre à la résolution du problème
structure (Park [60]). Un code de couplage est donc nécessaire pour assurer à l’in-
terface le tranfert des champs de contraintes du code fluide vers le code structure
et le transfert des champs de déformations dans le sens inverse. Cette méthode
permet d’utiliser deux codes pré-existants, sans avoir à reformuler d’équations pour
le problème couplé. Elle est donc plus facile à développer qu’une approche mono-
lithique, et peut s’appuyer sur les codes numériques les mieux adaptés à chaque
problème. Il est possible d’utiliser des méthodes différentes pour les deux domaines,
telles qu’une approche volumes finis pour le solveur fluide et une approche éléments
finis pour la résolution du problème structure. Cela permet également une plus
grande flexibilité sur les schémas de discrétisation et les modèles physiques em-
ployés. En revanche, les deux codes peuvent utiliser des pas de temps différents et
les maillages à l’interface ne sont pas forcément identiques. Il est donc nécessaire
de porter une attention particulière au couplage en temps et au transfert des quan-
tités à l’interface. De plus, les conditions de couplage cinématiques et dynamiques à
l’interface ne sont pas forcément conservatives et dépendent de l’algorithme utilisé.

Les simulations numériques réalisées dans cette thèse reposent sur une approche par-
titionnée. Les stratégies de couplages spatial et temporel les plus communes sont ici
brièvement présentées.

I.1.5.b Couplage en espace

Pour les approches partitionnées, les codes numériques employés utilisent souvent une
approche éléments finis Lagrangienne pour la structure et volumes finis Eulerienne pour
le fluide. Dans le cadre de l’interaction fluide-structure, les frontières du domaine fluide
sont susceptibles de se déplacer, et l’approche purement Eulerienne n’est plus adaptée
à la résolution du problème. Une formulation alternative est souvent utilisée, appelée
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Arbitrary Lagrangian-Eulerian (Donea et al. [61], Souli et al. [62]). Les noeuds du maillage
fluide ont une vitesse de déformation Ud, qui peut être différente de la vitesse du fluide.
Les vitesses de déformation du maillage fluide doivent satisfaire une loi de conservation
géométrique (GCL, Geometric Conservation Law), dont une interprétation est donnée
par Guillard et Farhat [63]. La formulation ALE et la condition GCL sont détaillées en
section III.4.1.c.

De plus, le couplage spatial des codes dans une approche partitionnée fait ap-
parâıtre deux problématiques : le transfert des données à l’interface fluide-structure, et la
déformation du maillage fluide. Lorsque les maillages des deux domaines sont cöıncidants
à l’interface, le transfert des efforts et des déplacements est trivial.Toutefois, la résolution
des couches limites à la surface de la structure peut demander un maillage fluide plus fin
que celui nécessaire à la résolution du problème structure, et le plus souvent, les maillages
des deux domaines ne sont donc pas cöıncidants à l’interface. Les efforts calculés par le
code structure et les déplacements fournis par le code fluide doivent être interpolés.

La plupart des méthodes de transfert des quantités à l’interface visent à assurer
au mieux la conservation de l’énergie mécanique (Farhat et al. [64]). Le transfert des
déplacements du maillage structure au maillage fluide peut s’écrire sous forme générale :

Uf = HUs (I.7)

Pour assurer la conservation des travaux virtuels à l’interface, la matrice de transfert des
efforts du maillage fluide vers le maillage structure doit être la transposée de celle utilisée
pour les déplacements :

Fs = H⊺Ff (I.8)

La méthode la plus simple pour transférer les déplacements à l’interface consiste à as-
signer à chaque noeud fluide le déplacement du noeud structure le plus proche (Thévenaz
et al. [65]). Une autre approche repose sur la formulation faible des efforts et déplacements
à l’interface, où les intégrales sont estimées à l’aide de points de Gauss. Le transfert des
quantités à l’interface peut alors se faire par projection orthogonale des points de Gauss
(Maman et Farhat [66]) ou des noeuds directement (De Boer et al. [67]). Une alternative
peut consister à utiliser des éléments finis d’interpolation, comme maillage intermédiaire
à l’interface des maillages fluide et structure (Beckert [68]).

Une fois que les déplacements de la structure sont obtenus aux noeuds frontières du
domaine fluide, il est souvent nécessaire de modifier le maillage fluide. Plutôt que de re-
mailler le domaine fluide à chaque déplacement de la structure, le maillage initial est sou-
vent déformé, et on parle alors de maillages dynamiques. Les méthodes de déformation de
maillage visent à assurer une bonne qualité de maillage et éviter l’interpénétration poten-
tielle des éléments. Certaines méthodes ont été construites en modélisant les déformations
des côtés des éléments de façon analogue à celles de ressorts de torsion (Batina [69],
Degand et Farhat [70]). Dans l’approche pseudo-structurelle de Lynch et O’Neill [71],
le maillage est considéré comme une structure élastique, qui se déforme en fonction
des conditions aux limites de déplacement imposées à l’interface. Dans la thèse de De
Nayer [8], une loi de comportement orthotrope est proposée pour la pseudo-structure du
maillage, permettant d’améliorer la qualité du maillage déformé, par rapport à celle d’un
maillage suivant une loi isotrope. Löhner et Yang [72] proposent d’obtenir les déformations
du maillage fluide par l’application d’un opérateur Laplacien. L’utilisation d’une diffusi-
vité variable en fonction de la distance à la structure permet de garder une bonne qua-
lité de maillage près de l’interface. Helenbrook [73] propose une généralisation de cette
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(a) Projection des points de Gauss
(extrait de Farhat et al. [64])

(b) Projection sur un maillage intermédiaire
(extrait de Beckert [68])

Figure I.9 – Deux méthodes d’interpolation des quantités à l’interface.

méthode, basée sur l’utilisation d’opérateurs biharmoniques. La méthode de déformation
du maillage utilisée dans cette thèse s’appuie sur l’utilisation de splines RBF (Radial Basis
Functions), dont les détails sont donnés dans la section III.4.1. Cette approche a l’avan-
tage de traiter de façon unifiée les transferts des quantités à l’interface et les déformations
du maillage fluide. Elle assure également une très bonne qualité du maillage déformé.

I.1.5.c Couplage en temps

Les méthodes de couplage en temps peuvent être classées en fonction de la force du
couplage entre les codes fluide et structure : on distingue alors les méthodes explicites et
les méthodes implicites. Le couplage est qualifié de synchrone si les déplacements et les
efforts sont résolus aux mêmes pas de temps, ou d’asynchrone lorsque les équations sont
résolues à des pas de temps différents.

Les algorithmes explicites :

Les stratégies de couplage explicites les plus utilisées sont données ci-dessous :

• L’algorithme décalé synchrone (ou CSS, Conventional Serial Staggered) : c’est l’al-
gorithme de couplage le plus utilisé dans le domaine de l’aéroélasticité (Batina
[74], Piperno et al. [75], Gupta [76]). Il s’agit d’un algorithme explicite synchrone.
Connaissant les déformations de la structure ǫn et les champs de vitesse et de pres-
sion du fluide un, pn au pas de temps tn, on cherche à calculer ces quantités au
pas de temps suivant tn+1. La première étape consiste à prédire les déformations
de l’interface au pas de temps suivant. La prédiction se fait de manière explicite
à partir des déplacements et des vitesses de la structure connus aux pas de temps
temps prédécents (Piperno et Farhat [77]) :

ǫn+1
p = ǫn + α∆tǫ̇n + β∆t(ǫ̇n − ǫ̇n−1)

Le prédicteur le plus simple est obtenu pour α = β = 0. Dans ce cas, le calcul des
quantités au pas de temps n+1 se fait sur la configuration déformée de la structure
au pas de temps précédent. L’ordre de couplage temporel est alors du premier ordre
(Farhat et Lesoinne [78]). Il est possible d’obtenir un couplage du deuxième ordre
en utilisant α = 1 et β = 0.5 (Kassiotis [79]). Cette prédicion des déplacements est
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utilisée par le code fluide comme conditions aux limites à l’interface (figure I.10,
étape 1). Les équations du domaine fluide sont ensuite résolues pour obtenir les
champs de vitesse et de pression au pas de temps suivant (figure I.10, étape 2). Ces
quantités permettent de calculer le chargement F n+1

f que le fluide applique sur la
structure au pas de temps tn+1 (figure I.10, étape 3). Ce chargement est utilisé pour
résoudre le problème structure et obtenir les déformations de la structure au pas de
temps tn+1. Les résolutions des équations sur le domaine fluide et sur le domaine
structure se font donc de façon séquentielle, ou décalée, donnant ainsi le nom à
l’algorithme.

Fluide
un, pn un+1, pn+1

Structure
ǫn

ǫn+1
p

1

2

F n+1
f

3

4

ǫn+2
p

ǫn+1

tn tn+1

Figure I.10 – Schéma du couplage en temps CSS

La résolution du problème fluide se fait en utilisant la prédiction ǫn+1
p , qui n’a

aucune raison d’être égale aux déplacements de la structure ǫn+1. La condition
cinématique ne peut donc pas être satisfaite et le couplage en énergie à l’interface
n’est donc pas conservatif. Cela n’est pas forcément un problème dans le domaine
de l’aéroélasticité, où la densité de l’air est bien inférieure à celle de la structure.
Lorsque les deux masses volumiques sont du même ordre de grandeur, les effets de
masse ajoutée deviennent importants et peuvent causer la divergence de l’algorithme
explicite CSS (Kassiotis et al. [80]). De plus, Farhat et Lesoinne [78] montrent
que la loi de conservation géométrique et la condition de couplage dynamique ne
peuvent en général pas être respectées simultanément avec l’algorithme CSS. Dans
l’algorithme de couplage original, les pas de temps du solveur fluide et structure sont
égaux. Il arrive cependant fréquemment que la valeur du pas de temps soit imposée
par les équations fluides, plutôt que par le solveur structure qui pourrait utiliser un
pas de temps plus important. Piperno et al. [75] proposent donc une variante de
l’algorithme CSS, où le pas de temps du solveur structure est fractionné en n sous
pas de temps pour le solveur fluide ∆ts = n∆tf . On parle alors de sous-cyclage
fluide.

• Pour pallier les problèmes de l’algorithme CSS, Farhat et Lesoinne [78] proposent
une version améliorée, appelée algorithme ISS (Improved Serial Staggered). Cet
algorithme permet de respecter les conditions de couplage à l’interface. Contraire-
ment à l’algorithme CSS, il s’agit d’un algorithme asynchrone : il existe un décalage
temporel entre la résolution des équations sur les domaines fluide et structure. Par
rapport à l’algorithme CSS, cette procédure permet d’utiliser de plus grands pas
de temps sans introduire de problème de stabilité (Farhat et Lesoinne [78]). Elle a
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aussi l’avantage de respecter la loi de conservation géométrique et les conditions de
continuité à l’interface (Thomas et Lombard [81]). Les différentes étapes de l’algo-
rithme ISS sont similaires à celle de l’algorithme CSS et sont présentées en figure
I.11.

Fluide
un−1/2, pn−1/2 un+1/2, pn+1/2

Structure
ǫn

ǫ
n+1/2
p1

2

F
n+1/2
f

3

4

ǫ
n+1/2
p

ǫn+1

tn tn+1tn−1/2 tn+1/2

Figure I.11 – Schéma du couplage en temps ISS

• Dans les deux algorithmes précédents, la résolution des équations pour la structure
ne peut se faire qu’après la mise à jour des quantités sur le domaine fluide. Weera-
tunga et Pramono [82] proposent l’algorithme parallèle synchrone (CPS, Conven-
tional Parallel Staggered), où les résolutions se font simultanément sur les deux do-
maines. Les temps de calcul du problème couplé sont donc significativement réduits.
Les échanges entre les deux solveurs se font uniquement au début du pas de temps
courant (figure I.12). Les résolutions se font ensuite en parallèle pour obtenir les
quantités au pas de temps suivant. En l’absence de boucle de rétroaction, cet algo-
rithme nécessite des pas de temps plus fins que pour l’algorithme CSS pour obtenir
la même précision. Farhat et Lesoinne [78] proposent l’algorithme IPS (Improved
Parallel Staggered), afin d’améliorer la précision de l’algorithme CPS original. Cette
variante introduit une boucle de rétroaction similaire à celle de l’algorithme CSS
au demi pas de temps tn+1/2.

Fluide
un, pn un+1, pn+1

Structure
ǫn

ǫn+1
pF n

f

1

2

2

F n+1
f ǫn+2

p

ǫn+1

tn tn+1

Figure I.12 – Schéma du couplage en temps CPS

Les algorithmes précédents ne comportent pas de d’itérations de couplage entre les
codes de résolution fluide et structure. Ce sont donc des algorithmes explicites dont
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le couplage numérique est qualifié de faible. Les algorithmes CSS et ISS sont parfois
qualifiés de semi-implicites : la résolution du problème fluide au pas de temps n+ 1 se
fait en utilisant la solution structure au pas de temps n (résolution explicite), tandis que
les nouveaux déplacements de la structure sont calculés à partir des chargements fluides
au pas de temps n+ 1 (résolution implicite).

Les algorithmes implicites :

Les algorithmes de couplage implicite contiennent une boucle itérative entre la
résolution des deux codes et permettent un couplage numérique fort entre les deux sol-
veurs. Les équations sont donc résolues plusieurs fois par pas de temps, et les solutions
échangées entre les codes, jusqu’à la convergence. Le processus itératif permet de cor-
riger le décalage en temps entre les deux solveurs et ainsi de satisfaire les conditions
de couplage à l’interface (Degroote [83]). Les algorithmes implicites reposent en général
sur une méthode du point fixe (Rugoyi et Bathe [84], Küttler et Wall [85], Wood et al.
[86]) ou sur une méthode de Newton-Raphson (Fernández et Moubachir [87], Bogaers
et al. [88], Matthies et Steindorf [89]). La méthode du point fixe est la plus simple à
mettre en place et s’appuie généralement sur les algorithmes de Jacobi ou de Gauss-
Seidel par blocs présentés en figure I.13. La méthode de Jacobi a l’avantage de permettre
les résolutions parallèles des deux problèmes. La méthode de Gauss-Seidel converge tou-
tefois plus rapidement que la méthode de Jacobi, même si les résolutions doivent se faire
de manière séquentielle (Ramirez et al. [90]). Les algorithmes basés sur la méthode de
Newton-Raphson sont plus rapides que la méthode du point fixe, mais plus difficiles à
mettre en oeuvre car il faut pouvoir estimer la matrice tangente du couplage. Pour plus
de détails sur la diversité des méthodes de résolution implicite, le lecteur peut se référer
à la thèse de Veron [91].
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(a) Méthode de Jacobi
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Figure I.13 – Schémas de couplage implicite avec l’algorithme de Jacobi et de
Gauss-Seidel par blocs.

La résolution des déformations du profil utilisée dans cette thèse repose sur une
approche modale. Les déformations sont donc obtenues par la résolution d’équations
linéaires découplées qui peuvent être gérées par le code fluide. Comme présenté dans le

30



troisième chapitre, ces équations sont résolues à chaque itération de la méthode du point
fixe du solveur fluide, assurant ainsi un couplage implicite fort entre les problèmes fluide
et structure.

Lorsque les densités du fluide et de la structure sont du même ordre de gran-
deur, le problème fluide-structure est fortement couplé et il est nécessaire de relaxer
les déplacements de la structure pour stabiliser l’algorithme de couplage (Causin et al.
[92]). La méthode la plus simple à mettre en oeuvre consiste à employer un coefficient de
relaxation constant β :

ǫn+1
k ← βǫn+1

k + (1− β)ǫn+1
k−1 (I.9)

Une petite valeur de relaxation β permet de stabiliser le couplage mais peut également
ralentir la vitesse de convergence. Il est plus judicieux de faire varier la valeur de β
à chaque itération (Küttler et Wall [85]). La méthode de Aitken permet par exemple
d’augmenter la vitesse de convergence, sans avoir à modifier les solveurs fluide et structure
(Pena et Prud’homme [93]). Dans cette thèse, la méthode de relaxation par masse ajoutée
artificielle proposée par Yvin [9] est employée. L’idée principale consiste à utiliser un
coefficient β basé sur une estimation de la masse ajoutée (section III.4.4.c). Cela permet
d’utiliser une relaxation basée sur la physique de l’écoulement, permettant d’obtenir un
optimum pour la vitesse de convergence de l’algorithme (Yvin et al. [94]).

I.1.5.d Méthodes de résolution sur chaque sous-domaine

Dans le cadre d’une approche partitionnée, différentes méthodes de résolution peuvent
être employées pour les problèmes fluide et structure. Au fil des années, des modèles de
plus en plus fins mais aussi plus gourmands en temps de calcul ont été utilisés pour les
approches partitionnées. Les premières simulations d’interaction fluide-structure ont été
réalisées à l’aide de méthodes potentielles pour le domaine fluide. Lin et al. [95] utilisent
une méthode Lattice Vortex (LVM), couplée avec un code éléments finis (FEM) pour
la structure, afin d’analyser l’influence de différents empilements de composite sur les
performances d’une hélice. Le couplage implicite repose sur une méthode de Newton-
Raphson. Le couplage avec une méthode LVM ne nécessite pas de grandes capacités de
calcul et peut donc avantageusement être intégré à un processus d’optimisation (Lee et
Lin [96], Lin et al. [97]). En revanche, cette méthode repose sur la théorie des surfaces
portantes, et les épaisseurs des pales sont donc négligées.

Afin de mieux prendre en compte la géométrie des structures, de nombreux travaux
scientifiques utilisent des codes BEM (Boundary Elements Methods). L’écoulement est
toujours considéré comme dérivant d’un potentiel de vitesse, mais la surface de la struc-
ture 3D est discrétisée à l’aide de panneaux. Young [98], utilise un couplage fort entre un
code BEM et le solveur éléments finis du logiciel commercial Abaqus. Cette approche est
validée en comparant les prédictions des performances d’une hélice en composite à des
mesures expérimentales (Young [99]). Elle est également utilisée pour étudier le couplage
en flexion-torsion de pales en composites (Liu et Young [100]). Les inconnues du système
à résoudre étant limitées aux potentiels de vitesse sur les frontières du domaine, les temps
de calculs sont relativement faibles et rendent donc ces méthodes très intéressantes pour
certaines phases de conception. Elles ne prennent cependant pas en compte les effets
visqueux ou la turbulence de l’écoulement, et leurs précisions restent donc limitées.

Les approches prenant en compte la viscosité du fluide se sont largement démocratisées
avec les puissances croissantes de calcul. Contrairement à la méthode des éléments
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(a) Prédiction par LVM du sillage d’une aile
avec contrôle de forme (Stanford et Beran

[101]).

(b) Calcul BEM de l’écoulement cavitant
autour d’une hélice (Young [99])

Figure I.14 – Exemples de calculs LVM et BEM

frontières (BEM), les champs de vitesse et de pression doivent être résolus sur le volume
de l’écoulement considéré, et nécessitent donc des ressources de calcul plus importantes.
Différentes stratégies de modélisation de la turbulence existent (figure I.15d) :

• Direct Numerical Simulation (DNS) : toutes les échelles spatiales et tempo-
relles de l’écoulement doivent être résolues. La taille des plus petites structures tur-
bulentes présentes dans l’écoulemennt η (échelle de Kolmogorov) diminue lorsque

le nombre de Reynolds augmente : η ∼Re− 3

2 (Pope [102]). Plus le nombre de Rey-
nolds de l’écoulement est important, plus les maillages et pas de temps utilisés
pour une simulation DNS doivent être fins. Des méthodes numériques spécifiques
développées pour la DNS, reposent souvent sur des approches spectrales (Moin et
Mahesh [103]). L’écoulement obtenu par DNS ne correspond pas à une moyenne
temporelle comme pour une approche RANSE, mais à une unique réalisation de
l’écoulement. Les temps de calcul des approches DNS sont rédhibitoires pour des
applications industrielles mais ces simulations sont très intéressantes pour l’étude
de la turbulence et des mécanismes de transition.

• Large Eddy Simulation (LES) : plutôt que de résoudre la totalité des échelles
avec une simulation DNS, l’approche LES ne résout que les plus grandes échelles
de la turbulence (les plus intéressantes pour les applications industrielles) et utilise
un modèle pour les échelles plus petites (Lesieur et Metais [104]). Les équations
à résoudre sont obtenues en filtrant les échelles turbulentes inférieures à la taille
des cellules du maillage. Il faut alors modéliser les plus petites échelles à l’aide
d’un modèle de sous-maille. Bien que de nombreux filtres passe-bas puissent être
utilisés le plus célèbre fût proposé par Smagorinsky [105] en 1963. Moins élevé que
pour la DNS, le coût d’une simulation LES reste tout de même très important et
représente donc l’inconvénient majeur de cette méthode. En effet, le maillage doit
être très fin dans les couches limites : Spalart [106] estime que la simulation de
l’écoulement autour d’un avion complet nécessiterait un maillage constitué de 1011

cellules (contre 1016 cellules pour la DNS).

• Reynolds Averaged Navier-Stokes Equations (RANSE) : la moyenne de
Reynolds est appliquée aux équations de Navier-Stokes. Cette moyenne statistique
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devient une moyenne temporelle dans le cas de processus ergodiques. La formulation
d’origine sépare donc la valeur moyenne des champs de vitesse et de pression, solu-
tions des équations RANSE, et les fluctuations dont l’influence sur la solution doit
être modélisée. Toutes les échelles de la turbulence sont modélisées avec l’approche
RANSE et les maillages et pas de temps peuvent être plus grossiers que pour des
simulations LES. Cette méthode est donc plus adaptée à une utilisation industrielle
et de nombreux modèles de turbulence ont été développés depuis la moitié du 19ième

siècle (Speziale [107]). L’effet de la turbulence sur l’écoulement moyen est modélisé
en ajoutant une viscosité turbulente (modèle k − ω, k − ǫ, ...) ou en modélisant le
tenseur des corrélations de Reynolds directement (modèles RSTM, EASM, ...). Une
formulation instationnaire (URANS, Unsteady Reynolds Averaged Navier-Stokes)
est obtenue en faisant l’hypothèse d’une séparation des échelles caractéristiques de
l’écoulement et des échelles de la turbulence : les basses fréquences sont résolues
et l’influence de la turbulence modélisée. Les simulations réalisées dans cette thèse
reposent sur le modèle URANS, dont plus de détails sont présentés dans le chapitre
III.

• Detached Eddy Simulation (DES) : l’approche RANSE donne de bons résultats
pour les écoulements présentants de faibles séparations de couches limites mais ne
convient pas pour d’importantes séparations. Pour pallier ce problème, les simula-
tions DES reposent sur une approche hybride : les équations RANSE sont résolues
près des parois et les équations LES sont utilisées sur le reste du domaine (Menter
[108], Spalart et al. [109]). Les variantes DDES (Delayed Detached Eddy Simula-
tion) et IDDES (Improved DDES ) ont été proposées pour améliorer le modèle de
transition entre les zones LES et RANS (Spalart et al. [110], Shur et al. [111], Grits-
kevitch et al. [112]). Les maillages utilisés pour les simulations DES peuvent être
plus grossiers que des maillages LES dans la zone où les équations RANSE sont ap-
pliquées. Les temps de calculs sont donc moins importants que pour une approche
LES, faisant ainsi tout l’intérêt de la méthode.

Maljaars et al. [115] comparent les résultats obtenus en couplant un code éléments-finis
avec un code potentiel (BEM-FEM) et un code RANS (RANS-FEM), pour la prédiction
de l’écoulement autour d’une hélice flexible. Les auteurs montrent que pour de faibles
coefficients d’avancement il existe une zone de séparation près du bord d’attaque, qui
ne peut être prédite que par l’approche RANS-FEM. Pour des coefficients d’avancement
supérieurs à un, les effets visqueux sont non-négligeables et le couplage RANS-FEM
donne également de meilleurs résultats. L’approche BEM-FEM peut être utilisée pour les
coefficients d’avancement intermédiaires, lorsque l’écoulement est totalement turbulent
et reste attaché.

Bien que la méthode des volumes finis (chapitre III) soit la plus utilisée, des ap-
proches différentes existent pour la discrétisation du domaine fluide. Des éléments-finis
sont utilisés pour le fluide pour certains problèmes de vibro-acoustique (Bobillot et Balmes
[116], Sigrist [30]). On peut également citer les couplages de code éléments finis avec la
méthode SPH (Smoothed Particle Hydrodynamics) : Antoci et al. [117], Hermange et al.
[118], Groenenboom et al. [119]. La méthode SPH utilise un ensemble de particules pour
modéliser l’écoulement fluide, dont les mouvements sont décrits de façon Lagrangienne.
Cette méthode ne nécessite pas de maillage fluide, et s’affranchit donc des difficultés de re-
maillage susceptibles d’apparâıtre lorsque la structure subit d’importantes déformations.
Elle a aussi l’avantage de mieux capturer les dynamiques rapides de la surface libre, la
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(a) DNS d’une couche limite (Wu et
Moign [113]). Isosurfaces de l’invariant Q,

colorées des vitesses suivant x.

(b) LES de l’écoulement autour d’un
hémisphère flexible (Wood et al. [21]).
Isosurfaces de pression colorées des

vitesses suivant y.

(c) Simulation RANSE autour du sonar
d’un navire de guerre (Visonneau et al.
[114]). Isosurfaces de l’invariant Q,
colorées par les valeurs d’hélicité.

(d) Simulation DES autour du sonar d’un
navire de guerre (Visonneau et al. [114]).
Isosurfaces de l’invariant Q, colorées par

les valeurs d’hélicité.

Figure I.15 – Exemples d’applications de différentes approches pour la résolution des
équations CFD

rendant très intéressante pour les problèmes d’amerrissage par exemple. Cheng et al. [120]
simulent l’amerrissage d’un avion à effet de sol en résolvant l’écoulement par SPH et les
mouvements rigides de l’appareil (figure I.16).

La plupart des simulations de couplage fluide-structure utilisent une méthode éléments
finis pour la résolution structure. Deux types d’éléments sont généralement utilisés : les
éléments 3D volumiques et les coques minces 2D. Les éléments volumiques permettent de
facilement mailler la structure et sont les plus simples à utiliser. L’utilisation d’éléments
linéaires ou quadratiques permet d’obtenir un champ de contrainte constant ou linéaire
par élément. Ces éléments ne sont cependant pas adaptés à la discrétisation de structures
composites, composées d’un empilement de plis (il faut alors avoir recours à des méthodes
d’homogénéisation, Dasgupta et Agarwal [121]). En revanche les coques 2D permettent
de décrire les empilements pli par pli, et d’étudier l’influence de différentes orientations
de fibres. Ces éléments ont donc largement été utilisés pour l’étude d’hélice en composite
(Lin et al. [97], Motley et Young [122]), Herath et al. [123]). Néanmoins, les coques étant
des éléments 2D, la géométrie 3D de la structure ne peut pas être décrite précisément,
et l’interface fluide-structure est donc simplifiée. Une alternative consiste à utiliser des
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coques 2D et des éléments 3D pour mailler la structure (Pernod et al. [124]). Dans certains
cas, la géométrie de la structure est assez simple pour utiliser des modèles simplifiés ou
des résultats théoriques. Pour un profil 2D encastré par exemple, Chae et al. [125] utilisent
un modèle de poutre à deux degrés de liberté (flexion et la torsion), tandis que Temtching
Temou et al. [126] prédisent les déformations du profil avec des éléments finis de type
poutre.

Figure I.16 – Simulation fluide-structure de l’amerrissage d’un avion à effet de sol à
l’aide d’une méthode SPH (Cheng et al. [120])

I.1.6 Applications aux profils portants

De très nombreuses publications scientifiques portent sur l’étude de l’interaction
fluide-structure. Dans cette section, une liste non-exhaustive de récents travaux sur le
sujet est proposée.

Ducoin et al. [127] étudient les vibrations induites par les mécanismes de transition
laminaire-turbulent d’une couche limite sur un NACA 66 en polyoxyméthylène (POM).
La transition sur l’extrados du profil se fait au niveau d’un bulbe de séparation laminaire
(LSB, Laminar Separation Bubble). Des mesures de vitesses sont mises en place avec
un anémomètre laser pour caractériser la position et l’étendue du bulbe. Les lâchers de
tourbillons dans le sillage du bulbe sont à l’origine de fluctuations des efforts hydrodyna-
miques, et donc de vibrations de la structure. Les spectres mesurés par vibrométrie laser
montrent que ces fluctuations peuvent mettre en résonance la fréquence du deuxième
mode de torsion du profil flexible.

Ces résultats expérimentaux sont utilisés par Ducoin et Young [128], pour valider
le couplage entre un modèle à deux degrés de liberté pour la structure et un code
RANS, muni du modèle de transition γ-Reθ. Les simulations sont stationnaires et bi-
dimensionnelles. Les prédictions des coefficients hydrodynamiques et des déplacements
de l’extrémité libre du profil sont en accord avec les mesures expérimentales. Grâce aux
simulations, les auteurs montrent que le centre de pression est situé en amont du centre
élastique du profil. La torsion du profil flexible en écoulement a donc tendance à augmen-
ter l’angle d’incidence effectif, accélérant ainsi la transition turbulente et le décrochage.
Lorsque l’incidence du profil s’approche de l’angle de décrochage, le centre de pression

35



se déplace vers l’axe à mi-corde du profil, retardant l’apparition du phénomène de di-
vergence statique. Des simulations 3D sont mises en place pour ce cas test par Huang
et al. [129], avec une approche RANS-FEM. Les résultats numériques montrent qu’un
couplage fort (two-way coupling) est nécessaire pour obtenir les déformations du profil
avec précision. Les fréquences modales du profil flexible prédites par les simulations sont
proches de celles mesurées dans les essais. Le même profil NACA 66 flexible, en mou-
vement de tangage forcé est étudié expérimentalement et numériquement par Ducoin et
al. [130]. L’approche numérique repose sur un couplage faible entre un code RANS et
un code éléments finis (suite logicielle ANSYS). Les résultats expérimentaux montrent
que pour une faible vitesse angulaire (α̇ = 6◦/s) les effets de transition ont une influence
sur les déformations du profil, tandis que cet effet disparâıt pour une vitesse angulaire
plus importante (α̇ = 63◦/s). Les déformations prédites par le modèle numérique sont
du même ordre de grandeur que celles mesurées dans les essais. Une forte hystérésis des
déformations est prédite par la simulation à la vitesse angulaire la plus élevée, mais n’est
pas observée expérimentalement.

L’interaction entre la transition laminaire-turbulent de la couche limite et les vibra-
tions d’un profil est étudiée plus en détails par George et Ducoin [131] grâce à des simula-
tions DNS, couplées à la résolution d’une équation du mouvement de tangage d’un profil
NACA 66 flexible. Les résultats numériques suggèrent que les vibrations du profil ont une
influence sur le lieu de la transition turbulente et les caractéristiques des tourbillons dans
la couche limite.

Les effets de masse ajoutée peuvent être très importants pour des structures portantes
légères, et doivent donc être précisément estimés dans les phases de conception. Lin et Tsai
[132] montrent que pour certaines pales d’hélices en composite la masse ajoutée peut être
égale ou supérieure à celle de la pale. De La Torre [133] propose une étude numérique
et expérimentale des effets de masse ajoutée sur un profil NACA 0009 en fonction du
niveau d’immersion et de la proximité d’une paroi. Les résultats de calculs éléments finis
sont en bon accord avec les masses ajoutées expérimentales. Les deux approches révèlent
que les masses ajoutées modales augmentent avec la proximité de la paroi et le niveau
d’immersion du profil.

Münch et al. [134] mesurent le couple exercé sur un profil NACA 0009 en mouvement
de tangage forcé. En faisant varier la fréquence des oscillations, les auteurs parviennent
à estimer la masse, la raideur et l’amortissement ajoutés du système. Alors que la masse
ajoutée reste constante pour les écoulements considérés, les coefficients de raideur et
d’amortissement ajoutés varient avec la fréquence des oscillations imposées. Des simu-
lations RANS sont réalisées pour des conditions d’écoulement similaires aux essais, en
imposant un mouvement de corps rigide au profil. Les résultats numériques permettent
de montrer que les variations de raideur et d’amortissement ajoutés sont liées à des va-
riations de topologie du sillage en fonction de la fréquence du mouvement de tangage.
Les estimations de masse, raideur et amortissement ajoutés sont finalement utilisées pour
construire un modèle analytique des oscillations libres du profil. Les auteurs valident ce
modèle en comparant les résultats à ceux de simulations couplées où le mouvement du
profil est résolu avec une équation à un degré de liberté.

Dans la thèse réalisée par Lelong [7] à l’Ecole Navale, la réponse hydroélastique d’un
profil NACA 0015 est étudiée expérimentalement pour plusieurs vitesses d’écoulement et
plusieurs incidences. L’utilisation d’un vibromètre laser permet de mesurer les fréquences
des modes propres du profil en écoulement et d’en déduire les masses ajoutées modales.
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Les valeurs expérimentales sont similaires aux masses ajoutées théoriques de plaques
planes. Alors que la fréquence du premier mode de flexion ne varie pas avec la vitesse
de l’écoulement, l’augmentation des fréquences des modes supérieurs suggère une aug-
mentation de la raideur ajoutée pour des vitesses croissantes. Les mesures des vibra-
tions permettent de calculer l’intensité de l’amortissement hydrodynamique, qui aug-
mente presque linéairement avec la vitesse de l’écoulement. Le phénomène de lock-in a
également été observé pour un angle d’incidence proche du décrochage (α = 17◦). La
fréquence des lâchers de tourbillons au bord d’attaque cöıncide alors avec la fréquence
du premier mode de flexion du profil. Les résultats expérimentaux sont exploités dans la
publication de Chae et al. [125] pour valider le couplage numérique LHC (Loose Hybrid
Coupled) déjà employée par Ducoin et Young [128]. Les prédictions des fréquences mo-
dales en écoulement sont en accord avec les essais. L’augmentation de l’amortissement
ajouté avec la vitesse d’écoulement est aussi bien capturée par les simulations. Le modèle
numérique permet d’étudier l’influence du nombre de masse sur l’amortissement hydro-
dynamique : l’amortissement augmente rapidement lorsque la masse volumique du solide
diminue. Le couplage LHC est de nouveau utilisé par Chae et al. [135] pour analyser l’im-
portance du couplage flexion-torsion induit par un écoulement sur des profils homogènes.
L’influence du couplage flexion-torsion est estimée en comparant les résultats d’un modèle
théorique découplé, de simulations avec une approche potentielle et de simulations pre-
nant en compte la viscosité du fluide. Les auteurs montrent que le couplage flexion-torsion
doit être pris en compte pour obtenir des prédictions précises des fréquences modales et
des amortissements en écoulement, en particulier pour des vitesses importantes ou de
faibles nombres de masse.

Certains travaux portent spécifiquement sur l’étude de l’amortissement ajouté par
un écoulement autour d’une structure. Les mesures expérimentales de Coutu et al. [136]
montrent que l’amortissement augmente avec la vitesse de l’écoulement. Gauthier et al.
[137] proposent une méthode numérique pour la prédiction de l’amortissement hydrodyna-
mique d’une pale de turbine. Les modes propres de la pale en eau stagnante sont d’abord
obtenus à l’aide d’un code FEM, et permettent d’estimer les coefficients de masse ajoutée.
Les formes modales sont ensuite utilisées pour imposer les déformations de la structure
dans des simulations RANS stationnaires et instationnaires. Les résultats des simulations
stationnaires permettent d’estimer la raideur ajoutée. Connaissant les masses et raideurs
ajoutées, l’amortissement peut finalement être estimé à partir des efforts prédits par les
simulations instationnaires.

Yao et al. [138] excitent deux profils NACA 0009 à l’aide de piézoélectriques, l’un
avec un bord de fuite droit et l’autre avec un bord de fuite de Donaldson. Les auteurs
obtiennent une estimation du coefficient d’amortissement en comparant la fonction de
transfert des vibrations du profil avec l’expression théorique pour un oscillateur amorti.
Les mesures montrent qu’en dessous d’un seuil de vitesse, les coefficients d’amortissement
des premiers modes de flexion et de torsion restent constants pour les deux profils. Les
facteurs d’amortissement augmentent linéairement pour des vitesses supérieures. Dans les
essais, l’amortissement du profil avec un bord de fuite de Donaldson est beaucoup plus
important que pour celui avec un bord droit.

L’influence du bord de fuite d’un NACA 0009 est également analysée par Zeng et al.
[139]. Les résultats de simulations couplées (RANS-FEM) indiquent que pour des vitesses
d’écoulement croissantes, la masse ajoutée d’un profil avec un bord de fuite droit reste
constante, tandis qu’elle décroit avec un bord de fuite de Donaldson. De plus, le coefficient
d’amortissement augmente linéairement avec la vitesse, mais avec des pentes différentes
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pour les deux bords de fuite, et le bord de fuite de Donaldson permet ainsi de limiter les
vibrations du profil.

Zobeiri et al. [140] réalisent des mesures de champs de vitesse dans les sillages de
profils NACA 0009 avec des bords de fuite droit et oblique pour comprendre par quels
mécanismes la présence d’un bord oblique diminue les vibrations. Une décomposition en
modes propres orthogonaux (POD) met en évidence la collision des tourbillons supérieurs
et inférieurs de l’allée de Von Karman dans le sillage du bord oblique. L’allée de tourbillons
tend également à disparâıtre plus rapidement que pour le profil avec un bord droit.

Zeng et al. [141] analysent expérimentalement l’influence de l’angle d’attaque sur les
vibrations d’un profil NACA 0009, excité à l’aide de piézoélectriques. Lorsque la fréquence
de l’excitation s’approche d’une fréquence propre du profil, le phénomène de lock-in ap-
parâıt. Les auteurs montrent que pour tous les angles d’incidence l’amortissement est
constant lorsque la vitesse de l’écoulement est inférieure à la vitesse de lock-in et aug-
mente pour des vitesses supérieures. Dans la zone de lock-in l’amortissement est négatif.
Pour des vitesses supérieures à la vitesse de résonance, l’augmentation de l’incidence
tend à diminuer l’amortissement. Les simulations numériques réalisées par Teng et al.
[142] pour prédire l’amortissement hydrodynamique d’une pale de turbine Francis en
écoulement montrent une tendance similaire à celle observée par Zeng et al. [141]. Dans
les simulations, la flexion de la pale est imposée et l’écoulement résolu avec ANSYS-
CFX. Les résultats numériques sont en bon accord avec des mesures expérimentales de
l’amortissement hydrodynamique. Ils montrent que l’évolution de l’amortissement avec
la vitesse d’écoulement est différente avant et après la zone de lock-in sur une fréquence
propre de la structure. Un résumé de divers travaux sur l’amortissement hydrodynamique
des pales de turbine est proposé par Trivedi [143].

De nombreux travaux concernent l’étude de structures en composite. Zarruk et al.
[144] mettent en place des essais sur six hydrofoils NACA 0009 trapézöıdaux. Deux
d’entre eux sont en composite et quatre sont métalliques. Des mesures des efforts et
des vibrations sont réalisées pour différentes incidences et nombres de Reynolds, ainsi
qu’en imposant des oscillations de tangage. Les résultats montrent que l’orientation des
fibres a une influence sur l’angle de torsion, modifiant ainsi la courbe de portance. L’ani-
sotropie introduite par les fibres a également un impact sur les modes propres du profil.
Ces mesures expérimentales sont utilisées dans la thèse de Pernod [145] pour valider un
couplage FSI numérique.

Dans une approche conjointe numérique et expérimentale Young et al. [146] analysent
l’effet du couplage flexion-torsion d’un foil en composite pour différentes orientations de
fibres. Des images de caméra permettent de mesurer les déplacements et la torsion à
l’extrémité libre des profils encastrés. Les déformations théoriques du profil sont estimées
en résolvant un système d’équations à deux degrés de liberté. Les auteurs étudient l’in-
fluence du couplage flexion-torsion sur les modes et fréquences propres des profils à l’aide
d’un code éléments fins. Le couplage tend à augmenter l’incidence effective des foils et à
diminuer la vitesse critique de divergence statique. Le phénomène de divergence statique
d’une pale en composite est aussi étudié par Liu et Young [147] à l’aide d’un couplage
numérique BEM-FEM et d’un modèle de stabilité en torsion.

Banks et al. [148] étudient les déformations d’un hydrofoil composite dans une souf-
flerie avec une méthode DIC (Digital Image Correlation). Dans sa thèse, Marimon Gio-
vannetti [149] met en place un couplage fort entre STAR-CCM+ et Abaqus pour étudier
l’influence des plis sur les performances du même hydrofoil et étudier la possibilité de
contrôle passif des déformations.
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Phillips et al. [150] s’intéressent aux effets de masses ajoutées sur des foils en com-
posite. Des fibres optiques sont introduites dans le profil pour mesurer les fréquences de
vibration. Les résultats montrent que la masse ajoutée en eau induit une diminution des
fréquences modales. Les amplitudes des effets de masse ajoutées dépendent des modes,
les plus importants étant observés pour les modes de flexion.

L’étude expérimentale et numérique d’un hydrofoil trapézöıdal en composite est
développée dans le travail de thèse de Pernod [145]. Les déformations internes du profil
sont mesurées à l’aide de fibres optiques insérées dans la structure (Pernod et al. [124]).
Des mesures de vibrométrie permettent de mesurer les fréquences de vibration et les
formes modales du profil. Pour de petits angles d’incidence, une allée de tourbillons de
Von Karman existe dans le sillage du profil. Lorsque l’angle d’attaque est compris entre
−7.5◦ < α < −2◦ et 2◦ < α < 9.6◦, l’écoulement est quasi-stationnaire. Pour des angles
plus élevés, le régime de décrochage est atteint, et des tourbillons sont lâchés depuis le
bord d’attaque. Pernod [145] observe une réponse multifréquentielle du foil en régime ins-
tationnaire, due à la variation de la corde le long de l’envergure. Les spectres de vibrations
mesurés pour différentes vitesses d’écoulement indiquent que la fréquence des tourbillons
de Von Karman peut cöıncider avec les fréquences propres du profil, et donc provoquer
un phénomène de lock-in. Des simulations ont été réalisées en couplant le solveur RANS
du logiciel STAR-CCM+ avec le code éléments finis Abaqus. La discrétisation de la
structure dans Abaqus se fait à l’aide de coques et d’éléments volumiques permettant de
modéliser finement les différents plis du matériau composite. Pour des écoulements quasi-
stationnaires, les prédictions d’un couplage fort ne sont pas significativement meilleures
que celles d’un couplage faible en termes de déformations.

Les performances d’hélices flexibles ont été le sujet de nombreuses publications
dont certaines sont listées par Maljaars et Kaminski [151]. Lin et al. [97] montrent
expérimentalement que pour de faibles vitesses d’avancement, les déformations d’une
hélice en composite précontrainte engendre une diminution de l’inclinaison des pales,
permettant ainsi de réduire le couple appliqué sur l’hélice. Paik et al. [152] comparent
les performances de trois modèles réduits d’hélices flexibles grâce à des acquisitions PIV
dans le sillage et des images de caméra.

La plupart des approches numériques pour l’étude d’hélices flexibles sont basées sur un
couplage BEM-FEM. Ainsi, Motley et al. [153] montrent que le couplage flexion-torsion
d’une hélice en composite permet d’adapter la forme de la pale au chargement hydrodyna-
mique en particulier lorsque l’écoulement s’écarte des conditions nominales de fonctionne-
ment.Young et al. [154] valident un couplage BEM-FEM appliqué à l’écoulement autour
d’une hydrolienne à l’aide de données expérimentales. Les simulations sont réalisées pour
un écoulement amont inhomogène et les coefficients de puissance sont en bon accord avec
les mesures de Bahaj et al. [155]. La même stratégie numérique est utilisée par Motley
et Barber [156] et Nicholls et al. [157] pour étudier la possibilité d’un contrôle passif de
l’inclinaison des pales d’une hydrolienne. L’utilisation d’un couplage BEM-FEM permet
à Young et Savander [158] de traiter numériquement le cas d’une hélice partiellement
immergée sujette au phénomène de ventilation.

He et al. [159] utilisent le couplage FEM-CFD de la suite logicielle ANSYS pour
simuler la réponse hydroélastique d’une hélice en composite dans un sillage. Plusieurs
orientations des fibres de carbone sont étudiées et les prédictions numériques suggèrent
que les efforts vibratoires sur l’hélice peuvent être diminués de l’ordre de 70 % pour
certaines orientations. Le cas d’un hydrofoil flexible dans le sillage d’un cylindre est
analysé par Lee et al. [160] grâce au couplage entre un code CFD et un solveur FEM. Les
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prédictions du modèle k − ω SST SAS et du modèle DDES sont comparées. La DDES
permet de mieux capturer la turbulence dans le sillage du cylindre et correspond mieux
aux champs de vitesse expérimentaux. Les auteurs soulèvent néanmoins la difficulté à
conserver l’intensité turbulente du sillage du cylindre jusqu’au profil.

Garg et al. [161] NACA 0009 introduisent un couplage entre une approche RANS
(logiciel open source ADflow) et le solveur éléments finis TACS dans un algorithme d’op-
timisation. L’algorithme vise à minimiser la trâınée en imposant des contraintes sur le mi-
nimum du coefficient de pression (pour éviter la cavitation) et le maximum des contraintes
de Von Mises (pour limiter le risque de fatigue structurelle). Les performances hydrody-
namiques du profil optimisé sont améliorées de l’ordre de 12% et la vitesse d’apparition de
la cavitation est augmentée de 45%. L’optimisation des performances par morphing est
aussi considérée. Des essais sont plus tard réalisés sur le profil optimisé (Garg et al. [162]).
Les mesures d’efforts et de déformations sont en très bon accord avec les prédictions du
couplage fluide-structure obtenues sur des maillages plus fins que dans la phase d’optimi-
sation. Les expériences montrent que l’amélioration globale des performances est plutôt de
l’ordre de 29% et que le design optimisé permet bien de limiter l’apparition de cavitation.
Un algorithme d’optimisation est aussi employé par Lee et al. [160] pour améliorer l’em-
pilement des fibres d’une hélice en composite. L’interaction fluide-structure est modélisée
à l’aide d’un couplage entre le code potentiel PSF2 et le code éléments finis NASTRAN.

Pour conclure cette section dédiée à l’interaction fluide-structure, citons la publication
de Biancolini et al. [163], qui utilisent une approche modale très similaire à celle employée
dans cette thèse (section III.3). Le sujet de ce travail ne porte pas sur une application
au domaine maritime, mais sur la simulation numérique d’une aile d’avion en soufflerie.
La décomposition des déformations de l’aile en modes propres permet de réduire de
moitié le nombre d’itérations nécessaire à la convergence du couplage par rapport à une
approche classique CFD-FEM. En utilisant uniquement les six premiers modes pour la
reconstruction de l’aile déformée, la méthode permet de retrouver des distributions de
pression sur l’aile similaires à celles prédites par un couplage classique sans décomposition
modale.
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I.2 La cavitation

I.2.1 Présentation générale

La cavitation est définie comme l’apparition de vapeur dans un fluide expérimentant
de basses pressions. Contrairement à l’ébullition qui se fait à température variable, la
cavitation apparâıt lorsque la pression dans le liquide est inférieure à une valeur critique,
proche de la pression de vapeur saturante (figure I.17a).

(a) Diagramme pression-température (b) Schéma d’une bulle

Figure I.17 – Diagramme pression-vapeur et schéma de la bulle sphérique considérée
dans l’équation de Rayleigh-Plesset (extraits de Franc et Michel [164])

L’apparition d’une cavité de vapeur (cavitation inception en anglais) ne se fait pas
forcément lorsque la pression du liquide attteint la pression de vapeur saturante. Le
développement de vapeur est lié à la présence dans le liquide de microbulles de gaz (de
l’ordre du micromètre), appelées nuclei, dont la densité peut varier en fonction de la nature
du liquide. Lorsque cette densité est très faible, le fluide peut exister à l’état liquide à
une pression inférieure à la pression de vapeur saturante, on dit alors qu’il est en tension.
Les nuclei présents dans le fluide agissent comme points d’initiation de la croissance des
cavités de vapeur. Lorsque la phase vapeur devient importante, on peut observer différents
types de cavitation (section I.2.2), dépendant de la nature de l’écoulement. L’apparition
de cavitation reste le plus souvent limitée en espace et/ou en temps, et la vapeur finit
donc par disparâıtre. La condensation d’une cavité est la phase la plus critique pour les
écoulements industriels, car elle peut être à l’origine d’ondes de choc importantes, néfastes
aux structures à proximité de la zone de condensation.

L’étude de la dynamique d’une bulle de vapeur soumise à un champ de pression fluc-
tuant remonte au 19ième siècle avec les travaux de Besant suivis par ceux de Rayleigh,
Cole et Plesset au siècle suivant. L’équation de Rayleigh-Plesset est à l’origine de nom-
breux modèles de cavitation utilisés aujourd’hui. Elle décrit la dynamique d’une bulle de
vapeur sphérique dans un liquide Newtonien incompressible dont on impose la pression à
l’infini (figure I.17b). En considérant qu’il n’y a pas de transfert de masse et de chaleur à
l’interface et en négligeant l’effet de la gravité, l’équation de Rayleigh-Plesset sur le rayon
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R de la bulle s’écrit (Plesset [165]) :

ρf

(

RR̈ +
3

2
Ṙ2

)

= pv − p∞(t)− 2S

R
− 4µf

Ṙ

R
(I.10)

avec ρf la masse volumique du fluide, pv la pression dans la bulle, p∞ la pression à l’infini,
S la tension superficielle du liquide et µf sa viscosité dynamique. Cette équation contient
de nombreux termes non-linéaires et doit être résolue numériquement. Bien que valide
dans un cas très simplifié, elle permet toutefois d’illustrer quelques caractéristiques de
la cavitation, notamment durant la phase de condensation. En négligeant les effets de
viscosité et tension superficielle et en considérant que la pression reste constante dans la
bulle l’équation précédente peut être intégrée et on obtient (Franc et Michel [164]) :

Ṙ = −
√

2

3

p∞ − pv
ρf

(
R3

0

R3
− 1

)

(I.11)

Cette relation montre que la norme de la vitesse à l’interface |Ṙ| tend vers l’infini lorsque
la bulle se condense (R → 0). Des effets de compressibilité sont donc suceptibles d’ap-
parâıtre dans les derniers instants de la condensation. D’autre part, on peut montrer que
la pression maximale pmax induite par la condensation de la bulle dans le liquide évolue
avec la loi :

pmax − p∞ ≈ 0.157

(
R0

R

)3

(p∞ − pv) (I.12)

Avec ce modèle simplifié, Franc et Michel [164] calculent que pour une pression p∞−pv = 1
bar, lorsque R = 0.05R0, la vitesse de l’interface est de l’ordre de 720 m/s et la pression
maximale proche de 1260 bars ! La condensation d’une bulle de vapeur peut donc être
à l’origine de pressions (et de températures, la bulle n’étant en réalité pas un système
adiabatique) très importantes, et générer une onde de choc. La contraction rapide d’une
bulle peut même être à l’origine d’émission de photons, générant ainsi de la lumière par
sonoluminescence (Brenner et al. [166]). La compréhension physique de ce phénomène
reste toutefois limitée. Une analyse assez simple de l’équation de Rayleigh-Plesset permet
ainsi de comprendre comment de petites bulles de vapeur peuvent être à l’origine de
dommages importants sur des structures en acier (figure I.18b).

Ce phénomène physique est susceptible de se manifester dans n’importe quel fluide,
en écoulement ou au repos. L’étude de la cavitation est donc primordiale dans de nom-
breux domaines. Des bulles de vapeur peuvent par exemple apparâıtre autour de valves
cardiaques (Graf et al. [172], Yoganathan et al. [173], Qian et al. [174]), favorisant ainsi
la création de caillots sanguins (figure I.18c). Dans le domaine naval, les hélices, les sa-
frans ou les foils peuvent également être sujets à la cavitation (figure I.18a), qui peut être
synonyme de perte de performances. C’est aussi une source de bruit, inconfortable pour
le transports de passagers et rédhibitoire pour la discrétion des sous-marins. Dans le cas
d’une hélice, l’apparition et la disparition cyclique de poche de vapeur dues au sillage d’un
navire peut générer un effet de fatigue du matériau. L’onde de choc créée par la conden-
sation de bulles à la surface d’une hélice de pompe (figure I.18b) peut endommager les
pales. Bien que la cavitation soit généralement néfaste pour les applications industrielles,
elle offre certains avantages dans quelques domaines d’application. Certaines torpilles
sont par exemple conçues pour fonctionner en régime supercavitant. Le projectile est

42



(a) Cavitation autour d’une hélice et d’un
gouvernail (www.pbo.co.uk)

(b) Erosion sur une pale de pompe (extrait
de Brennen [167])

(c) Cavitation autour d’une valve cardiaque
(adapté de Lee et al. [168])

(d) Supercavitation autour d’un corps de
type torpille (extrait de Ahn et al. [169])

(e) La crevette-mante paon générant de la
cavitation à l’aide de ses pinces (extrait de

Patek et Caldwell [170])

(f) Condensation d’une bulle près d’une
paroi (adapté de Tomita et Shima [171])

Figure I.18 – Diverses manifestations du phénomène de cavitation
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alors totalement entouré de vapeur, limitant ainsi les efforts visqueux (figure I.18d). Le
phénomène de cavitation est également utilisé en médecine, dans le cadre de traitements
à base d’ultrasons. Lors de la condensation d’une bulle à proximité d’une paroi (figure
I.18f), un microjet re-entrant peut se créer dans la direction de la paroi. La vitesse de
ce microjet peut être très importante et localement endommager la paroi. Ce principe
est utilisé pour la destruction de calculs rénaux (lithotripsie) ou de tumeur (Crum [175],
Brujan et al. [176]). L’homo sapiens n’est pas le seul à avoir su mâıtriser le phénomène
de cavitation, deux espèces de crevettes tirent également avantage de la cavitation. La
crevette-mante paon utilise ses pinces afin de générer de petites poches de vapeur. Les
ondes de choc issues de la condensation de ces poches lui permettent de détruire les ca-
rapaces de ses proies. Enfin, l’imposante pince des crevettes ”pistolet” leurs permet par
un processus similaire, de créer une onde de choc capable d’assomer leurs adversaires.
Lohse et al. [177] montrent que la condensation est tellement violente que de la lumière
est émise par ”shrimpoluminescence”, indiquant des températures localement supérieures
à 5000 Kelvins.

I.2.2 Les différents types de cavitation

Le nombre de cavitation σ est défini par la relation :

σ =
pr − pv
∆p

(I.13)

où pr représente une pression de référence du problème, pv la pression de vapeur saturante
et ∆p une différence de pression caractéristique de l’écoulement. Pour un problème donné,
plus le nombre de cavitation diminue plus le phénomène de cavitation est susceptible de
se manifester dans le fluide. Dans le cas d’un écoulement autour d’un foil, il est d’usage de
prendre la pression de l’écoulement uniforme en amont p0 comme pression de référence.
La différence de pression caractéristique est choisie égale à la pression dynamique de
l’écoulement ∆p = 0.5ρfU

2
0 . Le nombre de cavitation s’écrit donc :

σ =
p0 − pv
1
2
ρfU2

0

(I.14)

La cavitation est susceptible d’apparâıtre lorsque la pression minimale existant dans
l’écoulement pmin est proche de la pression de vapeur saturante. Le coefficient de pression
associé s’écrit :

Cp,min =
pmin − p0

1
2
ρfU2

0

≈ pv − p0
1
2
ρfU2

0

= −σ (I.15)

On obtient donc une condition sur l’apparition de cavitation dans l’écoulement
Cp,min ≈ −σ. Rappelons que les cavités de vapeur ne se développent pas obligatoirement
lorsque la pression est inférieure à la pression de vapeur saturante, et cette condition
doit être vue comme une indication du risque de cavitation. Elle peut néanmoins être
utile dans la phase de conception d’un profil pour application spécifique, afin d’éviter
l’apparition de vapeur et les nuisances qu’elle engendre. Pour un profil donné, le nombre
de cavitation permet également de donner des indications sur le type de cavitation sus-
ceptible d’apparâıtre dans l’écoulement :
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• la cavitation par bulles, qui dépend fortement de la densité en nuclei du fluide.
Des bulles de tailles plus ou moins importantes se forment à la surface du profil
ou peuvent être transportées vers le bord de fuite par l’écoulement. Ce type de
cavitation peut apparâıtre sur un profil pour de faibles incidences (figure I.19a) ou
sur les pales d’une hélice (figure I.19b).

(a) Bulles à la surface d’un profil portant
(http://www.legi.grenoble-inp.fr/

people/Jean-Pierre.Franc)

(b) Bulles autour d’une pale d’hélice
(extrait de Carlton [1])

Figure I.19 – Exemples de cavitation par bulles

• la cavitation par patches : des poches de tailles limitées se forment à la surface
de la paroi. Ce type de cavitation existe souvent avant le développement de poche
de cavitation partielle attachée au bord d’attaque d’un profil lisse. Ces patches
semblent initialement se développer lorsques des nuclei sont ”piégés” dans les zones
de recirculation en aval d’aspérités de surface, ou à autour de micro-crevasses. Les
mécanismes exacts à l’origine de la formation de ces patches ne sont toutefois pas
encore complètement compris (Rood [178], Van Rijsbergen [179], Van Rijsbergen et
al. [180]).

Figure I.20 – Patches de cavitation à la surface d’un NACA66-312 modifié (Leroux [4])

• la cavitation par poche attachée : ce type de cavitation apparâıt le plus sou-
vent près du bord d’attaque d’un profil portant. La taille de la poche dépend de
la géométrie du profil et de la densité de nuclei initialement dans le fluide. Comme
l’indique le schéma I.21b, la présence d’un bulbe de séparation laminaire dans
l’écoulement subcavitant pourrait favoriser le développement d’une poche de vapeur
(Katz [181], Van Rijsbergen [179]) par un mécanisme d’emprisonnement et d’acti-
vation des nuclei dans la zone de recirculation. L’aspect de la poche peut différer
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selon les cas étudiés. Lorsqu’elle est qualifiée de vitreuse (glassy), le taux de vapeur
dans la poche est très élevé et l’interface avec le liquide est stable. Dans les cas où
elle est qualifiée de nuageuse (cloudy), des instabilités paraissent se développer à
l’interface et la poche semble plutôt composée d’un mélange de liquide et de bulles
de vapeur. La zone de fermeture de la poche est très instationnaire, et à l’origine
de petits lâchers de vortex cavitant dans le sillage.

(a) Poche de vapeur sur une
pale (extrait de Vaz et al.

[182])

(b) Mécanisme d’apparition
de la poche avec LSB

(extrait de Van Rijsbergen
[179])

Figure I.21 – Exemple de cavitation par poche attachée.

• la cavitation par nuage de vapeur émerge lorsqu’une poche attachée atteint une
taille critique. Une partie de la vapeur se détache alors du reste de la poche, formant
ainsi un nuage transporté par l’écoulement dans le sillage. Ces nuages peuvent être
constitués d’un unique volume de vapeur ou d’une multitude de bulles, qui peuvent
causer l’érosion des surfaces à proximité. Ce type de cavitation peut être à l’origine
de la formation d’importants tourbillons, rendus visibles par la vapeur contenue
à l’intérieur. Deux mécanismes peuvent être à l’origine d’un lâcher de nuage. Un
jet re-entrant (figure I.22b) peut se former au niveau de la zone de fermeture,
susceptible de déstabiliser la poche de cavitation. La présence d’un jet re-entrant
et d’un nuage de vapeur est visible sur la figure I.22a. La poche de cavitation peut
aussi être déstabilisée par des effets de compressibilité, lorsque la zone de fermeture
se rapproche du bord de fuite d’un profil portant par exemple.

(a) Nuage de vapeur autour d’un NACA66-312 modifié
(Leroux [4])

(b) Schéma du jet re-entrant
(Callenaere et al. [183])

Figure I.22 – Exemple de nuage de cavitation.
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• la supercavitation est un cas particulier de poche attachée. Le terme superca-
vitation est généralement employé lorsque la zone de fermeture est située dans le
sillage du corps considéré, de sorte que celui-ci est en totalité (du moins en majorité)
entouré de vapeur.

Figure I.23 – Supercavitation autour d’un hydrofoil (Pearce et Brandner [184])

• la cavitation de tourbillons : le coeur d’un tourbillon est généralement un mi-
nimum local de pression. Si la valeur de la pression minimale est assez basse, le
tourbillon peut alors être empli de vapeur. Ce type de cavitation peut exister dans
tous types de tourbillons, tels que les tourbillons d’extrémité d’un profil (figure
I.24a), ou les tourbillons existant dans le cas d’une allée de Von Karman (figure
I.24b).

(a) Cavitation dans un tourbillon marginal (b) Cavitation dans une allée de tourbillons
de Von Karman

Figure I.24 – Exemples de cavitation de tourbillons
(http://www.legi.grenoble-inp.fr/people/Jean-Pierre.Franc)

Ces différents types de cavitation peuvent coexister, comme c’est le cas autour l’hélice de
la figure I.18a, où l’on peut distinguer une poche de cavitation sur une pale, un nuage de
vapeur près du gouvernail et de la cavitation de vortex dans le sillage. Le schéma de la
figure I.25b donne un aperçu des différents types de cavitation pouvant apparâıtre autour
d’une hélice de bateau.

Notons que le nombre adimensionnel σ ne fait intervenir que des quantités dynamiques
et ne prend donc pas en compte la géométrie du profil ou son angle d’incidence. Pour une
même valeur du paramètre σ, les types de cavitation observés sur deux profils pourront
donc être différents. En faisant varier le paramètre de cavitation et l’incidence d’un profil,
il est possible de tracer sa carte de cavitation. Pour un profil NACA 0015 avec une
incidence de 6◦ (figure I.25a), la cavitation apparâıt autour de σ ≈ 2, avec une cavitation
par patches jusqu’à σ ≈ 1.7. Lorsque le nombre de cavitation diminue, il existe une poche
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de vapeur attachée au bord d’attaque, qui atteint le bord de fuite (supercavitation) pour
une valeur σ ≈ 0.3. Pour de petits angles d’attaque, la vapeur apparâıt sous forme de
bulles, et des lâchers de nuages existent pour les incidences supérieures à 8◦. La carte
de cavitation de la figure I.25a indique donc que pour un NACA 0015 à une incidence
α = 6◦ et un paramètre σ = 1, on obtient une cavitation de poche attachée, tandis que
dans les mêmes conditions Leroux [4] observe des lâchers de nuages de vapeur pour un
NACA66-312 modifié.

(a) Carte de cavitation d’un NACA 0015
(Kjeldsen et al. [185])

(b) Types de cavitation potentiels autour
d’une hélice (Briançon et Merle [186])

Figure I.25 – Exemples des différents types de cavitation pouvant apparâıtre autour
d’un hydrofoil ou d’une hélice.

I.2.3 Modèles de cavitation

Il existe une grande diversité de modèles de cavitation, pouvant être classés en deux
catégories (Chen et Heister [187]) : les modèles basés sur une description explicite de
l’interface (interface tracking) et les méthodes considérant un mélange diphasique sur
l’ensemble du domaine.

Pour les simulation de fluide visqueux, le modèle du fluide unique est le plus répandu et
ne nécessite pas de décrire explicitement l’interface. Le fluide est vu comme un mélange
de liquide et de vapeur, dont les propriétés physiques, telles que la masse volumique
et la viscosité, dépendent des proportions des phases en présence. Cette approche fait
l’hypothèse d’un équilibre cinématique et thermodynamique entre les deux phases, qui
évoluent donc aux mêmes vitesses et à la même pression. Les équations à résoudre pour
le mélange sont similaires aux équations de Navier-Stokes monophasique, en remplaçant
la masse volumique et la viscosité par celles du mélange, ρf et µf . En notant αl et αv,
les fractions volumiques de liquide et de vapeur locales, on peut écrire :

ρf = αlρl + αvρv

µf = αlµl + αvµv

αl + αv = 1

(I.16)
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avec ρl et µl la masse volumique et la viscosité dynamique de liquide, ρv et µv celles de
la vapeur. Pour fermer le système d’équations, il est nécessaire d’ajouter une équation
reliant la masse volumique du mélange à la pression. La majorité des modèles reposent
sur l’utilisation d’une équation d’état pour les codes compressibles, et d’une équation de
transport de la fraction volumique ou massique de vapeur pour les codes incompressibles.

Delannoy et Kueny [188], Coutier et al. [189] et Pouffary et al. [190] utilisent une
loi barotrope sinusöıdale pour relier la densité du mélange à la pression (figure I.26). La
pente maximale de la courbe est égale à 1/A2

min, où Amin est un paramètre du modèle
représentant la vitesse minimale du son dans le mélange. Dans les codes compressibles, les
régions contenant uniquement du liquide peuvent suivre une loi de Tait, tandis que la loi
des gaz parfaits est appliquée aux régions remplies de vapeur. Goncalves [191] utilise une
loi barotrope avec des lois de type Stiffened Gas pour les phases pures (Le Métayer et al.
[192]). Certaines équations d’état employées pour fermer le système d’équations donnent
une relation entre la masse volumique du mélange et l’enthalpie du système (Clerc [193],
Edward et al. [194]). Goncalves et Patella [195] comparent les prédictions d’une poche
de cavitation dans un Venturi, obtenues avec une loi barotrope et une équation d’état
Stiffened Gas. Leurs résultats montrent que l’équation d’état Stiffened Gas combinée
au modèle de turbulence k − ω SST ne permet pas de retrouver la poche quasi-stable
observée expérimentalement. L’utilisation d’une loi d’état barotrope permet en revanche
de mieux coller aux expériences. Les modèles avec lois barotropes ne peuvent cependant
pas capturer la création de vorticité due au terme barocline qui peut être important dans
la zone de fermeture de la poche (Gopalan et Katz [196], Laberteaux et Ceccio [197]). En
effet, pour une loi barotrope les gradients de pression et de densité sont parallèles et le
terme de production barocline ∇

1
ρf
×∇p est donc nul.

Figure I.26 – Loi barotrope utilisée par Coutier et al. [189]

Les modèles basés sur une équation de transport de la fraction volumique (ou mas-
sique) de vapeur (ou de liquide) ne souffrent pas de cette limitation (Ducoin et al. [198]).
L’équation à résoudre pour la fraction de vapeur s’écrit de façon générale :

∂αv
∂t

+∇(αvU) = Sv + Sc (I.17)

Les différences entre les modèles portent sur la nature des termes sources d’évaporation Sv
et de condensation Sc utilisés. Certains modèles sont dérivés de l’équation de Rayleigh-
Plesset, en faisant plus ou moins d’hypothèses simplificatrices : le modèle de Kubota

49



[199], le modèle de Sauer [200], le modèle de Singhal [201], le modèle de Zwart [202] ou
encore le modèle d’Asnaghi [203]. D’autres modèles ont été développés en s’appuyant sur
l’analyse dimensionnelle des échanges à l’interface : le modèle de Kunz [204], le modèle
de Merkle [205], le modèle de Saito [206] et le modèle de Senocak [207]. La plupart de ces
modèles dépendent de paramètres ou de constantes empiriques, influençant la forme de
cavité dans les simulations. Notons que pour la première catégorie de modèles, les termes
sources dépendent de la racine carrée de la pression, tandis que pour la seconde catégorie,
les termes sources varient linéairement avec la pression. Frikha et al. [208] proposent
une comparaison de sept modèles à équations de transport, et analysent l’influence des
paramètres de chaque modèle sur la prédiction de la cavitation. Le développement de
l’équation de transport pour la fraction volumique de vapeur et les modèles de cavitation
utilisés dans cette thèse sont détaillés dans le chapitre III.

Les modèles de cavitation présentés dans les paragraphes précédents sont adaptés
à la simulation numérique de poches de vapeur ou de cavitation de tourbillons mais
ne permettent pas de modéliser la cavitation par bulles. Afin de prendre en compte la
dynamique indiviudelle de chaque bulle, des approches hybrides Eulerienne-Lagrangienne
ont été développées (Maeda et Colonius [209], Giannadajis et al. [210]). L’écoulement
moyen est alors décrit de façon Eulerienne et la dynamique des bulles est capturée à l’aide
d’une approche Lagrangienne. Cette méthode permet par exemple d’étudier l’érosion
d’une paroi due à la condensation d’un amas de bulles (Ochiai et al. [211], Ma et al.
[212]) ou les mécanismes d’apparition de la cavitation autour d’une protubérance (Von
Rijsbergen et al. [180]).

(a) Nuage de vapeur prédit à l’aide d’une approche
Lagragienne (à droite) et distribution de l’intensité
de l’érosion sur le profil (à gauche) (Ochiai et al.

[211]).

(b) Trajectoires de bulles de vapeur
près du bord d’attaque (Von

Rijsbergen et al. [180])

Figure I.27 – Exemples de simulations utilisant une approche Lagrangienne pour les
bulles de vapeur.

Pour les modèles de type interface tracking, seul l’écoulement de la phase liquide est
résolu, en adaptant le maillage à la forme de la poche de cavitation, où l’on impose la
pression de vapeur saturante. Ce type d’approche convient parfaitement aux méthodes
potentielles, reposant uniquement sur une distribution de singularités aux frontières du
domaine. Le problème à résoudre par les codes BEM est donc non-linéaire puisqu’il faut
déterminer la position de l’interface et les amplitudes des singularités sur l’interface (Fine
[213]). La position de l’interface est obtenue en appliquant une condition dynamique
(p = pv) et une condition cinématique non-linéaire sur l’interface (l’interface doit être une
surface matérielle). Le problème peut être simplifié en faisant l’hypothèse de poches de
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faibles épaisseurs, et en appliquant les singularités sur la surface du corps (Vaz et Boschers
[214], Young et Kinnas [215]). Dans ce cas, la non-linéarité n’est due qu’à la condition
cinématique et le modèle est qualifié de partiellement non-linéaire. Cette méthode ne peut
s’appliquer que dans le cas de poche attachée ou de supercavitation (l’interface est alors
considérée sur le sillage du corps). Différents critères peuvent être utilisés pour déterminer
les positions de détachement et de fermeture de la poche. Young et Kinnas [215] utilisent
une méthode itérative pour obtenir un détachement doux (équivalent au critère de Villat-
Brillouin imposant la continuité de la courbure entre le profil et la poche) et imposent
une épaisseur de poche nulle pour la zone de fermeture. Vaz et Boschers [214] placent la
ligne de détachement au bord d’attaque et impose une transition douce de la pression
entre la valeur de pression de vapeur saturante et la pression en écoulement subcavitant.
Dang et Kuiper [216] imposent une condition de type jet re-entrant pour la fermeture
de la poche. Les méthodes avec interface tracking restent cependant limitées aux cas de
poches attachées. Notons que des simulations utilisant une méthode de tracking et un
modèle de fluide visqueux sont présentées par Chen et Heister [217] ou Deshpande et al.
[218].

Certaines méthodes visent à résoudre précisément la position de l’interface liquide-
vapeur. Cette dernière peut être décrite à l’aide d’une méthode de front tracking (Trygg-
vason et al. [219], Peng et al. [220], Yu et al. [221]). Elle peut aussi être décrite à l’aide de
méthodes aux frontières immergées (immersed boundary method) telles que la méthode
level set (Michael et al. [222], Bouziad [223], Liu et al. [224]).

I.2.4 Applications aux profils portants

La cavitation autour de profils portants a été l’objet de beaucoup de publications
scientifiques. Comme pour l’interaction fluide-structure, seule une sélection limitée de
travaux est présentée dans cette section.

Dès 1989, les essais réalisés par Kubota et al. [225] mettent en évidence le caractère
tridimensionnel des nuages de vapeur lâchés sur l’extrados d’un profil portant. L’analyse
d’images de la cavitation révèle que le nuage prend la forme d’un ”croissant” lorsqu’il est
transporté par l’écoulement. Des mesures de vitesse par LDV (Laser Doppler Velocimetry)
indiquent un extremum de vorticité au centre du nuage, suggérant ainsi que le nuage de
vapeur est constitué d’un amas de bulles à l’intérieur d’un tourbillon. Les profils de vitesse
montrent que la vitesse de convection du nuage est inférieure à celle de l’écoulement loin
du profil. Les mesures de la pression près d’un NACA 64A309 en écoulement présentées
par Reisman et al. [226] montrent que la condensation du nuage de vapeur peut être
à l’origine d’ondes de choc. Les distributions de pression sur un hydrofoil plan-convexe
mesurées par Le et al. [227] attestent de l’importance du jet re-entrant dans le mécanisme
de lâcher des nuages de cavitation.

Arndt et al. [228] étudient expérimentalement l’écoulement cavitant autour d’un
NACA 0015. D’après leurs observations, la dynamique de la poche dépend de la va-
leur du paramètre σ/(2α). Lorsque σ/(2α) > 4 la fréquence des lâchers varie presque
linéairement avec le nombre de cavitation σ. Le nombre de Strouhal basé sur la longueur
de poche est presque constant et proche de 0.3. Lorsque σ/(2α) < 4, la fréquence des
lâchers ne varie plus avec le paramètre de cavitation et correspond à un nombre de Strou-
hal basé sur la corde Stc ≈0.15. Ces différences mettent en lumière deux mécanismes
différents à l’origine des lâchers : pour des valeurs importantes de σ/(2α), les lâchers de
nuages sont causés par la présence d’un jet re-entrant, tandis qu’un mécanisme d’onde
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de choc est à l’origine des lâchers pour de plus faibles valeurs. Les auteurs comparent
également les résultats expérimentaux aux prédictions d’un code LES muni d’une loi ba-
rotrope. Les simulations sont capables de capturer les dynamiques de poche et fréquences
obtenues dans les expériences. Callenaere et al. [183] étudient plus précisément l’insta-
bilité de jet re-entrant. En fonction de l’épaisseur de la cavité et de l’intensité du jet
re-entrant la dynamique de la poche est différente. Pour une cavité épaisse, le jet re-
entrant vient ébranler la poche près du bord d’attaque et d’importants lâchers de vapeur
sont observés. Si la poche de vapeur est plus fine, il existe une interaction forte entre le jet
et l’interface, et la poche se décompose en plus petites structures. Laberteaux et Ceccio
[229] étudient la cavitation autour de différents corps, y compris un profil NACA 0009,
pour lequel ils observent la présence d’un jet re-entrant. Des mesures PIV du champ de
vitesse en écoulement cavitant indiquent que la condensation d’un nuage de vapeur est à
l’origine d’une génération importante de vorticité. Laberteaux et Ceccio [230] montrent
également, que la présence d’un jet re-entrant n’est pas obligatoirement synonyme de
lâchers de nuage : s’il existe des gradients de pression dans la direction de l’envergure, le
jet n’est pas forcément dirigé directement vers la poche et cette dernière peut rester stable.
L’influence de la température sur la cavitation est analysée par Cervone et al. [231]. Les
essais réalisés avec un NACA 0015 soulignent que la cavitation par nuages et la super-
cavitation apparâıssent à des paramètres de cavitation plus bas lorsque la température
augmente. Les épaisseurs et longueurs de poches sont aussi plus importantes pour des
températures élevées. En comparant les essais réalisés sur un profil NACA 0015 dans trois
tunnels de cavitation différents Kawakami et al. [232] suggèrent que la concentration en
nuclei dans l’eau et la rugosité de la surface du profil influencent significativement la
dynamique de la poche de cavitation et la fréquence des lâchers de nuages.

Une caractérisation expérimentale de l’écoulement cavitant autour d’un NACA66 a
été développée dans la thèse de Leroux [4]. La distribution du champ de pression sur
le profil, dans le plan à mi-envergure, est mesurée grâce à des capteurs piézorésistifs.
Pour des longueurs de poche inférieures à la moitié de la corde, la cavité reste stable.
La distribution du coefficient de pression présente un palier autour de Cp ≈ −σ sous
la poche. Un important gradient de pression est observé dans la zone de fermeture de
la poche. Des fluctuations de pressions sont également mesurées, dues à des oscillations
de la zone de fermeture. La fréquence de ces oscillations diminue lorsque la longueur de
poche augmente. Lorsque la taille maximale de la poche est supérieure à la moitié de la
corde, on observe alors des lâchers de nuages de cavitation. La fréquence des lâchers varie
linéairement avec la vitesse, correspondant à un nombre de Strouhal basé sur la corde
St≈ 0.11 (Leroux et al. [233]).

Coutier-Delgosha et al. [234] utilisent des rayons X et un endoscope pour étudier
la structure interne de la poche de cavitation autour d’un profil plan-convexe. Les es-
sais montrent que dans le cas d’une cavitation partielle, la fraction de vapeur n’excède
pas 50%. Près du bord d’attaque la cavité est composée de larges bulles formant des
conglomérats, plutôt que d’amas de petites bulles. Lorsque le régime supercavitant est
atteint, ces conglomérats fusionnent pour former d’importantes poches de vapeur, corres-
pondant à des fractions de vapeur proches de 80%.

Fujii et al. [235] présentent une étude expérimentale de la cavitation sur différents
profils. Les essais suggèrent que la forme du profil a une influence sur l’intensité des
fluctuations de pression dans le cas de cavitation par lâchers de vapeur. Au contraire, la
forme du profil ne semble pas influencer la cavitation de transition entre une cavitation par
nuages et le régime supercavitant, car les oscillations de transition ne sont pas gouvernées
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par un mécanisme de jet re-entrant.

Du point de vue numérique, Reboud et al. [236] remarquent que les simulations
numériques de la cavitation dans un Venturi, réalisées avec une loi barotrope et le modèle
de turbulence k − ǫ, ne permettent pas de retrouver les lâchers de nuages observés dans
les expériences. Les auteurs proposent donc une modification du modèle k−ǫ pour limiter
la viscosité turbulente dans le sillage de la poche :

µt = f(ρ)Cµ
k2

ǫ
avec f(ρ) = ρv +

(
ρv − ρ
ρv − ρl

)n

(ρl − ρv) (I.18)

Grâce à cette correction, les simulations sont capables de prédire le détachement des
nuages de vapeur. Depuis, cette correction a été fréquemment utilisée pour les simulations
d’écoulement cavitant (Coutier-Delgosha et al. [237], Coutier-Delgosha et al. [189]).

Les expériences de Leroux et al. [233] sont utilisées pour valider les simulations 2D
d’un code compressible avec une loi barotrope et le modèle k − ǫ modifié (Leroux et al.
[238]). Des comparaisons aux essais sont présentées pour deux conditions d’écoulement :
α = 6◦ et σ = 1 et α = 8◦ et σ = 1.28. Pour α = 8◦ et σ = 1.28, le modèle numérique
est capable de retrouver la longueur de poche maximale et la fréquence des oscillations.
La simulation montre également que les lâchers de nuages observés expérimentalement
sont causés par la présence d’un jet re-entrant. Pour α = 6◦ et σ = 1, les cycles de la
poche se font à une fréquence plus faible que dans le premier cas. La dynamique de la
poche est aussi différente : lorsque la poche atteint 50%-60% de la corde, sa croissance est
stoppée par des lâchers de nuages secondaires. La poche est ensuite séparée en deux par
un mécanisme de jet re-entrant, avec une poche attachée et un nuage principal. Le nuage
principal est transporté par l’écoulement et la poche restée attachée au profil continue de
se développer. La condensation du nuage dans le sillage du profil entrâıne soudainement la
disparition de la poche. Ces différentes étapes sont bien prédites par le code compressible,
capable de capturer l’onde de choc générée par la condensation du nuage principal.

Zhou et al. [239] utilisent le modèle de cavitation de Singhal [201] et un modèle k− ǫ
RNG avec la modification de Reboud pour simuler le cas test de Leroux et al. [233].
Frikha et al. [208] comparent les performances de quatre modèles de cavitation pour
prédire l’écoulement autour d’un profil convexe et d’un NACA66. Les performances des
modèles sont estimées en comparant les résultats numériques aux fractions volumiques
de vapeur mesurées expérimentalement par rayons X. Les auteurs font également varier
les paramètres et constantes empiriques des différents modèles, et montrent que leurs
valeurs modifient la forme de la poche. En utilisant des paramètres adaptés, les quatre
modèles donnent des prédictions similaires et sont capables de capturer les principales
caractéristiques de la poche. Ducoin et al. [198] reprennent les résultats expérimentaux
de Leroux [4] pour étudier trois modèles de cavitation : les modèles de Kubota, Merkle
et Singhal. Les auteurs analysent aussi l’influence de la correction de Reboud sur ces
trois modèles. Le modèle de Merkle avec n = 3 pour la correction de Reboud fournit
les meilleures prédictions, pour une poche attachée comme pour le cas de lâchers de
nuages. Les résultats de calculs 3D sont présentés par Yang et al. [240] pour l’écoulement
cavitant autour du même NACA 66. Le nuage en forme de croissant est bien capturé par
les simulations. Pour les auteurs la présence des parois verticales de la veine d’essais, prises
en compte dans les simulations, est à l’origine de la forme caractéristique du nuage. Ces
conclusions sont similaires à celles de Saito et al. [206] sur l’influence des parois verticales.

Des mesures de vitesses par PIV autour d’un profil vrillé (Delft twist11 hydrofoil)
en écoulement cavitant sont présentées par Foeth et al. [241]. Des particules de rhoda-
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mine fluorescentes sont utilisées pour pouvoir filtrer les réflections de la nappe laser sur
l’interface liquide-vapeur. Une méthode basée sur un masque adaptif est proposée pour
retirer la vapeur des images PIV. La méthode ne permet cependant pas la mesure des
vitesses dans la poche. Pour des régimes de cavitation avec lâchers de nuages de vapeur,
les mesures ne permettent pas d’identifier la présence d’un jet re-entrant. Foeth et al.
[242] montrent que pour cet hydrofoil, il existe des lâchers primaires causés par le jet
re-entrant à mi-envergure, mais aussi des lâchers secondaires causés par des jets sur les
côtés de la poche. Ces expériences sont à l’origine de nombreux travaux numériques.

Asnaghi et al. [243] réalisent des simulations LES sur le profil vrillé étudié par Foeth
[244], avec un modèle de Sauer amélioré (Asnaghi et al. [203]). Les auteurs analysent l’in-
fluence de la résolution spatiale sur les prédictions numériques et montrent que le maillage
doit être assez fin pour capturer le transport du nuage de vapeur dans l’écoulement et
l’interaction entre la cavitation et le tourbillon. Une étude de convergence en maillage
révèle des incertitudes numériques supérieures à 20% pour la fréquence des lâchers, le
volume de vapeur et les coefficients hydrodynamiques. Sur le même profil, Chen et al.
[245] comparent les prédictions de simulations LES avec deux modèles RANS, les modèles
k − ǫ et k − ω SST. Les performances des deux modèles RANS sont moins bonnes que
celles de la simulation LES. Les simulations montrent que le modèle k − ω SST n’est
pas capable de prédire les lâchers de vapeur. Ces observations sont cohérentes avec les
résultats numériques de Bensow [246]. En revanche, la modification du modèle k−ω SST
en prenant en compte la correction de Reboud permet d’obtenir des lâchers de vapeur
dans les simulations. Bensow [246] montre que même en utilisant le modèle de turbulence
corrigé l’approche RANS fournit de moins bons résultats que des simulations LES et
DDES.

L’écoulement cavitant autour du profil vrillé Delft11 est également étudié par Schnerr
et al. [247] pour valider leur code compressible. La simulation indique que la condensation
du nuage de vapeur est à l’origine d’une onde de choc, générant des pics de pression
importants à la surface du profil. Ji et al. [248], [249] exposent les résultats de simulations
PANS (Partially Averaged Navier-Stokes) et LES combiné au modèle de cavitation de
Zwart sur le même profil. Le modèle PANS permet de retrouver le tourbillon en fer à cheval
qui se forme lors d’un lâcher primaire et donne de meilleures prédictions des coefficients
hydrodynamiques que les calculs RANS présentés par Li et al. [250] ou Bensow [246].
Cependant le nuage de vapeur disparâıt plus rapidement que dans les expériences. La
simulation LES montre que les transferts de masse entre les deux phases sont à l’origine
de tourbillons. En comparant les différents termes de production de vorticité, Ji et al.
[249] indiquent que le terme barocline et le terme de dilatation sont les plus importants.

Plusieurs travaux sur la cavitation autour du profil NACA 0015 étudié dans cette
thèse sont aussi disponibles. Les mesures PIV présentées par Kravtsova et al. [251] in-
diquent que l’apparition de cavitation a un effet significatif sur l’écoulement proche d’un
profil NACA 0015. La présence de nuage de vapeur génère une intensité de turbulence
importante dans le sillage de la poche de cavitation. D’intenses zones de cisaillement sont
observées autour du nuage de vapeur, provoquant la formation de larges structures tour-
billonaires. Les simulations de Schmidt et al. [252] sur un NACA 0015 révèlent l’existence
d’instabilités de la poche de cavitation dans le sens de l’envergure et des différences signi-
ficatives sont observées entre deux lâchers de vapeur successifs. Les auteurs montrent que
pour le cas considéré, la dynamique des lâchers est un mécanisme inertiel, justifiant ainsi
de négliger la viscosité du fluide. Li et al. [250] montrent que les simulations combinant
le modèle de Sauer avec le modèle k−ω SST corrigé ont tendance à sous-estimer le coef-
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ficient de portance. Les lâchers de nuages de vapeur par un mécanisme de jet re-entrant
sont cependant bien capturés par le modèle numérique. Hsiao et al. [253] proposent une
méthode multi-échelles, combinant une méthode level-set pour les grandes échelles et une
méthode Lagrangienne pour suivre les bulles de plus petites échelles. Cette approche per-
met de retrouver les longueurs et fréquences d’oscillations des poches. Wang et al. [254]
étudient les ondes de choc générées lors de la condensation de nuages de cavitation autour
d’un profil NACA 0015. Le modèle numérique combine le modèle de cavitation de Saito
[206] et le modèle de turbulence k − ω SST SAS. Différentes méthodes d’identification
des tourbillons (critère Q, λ2, méthode Rortex) sont mises en oeuvre pour montrer que
les caractéristiques des tourbillons dépendent fortement de la structure de la cavité.

Certains travaux s’intéressent à la cavitation autour d’un hydrofoil Clark-Y (Roohi et
al. [255], Huang et al. [256]). Pour ce profil, Huang et al. [257] confirment les meilleures
prédictions de l’approche DES par rapport au calcul RANS, qui surestime la viscosité
turbulente dans la zone de fermeture de poche. Les mauvaises performances du modèle
k − ǫ sont également observées par Wei et al. [258], qui proposent l’utilisation d’un filtre
pour limiter les valeurs de la viscosité turbulente (Johansen et al. [259]).

Beaucoup de publications scientifiques étudient le phénomène de cavitation autour
d’hélices de bateaux. Du point de vue expérimental, Chesnakas et Jessup [260] réalisent
des mesures PIV dans le sillage d’une hélice et montrent que l’apparition de cavitation est
due à la fusion du tourbillon du bord de fuite et du tourbillon d’extrémité de la pale. Per-
eira et al. [261] comparent l’étendue de la poche de vapeur obtenue à l’aide d’une méthode
BEM à des photographies de la cavitation sur une hélice. Kinnas et Fine [262] utilisent
aussi des simulations potentielles pour prédire l’apparition des poches de cavitation. Sato
et al. [263] et Ji et al. [264] s’intéressent à la prédiction des fluctuations de pression causées
par la cavitation à l’aide de simulations RANS. Les simulations présentées par Bensow
et Bark [265] indiquent qu’une approche LES permet de relativement bien prédire la ca-
vitation autour d’une hélice placée dans un sillage artificiel. Ils soulignent cependant que
l’utilisation d’une approche compressible devrait donner de meilleures estimations des
fluctuations de pression. Les résultats de plusieurs codes BEM et RANS sont comparés
dans Vaz et al. [182] pour la prédiction des poches de cavitation et des fluctuations de
pression autour d’une hélice INSEAN E779A.

Pour terminer, nous pouvons citer les travaux de Dular et al. [266] qui développent
un modèle numérique pour estimer l’érosion causée par la cavitation. La comparaison
à des essais montre que le modèle prédit convenablement l’intensité de l’érosion, mais
que l’étendue de la zone d’érosion est sous-estimée. Certaines publications proposent des
stratégies de contrôle de la cavitation. Kawanami et al. [267] ajoutent par exemple un
obstacle sur l’extrados ou modifient localement la forme du profil. Ces moyens de contrôle
permettent de stopper le jet re-entrant, empêchant ainsi le détachement de nuage de
vapeur. Un autre dispositif est présenté par Kadivar [268] et consiste à ajouter une cale
sur l’extrados d’un profil pour limiter l’apparition de nuages de vapeur.
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I.3 L’interaction fluide-structure en écoulement

cavitant

Considérons le cas générique où les déplacements d’un profil flexible X obéissent à
une équation différentielle linéaire du second ordre :

M
s
Ẍ(t) +C

s
Ẋ(t) +K

s
X(t) = Ff (t) (I.19)

avec M
s
, C

s
et K

s
les matrices de masse, d’amortissement et de raideur du profil, et

Ff les efforts exercés par le fluide. En notant M
a
, C

a
et K

a
les matrices de masse,

d’amortissement et de raideur ajoutées, on peut décomposer les efforts sous la forme :

Ff (t) = F̃f (t)−M
a
Ẍ(t)−C

a
Ẋ(t)−K

a
X(t) (I.20)

L’équation régissant les déplacements du profil s’écrit finalement :
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(t))X(t) = F̃f (t) (I.21)

Si dans le cas général, les matrices de masse, d’amortissement et de raideur ajoutées
dépendent du temps, elles sont souvent considérées constantes pour des écoulements sub-
cavitants, et lorsque les déformations du profil restent limitées. Cette simplification n’est
plus valide pour des écoulements cavitants, où la densité du fluide autour du profil varie
périodiquement entre celle de la vapeur et du liquide. Les variations temporelles des ma-
trices ajoutées peuvent donc être importantes, en particulier pour la matrice de masse
ajoutée M

a
(t). L’équation régissant les déformations du profil n’est plus linéaire et on

obtient alors l’équation d’un oscillateur paramétrique. La réponse hydroélastique d’un
profil flexible en écoulement peut donc être bien plus complexe qu’en régime subcavitant.
D’une part, elle peut faire apparâıtre des phénomènes de modulation d’amplitude et de
fréquence, caractéristiques des oscillateurs harmoniques. D’autre part, les fluctuations
d’efforts induites par la poche de cavitation peuvent potentiellement forcer le mouvement
du profil. Des conditions propices à l’accrochage fréquentiel (lock-in) entre une fréquence
de l’écoulement et un mode propre de la structure peuvent alors exister, comme dans les
exemples de VIV présentés dans la section I.1.4.

Si l’interaction fluide-structure et la cavitation ont été les sujets de nombreux travaux
scientifiques, les publications analysant le couplage fluide-structure en écoulement cavi-
tant sont bien plus rares. Dès 1957, Waid et Lindberg [269] mettent en avant le phénomène
de flottement (flutter) qui peut exister au bord d’attaque d’un profil supercavitant. Leurs
travaux expérimentaux seront suivis par ceux de Song et Almo [270], Kaplan et Lehman
[271] ainsi que Brennen et al. [272]. Amromin [273] montre que les déformations d’un foil
peuvent aussi avoir une influence sur le σi d’apparition de la cavitation. Amromin [274]
prouve aussi analytiquement que l’excitation paramétrique d’un profil par une poche de
cavitation peut induire l’apparition d’harmoniques dans la réponse hydroélastique.

Benaouicha et Astolfi [275] proposent une analyse théorique et numérique des effets
de masse ajoutée pour des écoulements cavitants. Ils montrent que contrairement au
cas d’un écoulement subcavitant, l’opérateur de masse ajoutée n’est pas symétrique. Les
fluctuations des coefficients de masse ajoutée en écoulement diphasique sont susceptibles
d’introduire de la modulation d’amplitude et de fréquence des vibrations d’un profil
flexible (Rajaomazava et al. [276]). L’étude montre aussi que l’amortissement ajouté peut
être négatif en présence de cavitation.
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En 2007, Ausoni et al. [277] étudient expérimentalement l’influence des vibrations
d’un NACA 0009 sur l’apparition de cavitation dans les tourbillons de Von Karman du
sillage. En dehors de la zone d’accrochage fréquentielle, la présence de cavitation dans
les tourbillons induit une augmentation de la fréquence des lâchers de Von Karman,
ainsi que de l’amplitude des vibrations du profil. Les auteurs montrent que la cavitation
augmente également la vitesse de convection des tourbillons. Lorsque la fréquence des
lâchers s’approche de la fréquence du mode de torsion de la structure, le phénomène de
lock-in apparait. Dans ces conditions, l’index σi d’apparition de la cavitation augmente
significativement par rapport au cas subcavitant et les instabilités tridimensionnelles des
tourbillons observées hors de la zone d’accrochage fréquentiel disparaissent.

De La Torre et al. [278], estiment l’influence de la poche de cavitation sur les co-
efficients de masse ajoutée d’un NACA 0009 encastré à une extrémité. Des patches
piézoélectriques sont utilisés pour faire vibrer le profil et déterminer les fréquences des
premiers modes, avec et sans présence de cavitation. Les mesures montrent que les
fréquences des trois premiers modes augmentent pour des écoulements cavitants. Les
écarts des fréquences en écoulement cavitant par rapport aux fréquences mesurées en air
permettent alors de calculer les masses ajoutées modales. Les masses ajoutées les plus
importantes sont obtenues pour les deux premiers modes de flexion en écoulement subca-
vitant. Les masses ajoutées diminuent lorsque la poche de cavitation se développe. Pour un
écoulement supercavitant, la masse ajoutée du premier mode de torsion est réduite de plus
de 80% par rapport au cas subcavitant. Les auteurs proposent aussi d’utiliser les images
de la poche de cavitation pour estimer la masse de fluide entrâınée par les mouvements du
profil et montrent que les coefficients de masse ajoutée varient linéairement avec la masse
entrâınée. L’influence de la cavitation sur les formes modales du même profil est ana-
lysée par De La Torre et al. [278]. Des mesures expérimentales de vibrométrie suggèrent
de légers déplacements des lignes nodales en écoulement cavitant. Le troisième mode
observé expérimentalement semble résulter d’un couplage flexion-torsion en présence de
cavitation. Une étude similaire est proposée par Liu [279], mais en utilisant une approche
numérique, donnant des résultats cohérents avec les expériences.

Les vibrations d’un NACA 66 en polyoxyméthylène (POM) en présence d’une poche de
cavitation attachée au bord d’attaque sont mesurées par Ducoin et al. [280]. Le profil est
encastré à une extrémité, et libre de se déformer à l’autre. Les amplitudes des vibrations
augmentent avec le développement de la poche de vapeur sur l’extrados du profil. Les
spectres de vibrométrie mettent en évidence la fréquence d’oscillation de la poche et
l’augmentation des fréquences des modes du profil liée à une diminution de la masse
ajoutée. Dans certaines conditions d’écoulement, l’amplitude maximale des vibrations
est obtenue à la fréquence de la première harmonique des lâchers de vapeur. Des mesures
sont aussi réalisées lorsque des oscillations de tangage sont imposées au profil flexible,
pour deux vitesses angulaires (α̇ = 6◦/s et α̇ = 63◦/s) Les images de caméra rapide
montrent que le type de cavitation observée dépend de la vitesse angulaire du mouvement
imposé. Pour une faible vitesse angulaire, la poche de vapeur est similaire au cas statique,
et ne modifie pas beaucoup les vibrations du profil. Pour la vitesse angulaire la plus
élevée, des lâchers de nuage de vapeur existent et les déplacements mesurés à l’extrémité
libre du profil diffèrent significativement du cas subcavitant. Le déplacement maximal de
l’extrémité libre du profil augmente d’environ 25% par rapport à l’écoulement subcavitant
et correspond à l’instant où la cavité implose. L’écoulement cavitant autour d’un profil
NACA 66 en POM est aussi étudié par Wu et al. [281]. Les spectres de vibrations du
profil flexible sont comparés à ceux d’un profil rigide et montrent que les vibrations les
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plus importantes sont mesurées dans le cas d’une cavitation avec lâchers de nuage de
vapeur. La vitesse de vibration maximale est obtenue au moment où le nuage se sépare
de la poche attachée au bord d’attaque. La dynamique des lâchers est plus complexe
pour le profil flexible que pour le profil rigide, car le nuage principal se décompose en
plus petits amas de vapeur. Pour les mêmes cas tests, Liu et al. [282] appliquent une
décomposition en modes propres orthogonaux (POD) et une décomposition en modes
dynamiques (DMD) aux champs de pression issus de simulation 2D. Les auteurs montrent
que les modes DMD permettent de retrouver la fréquence dominante des vibrations du
profil. La décomposition du nuage de vapeur en plus petites structures pour le profil
flexible donne des amplitudes de modes inférieures à celles calculées pour un profil rigide.

Des simulations numériques ont été réalisées par Huang et al. [283] pour reproduire
les expériences de Ducoin et al. [280] sur le profil NACA 66 en mouvement de tangage.
Le profil est cependant considéré comme rigide dans les simulations. La flexibilité du
profil est prise en compte dans les simulations de Akcabay et al. [284] et Wu et al.
[285], pour des écoulements cavitants, mais sans imposer de mouvement de tangage.
L’approche numérique repose sur un modèle de corps solide à deux degrés de liberté
(flexion et torsion) couplé avec une résolution 2D de l’écoulement par un code RANS
avec le modèle de cavitation de Zwart [202]. La stabilité du couplage faible employé
est assurée par une estimation des efforts en écoulement potentiel, grâce à la théorie
d’aéroélasticité de Théodorsen [38]. Les simulations fournissent de bonnes prédictions des
fréquences de vibration du profil, mais le modèle bidimensionnel utilisé ne permet pas
de retrouver les amplitudes vibratoires mesurées expérimentalement, sous-estimées de
moitié dans les calculs. Les spectres de vibration de l’hydrofoil sont caractéristiques d’un
oscillateur paramétrique, en accord avec l’analyse numérique proposée par Rajaomazava
et al. [276]. Notons qu’en utilisant la même approche numérique, Wu et al. [286] prédisent
mieux les amplitudes de vibrations du profil, mais les fréquences ne correspondent pas
toujours aux expériences.

En 2013, la thèse de Gaugain [6] portait sur la comparaison des résultats de simulations
numériques avec des essais réalisés à l’Ecole Navale sur le profil NACA 66 en POM, déjà
utilisé par Ducoin [5]. Un couplage RANS-FEM est mis en place pour la prédiction des
vibrations en écoulement cavitant. Les fréquences et amplitudes des contraintes de Von
Mises prédites par l’approche numérique sont en très bon accord avec les essais. Le modèle
de cavitation utilisé ne permet cependant pas de retrouver les lâchers de nuages de vapeur
observés expérimentalement. La résolution du problème structure avec la méthode des
éléments finis nécessite des temps de calcul plutôt longs limitant ainsi le nombre de
simulations couplées réalisées (trois pour une poche stable et une simulation pour une
poche instable).

Akcabay et Young [287] analysent les résultats de simulations numériques pour
l’écoulement cavitant autour de NACA 66 avec différentes valeurs de raideur structurelle.
Leurs travaux montrent qu’il peut y avoir un accrochage fréquentiel entre les lâchers
de nuages de vapeur et la fréquence du mode de flexion d’un profil flexible et que les
vibrations du profil peuvent dans certains cas être du même ordre de grandeur que les
déformations moyennes. Kato et al. [288] mettent aussi en évidence le phénomène de lock-
in en réalisant des acquisitions PIV de l’écoulement cavitant autour d’un NACA65-210
en mouvement de tangage.

De nouvelles campagnes d’essais en écoulement cavitant sont réalisées à l’Ecole Na-
vale pendant la thèse de Lelong [7] afin de caractériser l’écoulement autour d’un profil
NACA 0015 rigide, et du même profil flexible (en POM). Des mesures des vibrations, des
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contraintes et des déformations sont réalisées pour de nombreux paramètres de cavitation
σ. Ces résultats expérimentaux montrent que la fréquence du premier mode de flexion
en écoulement cavitant est inférieure à celle mesurée sans cavitation. Ce comportement
diffère de la majorité des travaux scientifiques, où le développement de la poche de vapeur
entrâıne une diminution de la masse ajoutée, ayant pour conséquence une augmentation
des fréquences modales. Sur la plage des paramètres de cavitation étudiés, Lelong [7]
montre que le phénomène de lock-in peut apparâıtre lorsque la fréquence des oscillations
de la poche se rapproche de la fréquence du premier mode de flexion (entre σ = 1.80 et
σ = 1.5). Cette cöıncidence des fréquences se traduit par une augmentation des niveaux de
vibrations du profil et la présence d’harmoniques sur les spectres de vibrométrie. Lorsque
le lock-in prend fin pour des paramètres de cavitation σ plus faibles, les oscillations de la
poche se font à une fréquence relativement basse, qui reste presque constante autour de 8
Hz. Lelong et al. [289] mettent en évidence le couplage physique fort entre la structure et
l’écoulement cavitant et suggèrent donc de mettre en place des simulations numériques
fortement couplées pour capturer l’interaction fluide-structure.

Ces données expérimentales ont permis de confronter les prédictions des simulations
réalisées par Chae et al. [125], pour des écoulements sans cavitation autour du profil
flexible. La même stratégie que celle de Akcabay et al. [284] est employée dans les simu-
lations et permet de bien retrouver les facteurs de perte mesurés expérimentalement. Les
mesures de vibrométrie en écoulement cavitant de Lelong [7] sur le profil NACA 0015
et de Ducoin [290] sur le NACA 66 sont reprises par Akcabay et al. [291] pour valider
un modèle d’ordre réduit pour la prédiction du phénomène de lock-in. Dans le modèle
réduit, la flexion de la structure est obtenue en résolvant une équation simplifiée à un
degré de liberté, tandis que les chargements du fluide sont supposés satisfaire l’équation
non linéaire de Van Der Pol (ce type d’approche avait déjà été étudié par De Langre
[292]). Le modèle est capable de rendre compte des excitations paramétriques du profil
flexible, du lock-in susceptible d’exister entre les fréquences de la poche de vapeur et du
mode de flexion, ainsi que de phénomènes de modulation de fréquence. Ce modèle réduit
ne permet cependant pas d’estimer précisément l’amplitude des vibrations du profil, ni
de capturer l’excitation d’harmoniques des fréquences de vibration.

Barber et Motley [293] utilisent un couplage BEM-FEM pour savoir si le contrôle passif
d’une pâle d’hydrolienne en composite permet de limiter le développement de la cavita-
tion. Les simulations suggèrent que plusieurs orientations des fibres composite peuvent
être utilisées pour retarder l’apparition de cavitation et limiter la taille de la poche de
vapeur.

Dans sa thèse, Harwood [294] étudie expérimentalement un hydrofoil perçant la sur-
face libre. En plus du phénomène de ventilation, Harwood observe dans certains cas
l’apparition de cavitation au bord d’attaque. La longueur de la poche de vapeur dépend
de sa position sur l’envergure du profil, et semble fortement affectée par la surface libre. La
présence d’un jet re-entrant fortement tridimensionnel est à l’origine de lâchers de nuages
apériodiques et désorganisés, n’excitant pas les modes propres du profil (Harwood et al.
[295]). Néanmoins, les essais montrent que la poche de cavitation peut parfois entrâıner
le développement d’une poche de ventilation. L’analyse des modes propres proposée par
Harwood et al. [296] suggère que la poche de cavitation, de taille limitée (moins de 40% de
la corde), a moins d’effet sur les fréquences modales que le phénomène de ventilation. De
plus, les formes des 4 premiers modes propres mesurés en eau stagnante et en écoulement
partiellement cavitant ne montrent que peu de différences. Les mesures de vibrométrie
suggèrent que la présence de cavitation sur le profil modifie l’amortissement ajouté par
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le fluide. En écoulement cavitant, l’amortissement ajouté du premier mode diminue par
rapport au régime subcavitant, tandis qu’il augmente pour les modes d’ordres plus élevés.

Huang et al. [297] couplent un code LES avec la résolution d’équations issues de la
théorie des poutres pour simuler l’écoulement cavitant autour d’un NACA 66 flexible.
La dynamique de la poche de vapeur est fortement tridimensionnelle, montrant ainsi
les limites de calculs 2D. Les auteurs utilisent différentes méthodes d’identification des
tourbillons pour décrire l’influence de la cavitation sur la vorticité. Notons que le modèle
de poutre pour la structure ne prend pas en compte la torsion du profil, qui peut affecter
la poche de cavitation.

Récemment, des essais expérimentaux ont été réalisés par Smith et al. [298], [299]
sur deux NACA 0009 trapézöıdaux. Le premier hydrofoil est rigide, fabriqué en acier
inoxydable. Le deuxième est un profil flexible en composite (fibres de carbone et de
verre avec une résine époxy). La première publication (Smith et al. [298]) s’intéresse à
différents régimes cavitants sur le profil rigide. Les efforts sont mesurés à l’aide d’une
balance 6 composantes et la dynamique de la poche de cavitation est analysée à l’aide
d’images de caméra rapide. Lorsque la cavitation est peu développée, les fluctuations sont
dues à des instabilités d’interface, générant de petits lâchers de vapeur dans le sillage de
la poche. Pour de plus faibles valeurs du paramètre σ, des instabilités par jet re-entrant
et ondes de choc sont observées. Les transformées en ondelettes (wavelet transform)
des fluctuations de la portance indiquent que ces deux instabilités peuvent coexister par
intermittence dans les mêmes conditions. L’analyse des images de la poche fait apparâıtre
deux types d’instabilités de jet re-entrant. La première (type IIa) prend place près de
l’encastrement alors que la deuxième (type IIb) est localisée près de l’extrémité libre.
Ces deux mécanismes sont étudiés à l’aide de décomposition spectrale en modes propres
orthogonaux (SPOD) des images de caméra. Les essais montrent que la fréquence du
premier mode de flexion de l’hydrofoil peut cöıncider avec la première harmonique des
lâchers de vapeur causés par l’instabilité de type IIa, donnant lieu au phénomène de
lock-in. L’amplitude des vibrations du profil rigide reste cependant limitée, même dans
la zone d’accrochage fréquentiel.

L’étude de l’écoulement cavitant autour du profil flexible est proposé dans la deuxième
publication Smith et al. [299]. Les régimes de cavitation sont similaires à ceux observés sur
le profil rigide. L’orientation des fibres du profil composite génère un couplage flexion-
torsion, qui tend à augmenter l’incidence effective du profil pour de petites poches de
cavitation. La transition entre une poche de vapeur stable et une cavitation avec lâchers
de nuage se fait donc à un paramètre σ plus élevé que pour le profil rigide. En plus du
lock-in observé sur le profil rigide, le profil flexible présente dans certaines conditions un
accrochage fréquentiel entre les lâchers de type IIb et le premier mode de flexion. Lorsque
la longueur de poche maximale augmente, le centre de pression est décalé en aval du
centre élastique du profil, réduisant ainsi l’incidence effective. Alors que cette diminution
de l’incidence devrait retarder la transition des instabilités de type jet re-entrant aux
instabilités par onde de choc, la tendance opposée est observée pour le profil flexible. Les
auteurs suggèrent donc que les vibrations doivent avoir une influence plus importante
que la déformation moyenne du profil sur la dynamique de la poche. Comme attendu, les
amplitudes des déformations moyennes et des vibrations sont plus importantes pour le
profil flexible.

Les simulations de l’interaction fluide-structure en écoulement cavitant pour des
hélices sont plutôt rares. On peut toutefois citer le couplage BEM-FEM développé par
Young [98]. Le manque de données expérimentales ne permet cependant pas de valider
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les prédictions du modèle numérique.

Le nombre de publications concernant l’interaction fluide-structure en écoulement
cavitant reste limité. Les méthodes numériques utilisées reposent souvent sur une
modélisation 2D de l’écoulement ou sur l’utilisation de méthodes potentielles. Les si-
mulations RANS d’écoulements cavitants prenant en compte le profil et l’écoulement
3D réalisées dans cette thèse contribuent donc à étoffer la littérature scientifique sur le
sujet. Les données expérimentales disponibles étant aussi relativement rares, des cam-
pagnes expérimentales ont été mises en place pour permettre la validation de l’approche
numérique.

I.4 Bilan

L’étude bibliographique proposée dans ce chapitre a permis de présenter certains as-
pects de l’interaction fluide-structure et de la cavitation. Plusieurs études expérimentales
sur l’interaction fluide-structure disponibles dans la littérature montrent que l’écoulement
autour d’une structure flexible induit des effets de masse, de raideur et d’amortissement
ajoutés. Ces phénomènes peuvent être à l’origine d’instabilités, telle que la divergence sta-
tique. Les mécanismes instationnaires inhérents à l’écoulement peuvent aussi forcer les
vibrations de la structure, comme dans le cas de lâchers de tourbillons (VIV). Plusieurs
méthodes numériques peuvent être choisies pour assurer le couplage entre les problèmes
fluide et structure, en fonction de la force de l’interaction entre les deux domaines. L’ap-
proche partitionnée, utilisée dans cette thèse, permet de résoudre des problèmes multi-
physiques couplés sans nécessiter le développement d’un solveur dédié. Du point de vue
de la cavitation, la bibliographie montre que le modèle d’un fluide unique permet de
relativement bien prédire la physique des poches attachées. Les propriétés du fluide va-
rient alors en fonction de la fraction volumique de vapeur, obtenue par résolution d’une
équation de transport, dont le terme source dépend du modèle de cavitation. En revanche,
de nombreuses publications ont montré que les modèles de turbulence RANS classiques
surestiment la viscosité turbulente en fermeture de poche, et ne permettent pas toujours
de bien capturer l’instabilité de jet re-entrant. Une correction empirique de la viscosité
turbulente permet néanmoins de pallier cette limitation. Dans le cas d’un écoulement
cavitant autour d’un profil flexible, les variations du volume de vapeur induisent des
fluctuations de masse, de raideur et d’amortissement ajoutés et peuvent être à l’origine
d’un phénomène d’accrochage fréquentiel (lock-in), lorsque la fréquence d’oscillation de
la poche est proche d’une fréquence propre de la structure. L’existence d’une interaction
forte entre les dynamiques de la structure et de l’écoulement suggère l’utilisation d’une
approche implicite, stabilisée à l’aide d’une relaxation basée sur un calcul de la masse
ajoutée.
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Préambule :

Les dispositifs et protocoles expérimentaux utilisés dans cette thèse sont décrits dans
ce chapitre. L’écoulement autour des profils est caractérisé à l’aide d’acquisitions PIV, de
mesures d’efforts et d’enregistrement par caméra rapide. Les déformations du profil sont
mesurées à l’aide de télémétrie et de vibrométrie laser.

II.1 Les profils utilisés

Les profils utilisés sont ceux employés par Lelong dans ses travaux de thèse [7]. Ils
consistent en deux profils NACA 0015, l’un en inox et l’autre en polyoxyméthylène (POM)
dont les propriétés mécaniques sont résumées dans le tableau II.1. Ces deux profils ont
une corde de 100 mm et une envergure de 191 mm (figure II.1). L’important module
d’Young de l’inox Einox = 203 GPa permet de considérer le premier profil comme ri-
gide. Au contraire le module d’Young du POM EPOM = 2.86 GPa permet d’obtenir des
déplacements de l’ordre de quelques millimètres à l’extrémité libre du profil dans les
conditions d’écoulement du tunnel. Le profil rigide et sa queue d’encastrement dans la
balance constitue un monobloc en inox. Pour le profil en POM un montage à ”fort encas-
trement” est utilisé afin d’assurer des conditions limites d’encastrement reproductibles
numériquement à la base du profil. Le profil flexible et sa base sont donc constitués d’un
seul bloc de POM qui est ensuite vissé à un tenant en aluminium. Ce montage permet
d’obtenir un bon encastrement du profil dans la paroi de la veine mais ne permet pas de
réaliser de mesures d’efforts pour le profil flexible. Les deux profils peuvent être mis en
incidence grâce à un moteur pas à pas. Le centre de rotation du profil inox est situé au
quart de la corde tandis que celui du profil flexible en POM est situé à mi-corde. En effet,
le dispositif d’insertion du profil rigide dans la balance nécessite une épaisseur du profil
suffisante au niveau de la queue d’encastrement.

NACA 0015
en inox

100
m
m 191

mm NACA 0015 et sa base
en POM

100 mm

191
mm

Figure II.1 – Dimensions des profils utilisés.

Pour certains essais, des bandes adhésives ont été collées sur le profil en inox près
du bord d’attaque pour déclencher la transition turbulente de couche limite (figure II.2).
Deux bandes sont ajoutées sur les partie inférieures et supérieures du profil en suivant la
méthode proposée dans la thèse de Marchand [300]. De plus, un film réfléchissant a été
collé sur le profil flexible, afin de faciliter les mesures de vibrométrie et de télémétrie.
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Propriété Inox POM
Module d’Young (GPa) 203 2.86
Coefficient de Poisson 0.30 0.35
Masse volumique (kg.m−3) 7850 1410

Table II.1 – Propriétés mécaniques de l’inox et du polyoxyméthylène.

Bord
d’attaque

3%c

4 mm

Figure II.2 – Positions des bandes adhésives sur le profil en inox, schéma adapté de
Marchand [300].

Durant la thèse de Lelong, le profil flexible a été équipé d’une jauge de contraintes
près de l’encastrement. Malheureusement, lors des mesures effectuées dans cette thèse,
les signaux issus de la jauge ont montré qu’elle n’était plus opérationnelle. Les mesures
de contraintes présentées en section IV.2.3 sont donc celles réalisées par Lelong.

II.2 Le tunnel de cavitation

Les essais expérimentaux ont été réalisés dans le tunnel de cavitation de l’IRE-
Nav. L’installation est répartie sur deux étages (figure II.3) et contient 60 m3 d’eau.
L’écoulement est assuré par une pompe hélice (2) mise en mouvement par un moteur
électrique (3). Les mesures sont réalisées dans la veine d’essai (1) d’une longueur de 1 m
et d’une section d’entrée carrée de côté 192 mm (figure II.4). Le fond de la veine d’essai
permet d’accueillir la balance hydrodynamique pour le montage à ”faible encastrement”
ainsi que le montage à fort encastrement. Les trois autres parois de la veine sont en
plexiglas pour faciliter la visualisation de l’écoulement et les mesures de télémétrie et
vibrométrie. La paroi inférieure de la veine présente une legère inclinaison vers le bas de
l’ordre de 0.3 %. Un résorbeur (7) est placé à l’étage inférieur de l’installation afin de faire
disparâıtre les bulles présentes dans l’écoulement en sortie de pompe. Un convergent est
présent en amont de la veine d’essais afin d’atteindre une vitesse maximale d’écoulement
dans la veine de l’ordre de 15 m/s. La présence d’une grille en nid d’abeille placée avant
le convergent permet d’homogénéiser l’écoulement et d’obtenir en entrée de veine une
intensité turbulente u′rms/U0 de l’ordre de 2%.

La pression était d’abord mesurée en début et en fin de convergent à l’aide de capteurs
piezorésistifs Paroscientific [301]. Durant la thèse, ces capteurs ont été remplacés par des
transducteurs Mensor [301]. Une partie des essais a donc été réalisée avec les anciens
capteurs, le reste avec les nouveaux Mensor. Connaissant la géométrie du convergent, la
différence de pression en entrée et en sortie du convergent ∆p est utilisée pour obtenir la
vitesse de débit dans la veine grâce à la relation :

U0 = 450
∆p

ρf

avec ρf = 1000.18 + (0.00843− 0.00535T )T

(II.1)

La pression de vapeur saturante dépend aussi de la température T (en Celsius) et s’obtient
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Figure II.3 – Schéma du tunnel de cavitation de l’IRENav extrait de Gaugain [6].

à l’aide de la relation :

pvap = ρfg(0.056 + T (0.006 + T (3.17 · 10−5 + 6.31 · 10−6T ))) (II.2)

où g est l’accélération de pesanteur.
La cuve positionnée en aval de la veine d’essais dispose d’une surface libre permettant

de contrôler la pression de 0.1 à 3 bars en entrée de veine grâce à un ballon d’air haute
pression à 6 bars et un ballon basse pression équipé d’une pompe à vide. La vitesse
d’écoulement et la pression peuvent alors être contrôlées par un automate à l’aide de
régulateurs placés sur le moteur (Elkovert XD 37 kW 400 V) et de servo-vannes sur les
ballons de pression (Yokogawa). Les régulations simultanées en vitesse et en pression
permettent d’obtenir une régulation sur le nombre de cavitation σ.

Comme présenté en figure II.4 lorsque le profil en inox est inséré dans la balance
hydrodynamique le centre de rotation au quart de la corde est situé à 420 mm de l’entrée
de veine. Pour le montage à fort encastrement le centre de rotation du profil flexible se
situe à mi-corde à une distance de 629.95 mm de l’entrée de veine. Dans les deux cas
le centre de rotation du profil est situé à mi-hauteur de la veine d’essais. Le capteur de
pression aval, positionné sur la surface inférieure de la veine est situé à 210 mm de l’entrée
de veine. L’angle d’incidence du profil peut être contrôlé grâce à un moteur pas à pas
Baldor fixé à la balance hydrodynamique avec une précision de l’ordre de ±0.01◦.

II.3 Mesure des efforts hydrodynamiques

Les efforts appliqués au profil dus à l’écoulement peuvent être obtenus pour le montage
à faible encastrement à l’aide d’une balance hydrodynamique 5 composantes équipée de
six ponts de jauges. Le profil est inséré dans la balance qui est elle même solidaire du
moteur Baldor permettant la mise en incidence. Les forces horizontales Fxb et verticales
Fyb ainsi que les trois moments Mxb, Myb et Mzb dans le repère propre à la balance sont
obtenus en transformant les tensions aux bornes des jauges (ponts de Wheastone) à l’aide
d’une matrice d’étalonnage. Cette matrice d’étalonnage a été calculée à l’IRENav, lors
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Capteur de pression aval

Capteurs de pression amont

420 mm

629.95 mm

210 mm

Veine d’essais

Convergent

POM
Inox

1
9
2
m
m

192
m
m

Ecoulement

Figure II.4 – Positions des profils dans le tunnel de cavitation.

d’un campagne d’essais réalisée quelques mois avant le début de cette thèse et les essais
sur le profil rigide. Lorsque le profil est mis en incidence la balance subit elle-même une
rotation. Connaissant l’angle d’incidence du profil, les forces et moments sont ensuite
exprimés dans le repère de la veine par rotation. Afin de pouvoir négliger l’influence
de la gravité les tensions mesurées en eau à vitesse d’écoulement nulle sont retranchées
aux mesures en écoulement pour chaque angle d’incidence. La balance est capable de
mesurer des efforts jusqu’à 180 N suivant l’axe de la corde du profil et 1700 N pour l’axe
perpendiculaire à la corde. Les incertitudes combinées élargies fournies par le constructeur
sont respectivement égales à ±0.32 N et ±1.02 N pour ces deux axes et inférieures à ±0.3
N.m pour les moments.

La matrice d’étalonnage de la balance est calculée en prenant comme référence le
zéro du moteur Baldor. Avant chaque mesure, il est donc nécessaire de vérifier au niveau
à bulle que le zéro du Baldor soit bien aligné avec le plan horizontal. La précision de
cette mise à zéro est de l’ordre de ±0.02◦ due à un jeu de clavette entre la balance et le
profil. Le profil n’est cependant pas forcément aligné avec l’axe l’horizontal pour un angle
d’incidence nul du Baldor et il peut exister un écart angulaire. Pour un profil symétrique,
comme celui utilisé dans cette thèse, le zéro du profil peut être obtenu en considérant
que la courbe de portance doit être antisymétrique pour les angles d’incidence positifs et
négatifs. Lorsque les mesures de portance ne peuvent être réalisées, comme dans le cas
du profil flexible, le zéro du profil peut être obtenu par traitement des images de caméra.

La fréquence d’acquisition des efforts a été choisie égale à 1 kHz afin d’obtenir au moins
20 points de discrétisation pour les fréquences d’oscillations de poche dans le cas d’un
régime cavitant. Les temps de réponses des jauges résistives de la balance sont très courts
et permettent donc de mesurer des réponses dynamiques à des fréquences supérieures
au kHz. De plus, les fréquences étudiées dans cette thèse sont inférieures à la première
fréquence propre de la balance, autour de 90 Hz, justifiant ainsi les mesures dynamiques
en régime cavitant. Un exemple d’acquisition de la force de portance est présenté en
figure II.5a. Les efforts ont été mesurés pendant 20 secondes dans les cas d’écoulements
subcavitants. Cette durée a été étendue à 50 secondes pour les écoulements cavitants afin
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de pouvoir calculer des densités spectrales de puissance moyennes.

(a) Signal temporel de la portance obtenu
pour σ = 1.41.

(b) Coefficients de portance et de trâınée
moyens (non recalés) en régime subcavitant

(U0=5 m/s).

Figure II.5 – Exemples des mesures d’efforts obtenues avec la balance
hydrodynamique.

Les coefficients de portance CL et CD sont obtenus à partir des efforts de portance Fy
et de trâınée Fx exprimés dans le repère de la veine d’essais avec les relations suivantes :

CL =
Fy

1
2
ρfSU2

0

et CD =
Fx

1
2
ρfSU2

0

où ρf est la masse volumique de l’eau, S la surface de référence du profil et U0 la vitesse
de référence de l’écoulement. Dans les expériences, cette vitesse de référence correspond
à la vitesse de débit moyenne sur le temps d’acquisition.

Un exemple des courbes de portance et de trâınée obtenues est donné en figure II.5b.
Afin d’estimer les valeurs d’incertitudes sur les coefficients hydrodynamiques moyens il
faut combiner les incertitudes de mesure de la balance, les incertitudes sur la vitesse
utilisée comme référence U0 ainsi que les incertitudes statistiques sur la moyenne (l’in-
certitude sur la masse volumique est négligée). Les premières peuvent être calculées pour
chaque angle d’incidence à partir des incertitudes sur les jauges de la balance. Les incer-
titudes sur la vitesse de référence U0 sont estimées de l’ordre de ±1% à partir de mesures
PIV du champ de vitesse en entrée de veine. Considérant les écarts-types obtenus sur
les coefficients hydrodynamiques et les temps d’acquisitions utilisés pour calculer les va-
leurs moyennes, les incertitudes statistiques sont négligeables. Les incertitudes combinées
maximales sur les coefficients hydrodynamiques sont finalement estimées à ±0.003 pour
les coefficients de trâınée et ±0.04 pour les coefficients de portance.

II.4 Acquisition de champs de vitesse par PIV

Afin de pouvoir comparer les champs de vitesse expérimentaux et numériques, des
acquisitions PIV (Particle Image Velocimetry) ont été réalisées. Les particules présentes
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dans le tunnel de cavitation sont éclairées à l’aide d’une nappe laser puis des paires
d’images séparées par un intervalle de temps de quelques microsecondes sont enregistrées
à l’aide d’une caméra CCD. L’analyse des corrélations croisées entre les images d’une
même paire permet alors l’obtention des vitesses horizontales et verticales dans un plan.

II.4.1 Dispositifs de mesure

Afin d’illuminer les particules présentes dans l’écoulement un laser Nd-YAG double
cavité émettant à une longueur d’onde de 532 nm est utilisé pour générer une nappe
lumineuse dans un plan vertical à mi-envergure autour du profil. La tête du laser est
positionnée au-dessus de la veine d’essais et centrée sur le profil. Comme indiqué en figure
II.6, deux miroirs sont positionnés sous la veine pour réfléchir la nappe laser et éviter la
présence d’une zone ombragée sous le profil. Le déclenchement des émissions laser est
synchronisé avec l’acquisition des images de l’écoulement par caméras CCD de définition
2048×2048 pixels. Des acquisitions PIV ont été réalisées pour l’écoulement subcavitant
autour du profil en inox à une vitesse U0 =5 m/s et différents angles d’attaque et pour
des écoulements cavitants autour du profil flexible à une incidence α = 8◦.

Dans le cas de l’écoulement subcavitant, deux caméras CCD munies de lentilles ZEISS
100 mm ont été positionnées face au hublot de la veine afin d’augmenter la taille du
domaine d’acquisition sans réduire la résolution des images. En effet, le critère de Nyquist
impose des tailles d’images des particules supérieures à deux pixels pour l’analyse PIV. La
taille caractéristique des particules étant de quelques dixièmes de millimètres les caméras
ont donc été positionnées afin d’obtenir une résolution d’environ 70 µm/px correspondant
à des tailles d’images des particules de plus de deux pixels. Avec cette résolution, l’étendue
du champ de vitesse mesuré par une caméra n’est que d’une corde et demie. En utilisant
deux caméras, la largeur du champ de vitesse mesuré s’étend ainsi sur plus de deux
cordes et demie en prenant en compte le recouvrement des deux caméras. Pour chaque
cas test étudié en écoulement subcavitant, 300 paires d’images ont été enregistrées à
une fréquence de 6 Hz. A cette fréquence la période entre deux acquisitions correspond
à environ 8 passages des particules le long du profil permettant ainsi de considérer les
champs de vitesse successifs comme étant indépendants. La fenêtre d’interrogation initiale
a été choisie afin de contenir au minimum 20 particules, soit une taille de 32×32 pixels. La
durée entre les deux émissions laser d’un même doublet est déterminée afin d’avoir un pic
de corrélation situé à environ un quart de la fenêtre d’interrogation initale soit 8 pixels.
Les vitesses induites par le profil du côté de l’extrados peuvent facilement atteindre le
double de la vitesse de débit U0 alors qu’elles sont presque nulles près du point d’arrêt.
La durée entre deux émissions laser fût donc choisie afin d’obtenir un compromis entre
ces deux extrêmes : pour une vitesse d’entrée de veine de 5 m/s cette durée a été choisie
égale à 80 µs.

Dans le cas d’un écoulement cavitant, l’interface liquide-vapeur de la poche diffracte
la lumière issue du laser et rend l’acquisition d’images difficile. Une solution consiste à
introduire dans le tunnel des particules de polyamides enrobées de rhodamine qui diffusent
dans l’orange alors que la lumière de la nappe laser est verte. A l’aide d’un filtre placé
sur l’objectif de la caméra il est alors possible de filtrer la lumière verte diffusée par la
poche de cavitation pour ne capturer que l’image des particules enrobées de rhodamine.
La quantité disponible de particules étant limitée celles-ci ont été introduite en amont
de la veine d’essais pour obtenir un ensemencement local autour du profil. Le dispositif
d’ensemencement consiste en un tube percé en surface placé au milieu de l’écoulement et
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Miroirs

Tête laser

Caméras

Figure II.6 – Schéma du dispositif PIV utilisé en écoulement subcavitant autour du
profil en inox.

relié à une seringue remplie de particule enrobées de rhodamine pour contrôler le débit de
particules introduites. La méthode d’ensemencement ne permet d’obtenir des particules
que dans une zone réduite autour du profil et une seule caméra est donc nécessaire pour
les mesures en écoulement cavitant. Afin de pouvoir analyser la dynamique de la poche de
cavitation les acquisitions ont été faites à l’aide d’un dispositif TR PIV (Time Resolved
PIV) à une fréquence d’acquisition égale à 500 Hz. La résolution spatiale obtenue avec
une seule caméra est divisée par deux par rapport au cas subcavitant avec deux caméras,
soit environ 140 µm/pi. La durée entre deux émissions du laser est donc aussi doublée par
rapport au dispositif à deux caméras et égale à 150 µs. Les calculs de vitesses instantanées
sont réalisés sur des ensembles composés de 1000 à 4000 paires d’images en fonction du
paramètre de cavitation σ considéré.

II.4.2 Traitements des images

Les images des particules acquises avec la caméra sont prétraitées avant d’obtenir
les champs de vitesse. Dans le cas d’un écoulement subcavitant une image moyenne des
300 images est d’abord calculée puis retranchée à chaque image. Cette étape permet de
supprimer l’image du fond de veine et les zones saturées dues à la présence des bandes
près du bord d’attaque servant à déclencher la couche limite turbulente. Pour chaque
image les niveaux de gris sont alors corrigés afin d’obtenir un éclairage uniforme des
particules, en particulier entre les zones directement éclairées par la nappe laser et les
zones éclairées à l’aide des miroirs visibles sur la figure II.7a. La dernière étape consiste
à masquer la zone occupée par le profil où les corrélations n’ont pas à être calculées. Un
exemple d’image prétraitée est donné en figure II.7b.

Dans le cas d’un écoulement cavitant autour du profil flexible, le prétraitement est
légèrement modifié. L’utilisation de l’image moyenne pour retirer l’image du fond de veine
et des zones saturées est inadaptée à cause des lâchers de vapeur et des vibrations de la
structure. On applique donc à chaque image un filtre médian permettant de distinguer
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Image du fond de veine

Eclairage non-uniforme

Saturation

(a) Image brute (b) Image prétraitée

Figure II.7 – Exemple de prétraitement pour les images PIV en régime subcavitant.

les variations de gris dues aux particules et celle du fond de veine. Cette image filtrée
est ensuite retranchée à l’image de départ qui est finalement corrigée pour obtenir un
éclairage uniforme (comme dans le cas subcavitant).

Vapeur

Foil

Rhodamine

(a) Image brute

Vapeur

Foil

(b) Image prétraitée

Figure II.8 – Exemple de prétraitement pour les images PIV en régime cavitant.

II.4.3 Obtention des champs de vitesse

Les images des particules dans l’écoulement sont divisées en fenêtres d’interrogation
sur lesquelles les corrélations croisées sont calculées entre deux images d’une même paire.
Le logiciel DynamicStudio permet d’utiliser une approche adaptative itérative où les
tailles et les formes des fenêtres d’interrogation sont modifiées pour s’adapter à la densité
locale de particules et aux gradients de vitesse de l’écoulement. Afin de limiter le nombre
de vecteurs aberrants (figure II.9a) dus à une densité de particules insuffisante ou des
déplacements de particules hors du plan laser, les vitesses ne sont calculées que lorsque
le maximum du pic de corrélation et le ratio signal sur bruit sont supérieurs à des valeurs
minimales. Afin de supprimer les vecteurs aberrants restants, la méthode de validation
proposée par Westerweel et al. [302] est appliquée à chaque champ de vitesse. Les champs
de vitesses moyennes, dont un exemple est présenté en figure II.9b, sont finalement calculés
en utilisant uniquement les vecteurs valides pour chaque champ instantané.

Les calculs des champs de vitesses obtenus par PIV peuvent être influencés par deux
paramètres principaux, les tailles finales des fenêtres d’interrogation et le recouvrement
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(b) Champ de vitesse moyen après validation.

Figure II.9 – Exemples de champs de vitesse obtenus par PIV (U0 = 5 m/s, α = 8◦).
Seul un vecteur sur trois est présenté dans les deux directions.

entre fenêtres voisines. La figure II.10 présente un exemple de profils de vitesses moyennes
obtenus dans le sillage du profil pour différentes tailles des fenêtres d’interrogation finales
avec un recouvrement de 50%. Les vitesses moyennes ne sont pas significativement af-
fectées par la taille des fenêtres d’interrogation. En revanche la figure II.10c montre que
les écarts-types mesurés augmentent lorsque la taille de fenêtre diminue, en accord avec
les observations de Foucaut et al. [303]. Les écarts-types sont particulièrement affectés par
la dimension verticale de la fenêtre. Les intervalles de confiance calculés en considérant
une loi normale pour la distribution des vitesses sont donnés en figure II.10d et sont
pour ce profil de vitesse inférieurs à 0.1 m/s, soit 2% de la vitesse d’écoulement U0. Une
discrétisation plus fine du maillage PIV suivant l’axe vertical a été privilégiée afin de
mieux capturer le sillage où les gradients de vitesses verticaux sont importants. Pour la
même raison, le taux de recouvrement est fixé à 75% entre fenêtres voisines. Un important
taux de recouvrement a pour effet d’augmenter la part d’erreurs corrélées spatialement
(Sciacchitano et al. [304]). Cependant l’estimation des efforts à partir du champ de vitesse
moyen présenté dans la prochaine section nécessite le calcul de dérivées en espace et donc
un nombre suffisant de points pour capturer les gradients de vitesse.

Les incertitudes portant sur les vitesses moyennes Uux et Uuy peuvent être estimées
en utilisant la relation (Sciacchitano et al. [304]) :

Uux =
σux
N

(II.3)

avec σux l’écart-type de la vitesse et N le nombre d’échantillons indépendants.
Ces incertitudes sont composées d’une contribution due aux fluctuations turbulentes
Uux,turb et d’une contribution due à l’erreur de mesure Uux,err :

U2
ux = U2

ux,turb + U2
ux,err (II.4)

Les incertitudes de mesure sont souvent estimées a priori de l’ordre de 0.1 pixel (Raffel
[305]), soit 0.09 m/s pour les réglages PIV utilisés pour le profil rigide. Des travaux
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Extraction des
profils de vitesse

∆x = 0.2c

(a) Vitesses moyennes dans le sillage du foil. (b) Profils des vitesses moyennes.

(c) Profils des écarts-types. (d) Profils des intervalles de confiance à 95%.

Figure II.10 – Influence de la taille des fenêtres d’interrogation sur un profil de vitesse
extrait dans le sillage du foil pour U0 = 5 m/s et α = 8◦.

ont porté sur l’estimation précise de ces incertitudes a posteriori (Sciacchitano et al.
[306]) montrant que l’incertitude de mesure peut non seulement varier en fonction de
l’écoulement étudié mais aussi en fonction de la position de la fenêtre d’interrogation pour
un même écoulement. Les répartitions des incertitudes absolues et relatives sur la norme
de la vitesse sont présentées en figure II.11. Les valeurs les plus élevées sont obtenues dans
le sillage et près de l’extrados du profil où l’on s’attend à avoir une intensité turbulente
plus importante. En dehors de ces régions, l’incertitude relative sur la vitesse moyenne
est inférieure à 1%. Les valeurs absolues sont majoritairement inférieures à l’estimation
a priori égale à 0.09 m/s suggérant que les erreurs de mesure sur les déplacements des
particules sont inférieures à 0.1 pixel.

Les incertitudes sur les composantes du tenseur de Reynolds sont estimées à l’aide
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Figure II.11 – Incertitude absolue à gauche et relative à droite sur la norme de la
vitesse issue de PIV (U0 = 5 m/s et α = 8◦).

des relations suivantes :

Uu′xu′x = σ2
ux

√

2

N − 1

Uu′yu′y = σ2
uy

√

2

N − 1

Uu′xu′y = σuxσuy

√

1 + ρ2uxuy
N − 1

(II.5)

où ρuxuy représente le coefficient de corrélation croisée entre les deux composantes de la
vitesse.
D’après la répartition des incertitudes sur la vitesse moyenne présentée en figure II.11 on
peut considérer que dans le sillage du profil l’erreur de mesure est négligeable par rapport
aux fluctuations des vitesses. Dans ce cas, Sciacchitano et al. [304] proposent d’estimer
l’incertitude sur l’énergie cinétique turbulente avec la relation :

Uk =

√

σ4
ux + σ4

uy +
(σ2

ux + σ2
uy)

2

4

√

1

2N
(II.6)

La figure II.12 présente la répartition de l’incertitude relative sur l’énergie cinétique tur-
bulente Uk/k pour U0 = 5 m/s et α = 8◦. Les incertitudes sont de l’ordre de 5% et les
valeurs maximales sont obtenues dans le sillage du profil et près de l’extrados du profil,
avoisinant 7%.

Pour les acquisitions effectuées en écoulement cavitant la taille des fenêtres d’interro-
gation est élargie à 32×32 pixels afin de compenser la faible densité de particules enrobées
de rhodamine. Comme pour le cas subcavitant le pourcentage de recouvrement est fixé à
75%. La présence de la poche de cavitation rend le calcul des champs de vitesses instan-
tanées plus complexe. D’une part l’écoulement peut devenir localement tridimensionnel
augmentant ainsi le bruit de mesure. D’autre part la région occupée par la vapeur est vide
de particules et il faut donc y éviter le calcul des vitesses. La méthode utilisant un masque
dynamique de la poche de vapeur proposée par Foeth et al. [241] s’est révélée inadaptée
aux images obtenues avec le dispositif PIV utilisé. En effet, dû au filtre optique ajouté à
la caméra, le contraste entre la vapeur et le liquide est insuffisant pour utiliser des filtres
classiques de détection des contours (filtre de Sobel, de Canny, Laplacian of Gaussian, ...).
L’alternative utilisée consiste à adapter dans le logiciel les seuils de validité pour les pics

74



Extraction du profil

(a) Incertitude relative sur l’énergie
cinétique.

(b) Profil d’incertitude dans le sillage du
profil.

Figure II.12 – Incertitude sur l’énergie cinétique turbulente issue de PIV (U0 = 5 m/s
et α = 8◦).

de corrélation et le nombre de particules minimum afin d’exclure les régions occupées par
la vapeur du calcul des vitesses. Comme présenté en figure II.13a cette méthode permet de
rejeter les vecteurs calculés dans la poche de cavitation et la région occupées par le profil.
Le nombre limité de vecteurs disponibles pour chaque champ instantané est compensé
par le nombre important d’acquisitions. Lorsque les vibrations du profil sont faibles il est
alors possible d’obtenir un champ de vitesse moyen tel que présenté en figure II.13b. Si
l’écoulement est dominé par une seule fréquence, (comme dans le cas d’un lock-in entre
les vibrations du profil et les lâchers de nuages de cavitation) il est possible de réaliser
une moyenne de phase sur l’ensemble des acquisitions.

(a) Vitesses instantanées (σ = 1.6). (b) Vitesses moyennes (σ = 1.81).

Figure II.13 – Exemple de champs des vitesses instantanées et moyennes en
écoulement cavitant autour du profil flexible. Pour les vitesses moyennes, seuls les

vecteurs calculés à l’aide d’au moins 500 valeurs instantanées sont présentés.

II.4.4 Calculs des efforts en régime subcavitant

Les champs des vitesses obtenus par PIV pour un écoulement subcavitant peuvent
être utilisés pour obtenir une estimation des efforts de portance et de trâınée moyens que
subit le profil. La méthode s’appuie sur l’intégration des équations de Navier-Stokes en
moyenne de Reynolds sur un contour fermé, comme présenté en figure II.14.

Dans le plan vertical situé à mi-envergure l’écoulement moyen peut être considéré
bidimensionnel et les forces de trâınée Fx et de portance Fy moyennes sont estimées grâce
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Contour C

n

Fx

Fy

Ligne verticale pour
le calcul de CD

Figure II.14 – Exemple de contour fermé et de ligne verticale dans le sillage utilisés
pour l’estimation des efforts à partir des mesures PIV.

à la relation :

Fi =

¨

C

[

−pδij + µ

(
∂ui
∂xj

+
∂uj
∂xi

)

− ρfu′iu′j − ρfui uj
]

nj dS (II.7)

Dans l’expression précédente les contributions des termes faisant intervenir la compo-
sante de la vitesse perpendiculaire au plan uz et les dérivées dans cette direction

∂·
∂z

sont
négligées car elles ne peuvent être mesurées à l’aide d’une PIV plane. Mise à part la
pression, tous les termes présents dans l’équation (II.7) peuvent être obtenus directement
à partir des mesures PIV. Différentes méthodes peuvent être utilisées pour déterminer le
champ de pression à partir du champ de vitesse et sont présentées par Van Oudheusden
[307]. Dans cette thèse une approche eulérienne est privilégiée et la pression est obtenue
en résolvant une équation de Poisson bidimensionnelle sur l’ensemble du domaine (Gurka
et al. [308]) :

∂2p

∂x2
+
∂2p

∂y2
= −ρf

(

∂ux
∂x

2

+ 2
∂uy
∂x

∂ux
∂y

+
∂uy
∂y

2

+
∂2u′xu

′
x

∂x2
+ 2

∂2u′xu
′
y

∂x∂y
+
∂2u′yu

′
y

∂y2

)

(II.8)

Cette équation suppose que le champ de vitesse bidimensionnelle moyen soit à divergence
nulle :

∂ux
∂x

+
∂uy
∂y

= 0 (II.9)

Cette condition est vraisemblablement satisfaite dans un plan à mi-envergure. Sur les
frontières amont, supérieure et inférieure du domaine la relation de Bernoulli permet
d’appliquer des conditions de Dirichlet pour la pression :

p =
1

2
ρf (U

2
0 − u2) (II.10)

où U0 est la vitesse de débit en entrée de veine.
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Des conditions de Neumann sont imposées sur les frontières près du profil et sur la
frontière aval du domaine :







∂p
∂x

= −ρf
(

ux
∂ux
∂x

+ uy
∂ux
∂y

+ ∂u′xu
′

x

∂x
+

∂u′xu
′

y

∂y
− ν

(
∂2ux
∂x2

+ ∂2ux
∂y2

))

∂p
∂y

= −ρf
(

ux
∂uy
∂x

+ uy
∂uy
∂y

+
∂u′xu

′

y

∂x
+

∂u′yu
′

y

∂y
− ν

(
∂2uy
∂x2

+ ∂2uy
∂y2

)) (II.11)

Les calculs des efforts à partir des acquisitions PIV font donc intervenir les dérivées
spatiales d’ordre un et deux des vitesses et sont donc sensibles au bruit susceptible d’exis-
ter dans les mesures. Différentes méthodes de lissage peuvent alors être utilisées telles
qu’une moyenne glissante ou le filtre proposé par Garcia [309] reposant sur une trans-
formée en cosinus discrète combinée à un filtre dont le paramètre est estimé à l’aide de
la méthode de validation des corrélations croisées (DCT-PLS). Bien que ces méthodes
permettent la réduction de bruit blanc dans les mesures, leurs performances sont limitées
pour des erreurs corrélées en espace susceptibles d’être présentes dans les résultats PIV.
Une autre méthode est présentée par Wang et al. [310] et utilise l’équation de conser-
vation de la masse (équation (III.1)). Le lissage repose sur la projection des vitesses sur
une base orthonormale de champs vectoriels à divergence nulle. Cette méthode de lissage
a été appliquée aux champs des vitesses moyennes car elle permet d’une part de réduire
les erreurs corrélées et d’autre part d’assurer des champs à divergence nulle nécessaires
à l’obtention de l’équation de Poisson (II.8). Les dérivées partielles sont alors évaluées
à partir des champs de vitesses lissées en utilisant les schémas classiques de différences
finies du deuxième ordre. L’équation de Poisson est résolue en utilisant une méthode de
surrelaxation successive avec un paramètre de relaxation ω donné par :

ω =
2

1 +

√

1−
(

0.5
(

cos
(
π
nx

)

+ cos
(
π
ny

)))2
(II.12)

avec nx et ny les nombres d’inconnues dans les deux directions du domaine rectangulaire.
Comme présenté en figure II.15 le domaine de résolution pour la pression peut être choisi
arbitrairement tant qu’il contient le contour utilisé pour l’estimation des forces.

Contour C

Dirichlet

Dirichlet

Dirichlet

Neumann

Neumann

Figure II.15 – Exemple de champ de pression calculé à partir du champ de vitesse issu
de la PIV (U = 5 m/s, α = 8◦).
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L’expression (II.7) donne de bons résultats pour la force de portance mais comme
remarqué par Van Oudheusden [311] elle n’est pas adaptée au calcul de la force de trâınée.
Cette dernière est obtenue en utilisant une ligne verticale x = xs dans le sillage du profil
où l’on calcule l’intégrale suivante :

Fx = ρfU0

ˆ

ys

ux

(

1−
√

CPtot

)

dy (II.13)

Le coefficient de pression total CPtot est calculé à partir de la pression obtenue avec
l’équation (II.8) et du champ de vitesse PIV. L’incertitude sur le calcul de la trâınée
est estimée en faisant varier l’abscisse et l’étendue de la ligne verticale utilisée (Van
Oudheusden [311]).

II.5 Mesure des déformées statiques

II.5.1 Dispositifs de mesure

Les déplacements verticaux du profil flexible dus à l’écoulement sont mesurés sur 11
sections à l’aide d’un télémètre laser Acuity AR700. Ce dernier est positionné sur une
platine à deux axes qui lui permet de se déplacer dans les directions de la corde et de
l’envergure (directions x et y sur la figure II.16a). Une partie du rayon laser est réfléchie
par le profil et capturée par une cellule photosensible située dans le télémètre. La position
du rayon laser réfléchi sur la cellule permet alors de calculer la distance entre le télémètre
et le point de réflexion sur le profil par triangulation. En se déplaçant avec le bras articulé
le télémètre enregistre la position de la surface du profil à une fréquence de 50 Hz. La
vitesse de déplacement du bras articulé étant de 4 mm/s, cette fréquence d’acquisition
correspond à environ 1200 points de mesures pour une section mesurée. La précision du
télémètre est estimée égale à 0.05 mm (Guiffant [312]).

Télémètrex

y

(a) Position du télémètre.

Sections mesurées

(b) Exemple de déplacements interpolés.

Figure II.16 – Schéma des mesures de déplacements verticaux avec le télémètre.

En parallèle des mesures des déplacements verticaux par télémétrie, des acquisitions
d’images de l’extrémité libre du profil flexible ont été réalisées à l’aide d’une caméra
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CCD. En comparant l’image moyenne obtenue en écoulement avec une image du profil
au repos, les déplacements de l’extrémité peuvent être estimés. La résolution des images
est de l’ordre de 0.12 mm/px. L’incertitude sur les contours du profil est de l’ordre de ±2
pixels, donnant une incertitude sur les déplacements de l’ordre de ±0.5 mm. Ces mesures
sont donc moins précises que celles obtenues à l’aide du télémètre laser mais permettent
de vérifier les mesures de télémétrie en cas de doute.

II.5.2 Traitements des mesures du télémètre

Le rayon émis par le télémètre rencontre d’abord une interface air-plexiglas puis une
interface plexiglas-eau avant d’atteindre le profil. Le rayon réfléchi traverse ces mêmes
interfaces en sens inverse avant d’atteindre la cellule photo-sensible. Pour obtenir une
mesure de la distance entre le télémètre et le profil il faut donc prendre en compte les
changements d’indices de réfraction optique aux interfaces. Pour cela les résultats du
télémètre sont multipliés par un coefficient de correction calculé grâce à une série de
mesure en air sans plexiglas puis en eau avec plexiglas sur une mire en escalier. Connais-
sant les dimensions de la mire, on obtient un coefficient de correction, proche de 1.33,
qui correspond à l’indice de réfraction de l’eau. Les déplacements verticaux sont fina-
lement obtenus en retranchant aux mesures en écoulement les mesures effectuées sans
écoulement.

A partir des sections mesurées par télémétrie laser il est possible d’obtenir une re-
construction 3D des déplacements verticaux sur le profil avec la méthode élaborée par
Guiffant [312]. Chaque section déformée est interpolée à l’aide de la section du profil non-
déformé à laquelle on impose un mouvement de type solide, c’est-à-dire une translation
verticale et une rotation. La figure II.16b présente un exemple des déplacements verticaux
interpolés sur le profil.

II.6 Mesure des vibrations

II.6.1 Dispositifs de mesure

Des mesures de vibrométrie ont été effectuées pour obtenir les amplitudes des vibra-
tions du profil flexible pour des cas d’écoulements subcavitants et cavitants. Les vitesses
de vibration sont mesurées en 63 points à une fréquence d’échantillonage de 3200 Hz sur
la surface du profil à l’aide d’un vibromètre laser à balayage Polytec PSV 500 comme
présenté en figure II.17b. Un second vibromètre monopoint est utilisé comme référence
afin d’obtenir les déphasages entre chaque point de mesure (figure II.17a). Pour chaque
point de mesure 32 acquisitions d’une durée de 2 secondes sont réalisées pour obtenir les
densités spectrales de puissance moyennes des vibrations. Certains points de mesure ont
conduit à des amplitudes de vibrations aberrantes dues à des réflexions du laser sur le
plexiglas ou les parois latérales du tunnel. Ces 8 points sont représentés par des disques
rouges sur la figure II.17b et n’ont donc pas été retenus lors du post-traitement. Bien
que seules les transformées de Fourier des vitesses aient été évaluées pour la plupart des
mesures de vibrométrie, des acquisitions des vitesses de vibrations en fonction du temps
(figure II.18b) ont été réalisées pour les écoulements cavitants.

Les mesures réalisées avec le vibromètre sont complétées par des images de caméra
rapide à une fréquence d’acquisition de 1.5 kHz permettant de vérifier les amplitudes
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Vibromètre mono-
point de référence

Vibromètre
à balayage

(a) Positions des vibromètres.

Extrémité libre

Encastrement

Bord
de
fuite

Bord
d’attaque

Points demesure

(b) Répartition des points de mesures du
vibromètre.

Figure II.17 – Dispositif de mesure par vibrométrie.

de vibrations dans les cas d’écoulements cavitants avec lâchers de nuages de vapeur.
L’incertitude sur les déplacements est de l’ordre de ±0.5 mm.

II.6.2 Traitements des mesures du vibromètre

Les transformées de Fourier mesurées par le vibromètre sont moyennées sur l’ensemble
des points de mesure (figure II.18a) afin de déterminer les modes propres du profil. Lorsque
la structure n’est excitée que par les fluctuations de vitesses dues à la turbulence les pics
observés correspondent aux modes propres. Pour un pic présentant un maximum à la
fréquence fi le vecteur regroupant les amplitudes complexes mesurées sur tous les points
ψ̂i représente la forme modale.

Chaque mode i peut être décrit par un système oscillant à un degré de liberté dont
la réponse q(t) à une excitation f(t) satisfait l’équation suivante :

q̈(t) + 2ζω0q̇(t) + ω2
0q(t) = f(t) (II.14)

avec ζ le taux d’amortissement et ω0 = 2πf0 la pulsation propre du mode considéré.

En utilisant les variables complexes q̂(t) = Q̂(ω)ej(ωt+φ) et f̂(t) = F̂ (ω)ejωt on peut
écrire les relations :

ˆ̇q(t) = ˆ̇Q(ω)ej(ωt+φ) = jωq̂(t)

ˆ̈q(t) = ˆ̈Q(ω)ej(ωt+φ) = −ω2q̂(t)
(II.15)

La fonction de mobilité définie comme le ratio des amplitudes de la vitesse et de la
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(a) Spectre moyenné pour U0 = 5 m/s et
α = 8◦.

(b) Signal temporel des vitesses de vibrations
pour σ = 1.41 et α = 8◦.

Figure II.18 – Exemples des mesures effectuées avec le vibromètre sur le profil en
POM.

force s’écrit alors :

|| ˆ̇Q(ω)||
||F̂ (ω)||

=
ω

√

(ω2 − ω2
0)

2 + 4ζ2ω2
0ω

2
(II.16)

Lorsque les vibrations du profil sont principalement dues à la turbulence, f(t) peut
être assimilée à du bruit blanc sur la plage de fréquences où la réponse du mode i est
prépondérante. La réponse spectrale autour de la fréquence fi peut alors être recherchée
sous la forme :

|| ˆ̇Qfit(ω)| =
ωAfit

√

(ω2 − ω2
0,fit)

2 + 4ζ2fitω
2
0,fitω

2
(II.17)

Le modèle précédent n’est valide que sur un intervalle de fréquences où les vibrations
sont dominées par le mode considéré. La détermination de cet intervalle repose sur l’uti-
lisation du critère d’assurance modale MAC (Allemang and Randall [313]). Ce critère
caractérise la linéarité entre un vecteur modal ψj à une pulsation voisine de la pulsation
de référence fj = fi + δf et le vecteur modal de référence ψi :

MAC =
|ψHi · ψj|2

(ψHi · ψi)(ψHj · ψj)
(II.18)

où ψH représente la conjuguée hermitienne du vecteur ψ.
Lorsque la valeur du MAC est proche de 1, les deux vecteurs représentent la même forme
modale et le mode considéré domine les vibrations à la fréquence fj. Lorsque le critère est
proche de 0, les deux vecteurs représentent des formes modales différentes ou le vecteur
ψj est dominé par du bruit de mesure. Dans ce cas, la fréquence fj n’appartient pas
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à l’intervalle de validité de l’équation (II.17). En fonction du mode considéré, la valeur
limite du MAC utilisée pour la construction de l’intervale de validité varie entre 0.6 et
0.8. Le modèle de l’équation (II.17) est alors ajusté aux mesures expérimentales par la
méthode des moindres carrés. Un exemple de lissage des mesures du vibromètre ainsi
obtenu est donné en figure II.19a. Les formes modales présentées sur la figure II.18a sont
finalement calculées à partir des transformées de Fourier post-traitées.

MAC > 0.8

(a) Lissage du mode de torsion en un point
de mesure.

e−ζω0t

(b) Autocorrélation obtenue pour le mode de
torsion.

Figure II.19 – Exemple de traitements des données issues du vibromètre (U0 = 5 m/s,
α = 8◦).

Pour chaque mode les taux d’amortissement ζ sont calculés grâce à la méthode pro-
posée par Brincker et al. [314]. Les densités spectrales de puissance sont d’abord calculées
pour chaque point de mesure sur le domaine de validité de l’équation (II.17) (calculé en
fonction du MAC). On applique alors la transformée de Fourier inverse à la moyenne spa-
tiale de ces densités afin d’obtenir une estimation de la fonction d’autocorrélation dans
le domaine temporel. Le taux d’amortissement du profil est alors calculé par ajustement
sur l’enveloppe de l’autocorrélation d’une exponentielle décroissante avec la méthode des
moindres carrés comme présenté en figure II.19b.

Dans le cas d’écoulements cavitants, la fréquence caractéristique de la poche de vapeur
est proche de la fréquence propre du mode de flexion et les traitements décrits dans cette
section ne sont donc pas applicables pour ce mode. En revanche, les fréquences propres
des autres modes sont largement supérieures à celles de la poche de cavitation. Lorsque
ces modes ne sont pas excités par des harmoniques de la fréquence de la poche de vapeur,
l’amplitude de l’excitation peut être considérée constante sur les domaines fréquentiels
où ces modes prédominent. En régime cavitant les traitements présentés peuvent donc
être appliqués au premier mode de torsion et au deuxième mode de flexion.

II.7 Etude de la cavitation avec caméra rapide

Afin de caractériser les dynamiques des poches de cavitation des enregistrements à
une fréquence de 1.5 kHz ont été mis en place à l’aide d’une caméra rapide positionnée
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au-dessus des profils. La figure II.20b présente deux exemples d’images obtenues dans le
cas d’une poche attachée pour σ = 2.02 et dans le cas de lâchers de nuages de vapeurs
pour σ = 1.41.

Bord d’attaque

Bord de fuite

(a) σ = 2.02 (b) σ = 1.41

Figure II.20 – Exemples d’images obtenues avec la caméra rapide pour deux nombres
de cavitation.

Chaque acquisition contient 6000 images représentant 4 secondes de la dynamique des
poches. Pour chaque image les lignes verticales de pixels représentant 40% de l’envergure
au centre du profil (rectangle vert sur la figure II.20b) sont moyennées afin d’obtenir une
ligne de pixel caractéristique de la dynamique de poche. Ces lignes verticales moyennes
sont ensuite concaténées pour obtenir l’évolution de la longueur de poche en fonction du
temps comme présenté en figure II.21a. Les niveaux de gris peuvent alors être moyennés
à chaque instant pour obtenir la courbe de la figure II.21b caractérisant la dynamique
de la poche de cavitation. Une estimation de la densité spectrale de puissance peut alors
être calculée avec la méthode de Welch pour obtenir les fréquences d’oscillations de la
poche.

A partir de l’image II.21a, le calcul des écarts-types sur les niveaux de gris en différents
points de la corde permet d’avoir une estimation de la longueur de poche attachée (Prothin
et al. [315]). En effet la valeur maximale de l’écart-type cöıncide avec la fin de poche où les
oscillations de l’interface produisent d’importantes variations des niveaux de gris comme
présenté en figure II.22a.

(a) Moyenne des lignes verticales sur 60% de
l’envergure en fonction du temps.

(b) Evolution temporelle des niveaux de gris
moyennés.

Figure II.21 – Exemples de traitements des images de caméra rapide pour σ = 1.41
(profil en inox). Seul 1s de signal est représentée (soit 1500 images).
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(a) Estimation de la longueur de poche grâce
aux écarts-types des niveaux de gris pour

σ = 2.02.

σ = 1.41

σ = 1.58

σ = 1.86

σ = 2.02

(b) Densité spectrale de l’énergie du premier
mode SPOD pour différents σ.

Figure II.22 – Exemple de traitement des images de poche de cavitation issues de la
caméra rapide (profil en inox).

De façon à obtenir plus de détails sur la nature de la dynamique de poche, les images
de caméra rapide sont aussi utilisées afin d’effectuer une décomposition en modes propres
orthogonaux. La méthode spectrale SPOD proposée par Towne et al. [316] (cf annexe
A) est utilisée, car les modes obtenus décrivent des structures cohérentes en temps et en
espace et sont donc particulièrement adaptés à l’étude de structures convectées comme
les nuages de vapeur. La méthode repose sur la décomposition en valeurs singulières de la
matrice des densités spectrales croisées. La SPOD peut être considérée comme l’équivalent
de la POD classique appliquée dans le domaine fréquentiel. Cette décomposition permet
d’obtenir un ensemble de vecteurs propres à une fréquence donnée ainsi qu’un spectre
fréquentiel des valeurs propres associées. Les spectres des premières valeurs propres λ1
obtenues pour différents paramètres de cavitation σ sont présentés en figure II.22b. Ces
spectres permettent de déterminer les fréquences caractéristiques de la poche de cavita-
tion. Le premier mode correspondant à la fréquence des lâchers des nuages f = 34Hz
pour σ = 1.41 est présenté en figure II.23b. Bien que cette décomposition porte sur les
niveaux de gris et ne peut donc pas être directement reliée aux variables physiques de
l’écoulement, les modes propres permettent de retrouver les principales dynamiques de
la poche de cavitation.

II.8 Bilan

Plusieurs moyens de mesures ont été mis en oeuvre pour l’approche expérimentale.
Pour le profil rigide, les coefficients de portance et de trâınée sont évalués à l’aide de
la balance hydrodynamique. Des acquisitions PIV permettent d’une part d’obtenir les
champs de vitesse autour du profil, et d’autre part de confirmer les mesures d’efforts de
la balance à l’aide des méthodes présentées en section II.4.4. La réponse du profil flexible
est principalement étudiée à partir de mesures de télémétrie pour les déformations sta-
tiques, et de mesures de vibrométries pour identifier les fréquences et formes modales
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(a) Image de la poche de cavitation.

Bord d’attaque

Bord de fuite

(b) Premier mode à une fréquence de 34 Hz.

Figure II.23 – Exemple de mode propre issu de l’analyse SPOD des images de caméra
rapide (σ = 1.41, profil en inox).

en écoulement. De plus, ces mesures sont confrontées aux images issues de caméras ra-
pides, pour valider les résultats expérimentaux. Dans les cas d’écoulements cavitants, les
images de caméras permettent aussi d’analyser les dynamiques de poches par SPOD.
Les fréquences des lâchers de nuages de vapeurs sont également mesurées par vibrométrie
pour le profil flexible. Des mesures des champs de vitesses par TR-PIV ont aussi été mises
en place pour les écoulements cavitants autour du profil flexible.
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Méthodes numériques
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Préambule :
Ce chapitre décrit les modèles et méthodes de discrétisation utilisés pour les simu-

lations numériques. La stratégie de résolution repose sur l’utilisation de deux codes,
l’un pour le problème fluide et l’autre pour le problème structure. Le solveur ISIS-
CFD est développé par l’équipe Modélisation des Ecoulements Turbulents à Hauts Rey-
nolds Incompressibles et Couplages (METHRIC) du LHEEA, spécialisée dans la simu-
lation numérique en hydrodynamique navale. Le code est valorisé par la société CA-
DENCE DESIGN SYSTEMS dans la suite logicielle FINETM/Marine, qui propose de
nombreuses fonctionnalités telles que le raffinement automatique de maillage ou l’uti-
lisation de maillages glissants ou à recouvrement, ainsi que de nombreux modèles de
turbulence (RANSE, IDDES, ...) et de cavitation. Pour les calculs avec interaction fluide-
structure le solveur modal du code ISIS-CFD doit être alimenté avec les résultats d’une
analyse modale de la structure. L’analyse modale peut être réalisée à l’aide de différents
codes structures. Dans cette thèse, le logiciel commercial Abaqus (Dassault Systèmes)
est utilisé. La méthode des éléments finis permet d’obtenir les modes propres du pro-
fil flexible, qui sont ensuite utilisés par le solveur ISIS-CFD pour les simulations avec
interaction fluide-structure.

III.1 Approche partitionnée pour la résolution du

problème couplé

La résolution du problème couplé repose sur une décomposition en sous-domaines du
domaine initial. Les interactions entre le fluide et la structure étant localisées à l’interface
Γ, cette décomposition se fait naturellement en considérant un sous-domaine structure
Ωs et un sous-domaine fluide Ωf . Les approches partitionnées classiques reposent sur
l’utilisation de deux codes distincts sur les deux sous-domaines. Dans le cas d’un couplage
fort, les deux codes doivent communiquer entre eux à chaque pas de temps pour s’échanger
les grandeurs nécessaires à la résolution des équations sur chaque sous-domaine (figure
III.1).

Résolution sur le
domaine fluide Ωf

t = tn

Résolution sur le
domaine structure Ωs

t = tn
Γ

Contraintes
fluides

Déplacements
structures

Figure III.1 – Diagramme de couplage implicite pour l’approche partitionnée utilisée.

Les équations à résoudre sur le domaine fluide sont non-linéaires et nécessitent une
procédure itérative de Picard pour assurer la convergence à chaque pas de temps. Au
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contraire, l’approche modale utilisée pour le problème structure ne nécessite que la
résolution d’équations linéaires à chaque pas de temps. Un couplage implicite interne
est naturellement obtenu en mettant à jour les déplacements de la structure à chaque
itération de Picard du problème fluide.

Les sections suivantes présentent les méthodes numériques utilisées d’une part pour la
résolution du problème fluide (section III.2) et d’autre part pour celles du problème struc-
ture (section III.3). Les problématiques spécifiques au couplage telles que les échanges à
l’interface ou les déformations de maillages sont présentées dans la section III.4.

III.2 Résolution du problème fluide

III.2.1 Equations de Navier-Stokes en moyenne de Reynolds

Les équations de Navier-Stokes regroupent les lois de conservation appliquées à la
masse, la quantité de mouvement et l’énergie. Dans le cadre de cette thèse les échanges
thermiques et radiatifs sont négligés et la conservation de l’énergie peut être omise du
système d’équations. Cette section présente les équations de conservation de masse et de
quantité de mouvement en moyenne de Reynolds (RANSE) pour un fluide monophasique.
Le bilan local de masse s’écrit sous la forme :

∂ρ

∂t
+∇ · (ρU) = 0 (III.1)

L’équation de conservation de quantité de mouvement (ρU) est donnée par :

∂(ρU)

∂t
+∇ · (ρUU) = ∇ · σ + f (III.2)

où le terme source f regroupe les forces volumiques s’appliquant au fluide. La formulation
précédente est appelée forme conservative et une formulation équivalente est obtenue en
injectant l’équation (III.1) dans l’équation (III.2) :

ρ
∂U

∂t
+ ρ(U · ∇)(U) = ∇ · σ + f (III.3)

Le tenseur des contraintes σ peut être décomposé en une composante isotrope, qui cor-
respond à la pression p, et la composante déviatorique Σ qui correspond aux contraintes
de cisaillement dues à la viscosité :

σ = −pI+Σ

L’eau est un fluide newtonien, la contrainte visqueuse est donc proportionnelle au cisaille-
ment :

Σ = µ(∇U+∇U⊺)− 2

3
µ(∇ ·U)I = 2µ

(

D− 1

3
(∇ ·U)I

)

où µ est la viscosité dynamique du fluide et D est le tenseur des déformations. En sup-
posant que la viscosité est constante on obtient finalement l’expression classique de la
conservation de quantité de mouvement :

ρ
∂(U)

∂t
+∇ · (ρUU) = −∇p+ µ∆U+ f avec p← p+

2

3
µ(∇ ·U) (III.4)
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La décomposition de Reynolds suppose qu’une quantité φ peut être décomposée en une
moyenne statistique φ et un terme de fluctuation φ′ :

φ = φ+ φ′ (III.5)

tels que :

φ = φ et φ′ = 0

En utilisant l’hypothèse de processus ergodique, la moyenne de Reynolds peut s’écrire
comme une moyenne temporelle :

φ(x, t) = φ(x) = lim
T→∞

1

T

ˆ t+T

t

φ(x, t)dt

On considère maintenant un fluide monophasique incompressible. En appliquant la
décomposition (III.5) aux équations (III.1) et (III.4) on obtient le système suivant :

∇ ·U = 0

ρ(U ·∇)(U) = −∇p+ µ∆U+∇ · τR + f
(III.6)

L’équation moyennée est similaire à l’équation (III.4), dans laquelle l’accélération tem-
porelle est supprimée et un terme dépendant de la divergence du tenseur des contraintes
de Reynolds τR est ajouté. Le tenseur de Reynolds est composé des corrélations croisées
des fluctuations de vitesse et s’écrit :

τR = −ρU’U’ = −ρ





u′xu
′
x u′xu

′
y u′xu

′
z

u′yu
′
x u′yu

′
y u′yu

′
z

u′zu
′
x u′zu

′
y u′zu

′
z





Ce tenseur introduit donc 6 nouvelles inconnues aux équations de Navier-Stokes. Il
rend compte de l’effet de la turbulence sur l’écoulement moyen. Bien qu’il soit pos-
sible de développer des équations exactes pour les contraintes de Reynolds, ces équations
font intervenir de nouvelles inconnues, correspondant aux moyennes des triples produits
croisés. Pour pouvoir résoudre numériquement les équations de Navier-Stokes, il est donc
nécessaire d’utiliser des modèles de turbulence, comme présenté dans la prochaine section.

Les équations précédentes ne font plus intervenir la variable temporelle et leurs
solutions sont donc stationnaires. Pour des écoulements instationnaires, comme les
écoulements cavitants, une formulation légèrement différente peut être utilisée. On parle
alors d’équations URANSE (Unsteady Reynolds Averaged Navier-Stokes Equations). Ces
équations supposent que les échelles de temps de la turbulence sont très petites devant
les temps caractéristiques de l’écoulement. Dans ce cas, la moyenne de Reynolds utilisée
est :

φ(x, t) = φ(x) =
1

T

ˆ t+T

t

φ(x, t)dt (III.7)

où T est une durée appropriée, permettant de faire la distinction entre les hautes
fréquences dues à la turbulence et les basses fréquences que l’on veut résoudre. Les
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équations de conservation de la masse et de la quantité de mouvement sont modifiées
pour prendre en compte les dérivées temporelles :

∇ ·U = 0

ρ
∂U

∂t
+ ρ(U · ∇)(U) = −∇p+ µ∆U+∇ · τR + f

(III.8)

Ces équations sont généralement considérées valides lorsque les frontières du domaine
fluide sont soumises à des variations sur des périodes longues comparées aux échelles
de la turbulence. Que ce soit dans les équations (III.8) ou dans les modèles de turbu-
lence, la quantité T dans l’équation (III.7) n’intervient pas. Cela suppose que la totalité
des fluctuations turbulentes est modélisée par les modèles de turbulence. La validité de
cette hypothèse peut être questionnée dans le cas d’écoulements cavitants, où les fluctua-
tions des poches de vapeur peuvent être de l’ordre des échelles turbulentes. Toutefois les
modèles URANSE permettent de prédire correctement les principales caractéristiques de
ces écoulements complexes, comme détaillé dans les prochains chapitres.

Notons que la simplification de l’équation de conservation de la masse en condition
de divergence nulle sur la vitesse (équation (III.6)) est due à l’hypothèse d’un fluide
incompressible. De même, l’équation (III.6) n’est valide que dans le cas où la masse
volumique ρ est constante. Pour un problème multiphasique, comme c’est le cas pour les
écoulements cavitants, il faut considérer la moyenne de Favre définie par :

φ̂(x, t) =
ρ(x, t)φ(x, t)

ρ(x, t)

La moyenne de Favre correspond donc à une moyenne temporelle pondérée par la masse
volumique moyenne. On peut écrire la décomposition :

φ(x, t) = φ̂(x, t) + φ′′(x, t)

Pour un fluide multiphasique, les équations (III.6) deviennent :

∂ρÛ

∂t
+∇ · (ρÛ) = 0

∂ρÛ

∂t
+∇ · (ρÛÛ) = −∇p+ µ∆U−∇ · ρU′′U′′ + f

(III.9)

Dans ce cas, les équations portent sur les moyennes de Favre des vitesses et les
moyennes de Reynolds de la pression et de la masse volumique. Le tenseur des contraintes
de Reynolds est remplacé par un tenseur similaire, mais faisant cette fois intervenir les
fluctuations U′′ de la moyenne de Favre. Ces équations sont semblables aux équations
pour un fluide monophasique incompressible. En supposant que les modèles de turbulence
RANSE sont valides pour modéliser le tenseur des contraintes turbulentes en moyenne de
Favre, le solveur ISIS-CFD peut être utilisé pour résoudre des écoulements multiphasiques
cavitants. Les champs de vitesses prédits par le solveur seront dans ce cas des moyennes
de Favre, au lieu des moyennes de Reynolds obtenues dans le cas incompressible. Des
développements détaillés sur les formulations des équations de Navier-Stokes pour des
écoulements multiphasiques sont donnés dans la thèse de Politis [317]. Dans la suite, les
barres symbolisant les valeurs moyennes sont omises dans un souci de clarté.
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III.2.2 Modélisation de la turbulence

Afin de pouvoir résoudre les équations présentées dans la section précédente, deux
stratégies sont habituellement considérées pour prendre en compte l’influence de la tur-
bulence. La première solution consiste à modéliser le tenseur de Reynolds avec l’hypothèse
de Boussinesq. Les modèles de turbulence les plus répandus tels que celui de Spalart All-
maras [318], les modèles k− ǫ (Jones [319]) ou k− ω (Wilcox [320]), sont basés sur cette
approche. Le modèle k − ω SST de Menter, appartenant à cette première catégorie, est
présenté dans la prochaine section. La deuxième stratégie s’appuie sur la modélisation de
chaque contrainte du tenseur de Reynolds. Une présentation du modèle EASM (Explicit
Algebraic Stress Model) présent dans le solveur ISIS-CFD est proposée dans la seconde
partie de cette section. Quelques simulations ont été réalisées avec le modèle de transition
disponible dans ISIS-CFD. Ce modèle, basé sur celui proposé par Menter et al. [321] est
décrit dans l’annexe C.

III.2.2.a L’hypothèse de Boussinesq

De la même façon que les contraintes σ sont décomposées en deux composantes,
correspondant aux efforts de compression de la pression et aux efforts de cisaillement dus
à la viscosité, les contraintes turbulentes peuvent être considérées comme la somme de
deux contributions :

τR =
1

3
Tr(τR)I+Σturb

Le premier terme du membre de droite peut être écrit en fonction de l’énergie cinétique
turbulente k :

1

3
Tr(τR)I =

2

3
ρkI avec k =

1

2
(u′xu

′
x + u′yu

′
y + u′zu

′
z)

L’hypothèse de Boussinesq consiste à écrire le déviateur des contraintes turbulentes
de façon similaire aux contraintes visqueuses pour un fluide newtonien :

Σturb = 2µt

(

D− 1

3
(∇ ·U)I

)

où µt est une quantité appelée viscosité turbulente. Physiquement, cela revient à
considérer que la turbulence a tendance à mélanger l’écoulement de façon comparable
à la diffusion produite par les contraintes visqueuses. Grâce à l’hypothèse de Boussinesq,
le nombre d’inconnues liées à la turbulence est réduit des six composantes du tenseur
de Reynolds à deux inconnues, l’énergie cinétique turbulente k et la viscosité turbulente
µt. Notons que le terme lié à l’énergie cinétique turbulente peut être regroupé avec la
pression :

p← p+
2

3
ρk

L’analyse dimensionnelle permet d’exprimer la viscosité turbulente en fonction de
différents paramètres :

µt ∼ ρlt
√
k
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où lt est une longueur caractéristique de la turbulence à estimer. Une autre formulation
introduit la quantité ǫ qui correspond au taux de dissipation de l’énergie turbulente par
les contraintes visqueuses :

µt ∼ ρ
k2

ǫ

Une formulation alternative fait apparâıtre le taux de dissipation turbulente ω qui cor-
respond au taux auquel l’énergie turbulente est transformée en énergie thermique :

µt ∼ ρ
k

ω

Afin d’obtenir les quantités k, ǫ ou ω, il est nécessaire d’ajouter des équations de
transport aux équations RANSE. On parle alors de modèles à une ou deux équations,
en fonction du nombre de grandeurs utilisées pour calculer la viscosité turbulente. De
nombreux modèles et leurs variants ont été développés depuis la fin du siècle dernier. Les
modèles à deux équations dérivés du modèle k−ǫ, proposé par Jones et Launder [319], ou
dérivés du modèle k − ω de Wilcox [320], figurent parmis les plus populaires. Le modèle
k − ω SST de Menter [322], issu de ces deux modèles, est présenté dans la prochaine
section.

III.2.2.b Le modèle k − ω SST de Menter

Comme suggéré précédement, un couple de deux variables, k et ǫ ou k et ω, per-
met de décrire l’influence de la turbulence sur l’écoulement moyen. Deux équations
supplémentaires sont donc nécessaires aux équations RANSE. Dans les deux cas, ces
équations sont construites de la même façon, en faisant apparâıtre un terme de produc-
tion P , un terme de dissipation D et un terme de diffusion. Pour une quantité φ l’équation
générique s’écrit :

∂(ρφ)

∂t
+∇ · (ρUφ) = Pφ +Dφ +∇ · (µeff∇φ)

Alors que les modèles k − ǫ donnent de bons résultats lorsque l’écoulement rencontre
peu de cisaillement, ces modèles peinent pour des écoulements présentant des gradients
de pression adverses. De plus, ils nécessitent des fonctions de damping pour limiter la
viscosité turbulente dans les couches limites près des parois. Ces inconvénients ont motivé
le développement des modèles k − ω. En effet, ces derniers sont facilement appliqués
près des parois et donnent de meilleurs résultats pour des écoulements avec séparation.
Cependant les modèles k − ω sont très sensibles aux conditions imposées aux frontières,
ce qui n’est pas le cas des modèles k− ǫ. L’intérêt du modèle k− ω SST de Menter [322]
réside dans la combinaison des avantages des deux catégories de modèles. En utilisant des
fonctions de blending, ce modèle permet d’utiliser une formulation analogue au modèle
k − ǫ loin des parois et au modèle k − ω dans les couches limites. Le modèle présenté
par Menter en 2003 [323] est utilisé dans cette thèse, car pour notre cas test le modèle
original de 1994 [322] surestime significativement la séparation de l’écoulement due aux
parois latérales de la veine d’essais.

Les équations du modèle pour l’énergie cinétique turbulente et le taux de dissipation
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sont :

∂(ρk)

∂t
+∇ · (ρUk) =P̃ − β∗ρkω +∇ · ((µ+ σkµt)∇k)

∂(ρω)

∂t
+∇ · (ρUω) =αρS2 − βρω2 +∇ · ((µ+ σωµt)∇ω)

+ 2(1− F1)ρσω2
1

ω
∇k ·∇ω

(III.10)

où F1 est une fonction de blending, permettant le passage du modèle k− ǫ loin des parois
(F1 = 0) au modèle k − ω près des parois (F1 = 1). Les constantes β∗ et σω2 sont
respectivement égales à 0.09 et 0.856. Les autres constantes ,α, β, σk, σω, sont calculées
à partir des constantes des modèles k − ω et k − f classiques, à l’aide de la relation
générique :

φ = F1φ1 + (1− F1)φ2

avec φ1 la constante du modèle k− ω et φ2 la constante du modèle k− ǫ. La fonction F1

est définie par :

F1 = tanh





(

min

(

max

( √
k

β∗ωy
,
500µ

y2ρω

)

,
4ρσω2k

CDkωy2

))4




où y représente la distance minimale à une paroi et CDkω est donnée par :

CDkω = max

(

2ρσω2
1

ω
∇k ·∇ω, 10−10

)

En utilisant la convention de sommation d’Einstein, le terme de production de
l’équation pour l’énergie cinétique turbulente est défini par :

P̃ = min

(

µt
∂ui
∂xj

(
∂ui
∂xj

+
∂uj
∂xi

)

, 10β∗ρkω

)

La viscosité turbulente est calculée en utilisant la relation suivante :

µt =
ρa1k

max(a1ω, SF2)

avec a1 = 0.31 et S =
√

2DijDij un invariant du taux de déformation. La deuxième
fonction de blending F2 est donnée par :

F2 = tanh



max

(

2
√
k

β∗ωy
,
500µ

y2ρω

)2




Pour plus de détails à propos du modèle k − ω SST de Menter, le lecteur peut se référer
aux publications originales de 1994 [322] et 2003 [323].
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III.2.2.c Le modèle EASM (Explicit Algebraic Stress Model)

A partir de l’expression de l’énergie cinétique turbulente, il est possible d’obtenir un
système d’équations pour les composantes du tenseur de Reynolds τij = u′iu

′
j. En utilisant

la notation indicielle, ces équations sont de la forme :

∂(ρτij)

∂t
+

∂

∂xk
(ρukτij) = Pij + Φij − ǫij +Dij (III.11)

Le terme de production Pij est exact et s’écrit :

Pij = −ρ
(

τjk
∂ui
∂xk

+ τik
∂uj
∂xk

)

En utilisant le modèle de Daly et Harlow [324], le terme de dissipation Dij s’écrit :

Dij =
∂

∂xk

(

Cs
k

ǫ
τkl
∂τij

∂xl
+ ν

∂τij
∂xk

)

avec une constante Cs = 0.22. Le terme Φij représente la corrélation entre pression et
déformation, et est modélisé en utilisant l’expression proposée par Speziale et al. [325] :

Φij = −
(

C0
1 + C1

1

P

ǫ

)

ǫbij + C2kSij + C2k

(

bikSjk + bjkSik −
2

3
bmnSmnδij

)

− C4k(bikWkj −Wikbkj)

avec les constantes C0
1 = 3.4, C1

1 = 1.8, C2 = 0.36, C3 = 1.25 et C4 = 0.4. Le tenseur des
vitesses de déformations Sij et le tenseur de vorticité Wij sont définis par :

Sij =
1

2

(
∂ui
∂xj

+
∂uj
∂xi

)

, Wij =
1

2

(
∂ui
∂xj
− ∂uj
∂xi

)

L’équation régissant l’énergie cinétique turbulente k est déduite de l’équation (III.11)
pour i = j, et s’écrit sous la forme suivante :

Dk

Dt
= Pk − ǫ+D (III.12)

où Pk = −τik ∂ui∂xk
et D = Dii/2. En combinant les équations (III.11) et (III.12), les

composantes anisotropes du tenseur de Reynolds, définies par bij =
τij
2k
− 1

3
δij satisfont

les équations :

Dbij
Dt
− 1

2k

(

Dij −
τij
k
D
)

=− ǫ

k

[(

1 +
C1

1

2

)
P

ǫ
+
C0

1

2
− 1

]

bij −
1

2

(
4

3
− C2

)

Sij

− 1

2
(2− C3)

(

bikSjk + bjkSik −
2

3
bmnSmnδij

)

+
1

2
(2− C4) (bikWkj − bkjWik)

(III.13)
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Afin de ne pas résoudre ces équations complexes, une expression analytique peut être
développée pour les composantes anisotropes du tenseur de Reynolds. Les hypothèses sim-
plificatrices utilisées sont données par Rumsey et Gatski [326], et le tenseur de Reynolds
peut être obtenu de façon explicite par la relation :

τij =
2

3
kδij − 2νt

(

Sij + a2a4(SikWkj −WikSkj)− 2a3a4(SikSkj −
1

3
SmnSmnδij)

)

La viscosité cinématique turbulente νt, apparaissant dans l’équation précédente, est cal-
culée à l’aide de la relation :

νt = max

(

−kα1, 0.0005
k

ω

)

La constante α1 est obtenue par résolution d’une équation cubique faisant intervenir
l’échelle de temps caractéristique de la turbulence τ = 1

ω
. Le calcul du tenseur de Reynolds

nécessite donc de connâıtre les valeurs de l’énergie cinétique turbulente et du taux de
dissipation turbulente ω. Ces quantités sont obtenues en utilisant un modèle k−ω, pour
lequel le terme de production est modifié pour prendre en compte la contribution non-
linéaire du tenseur de Reynolds. Pour plus de détails, le lecteur peut se référer aux travaux
de Rumsey et Gatski [326].

III.2.3 Modélisation de la cavitation

III.2.3.a Equation de transport pour la cavitation

Pour des écoulements cavitants, le solveur ISIS-CFD considère le mélange diphasique
comme un unique fluide, dont les propriétés physiques sont variables en temps et en
espace. La viscosité et la masse volumique du mélange sont estimées grâce aux fractions
volumiques de vapeur αv et de liquide αl. Les définitions suivantes sont adoptées :

ρf = αlρl + αvρv

µf = αlµl + αvµv

αl + αv = 1

En injectant ces relations dans l’équation de conservation de la masse (III.9), une équation
portant sur αv peut être obtenue :

∂αv
∂t

+∇ · (αvU) =
ρl

ρl − ρv
∇ ·U = Sv (III.14)

D’après l’équation précédente le volume de vapeur augmente pour Sv > 0, et la vapeur
se condense pour Sv < 0. Cette expression peut être transformée pour faire apparâıtre la
dérivée matérielle de la fraction volumique Dαv

Dt
:

∂αv
∂t

+U ·∇αv
︸ ︷︷ ︸

Dαv
Dt

+αv∇ ·U = Sv → Sv =
ρl
ρf

Dαv
Dt

(III.15)

On peut remarquer que dans le cas d’écoulements cavitants, le champ de vitesse n’est
plus à divergence nulle :

∇ ·U =
ρl − ρv
ρl

Sv (III.16)
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Notons que des équations similaires auraient pu être obtenues en choisissant de travailler
avec la fraction volumique de liquide.

L’équation (III.14) peut être résolue pour obtenir la distribution de fraction volu-
mique. Cependant, l’accélération matérielle de la fraction volumique de vapeur n’est
pas connue a priori, et il est nécessaire de modéliser le terme source Sv. La majorité
des modèles de cavitation reposent sur une analyse dimensionnelle, ou sont dérivés de
l’équation de Rayleigh simplifiée. Dans la plupart des modèles, le signe du terme source
Sv contrôlant la vaporisation et la condensation, est donné par le signe de la différence
entre la pression du mélange et la pression de vapeur saturante pvap. Certains modèles
utilisent la même expression pour le terme source lors de la vaporisation et de la condensa-
tion, alors que d’autres introduisent une asymétrie en utilisant des coefficients empiriques.
Dans la prochaine section, certains des modèles de cavitation qui ont été testés dans cette
thèse sont présentés.

III.2.3.b Les modèles de cavitation

Trois modèles de cavitation sont disponibles dans le solveur ISIS-CFD. Les modèles de
Merkle [205] et de Kunz [204] s’appuient sur l’analyse dimensionnelle et contiennent des
termes sources qui varient linéairement avec la pression. Le modèle de Sauer [200], inspiré
de l’équation de Rayleigh, dépend de la racine carrée de la pression. Plusieurs variants
du modèle de Sauer ont été implémentés en utilisant des bibliothèques dynamiques qui
permettent de les utiliser pour la résolution de la fraction volumique de vapeur. Les trois
modèles proposés par défaut dans le solveur et une partie des modèles additionnels testés
sont présentés dans cette section.

Le modèle de Merkle

Dans le modèle de Merkle, l’expression du terme source Sv est différente dans le cas
de la vaporisation et de la condensation :

Sv =
Cvap

t∞

ρl
ρv

( |pvap − p|
0.5ρlU2

∞

)

(1− αv) si p < pvap

Sv = −
Ccond

t∞

( |pvap − p|
0.5ρlU2

∞

)

αv si p > pvap

Les quantités t∞, U∞ sont les temps et vitesse caractéristiques de l’écoulement. Dans
le cas de la vaporisation ou de la condensation, les termes sources varient linéairement
avec la pression. Lors de la phase de condensation, les vitesses induites par l’implosion
des bulles de vapeur peuvent devenir très importantes. Les coefficients empiriques Cvap

et Ccond permettent de rendre compte de ce phénomène, en considérant un terme source
plus important dans le cas de la condensation que lors de la vaporisation. Les valeurs
proposées par Merkle et al. [205], et utilisées par défaut dans le solveur fluide sont :

Cvap = 1

Ccond = 80

Le modèle de Kunz

Le modèle de Kunz [204] est similaire au modèle de Merkle lors de la vaporisation,
mais contient un terme source indépendant de la pression pour la condensation. Lorsque
la pression est supérieure à la pression de vapeur saturante pvap, le terme source est basé
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sur une forme simplifiée du potentiel de Ginzburg-Landau et fait apparâıtre le carré de
la fraction volumique de vapeur.

Sv =
Cvap

0.5ρlU2
∞t∞

max(0, pvap − p)(1− αv) si p < pvap

Sv = −
Ccond

t∞
(1− αv)2αv si p > pvap

Les coefficients empiriques Cvap et Ccond proposés par Kunz et al. [204] sont tous deux
égaux à 100. Les coefficients utilisés par défaut dans le solveur fluide sont issus du travail
d’optimisation de Morgut et al. [327] pour différents écoulements cavitants :

Cvap = 4100

Ccond = 455

Le modèle de Sauer

Le modèle de Sauer [200] est basé sur l’équation de Rayleigh-Plesset, qui décrit la
dynamique d’une bulle de vapeur, soumise à une pression constante dans un milieu infini.
En considérant que dans un volume V la densité de bulles est nb et que toutes les bulles
ont le même rayon R, la fraction volumique de vapeur peut s’écrire :

αv =
Vvap
V

=
4

3
πR3nb

En dérivant l’expression précédente par rapport au temps, on obtient :

dαv
dt

= 4πR2nb
dR

dt
+

4

3
πR3dnb

dt
(III.17)

Dans le modèle de Sauer, la densité de bulles nb est considérée comme variant linéairement
avec la fraction volumique de liquide :

nb = n0αl = n0(1− αv)

La constante n0 représente la densité initiale de bulles dans la phase liquide. En injectant
la relation précédente dans l’équation (III.17), la fraction volumique de vapeur ne dépend
plus que du rayon des bulles R :

αv =
4
3
πR3n0

1 + 4
3
πR3n0

(III.18)

En reprenant l’expression (III.15) et en utilisant (III.18), on obtient pour le terme
source Sv :

Sv =
3ρl
ρ

αv(1− αv)
R

dR

dt

L’équation précédente n’est définie que pour un rayon R différent de zéro et le modèle
nécessite donc de fournir une valeur minimale R0 qui correspond à la taille caractéristique
des bulles dans le liquide au repos. La dérivée temporelle du rayon des bulles est obtenue

98



grâce à l’équation de Rayleigh-Plesset. Pour une unique bulle au repos dans un milieu
infini à la pression p∞, l’équation différentielle régissant le rayon de la bulle est :

RR̈ +
3

2
Ṙ2 +

4νl
R
Ṙ +

2σ

ρlR
=

(pv − p∞)

ρl
Equation de Rayleigh-Plesset

où νl est la viscosité cinématique du fluide, σ la tension superficielle et pv la pression de
la vapeur à l’intérieur de la bulle. Cette équation non-linéaire peut en théorie être résolue
numériquement. Toutefois en considérant le comportement asymptotique de la bulle et
en négligeant les contributions de la tension superficielle, de la viscosité du fluide et de
l’inertie à l’interface, une expression simplifiée pour Ṙ s’écrit :

Ṙ =

√
2

3

pv − p∞
ρl

Le modèle de Sauer [200] est finalement obtenu en considérant que la pression de la vapeur
dans une bulle est égale à la pression de vapeur saturante, et que la pression p∞ dans
l’expression précédente peut être remplacée par la pression du solveur fluide p :

Sv = signe(pvap − p)
3ρl
ρ

αv(1− αv)
R

√

2

3

|pvap − p|
ρl

(III.19)

La valeur du rayon R est obtenue en utilisant l’équation (III.18) :

R = 3

√
αv

(1− αv)43πn0

Afin d’éviter une forme indéterminée lorsque αv tend vers 1, la valeur de R est bornée
à une valeur Rmax. Notons que le facteur αv(1− αv) permet d’avoir un terme source nul
lorsque le mélange est uniquement constitué de vapeur ou de liquide.

Au signe près, la même expression du terme source est employée pour la vaporisation
et la condensation. Ce modèle ne fait pas intervenir de coefficients empiriques et ne dépend
que de trois quantités physiques : la densité de bulles dans le liquide n0 et les valeurs
minimale et maximale du rayon R.

Le modèle de Zwart

Le modèle de Zwart [202] est aussi basé sur l’équation simplifiée de Rayleigh-Plesset,
et fait donc apparâıtre la racine carrée de la pression.

Sv = Fvap
3αnuc(1− αv)

RB

√

2

3

|pvap − p|
ρl

si p < pvap

Sv = Fcond
3αv
RB

√

2

3

|pvap − p|
ρl

si p > pvap

(III.20)

Le terme source de vaporisation diffère de celui du modèle de Sauer car il ne fait pas
intervenir le produit αv(1 − αv) mais introduit une constante αnuc égale à 5 × 10−4. De
plus, le rayon des bulles RB est fixé à 10−6 m. Les deux constantes empiriques sont
données par :

Fvap = 50

Fcond = 0.01
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Le modèle de Asnaghi

Le modèle d’Asnaghi a pour objectif d’améliorer le modèle de Sauer en introduisant
des quantités locales de l’écoulement dans le terme source. Dans les modèles précédents,
le passage d’une phase de vaporisation à une phase de condensation est contrôlé par le
signe de pvap−p. Cependant Asnaghi et al. [203] remarquent que les contraintes visqueuses
doivent elles aussi avoir une influence sur la poche de vapeur. Cette influence est prise
en compte en définissant une pression seuil pthreshold à la place de la pression de vapeur
saturante employée dans le modèle de Sauer classique :

pthreshold = pvap + µ
√

DijDij

où µ est la viscosité du mélange et Dij sont les composantes du tenseur des déformations.
Dans le cas d’un hydrofoil, le terme additionnel peut devenir non négligeable près du
bord d’attaque, où les variations de vitesse sont importantes. Le modèle de Sauer est
donc modifié en remplacant pvap par pthreshold :

Sv = Cvap
3ρl
ρ

αv(1− αv)
R

√

2

3

|pthreshold − p|
ρl

si p < pthreshold

Sv =
3ρl
ρ

αv(1− αv)
R

√

2

3

|pthreshold − p|
ρl

si p > pthreshold

(III.21)

Afin de prendre en compte l’influence de la turbulence sur les échelles temporelles
caractéristiques de la cavitation, un coefficient Cvap est ajouté dans le terme source de
vaporisation. De la même façon que pour les contraintes turbulentes avec l’hypothèse de
Boussinesq, l’influence de la turbulence est modélisée à l’aide du tenseur des déformations
D :

Cvap = 1 + t∞||D||1
avec ||D||1 la somme des valeurs absolues des éléments du tenseur des déformations.

Le modèle de Singhal

Ce modèle, aussi appelé Full Cavitation Model (FCM), est dérivé de l’équation de
Rayleigh-Plesset, mais introduit l’influence de la tension superficielle et de la turbulence
dans le terme source. L’expression de Sv est similaire à celle du modèle de Sauer, multipliée
par un facteur dépendant de l’énergie cinétique turbulente k et de la tension superficielle
σ :

Sv = Cvap

√
k

γ
ρl(1−

ρv
ρ
αv)

√

2

3

|pv − p|
ρl

si p < pv

Sv = Ccond

√
k

γ

ρ2l
ρ
αv

√

2

3

|pv − p|
ρl

si p > pv

(III.22)

La pression de vapeur saturante est remplacée par pv = pvap +
0.39
2
ρk, pour prendre en

compte l’influence des contraintes visqueuses. Les constantes du modèle proposées par
Singhal et al. [201] sont :

Cvap = 0.02

Ccond = 0.01
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Notons que le modèle présenté dans l’article original est proposé en fonction de la fraction
massique de vapeur, alors qu’il est ici présenté en fonction de la fraction volumique αv.

Plusieurs autres modèles ont été testés au cours de cette thèse ou dans des travaux
antérieurs. Parmis ces derniers, on peut citer le modèle de Ye et Li [328] pour prendre
en compte les interactions entre bulles, celui de Liu [329] prenant en compte le terme
d’inertie dans l’équation de Rayleigh-Plesset ou encore celui de Ramirez et al. [330]. Une
piste de réflexion pourrait être l’utilisation de fonction de blending comme dans le modèle
de turbulence k − ω SST, pour combiner les avantages de différents modèles. De récents
travaux ont été réalisés dans cette perspective par Huang et al. [331]. En fonction des
cas tests étudiés, les modèles de cavitation doivent souvent être calibrés en utilisant des
constantes empiriques, par processus d’optimisation (récement Zhou et al. [332]). Enfin,
l’expérience de ces différents modèles montre qu’en jouant sur leurs paramètres, la plupart
sont capables de rendre compte des principales caractéristiques des écoulements cavitants
autour d’un profil, comme déjà observé par Frikha et al. [208].

III.2.4 Méthode des volumes finis et schémas de discrétisation

Les équations de Navier-Stokes, ainsi que les équations des modèles de turbulence et
de cavitation, sont discrétisées en utilisant la méthode des volumes finis. Les équations
(III.9) sont intégrées sur des volumes Ωh, délimités par des surfaces fermées Γh, qui consti-
tuent les cellules du maillage sur le domaine fluide. Les surfaces Γh sont composées d’un
nombre arbitraire de faces Sf dépendant du type de maillage utilisé. Pour des calculs avec
interaction fluide-structure ce maillage peut être déformé pour suivre les déplacements de
la structure. Les volumes Ωh(t) dépendent donc du temps et la déformation du maillage
est caractérisée par un champ de vitesse Ud(t). Les équations de conservation (III.1) et
(III.2) intégrées sur les cellules du maillage donnent :

ˆ

Ωh(t)

∂ρ

∂t
dΩ +

ˆ

Ωh(t)

∇ · (ρU) dΩ = 0

ˆ

Ωh(t)

∂ρU

∂t
dΩ +

ˆ

Ωh(t)

∇ · (ρUU) dΩ =−
ˆ

Ωh(t)

∇p dΩ +

ˆ

Ωh(t)

µ∆U dΩ

+

ˆ

Ωh(t)

∇ · τR dΩ +

ˆ

Ωh(t)

f dΩ

(III.23)

En utilisant le théorème de Green-Ostrogradsky, les intégrales de volumes faisant ap-
parâıtre l’opérateur ∇ peuvent être transformées en intégrales sur les surfaces fermées
Γh :

ˆ

Ωh(t)

∂ρ

∂t
dΩ +

ˆ

Γh(t)

ρU · n dS =0

ˆ

Ωh(t)

∂ρU

∂t
dΩ +

ˆ

Γh(t)

ρU(U · n) dS =−
ˆ

Γh(t)

pn dS +

ˆ

Γh(t)

τ · n dS

+

ˆ

Ωh(t)

f dΩ

(III.24)

où n représente le vecteur unitaire normal à la surface Γh. Dans l’expression précédente,
les contributions des composantes isotropes et anisotropes du tenseur de Reynolds ont
été respectivement regroupées dans la pression p et le tenseur τ .
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Ces formulations purement Euleriennes ne sont pas adaptées à la résolution des
équations sur un maillage déformable. On préfère plutôt utiliser une formulation
mélangeant les approches Eulerienne et Lagrangienne, en faisant apparâıtre les dérivées
temporelles des quantités intégrées sur les volumes Ωh(t). En utilisant le théorème de
transport de Reynolds [333], on a la relation générique :
ˆ

Ωh(t)

∂φ(x, t)

∂t
dΩ =

d

dt

ˆ

Ωh(t)

φ(x, t) dΩ−
ˆ

Γh(t)

φ(x, t) (Ud(x, t) · n) dS (III.25)

où Ud représente les vitesses de déplacement des faces du maillage. Le premier terme
du membre de droite de l’équation précédente correspond à la variation temporelle de la
quantité φ dans le volume Ωh, en suivant ce volume au cours du temps. Ce terme peut donc
être interprété comme une quantité Lagrangienne. En injectant l’équation (III.25) dans
les équations (III.24), on obtient la formulation ALE (Arbitrary Lagrangian Eulerian) :

d

dt

ˆ

Ωh(t)

ρ dΩ +

ˆ

Γh(t)

ρ (U−Ud) · n dS =0

d

dt

ˆ

Ωh(t)

ρU dΩ +

ˆ

Γh(t)

ρU ((U−Ud) · n) dS =−
ˆ

Γh(t)

pn dS +

ˆ

Γh(t)

τ · n dS

+

ˆ

Ωh(t)

f dΩ

(III.26)

La méthode de calcul du champ des vitesses de déplacement du maillage Ud est
brièvement présentée en section III.4.1.c.

Les équations précédentes font donc intervenir des intégrales de volumes et de surfaces
à discrétiser. Pour une quantité générique φ, les intégrales de volumes sont approximées
au deuxième ordre par :
ˆ

Ωh

φ dΩ ≈ φCΩh

avec φC la valeur de la quantité φ au barycentre du volume Ωh. Les intégrales de surfaces
sont obtenues en sommant les contributions des différentes faces Sf :
ˆ

Γh

φ dS ≈
∑

f

φfSf (III.27)

où φf est la valeur de φ au centre de la face f . Les équations à résoudre pour les différentes
inconnues du problème, U, p, k, ω et αv peuvent finalement être mises sous la forme
générique :

∂(ρΩhφ)C
∂t

+
∑

f

(ṁfφf − Λf (∇φ)f · Sf )) = SΩ +
∑

f

SΓ
f (III.28)

où Λ est un coefficient de diffusion relatif à la quantité φ, SΩ et SΓ
f sont respectivement

les termes sources volumique et surfacique. Les flux massiques aux faces ṁf sont définis
par :

ṁf = (ρU− ρUd)f · Sf
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III.2.4.a Discrétisation temporelle

La dérivée temporelle présente dans l’équation générique (III.28) est généralement
discrétisée en utilisant un schéma Euler d’ordre deux (discrétisation en différences finies
d’ordre deux retardée BDF2) :

d(ρΩhφ)C
dt

≈ ec(ρΩhφ)
c
C + ep(ρΩhφ)

p
C + eq(ρΩhφ)

q
C

où les exposants c, p et q font référence au pas de temps courant et aux pas de temps
précédents. Les constantes ec, ep et eq sont les coefficients classiques du schéma Euler
d’ordre deux. Pour les simulations d’écoulements cavitants, les pas de temps employés
sont suffisamment petits pour pouvoir utiliser un schéma Euler du premier ordre et donc
diminuer les temps de calculs. Dans ce cas la discrétisation temporelle s’écrit :

d(ρΩhφ)C
dt

≈ ec(ρΩhφ)
c
C + ep(ρΩhφ)

p
C

Dans le solveur ISIS-CFD la discrétisation temporelle des équations est traitée de
façon implicite, les termes de convection et de diffusion sont donc évalués au pas de temps
courant. Dans cette formulation le terme de convection est non-linéaire et la méthode des
itérations successives de Picard est utilisée pour la résolution des équations de transport
(section III.2.5). Pour favoriser la convergence, un terme pseudo-stationnaire est introduit
pour augmenter la dominance diagonale de la matrice du système discrétisé. Ce terme
s’écrit comme une dérivée temporelle par rapport à un pas de temps fictif τ :

d(ρΩhφ)C
dτ

≈ (ρΩhφ)
c
C − (ρΩhφ)

c0
C

∆τ

où l’exposant c0 représente la quantité évaluée à l’itération de Picard précédente. Une
fois discrétisée en temps, l’équation générique (III.28) s’écrit :

(ec +
1

∆τ
)(ρΩhφ)

c
C +

∑

f

(
ṁc0
f φ

c
f − Λf (∇φ)cf · Sf )

)
=Sc − ep(ρΩhφ)

p
C

− eq(ρΩhφ)
q
C +

(ρΩhφ)
c0
C

∆τ
(III.29)

Le terme Sc regroupe les contributions des termes sources volumiques et surfaciques.

III.2.4.b Interpolation des inconnues sur les faces

L’équation générique (III.29) fait intervenir les quantités aux centres des faces φf ,
ainsi que les valeurs des gradients aux centres des faces (∇φ)f . Dans le solveur ISIS-
CFD les équations RANSE sont résolues sur les variables aux centres des volumes Ωh.
Cela signifie que les quantités aux faces doivent être reconstruites à partir des quantités
disponibles aux centres des volumes. La suite de cette section présente les grandes lignes
de la stratégie d’interpolation aux faces, dont les développements détaillés sont donnés
par Queutey et Visonneau [334].

Considérons une face Sf entre une cellule de centre L et une cellule de centre R,
comme représentée en figure III.2. Dans le cas général, la quantité φ peut présenter une
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Figure III.2 – Schéma et notations pour la reconstruction aux surfaces.

discontinuité entre les centres L et R. On peut supposer que cette discontinuité est située
au niveau de la face f :

[φ] = φf+ − φf− = a

où φf− et φf+ représentent respectivement les valeurs de φ à gauche et à droite de la face
f .

De même, les gradients peuvent être discontinus et on considère donc un saut à l’in-
terface :

[c∇φ] = (c∇φ)f+ − (c∇φ)f− = b

Dans la suite les discontinuités a et b sont supposées connues. En utilisant les notations
introduites dans le schéma III.2, les développements limités au deuxième ordre exprimés
au centre de la face f pour les quantités φf+ et φf− donnent :

φL ≈ φf− − l · (∇φ)f−

φR ≈ φf+ + r · (∇φ)f+
(III.30)

Pour obtenir les quantités aux faces, les expressions (III.30) doivent être exprimées uni-
quement en fonction des quantités φL, φR, a et b. La première étape consiste à exprimer
les gradients en fonction des gradients projetés suivant le vecteur normal n. Les équations
(III.30) deviennent alors :

φL ≈ φf− − h−
(
(∇φ)f− · n− (∇φ)f− · e−

)

φR ≈ φf+ + h+
(
(∇φ)f+ · n− (∇φ)f+ · e+

)

avec h− = l · n, h+ = r · n et les vecteurs e− et e+ tels que ;

e− = n− l

n · l
e+ = n− r

n · r
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Si la quantité φ et son gradient sont continus, i.e. φf− = φf+ et (∇φ)f− = (∇φ)f+, alors
une combinaison linéaire des deux relations (III.30) permet d’obtenir :

φf =
h+φL + h−φR
h+ + h−

︸ ︷︷ ︸

implicite

+(∇φ)f ·
h−e+ − h+e−
h+ + h−

︸ ︷︷ ︸

explicite

(III.31)

Dans cette expression le dernier terme contient la valeur du gradient sur la face f qui
n’est pas connue à l’itération de Picard courante. Ce terme doit donc être traité explici-
tement lors de la résolution, avec la valeur du gradient calculée à l’itération non-linéaire
précédente. Pour obtenir la valeur du gradient sur la face à partir des gradients aux
centres des cellules, une interpolation linéaire est utilisée :

φf =
h+φL + h−φR
h+ + h−

+

(
h+∇φL + h−∇φR

h+ + h−

)

·
(
h−e+ − h+e−
h+ + h−

)

︸ ︷︷ ︸

explicite

(III.32)

Le terme explicite peut être vu comme une correction à apporter dans le cas où les
points L, R et f ne sont pas alignés. En effet, si le maillage est orthogonal ce terme
disparâıt. L’interpolation linéaire du gradient sur les faces n’est utilisée que pour le terme
traité de façon explicite dans l’expression de φf . Pour l’interpolation des gradients aux
faces apparâıssant directement dans (III.28) une formulation d’ordre deux est utilisée et
est présentée dans la suite de cette section. Dans le cas général où la quantité φ et son
gradient peuvent présenter des discontinuités, une expression équivalente à (III.32) est
donnée par Queutey et Visonneau [334] :

φf+ =
1

α+ + α−
(
α−φL + α+φR − bn + e

)
+

α−

α+ + α−a

φf− =
1

α+ + α−
(
α−φL + α+φR − bn + e

)
− α+

α+ + α−a

avec bn = b · n, e = [c∇φ · e] et :

α− =
c−

h−

α+ =
c+

h+

III.2.4.c Reconstruction des gradients sur les faces

Plutôt que le gradient (∇φ)f , la quantité qui intervient dans les équations discrétisées
est la projection du gradient sur la normale à la face (∇φ)f ·n. Dans le cas où la quantité
φ et son gradient sont continus, les développements limités (III.30) donnent :

(∇φ)f · n =
φR − φL
h+ + h−
︸ ︷︷ ︸

implicite

+

(
h+∇φL + h−∇φR

h+ + h−

)

(e+ + e−)

︸ ︷︷ ︸

explicite

Dans cette expression le gradient présent dans le terme trâıté explicitement est encore une
fois obtenu par interpolation linéaire des gradients aux centres des cellules à l’itération
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non-linéaire précédente. Dans le cas où l’on considère les discontinuités a et b, les gradients
aux faces sont obtenus grâce à la relation :

c+(∇φ)f+ · n = ĉ

(
φR − φL
h+ + h−

+
E

h+ + h−
+
γ−bn − a
h+ + h−

)

c−(∇φ)f− · n = ĉ

(
φR − φL
h+ + h−

+
E

h+ + h−
− γ−bn − a
h+ + h−

) (III.33)

où la quantité E regroupe les termes traités explicitement :

E = h+(∇φ)f+ · e+ + h−(∇φ)f− · e−

et

ĉ =
c−c+

h+

h++h−
c− + h−

h++h−
c+

γ− =
h−

c−

γ+ =
h+

c+

(III.34)

Les interpolations des quantités aux faces présentées précédemment sont basées sur un
schéma centré du deuxième ordre. Toutefois, pour des raisons de stabilité, il est préférable
d’introduire un schéma amont (upwind) pour l’interpolation du terme convectif dans
l’équation (III.28).

III.2.4.d Schémas NVD pour les flux convectifs

Afin d’assurer des valeurs bornées pour l’interpolation des flux aux faces, la
discrétisation du terme convectif s’appuie sur des variables normalisées :

φ̂ =
φ− φU
φD − φU

Pour une face f la quantité aval φD est déterminée en fonction de la direction de
l’écoulement. La quantité amont φU peut alors être reconstruite en utilisant la valeur
φC au centre de la cellule située en amont de l’écoulement par rapport à la face en
utilisant la relation :

φU = φC −CU · (∇φ)C (III.35)

La variable normalisée φ̂C permet d’estimer si la quantité φC est plus proche de la
valeur interpolée en amont φU (φ̂C = 0) ou de la valeur en aval de l’écoulement φD
(φ̂C = 1). L’interpolation à la face est bornée si le critère CBC (Convection Boundedness
Criterion) est vérifié (Gaskell et Lau [335]). D’après ce critère, la variable normalisée de
la quantité interpolée à la face φ̂f doit satisfaire :

φ̂C 6 φ̂f 6 1 si φ̂C ∈ [0, 1]

φ̂f = φ̂C sinon

Ces conditions peuvent être résumées en traçant un diagramme des variables norma-
lisées présenté en figure III.3. La partie colorée en jaune représente le domaine où le critère
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CBC est vérifié. Les courbes colorées sur le diagramme représentent différents schémas de
discrétisation. Le schéma décentré amont (UDS) correspond à la courbe marron bornant
le domaine de validité du critère CBC. Le schéma centré (CDS), présenté précédemment,
est représenté par la courbe rouge sur le diagramme. Si le schéma centré peut être utilisé
pour 0 6 φ̂C 6 1, il ne satisfait pas le critère CBC en dehors de cet intervalle, où le
schéma décentré amont (UDS) du premier ordre doit être privilégié. Afin de concilier le
respect du critère CBC et précision du schéma de discrétisation, une solution est d’uti-
liser un schéma hybride qui utilise le schéma UDS ou un schéma de plus haut ordre en
fonction de la valeur de φ̂C .

UDS

mß

QUICK
CDS

0.5

1

0.5

0

AVLSMART

0.75

0.750.25

Qf

^

^
QC

1

GDS

Figure III.3 – Diagramme de variables normalisées pour les flux convectifs.

Plusieurs schémas de discrétisation basés sur cette approche sont implémentés dans
le solveur ISIS-CFD. Le premier consiste à utiliser le schéma CDS pour βm 6 φ̂C 6 1 et
le schéma UDS pour φ̂C 6 0 et φ̂C > 1. La quantité βm est fixée à 0.1 par défaut dans le
solveur. Pour 0 6 φ̂C 6 βm le schéma utilise une combinaison des schémas CDS et UDS
dépendant d’un coefficient γ. Ce schéma, appelé Gamma Discretisation Scheme (GDS)
est représenté sur la figure III.3 par la courbe en pointillés violets. Les quantités aux faces
sont interpolées en utilisant les expressions données dans le tableau III.1.

Intervalle φ̂C φf
]-∞,0] φC
]0,βm[ (1− γ(1− fx))φC + γ(1− fx)φD
]βm,1[ fxφC + (1− fx)φD
[1,+∞[ φC

Table III.1 – Définition du schéma GDS suivant les valeurs de φ̂C . Le coefficient γ est
donné par γ = 1

βm
φ̂C .

Plutôt que d’utiliser le schéma GDS construit sur le schéma centré, un schéma hybride
AVLSMART construit à partir de la discrétisation QUICK d’ordre 3 est utilisé dans cette

107



thèse. Le schéma de discrétisation QUICK est donné par :

φf =
3

8
φD +

3

4
φC −

1

8
φU

Le schéma AVLSMART utilisé pour les flux convectifs consiste en une combinaison
du schéma QUICK et du schéma UDS premier ordre. Il est représenté par la courbe en
pointillés bleus sur le diagramme en variables normalisées III.3. Le schéma AVLMSART
est égal au schéma QUICK d’ordre 3 pour 0.25 6 φ̂C 6 0.75 et égal au schéma UDS pour
φ̂C 6 0 et φ̂C > 1. Sur les intervalles restants, le schéma est une combinaison linéaire des
deux schémas. Les expressions utilisées sur les différents intervalles sont résumées dans le
tableau III.2.

Intervalle φ̂C φf
]-∞,0] φC

]0,0.25[ CDφD + (1− CD)φC où CD = 5
2
(1− fx) φ̂C

1−φ̂C
]0.25,0.75[ CDφD + (1− CD)φC où CD = 1

4
(1− fx)3−2φ̂C

1−φ̂C
[0.75,1[ CDφD + (1− CD)φC où CD = 3

2
(1− fx)

[1,+∞[ φC

Table III.2 – Définition du schéma AVLSMART suivant les valeurs de φ̂C . Le
coefficient fx est donné par fx =

||fD||
||fC||

Dans le cas des écoulements cavitants, le champ de fraction volumique est moins
régulier que dans le champ de vitesse par exemple. Le terme convectif dans l’équation
de conservation de la masse (III.14) est donc discrétisé en utilisant un schéma GDS
modifié pour améliorer la reconstruction de la quantité amont φU . Plutôt que d’utiliser
l’extrapolation (III.35), un algorithme de recherche de la cellule amont est utilisé. La
quantité φU est alors obtenue à partir des valeurs φ dans les cellules voisines par la
méthode des moindres carrés.

III.2.4.e Equation de Poisson pour la pression

L’équation de conservation de la quantité de mouvement peut être utilisée pour ob-
tenir le champ de vitesse solution des équations RANSE. Cette équation fait cependant
apparâıtre le gradient de la pression et il est donc nécessaire d’obtenir une équation pour
la pression. Cette équation est obtenue en considérant une forme particulière de l’équation
de conservation de la masse.

A partir de l’équation de conservation de la quantité de mouvement (III.29), il est
possible d’obtenir une expression semi-discrétisée des vitesses aux centres des cellules :

Uc
C = −CpC

(∑

nb anbU
c
nb + S

Ωc
h

︸ ︷︷ ︸

AC

+

(
∇p

ρ

)

C

+
ep(ρΩhU)pC + eq(ρΩhU)qC

Ωc
h

− ρUc0
C

∆τ cC
︸ ︷︷ ︸

BC

)

(III.36)

A partir de cette formulation, les vitesses sur les faces des cellules peuvent être exprimées
par la relation :

Uc
f = −Cpf

(

Af +

(
∇p

ρ

)

f

+Bf

)

(III.37)
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Ces quantités aux faces ne sont pas connues pour des maillages à variables colocalisées.
En notant, φ la quantité φ interpolée linéairement aux faces, on peut écrire :

Uc
f = −Cpf

(

Af +

(
∇p

ρ

)

f

+Bf

)

(III.38)

Pour des maillages à variables colocalisées cartésiens, cette interpolation implique un
découplage pair-impair de la vitesse et de la pression (Moukalled et al. [336]). Ce
découplage donne lieu à des oscillations en damier du champ de pression, qu’il faut éviter.
La reconstruction des flux aux faces des cellules est donc basée sur l’approche proposée
par Rhie et Chow [337] :

Uc
f = −Cpf

(

Af +

(
∇p

ρ

)

f

+Bf

)

(III.39)

Mis à part le terme contenant le gradient de pression, toutes les quantités aux faces
présentes dans la relation précédente sont obtenues par interpolation linéaire. Le terme
contenant la pression est reconstruit sur la face à partir des quantités de part et d’autre de
chaque face (voir équations (III.33)). En combinant les équations (III.38) et (III.39), cette
procédure peut être vue comme une interpolation linéaire, corrigée d’un terme dissipatif :

Uc
f = Uc

f − Cpf
((

∇p

ρ

)

f

−
(
∇p

ρ

)

f

)

(III.40)

Cette correction assure le couplage entre la vitesse et la pression, évitant ainsi les oscil-
lations spatiales de la pression.

L’équation de conservation de la masse discrétisée s’écrit pour un fluide incompressible
monophasique :

∑

f

Uc
f · nf Sf = 0 (III.41)

En injectant l’équation (III.39) dans l’équation (III.41), on obtient une équation de
Poisson pour la pression :

−
∑

f

Cpf Sf

(
pR − pL
hρ̂f

)

f

=
∑

f

Sf Cpf

(
(
Af +Bf

)
· nf +

Ef
hρ̂f

)

(III.42)

où la quantité ρ̂f est obtenue avec la relation (III.34) et Ef regroupe les contributions
explicites du gradient de pression. Dans le cas d’un écoulement cavitant, le champ de
vitesse n’est plus à divergence nulle (équation (III.16)) et l’équation de conservation de
la masse devient :

∑

f

Uc
f · nf Sf =

ρl − ρf
ρl

(Sv)C Ωh (III.43)

Pour tous les modèles de cavitation présentés en section III.2.3.b, le terme source Sv
dépend de la pression. Ce terme peut donc être séparé en une partie implicite et une
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partie explicite, et l’équation (III.42) devient :

−
∑

f

Cpf
′
Sf

(
pR − pL
hρ̂f

)

f

=
∑

f

Sf Cpf

(
(
Af +Bf

)
· nf +

Ef
hρ̂f

)

+
ρl − ρf
ρl

(Sv)
exp
C Ωh

(III.44)

où Sexp
v représente la partie explicite du terme source, et les coefficients de l’équation de

Poisson ont été modifiés pour prendre en compte la partie trâıtée implicitement.

III.2.5 Algorithme de couplage vitesse-pression

Comme présenté dans les sections précédentes, le problème fluide consiste donc en
un système d’équations non-linéaires couplées. Le code ISIS-CFD est basé sur un algo-
rithme découplé de type SIMPLE (Semi-Implicit Method for Pressure-Linked Equations)
qui permet d’assurer le couplage vitesse-pression ainsi que la résolution des non-linéarités.
Les variables sont d’abord initialisées avec les quantités obtenues à l’itération non-linéaire
précédente. Les équations sur la fraction volumique de vapeur et la quantité de mouve-
ment sont alors résolues pour obtenir une prédiction de la vitesse. Ces vitesses sont ensuite
utilisées pour calculer les flux volumétriques aux faces des cellules, nécessaires au calcul
du terme source de l’équation de Poisson pour la pression. Les prédictions initiales des
vitesses sont alors corrigées à l’aide de la nouvelle pression pour satisfaire l’équation de
conservation de la masse. Cette procédure est répétée de façon itérative à chaque pas de
temps courant n, jusqu’à la convergence des résidus ou tant que le nombre d’itérations
non-linéaires ne dépasse pas une valeur maximale kmax. Un diagramme récapitulatif de
l’algorithme de résolution est présenté en figure III.4.

Pour favoriser la convergence de l’algorithme, les nouveaux champs solutions des
équations RANSE obtenus à chaque itération non-linéaire k + 1 sont relaxés. Pour une
quantité générique φ, la sous-relaxation s’écrit :

φnk+1 ← φnk + αrelax(φ
n
k+1 − φnk)

où αrelax est un coefficient de relaxation compris entre 0 et 1.

III.2.6 Conditions aux limites et résolution des systèmes
linéaires

Afin de pouvoir résoudre les systèmes linéaires issus des équations discrétisées, des
conditions aux limites de Dirichlet et Neumann sont appliquées aux frontières du domaine
fluide. La vitesse et les quantités turbulentes sont imposées sur la frontière en amont du
domaine et la pression est imposée sur la frontière en aval. Les conditions aux limites
appliquées sur le profil et la veine d’essais dépendent de la distance du centre de la
première cellule à la paroi. Le profil de vitesse d’une couche limite turbulente peut être
décrit à l’aide de variables adimensionnelles u+ et y+ définies par :

y+ =
yuτ
νf

et u+ =
u

uτ
, où uτ =

√
τw
ρf

Le profil de vitesse dans la couche limite peut alors être divisé en trois régions, comme
présenté en figure III.5. Lorsque le centre de la première cellule est très près de la paroi,

110



Pas de temps
précédent n − 1

Initialisation des variables avec les valeurs du dernier
pas de temps ou de l’itération non-linéaire précédente

Résolution de l’équation (III.14) sur αv

Résolution des équations (III.10) sur les quantités turbulentes

Prédiction des vitesses par résolution des
équations de quantité de mouvement (III.2)

Calcul des flux volumétriques aux faces avec l’équation (III.39)

Résolution de l’équation de Poisson (III.44) pour la pression

Correction des vitesses et des flux de vitesses avec la nou-
velle pression, grâce aux équations (III.36) et (III.39)

Boucle d’itérations
non-linéaires k

Convergence ?
k = kmax ?

non

ouik ← k + 1

Pas de temps
suivant n + 1

Figure III.4 – Diagramme de l’algorithme SIMPLE pour le pas de temps courant n.
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pour des valeurs y+ < 5, les vitesses sont très faibles et les effets visqueux dominent. Dans
cette région appelée sous-couche visqueuse, l’écoulement est laminaire et la contrainte de
cisaillement est approximativement égale à la contrainte sur la paroi τ ≈ τw. La vitesse
moyenne crôıt alors linéairement en fonction de la distance à la paroi :

u+ ≈ y+

Lorsque le centre de la première cellule sur la paroi correspond à des valeurs y+ > 30, la
vitesse suit une loi logarithmique du type :

u+ ≈ 1

κ
ln(y+) + B

La transition entre ces deux lois se fait donc pour des valeurs 5 < y+ < 30. A partir
des deux relations précédentes, il est possible d’imposer deux types de conditions aux
limites sur les parois. Les équations de transport et les conditions aux limites sur la
vitesse et les quantités turbulentes sont alors modifiées pour imposer des conditions de
type ”bas Reynolds” ou ”loi de paroi”. Les conditions aux limites utilisées pour ces deux
approches sont rappelées dans le livre de Ferziger et Perić [338] et dans celui de Wilcox
[339]. Pour une modélisation ”bas Reynolds”, le maillage doit être assez fin pour résoudre
la sous-couche visqueuse et des valeurs y+ ≈ 1 sont généralement utilisées. Lorsque le
modèle k− ω SST est utilisé des valeurs proches de y+ ≈ 0.2 sont recommandées. Si une
approche ”loi de paroi” est utilisée, la taille de la première cellule doit correspondre à
y+ > 30. La zone de transition 5 < y+ < 30 est à éviter pour l’approche ”loi de paroi”,
par sécurité on préférera donc choisir des valeurs y+ > 40.

Figure III.5 – Loi de paroi pour les couches limites turbulentes.

Pour les équations de transport, les matrices sont à diagonales dominantes et les
systèmes linéaires peuvent donc être résolus à l’aide d’une méthode itérative classique
de Gauss-Seidel. La matrice de l’équation de pression peut souffrir d’un mauvais condi-
tionnement pour des maillages aux cellules très étirées et la convergence des méthodes
itératives classiques peut s’avérer difficile. Une méthode multi-grilles algébrique (Boo-
merAMG, Yang et al. [340]) est donc utilisée pour résoudre la pression. Si la résolution
multi-grilles ne converge pas, le code bascule automatiquement vers une méthode du
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gradient projeté, dont la convergence est améliorée à l’aide d’un préconditionneur LU
incomplet. Le code ISIS-CFD est optimisé pour le calcul parallèle sur des architectures
à mémoire distribuée. Les simulations sont donc lancées sur le supercalculateur OCCI-
GEN, hébergé au CINES (Centre Informatique National de l’Enseignement Supérieur).
Le domaine fluide est divisé en sous-domaines à l’aide de l’algorithme METIS (Karypis et
al. [341]) et les communications entre processeurs sont gérées par des bibliothèques MPI.

III.3 Approche modale pour les calculs avec

interactions fluide-structure

III.3.1 Formulation du problème structure

Considérons le volume de l’hydrofoil Ω de surface Γ soumis à des forces volumiques
f et des contraintes surfaciques t. Le champ de déplacement est noté u. Les équations
d’équilibre locales exprimées en formulation Lagrangienne sont données par le principe
fondamental de la dynamique :

∇ · σ + f = 0

t = n · σ
σ = σ⊺

(III.45)

avec σ le tenseur de Cauchy décrivant les contraintes dans l’état déformé. Le vecteur f
contient la contribution des forces volumiques extérieures F ainsi que la contribution des
forces inertielles :

f = F− ρü
Dans le cadre de l’approche modale utilisée, deux hypothèses sont considérées pour

linéariser le tenseur des déformations et la loi de comportement. La première approxi-
mation consiste à faire l’hypothèse de petits déplacements et déformations. Le tenseur
des déformations de Green-Lagrange peut donc être linéarisé en négligeant les termes
quadratiques :

E(u) =
1

2

(
∇u+∇u⊺ +∇u · ∇u⊺

)
≈ 1

2

(
∇u+∇u⊺

)

︸ ︷︷ ︸

ǫ(u)

Cette approximation permet de négliger les non-linéarités géométriques. Elle permet aussi
de considérer que la description Lagrangienne est équivalente à la description Eulerienne,
i.e. les dérivées matérielles et spatiales sont égales. On peut donc résoudre le problème
sur la configuration initiale.

La deuxième hypothèse consiste à se placer dans le cadre de l’élasticité linéaire. La
loi de comportement est alors donnée par la loi linéaire de Hooke :

σ = D · ǫ
où la matrice D est la matrice d’élasticité du matériau. Dans le cas d’un matériau ho-
mogène isotrope comme pour le profil en POM, la loi de comportement peut s’écrire en
fonction du module d’Young E et du coefficient de Poisson ν :

σ =
E

1 + ν

(

ǫ+
ν

1− 2ν
Tr(ǫ)I

)

(III.46)
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La méthode des éléments finis repose sur la formulation faible des équations locales,
plus adaptée à la résolution numérique. Le principe des travaux virtuels est obtenu en
multipliant la première équation d’équilibre local (équations (III.45)) par une fonction
test δv, puis en intégrant sur l’ensemble du volume Ω :

ˆ

Ω

(
∇ · σ

)
· δv dΩ +

ˆ

Ω

F · δv dΩ−
ˆ

Ω

ρü · δv dΩ = 0

En utilisant le théorème de la divergence, on obtient l’expression classique de la formu-
lation faible (Zienkiewicz et al. [342]) :

F(δv,u) =
ˆ

Ω

ρü · δv dΩ +

ˆ

Ω

σ : δǫ dΩ−
ˆ

Γ

t · δv dΓ−
ˆ

Ω

F · δv dΩ = 0 (III.47)

où δǫ = ǫ(δv).

III.3.2 Décomposition modale par méthode des éléments finis

La méthode des éléments finis consiste à diviser le volume Ω en Ne petits éléments
Ωe sur lesquels on cherche une solution ue. Les intégrales de la formulation faible (III.47)
sont donc estimées avec :

ˆ

Ω

(•)dΩ ≈
Ne∑

i

ˆ

Ωe

(•)dΩ (III.48)

En utilisant la loi de comportement (III.46), la formulation faible sur l’élément Ωe peut
s’écrire :

F e(δve,ue) =
ˆ

Ωe

ρüe ·δve dΩ+

ˆ

Ωe

ǫeDδǫe dΩ−
ˆ

Γe

t·δve dΓ−
ˆ

Ωe

F·δve dΩ (III.49)

Chaque élément contient un nombre n de noeuds, sur lesquels les déplacements consti-
tuent les inconnues du problème. En dehors de ces noeuds, les déplacements sont inter-
polés spatialement à l’aide de fonctions de forme Ni(x) :

u
e(x, t) =

n∑

i

u
e
i (t)Ni(x) (III.50)

où n est le nombre de noeuds dans un élément. Différentes fonctions de forme peuvent être
employées en fonction du type d’éléments utilisés. La fonction test sur un élément δve

peut être construite de façon analogue. En injectant l’expression (III.50) dans l’équation
(III.49), on peut montrer que la formulation faible sur un élément se met sous forme
matricielle (Zienkiewicz et al. [342]) :

F e(δve,ue) =
n∑

i

δvei

[
n∑

j

(

Me

ij
ü
e
j +Ke

ij
u
e
j

)

− Fe
i

]

(III.51)

Les matrices Me et Ke sont respectivement les matrices de masse et de raideur
élémentaires. Le vecteur de chargement élémentaire Fe contient les contributions des
forces volumiques et surfaciques extérieures. Les expressions de ces matrices dépendent
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des éléments et fonctions de forme utilisés. Les formules générales pour le calcul de ces
matrices sont (Zienkiewicz et al. [342]) :

Me

ij
=

ˆ

Ωe

Ni(x)ρNj(x)dΩI

Ke

ij
=

ˆ

Ωe

∇Ni(x)
⊺D∇Nj(x)dΩ

Fe
i =

ˆ

Ωe

NiFdΩ +

ˆ

Γe

NitdΓ

(III.52)

En sommant les contributions de tous les éléments, on peut assembler la formulation
faible sous forme matricielle :

δV
(

MÜs +KUs − F
)

= 0 (III.53)

Le vecteur Us contient les déplacements de chaque noeud du maillage structure. Le
vecteur δV contient les déplacements virtuels de la fonction test. Les matrices M et K
sont les matrices de masse et de raideur globales. Les détails de l’obtention du système
linéaire précédent ainsi que l’introduction des conditions aux limites sont fastidieux et ne
sont donc pas présentés. Pour une description détaillée de la méthode des éléments finis, le
lecteur peut se référer aux ouvrages de Hughes [343], Reddy [344] ou encore Zienkiewicz
et al. [342]. La fonction test δv peut être choisie arbitrairement tant qu’elle satisfait
certaines propriétés de continuité et de compatibilité sur les conditions aux limites. La
relation (III.53) doit donc être vérifiée pour tout vecteur δV . On obtient alors l’équation
discrétisée en éléments finis du problème structure :

MÜs +KUs = F (III.54)

Pour un couplage fort entre le problème fluide et le problème structure, l’équation
précédente doit être résolue à chaque itération non-linéaire du solveur fluide. Bien que
le problème structure soit linéaire (grâce à l’hypothèse des petits déplacements et de la
loi de Hooke), la résolution du problème fluide peut donc significativement augmenter les
temps de calculs par rapport à une simulation non-couplée. Une alternative consiste à
résoudre le problème aux valeurs propres associé à l’équation (III.54) :

(
µ2
iM+K

)
Ψi = 0 (III.55)

où les µi sont les valeurs propres du problème et Ψi les vecteurs propres correspondant.
Les matrices M et K sont symétriques définies positives pour la méthode des éléments
finis appliquée aux vibrations élastiques d’une structure. Les valeurs propres du problème
sont donc des imaginaires purs µi = jωi et on obtient finalement :

(
−ω2

iM+K
)
Ψi = 0 (III.56)

Les valeurs propres ωi sont directement liées aux fréquences propres de la structure fi par
la relation ωi = 2πfi. Par définition, les vecteurs propres Ψi permettent de diagonaliser
les matrices de masse et de raideur et sont orthogonaux :

Ψ⊺
iMΨj =

{

mi si j=i

0 si j 6= i
et Ψ⊺

iKΨj =

{

ki si j=i

0 si j 6= i
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Les déplacements de la structure aux noeuds du maillage éléments finis peuvent être
cherchés comme combinaison linéaire des vecteurs propres :

Us(x, t) =
∑

i

qi(t)Ψi(x) (III.57)

où les qi sont les amplitudes modales. En projetant l’équation (III.54) sur les modes
propres, et en utilisant l’expression (III.57), on obtient un système d’équations scalaires
découplées :

miq̈i(t) + kiqi(t) = Ψ⊺
iFs(t)

où le vecteur Fs(t) contient les contraintes exercées par le fluide sur les noeuds structure.
Pour chaque mode on retrouve l’équation classique d’un oscillateur harmonique, de masse
modale mi et de raideur modale ki. En normalisant l’équation précédente par les masses
modales, on fait apparâıtre les pulsations ωi de chaque mode :

q̈i(t) + ω2
i qi(t) = ψ

⊺
iFs(t) (III.58)

où les modes ψi sont les modes Ψi normalisés et ωi =
√

ki
mi
.

Dans le modèle présenté précédemment, l’amortissement de la structure a été négligé.
Si l’on considère un amortissement de type visqueux, l’équation (III.54) peut s’écrire :

MÜs +CU̇s +KUs = Fs (III.59)

où C est la matrice d’amortissement. Dans le cas général, le problème aux valeurs propres
associés n’admet pas de solutions réelles. Les valeurs propres et vecteurs propres sont com-
plexes. Physiquement, cela signifie que lorsque l’un des modes propres de la structure est
excité, les différents points matériels ne vibrent pas en phase (Caughey et al. [345]). Afin
de pouvoir travailler avec des modes réels, le modèle de Rayleigh est souvent utilisé pour
la matrice d’amortissement (Adhikari [346]). La matrice d’amortissement est considérée
proportionnelle aux matrices de masse et de raideur :

C = αM+ βK

Dans ce cas, la matrice C est diagonalisable et les vecteurs propres sont ceux du système
non-amorti. Les valeurs propres sont alors inférieures à celles obtenues sans amortisse-
ment. En utilisant un modèle d’amortissement de Rayleigh, on obtient pour les amplitudes
modales des équations de type oscillateur amorti :

q̈i(t) + 2ζiωiq̇i(t) + ω2
i qi(t) = ψ

⊺
iFs(t) (III.60)

où ζi est le taux d’amortissement modal.

En pratique, un nombre limité Nm de modes propres est nécessaire pour obtenir un
champ de déplacement Us proche de celui qu’on obtiendrait avec une infinité de modes.
Ces modes peuvent être calculés avant le début d’une simulation couplée, en utilisant le
logiciel Abaqus. A chaque itération non-linéaire du solveur fluide, le problème structure se
réduit donc à la résolution de Nm équations scalaires (III.60) pour obtenir les amplitudes
modales. Ces équations sont résolues à l’intérieur du solveur fluide à chaque itération
non-linéaire, garantissant ainsi un couplage fort et une réduction significative du temps
de calcul par rapport à une approche partitionnée classique.
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III.3.3 Obtention des fréquences et modes propres avec
Abaqus

Les fréquences et modes propres de la structure sont obtenus à l’aide du logiciel Aba-
qus. Le maillage du profil est réalisé à l’aide d’éléments hexaédriques isoparamétriques.
Chaque élément est composé de 20 noeuds pour la résolution des déplacements, comme
présenté en figure III.6. Les fonctions de forme utilisées sont quadratiques et sont
présentées par Lapidus et al. [347]. Les intégrales présentes dans les matrices de masse et
de raideur (III.52) sont calculées à l’aide de points de Gauss. Les éléments C3D20 d’Aba-
qus contiennent 27 points d’intégration. Le logiciel permet aussi d’utiliser des éléments
avec intégration réduite C3D20R (8 points d’intégration) afin de réduire les temps de
calculs. L’utilisation d’un nombre réduit de points d’intégration permet aussi d’éviter
les problèmes courants de blocage de cisaillement pour des éléments linéaires ou de blo-
cage volumétrique pour des matériaux incompressibles (coefficient de Poisson proche de
ν = 0.5). Cependant ces difficultés ne sont pas susceptibles d’apparâıtre dans le cadre de
l’élasticité linéaire avec des éléments quadratiques. Pour les deux types d’éléments, les
temps de calculs pour l’analyse modale sont de l’ordre de quelques minutes et l’analyse
modale n’est de toute façon effectuée qu’une unique fois, avant les calculs couplés pro-
prement dits. Les calculs ont donc été réalisés à l’aide d’éléments C3D20, qui présentent
l’avantage de mieux décrire les contraintes.

(a) Positions des noeuds. (b) Positions des points d’intégration.

Figure III.6 – Description des éléments quadratiques C3D20 dans Abaqus.

Différentes conditions aux limites pour la base du profil fixée à la paroi de la veine
ont été analysées. Comme observé par Gaugain [6] pour un NACA 66, les fréquences
propres les plus proches de celles mesurées expérimentalement sont obtenues pour une
condition d’encastrement en porte-à-faux. L’influence des conditions aux limites sur les
fréquences modales est détaillée dans le prochain chapitre. Dans Abaqus, le problème aux
valeurs propres (III.56) est résolu à l’aide d’un algorithme de Lanczos par blocs (Grimes
et al. [348]). Dans l’équation (III.60) le terme de droite correspond aux efforts projetés
sur le mode ψi. Si l’influence de la gravité est négligée, les efforts sont uniquement dus à
l’écoulement fluide et sont donc localisés à l’interface. Ainsi, le produit ψ⊺

iFs ne nécessite
de connâıtre que les déplacements des modes à la surface de la structure. Un script python
est donc utilisé dans Abaqus pour extraire les déplacements modaux aux noeuds situés
sur la surface du profil. Dans la suite, ce sont ces déplacements qui sont utilisés dans le
code ISIS-CFD et sont notés ψi.
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III.4 Couplage fluide-structure dans ISIS-CFD

Les simulations avec interaction fluide-structure soulèvent trois problématiques
spécifiques :

• la déformation du maillage fluide

• l’interpolation des déplacements et des efforts à l’interface fluide-structure

• l’algorithme de couplage entre les deux problèmes.

Comme présenté en figure III.7, les noeuds du maillage solide et du maillage fluide à
l’interface ne sont pas obligatoirement confondus. Les déplacements du maillage structure
Us doivent donc être interpolés pour obtenir les déplacements aux noeuds du maillage
fluide Uf . De la même façon les efforts issus du solveur fluide Ff doivent être interpolés
sur les noeuds du maillage structure pour obtenir Fs. Une fois les déplacements des
noeuds fluides obtenus à l’interface, il est nécessaire de déformer le reste du maillage
fluide. Dans le code ISIS-CFD, l’interpolation à l’interface et la déformation du maillage
pour l’approche modale sont basées sur une interpolation par fonctions de bases radiales
(RBF), comme présenté par Rendall et al. [349].

Ω0
s

Ω0
f

Γ0s

Γ0f

x0s

us

x0f

(a) Maillage initial

Ωns

Ωnf

Γns

Γnf

xns
xnf

uf

(b) Maillage déformé au pas de temps tn

Figure III.7 – Schéma des noeuds fluide et structure à l’interface.

Dans le cas de la décomposition modale employée pour le problème structure, cette
méthode permet d’utiliser une approche paramétrique de la déformation de maillage,
similaire à celle présentée par Groth et al. [350]. De plus, les temps de calculs sont signi-
ficativement réduits grâce à une méthode hybride, utilisant la méthode de déformation
par RBF et une mise à jour du maillage par une condition aux limites de transpiration
(section III.4.3).

III.4.1 Déformation du maillage fluide

III.4.1.a Interpolation par RBF

La déformation du maillage fluide repose sur une interpolation par RBF des
déplacements aux noeuds fluides Uf , à partir des déplacements aux noeuds structure
Us. L’interpolation par RBF d’une quantité γ s’écrit dans le cas général :

γ(x) =
N∑

i=1

αiφi(||x− xi||) + p(x) (III.61)
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où x=(x,y,z) est le vecteur position et les xi sont les vecteurs positions de N points de
contrôle de l’interpolation correspondant aux centres des fonctions radiales φi. Les αi sont
les coefficients de l’interpolation. Le dernier terme p(x) est un polynôme du premier ordre
permettant de retrouver les translations de corps rigides (Beckert et Wendland [351]) :

p(x, y, z) = γ0 + γxx+ γyy + γzz (III.62)

Différentes fonctions radiales peuvent être utilisées, dans ISIS-CFD il s’agit des fonctions
compactes de classe C2 proposées par Wendland [352]. Pour obtenir les déformations du
maillage fluide, on applique l’expression (III.61) à chaque composante ufx, ufy et ufz

des vecteurs de déplacements uf . Les noeuds du maillage structure déformé sont choisis
comme points de contrôle de l’interpolation. Par exemple, pour les déplacements dans la
direction x, on obtient :

ufx(x) =
Ns∑

i=1

αx,iφi(||x− xs,i||) + p(x) (III.63)

où xs,i correspond à la position du iième noeud du domaine structure. L’équation (III.63)
peut être écrite en tant que produit matriciel :

Ufx = Max (III.64)

avec

ax =














αx,1
...

αx,Ns

γ0
γx
γy
γz














et M =








φf1s1 φf1s2 . . . φf1sNs
1 xf1 yf1 zf1

φf2s1 φf2s2 . . . φf2sNs
1 xf2 yf2 zf2

...
...

. . .
...

...
...

...
...

φfNf
s1 φfNf

s2 . . . φfNf
sNs

1 xfNf
yfNf

zfNf








(III.65)

où on utilise la notation φfisj = φ(||xf,i−xs,j||) et le vecteurUfx contient les déplacements
de tous les noeuds du maillage fluide dans la direction x.

Les coefficients d’interpolation αx,i sont déterminés afin de retrouver exactement les
déplacements des noeuds structure à l’interface avec l’équation (III.63). On peut alors
écrire une relation similaire à (III.64) :

Usx = Nax (III.66)

où la matrice N s’écrit :

N =
















φs1s1 φs1s2 . . . φs1sNs
1 xs1 ys1 zs1

φs2s1 φs2s2 . . . φs2sNs
1 xs2 ys2 zs2

...
...

. . .
...

...
...

...
...

φsNss1
φsNss2

. . . φsNssNs
1 xsNs

ysNs
zsNs

1 1 . . . 1 0 0 0 0
xs1 xs2 . . . xsNs

0 0 0 0
ys1 ys2 . . . ysNs

0 0 0 0
zs1 zs2 . . . zsNs

0 0 0 0















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Les coefficients d’interpolation αx,i sont donnés par :

ax = N−1
Usx

L’équation (III.64) est finalement utilisée pour interpoler les déplacements des noeuds
fluides dans chaque direction :

Uf =





Ufx

Ufy

Ufz



 =





K 0 0
0 K 0
0 0 K









Usx

Usy

Usz



 (III.67)

où K = MN−1.

Finalement, la stratégie de déformation de maillage utilisée peut être vue comme une
approche paramétrique par rapport aux modes propres de la structure (Biancolini et al.
[163], Groth et al. [350]). En effet, en combinant les équations (III.67) et (III.57) on
obtient :

Uf =
(
K⊗ I

)
Us =

Nm∑

i

qi(t)
(
K⊗ I

)
ψi =

Nm∑

i

qi(t)U
mod
fi (III.68)

Comme présenté en figure III.8, la déformation du maillage fluide peut donc s’écrire
comme une combinaison linéaire de maillages Umod

fi obtenus à partir des modes propres
de la structure, dont les coefficients sont les amplitudes modales qi.

Les maillages U
mod
fi peuvent en théorie être calculés une unique fois en début de

simulation, puis utilisés à chaque itération non-linéaire pour obtenir le maillage déformé
Uf . Cependant, chaque vecteur Umod

fi est de taille 3×Nf , et le stockage de ces vecteurs
peut demander beaucoup de mémoire si le nombre de modes utilisés est important. C’est
pourquoi, seule la matrice N−1, de taille inférieure Ns + 4 × Ns + 4, est sauvegardée au
début de la simulation. Les coefficients de la matrice M sont ensuite calculés ”à la volée”
pour obtenir le maillage déformé avec l’équation (III.67). De plus, la taille de la matrice
N−1 peut avantageusement être réduite à l’aide de l’algorithme ”glouton” décrit dans la
prochaine section.

III.4.1.b Algorithme ”glouton”

Lorsque les maillages structures sont très raffinés, le produit matriciel (III.67) peut de-
venir gourmand en temps de calcul. Afin de réduire le coût de la déformation de maillage,
un algorithme ”glouton” a été implémenté pour la mise à jour du maillage. En effet, si
des maillages structures relativement fins sont nécessaires pour obtenir une estimation
précise des modes ψi, seul un ensemble réduit de noeuds structure peut être utilisé pour
l’interpolation RBF. La méthode proposée par Rendall et Allen [353] permet d’obtenir un
ensemble de noeuds structure N red

s tel que l’erreur ǫ sur l’interpolation RBF soit inférieure
à une tolérance ǫtol choisie par l’utilisateur. Pour une approche partitionnée classique, cet
ensemble dépend du déplacement Us et l’algorithme ”glouton” doit être effectué pour
chaque déformation du maillage fluide. Cependant, pour l’approche modale utilisée dans
ISIS-CFD, la forme des déplacements des noeuds structure est connue a priori :

Us =
Nm∑

i

qi(t)ψi(x) (III.69)
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Mode 1

Mode 2

Maillages Umod
f1 et Umod

f2

Résolution problème structure :

Amplitudes des modes q1 et q2

U
mod
f1

U
mod
f2

Combinaison linéaire
des maillages initiaux :

Uf = q1U
mod
f1 + q2U

mod
f1

Maillages déformés calculés
à chaque itération temporelle

Figure III.8 – Déformation paramétrique du maillage. Deux modes propres du profil
sont utilisés dans cet exemple.
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Dans ce cas, il est plus judicieux d’appliquer l’algorithme ”glouton” à l’interpolation
RBF des formes modales ψi. Pour chaque mode, on cherche donc un ensemble de N red

ψi

noeuds permettant d’interpoler correctement les vecteurs ψi. L’interpolation à partir de
l’ensemble réduit de noeuds structure s’écrit :

ψred
i =





ψred
ix

ψred
iy

ψred
iz



 =





Kred 0 0

0 Kred 0

0 0 Kred









U
red
sx

U
red
sy

U
red
sz





Partant d’un ensemble initial de quelques noeuds, l’algorithme permet d’ajouter de façon
successive les noeuds où l’erreur entre le mode interpolé ψred

i et le mode initial ψi est la
plus importante. L’algorithme ”glouton” prend fin lorsque l’erreur relative ǫ est inférieure
à la valeur de tolérance :

ǫ =
max

(
||ψred

i (xsj)−ψi(xsj)||
)

max (||ψi||)
≤ ǫtol (III.70)

Les noeuds utilisés comme points de contrôle pour la déformation de maillage par RBF
sont finalement l’union des sous-ensembles obtenus pour chaque mode. Cette méthode
permet de réduire considérablement la taille de la matrice d’interpolation, sans diminuer la
qualité du maillage fluide déformé, ni modifier significativement la réponse de la structure.
Pour les maillages utilisés dans cette thèse, le nombre de noeuds dans l’ensemble réduit
N red
s est environ 20 fois inférieur au nombre total de noeuds du maillage structure.

III.4.1.c Loi de conservation géométrique pour la formulation ALE

La déformation du maillage, présentée dans la section précédente, induit des vitesses
de déplacements des faces Ud, qui apparâıt dans les équations de transport discrétisées
(III.26). Afin de garantir la conservation de la masse dans le domaine fluide, ces vitesses
de déplacement doivent satisfaire la loi de conservation géométrique :

δ

δt

˚

Ωh

dV −
¨

Γh

Ud · dS = 0 (III.71)

La discrétisation classique des intégrales surfaciques
˜

S Ud · dS = Ud(S) · S (équation
(III.27)) pour les flux de vitesse de déplacement sur chaque face S ne permet pas de
satisfaire l’équation au zéro machine. Une violation de l’équation (III.4.1.c) discrétisée se
traduirait par des erreurs sur l’équation de conservation de la masse. Les vitesses Ud sont
donc calculées à partir des volumes δV balayés par chaque face entre deux pas de temps,
permettant ainsi de satisfaire la loi de conservation géométrique au niveau discret. Les
flux de vitesse de déplacement sont calculés en utilisant :

¨

S
Ud · dS =

δVSn+1

Sn

∆t

où δVSn+1

Sn représente le volume algébrique balayé par la face S entre les pas de temps tn

et tn+1. Les détails du calcul des volumes balayés sont présentés dans la thèse de Leroyer
[354].
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III.4.2 Interpolation à l’interface fluide-structure

Comme présenté dans la section III.4.1, les déplacements aux noeuds du maillage
fluide peuvent s’exprimer comme le produit d’une matrice de couplage et d’un vecteur
contenant les déplacements structures (équation (III.67)). Ceci s’applique en particulier
aux déplacements des noeuds du maillage fluide à l’interface UΓf

:

UΓf
= H

Γ
Us (III.72)

où la matrice H
Γ
est construite en n’utilisant que les noeuds fluides à l’interface. Comme

dans le cas de la déformation de maillage, une relation analogue à l’équation (III.68) peut
être obtenue :

UΓf
=

Nm∑

i

qi(t)Ψfi (III.73)

où les vecteurs Ψfi peuvent être calculés en début de simulation à l’aide de la relation :

Ψfi = H
Γ
ψi

La méthode d’interpolation par RBF permet donc de gérer de façon unifiée la
déformation du maillage et l’interpolation des déplacements à l’interface. Pour une ap-
proche partitionnée classique, il faut aussi interpoler les forces du maillage fluide Ff à
l’interface pour obtenir les efforts sur le maillage structure Fs. Afin d’assurer la conser-
vation de l’énergie à l’interface fluide-structure, les efforts peuvent être interpolés en
utilisant l’opérateur adjoint de l’équation précédente (Rendall et Allen [349]) :

Fs = H⊺

Γ
Ff

Cependant, pour l’approche modale, les chargements fluides ne sont utilisés que dans
l’équation (III.60), pour calculer le terme ψ⊺

iFs. En utilisant l’expression précédente, ce
terme peut s’écrire :

ψ
⊺
iFs = ψ

⊺
iH

⊺

Γ
Ff = (H

Γ
ψi)

⊺Ff = Ψ⊺
fiFf

L’interpolation des quantités à l’interface ne nécessite donc que le calcul des formes
modales sur le maillage fluide Ψfi, qui peut être effectué une unique fois en début de
simulation.

III.4.3 Conditions aux limites de transpiration

Alors que les déformations entre deux pas de temps consécutifs peuvent être relative-
ment importantes, les déplacements de l’interface fluide-structure entre deux itérations
non-linéaires restent limités. Plutôt que de recalculer le maillage fluide déformé à chaque
itération non-linéaire avec une interpolation par RBF, une méthode de transpiration des
conditions aux limites peut avantageusement réduire les temps de calcul (Deparis et al.
[355]). Au début d’un pas de temps, l’interpolation par RBF est utilisée pour obtenir les
positions des noeuds sur le maillage fluide déformé U

n
f,0 et la position de l’interface Γnf,0

(figure III.9). Les vitesses de déplacements du maillages Un
d,0 peuvent alors être calculées

pour toutes les faces du maillage fluide.
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Figure III.9 – Conditions de transpiration à l’interface fluide-structure.

Pour chaque itération non-linéaire suivante k > 1, les équations fluides sont résolues
sur le maillage Un

f,0 en modifiant les flux des vitesses de déplacements Un
d,k sur l’interface

Γnf,0. Sur les faces du maillage fluide à l’interface, les flux sont mis à jour en utilisant :

¨

Γn
f,0

Un
d,k · dS =

¨

Γn
f,0

Un
d,0 · dS +

¨

Γn
f,0

Utransp
k · dS (III.74)

Les flux de la vitesse de transpiration Utransp
k sont obtenus avec la méthode décrite dans

la thèse de Leroyer [354], i.e. en calculant le volume algébrique ∆V balayé par la face S
entre les positions Γnf,0 et Γnf,k :

¨

S
Utransp
k · dS =

∆VSn
k

Sn
0

∆t
(III.75)

Ainsi l’utilisation de conditions de transpiration permet de n’avoir à calculer que les
positions des noeuds fluides à l’interface à chaque itération non-linéaire, sans avoir à
mettre à jour les métriques et les flux de vitesse de déplacement. Le temps de calcul
associé à cette opération est donc bien plus faible que celui nécessaire à la déformation
du maillage fluide par RBF (en particulier si l’expression (III.73) est utilisée).

III.4.4 Stratégie de couplage

III.4.4.a Algorithme général

Les différentes étapes de l’algorithme général utilisé pour les simulations couplées
sont présentées dans le diagramme III.10. Comme présenté en section III.3, la première
étape de l’algorithme consiste à obtenir les fréquences propres et formes modales de la
structure avec Abaqus. Grâce à cette décomposition modale, la stratégie de couplage
peut être gérée complétement par le solveur fluide, sans échange avec le code structure,
limitant ainsi les temps de calculs. De plus, la stabilisation du couplage par masse ajoutée
artificielle, présentée en section III.4.4.c est facilement mise en place.
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L’algorithme ”glouton” présenté en section III.4.1 est effectué en début de simulation,
afin de réduire la taille du maillage structure utilisé pour la déformation du maillage et
la résolution des équations modales. A chaque pas de temps tn, les équations (III.60)
sont d’abord résolues afin d’obtenir une prédiction des déplacements de la structure Un

s,0.
Le maillage fluide est alors déformé grâce à l’interpolation des déplacements par RBF.
A l’intérieur d’un pas de temps, une boucle itérative permet la convergence des non-
linéarités des équations RANSE. A chaque itération, les équations sur les amplitudes
modales sont aussi résolues afin d’assurer un couplage fort entre les équations du domaine
fluide et du domaine structure. Les Nm équations (III.60) sont linéaires et scalaires et sont
donc résolues très rapidement dans le solveur fluide. Pour chaque itération non-linéaire
suivante, les déformations de la structure sont gérées à l’aide de conditions limites de
transpiration. La déformation du maillage par RBF n’est donc effectuée qu’une seule fois
par pas de temps, limitant ainsi les temps de calcul. La boucle sur les itérations non-
linéaires s’achève lorsque la convergence des résidus des équations RANSE ou le nombre
maximum d’itérations souhaitées sont atteints.

III.4.4.b Stabilité du couplage fluide-structure

L’étude de l’interaction fluide-structure pour un fluide au repos (De Langre [31]) ou
dans le cadre de la théorie potentielle (Nacos et Sclavounos [356]) montre qu’une partie
de la force qui s’exerce sur une structure immergée est proportionnelle à son accélération :

MÜs +CU̇s +KUs = F̃−Ma
Üs (III.76)

où la matrice Ma est appelée matrice de masse ajoutée.

La masse ajoutée est souvent considérée comme la masse de fluide entrainée par
le mouvement d’une structure. Elle devrait plus exactement être considérée comme un
coefficient indiquant l’amplitude de la réponse inertielle du fluide, due à l’accélération de
la structure. Après décomposition modale, l’équation (III.76) peut s’écrire :

miq̈i(t) + ciq̇i(t) + kiqi(t) = f̃i(t)−ma
i q̈i(t) avec ma

i = ψ
⊺
iM

aψi (III.77)

Le coefficient ma
i correspond à la masse ajoutée pour le mode ψi. Dans la boucle

d’itérations non-linéaires, les nouvelles amplitudes modales sont calculées à partir des
chargements fluides à l’itération précédente, en utilisant l’équation semi-discrétisée :

miq̈
n
i,k+1 + ciq̇

n
i,k+1 + kiq

n
i,k+1 = fni,k = f̃nk −ma

i q̈
n
i,k (III.78)

Lorsque les termes inertiels sont dominants devant les autres termes, l’équation précédente
peut être simplifiée en :

miq̈
n
i,k+1 = f̃nk −ma

i q̈
n
i,k

Pour un schéma d’Euler du deuxième ordre la discrétisation temporelle s’écrit :

mi(e
nq̇ni,k+1 + en−1q̇n−1

i + en−2q̇n−2
i ) = f̃nk −ma

i q̈
n
i,k(e

nq̇ni,k + en−1q̇n−1
i + en−2q̇n−2

i )

En notant ǫ l’erreur sur q̇i et en considérant que les erreurs sont nulles aux pas de temps
précédents, on peut écrire :

ǫnk+1 =
1

mien
∂f̃

∂q̇i
ǫnk −

ma
i

mi

ǫnk
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Figure III.10 – Algorithme général pour la résolution de simulations couplées.

Le premier terme du membre de droite est proportionnel à un terme d’amortissement
∂f̃
∂q̇i

. Dans le cas où les efforts inertiels dominent, l’équation de propagation de l’erreur
devient :

ǫnk+1 = −
ma
i

mi

ǫnk (III.79)

Lorsque la densité du fluide est supérieure à celle de la structure, ou du même ordre de
grandeur, on peut se retrouver avec ma

i > mi. L’équation précédente montre que l’on
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peut alors avoir divergence des amplitudes modales et le couplage fluide-structure peut
devenir instable.

III.4.4.c Stabilisation par relaxation : masse ajoutée artificielle

Afin de limiter la dépendance du terme de droite de l’équation (III.78) sur
l’accélération, un terme de masse ajoutée artificielle est additionné à gauche et à droite :

(mi + m̂a
i )q̈

n
i,k+1 + ciq̇

n
i,k+1 + kiq

n
i,k+1 = fni,k = f̃nk −ma

i q̈
n
i,k + m̂a

i q̈
n
i,k

où m̂a
i est le coefficient de masse ajoutée artificielle. Lorsque la convergence est atteinte

q̈ni,k+1 = q̈ni,k on retrouve bien l’équation (III.78). Cette procédure revient à effectuer une
relaxation (d’origine physique) sur q̈ni,k+1 :

q̈ni,k+1 ←
(

1− mi

mi + m̂a
i

)

q̈ni,k +
mi

mi + m̂a
i

q̈ni,k+1

En reprenant l’équation simplifiée (III.79), la convergence est assurée si :

m̂a
i >

ma
i −mi

2

Une très grande valeur de m̂a
i peut être utilisée pour assurer la stabilité du couplage.

Cependant une valeur trop importante de m̂a
i peut significativement réduire la vitesse de

convergence car l’accélération est fortement relaxée. Pour que la vitesse de convergence
soit optimale, le coefficient m̂a

i doit être le plus proche possible de la masse ajoutée réelle
ma
i .
La méthode proposée par Söding [357] est utilisée pour l’estimation de la masse ajoutée

virtuelle m̂a
i . Considérons deux champs de vitesse U1 et U2 qui ne différent que par leurs

valeurs d’accélération :

ρ
∂(U1)

∂t
+∇ · (ρU1U1) = −∇p1 + µ∆U1

ρ
∂(U2)

∂t
+∇ · (ρU2U2) = −∇p2 + µ∆U2

La soustraction de ces deux équations donne :

ργ = − (∇p1 −∇p1) = −∇p̂ (III.80)

où γ = ρ∂(U2)
∂t
− ρ∂(U1)

∂t
. Cette relation permet d’estimer la part des contraintes pro-

portionnelle à l’accélération. La pression p̂ peut être vue comme le champ de contrainte
qui s’établit dans le fluide en réponse à une accélération γ. En prenant la divergence de
l’équation (III.80), on obtient une équation sur la pression :

∇ ·
(
∇p̂

ρ

)

= 0

L’équation à résoudre est finalement obtenue par intégration sur le volume de fluide et
en utilisant le théorème de la divergence :
‹

Γ

1

ρ
∇p̂ · n dS = 0
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Si la structure se déforme avec une accélération γ, la condition limite à l’interface fluide-
structure est donnée par :

−1

ρ
∇p̂ · n = γ · n

Sur les frontières rigides du domaine fluide les conditions limites sont :

−1

ρ
∇p̂ · n = 0

En travaillant sur un mode, l’accélération imposée à la structure pour le mode Ψfi est :

γ = q̈iΨfi

En choisissant q̈i = 1, la masse ajoutée ma
i peut être directement obtenue par la relation :

ma
i = Ψ⊺

fiP̂Ψfi

en notant P̂ le vecteur regroupant les contraintes de pression p̂ sur tous les noeuds fluides
à l’interface.

Dans la plupart des cas, une unique estimation des masses ajoutées en début de
simulation peut être suffisante pour stabiliser le couplage. Si nécessaire, il est possible
de mettre à jour les valeurs de masses ajoutées pendant le déroulement de la simulation.
Dans le cas d’un régime cavitant, la masse volumique du fluide varie au cours de la
simulation, et le calcul des masses ajoutées à intervalle de temps régulier (tous les 100
pas de temps par exemple) permet par exemple d’obtenir les valeurs moyennes de masses
ajoutées.

III.4.4.d Approche quasi-statique

Pour la simulation d’un écoulement subcavitant autour du profil flexible, la solution
attendue est stationnaire. Dans ce cas, il n’est pas nécessaire de résoudre les équations
sur les amplitudes modales (III.60) à chaque pas de temps. Afin de réduire les temps de
calcul, les déformations de la structure peuvent par exemple être résolues tous les dix
pas temps et mises à jour entre deux résolutions par une approche quasi-statique. Au
pas de temps tn, où l’on résout les déplacements de la structure, les équations (III.60)
deviennent en régime stationnaire :

ω2
i q
n
i = fni (III.81)

Une prédiction de l’amplitude qn+mi = qni + δqi au pas de temps tn+m est obtenue en
utilisant :

ω2
i (q

n
i + δqi) = fni +

fni − fn−mi

qni − qn−mi

δqi (III.82)

La relation précédente permet de calculer δqi :

δqi =

fni
ω2
i

− qni
1− 1

ω2
i

fni −fn−m
i

qni −q
n−m
i

(III.83)

Pour les pas de temps tl compris entre tn et tn+m, les amplitudes modales sont imposées
à l’aide d’une loi linéaire ou d’une demi-rampe sinusöıdale :

qli = qni + αlδqi (III.84)

où αl est un coefficient relatif à la rampe utilisée.
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III.5 Bilan

Les équations RANSE sont résolues à l’aide du code volumes finis ISIS-CFD, dans
lequel des modèles permettent de prendre en compte l’influence de la turbulence et de
la cavitation. Les simulations avec interaction fluide-structure reposent sur une approche
partitionnée. En effet, bien que le logiciel Abaqus soit utilisé pour obtenir les modes
propres du profil à l’aide d’une méthode éléments finis, le couplage est directement géré
par le solveur fluide ISIS-CFD en interne. Cette approche présente l’avantage d’éviter
les échanges entre deux solveurs, habituellement nécessaires à une approche partitionnée
classique et de facilement mettre en oeuvre la stabilisation des calculs par la méthode
des masse ajoutées artificielles. La décomposition des déformations de la structure en
modes propres permet de ne résoudre que quelques équations scalaires à chaque itération
non-linéaire du solveur fluide, garantissant ainsi un couplage implicite fort. Les temps de
calcul dus à la déformation du maillage et à l’interpolation des quantités à l’interface sont
limités grâce à une approche hybride, combinant interpolation par RBF et conditions
de transpiration à l’interface. L’approche modale utilisée, valide dans le cas de petits
déplacements de la structure, est adaptée à l’étude de l’interaction fluide-structure du
profil flexible en écoulement cavitant, pour lequel les déplacements à l’extrémité libre ne
dépassent pas 5% de l’envergure.
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Préambule :

Ce chapitre s’organise en deux parties, la première dédiée à l’écoulement autour du
profil rigide, la deuxième traitant des interactions fluide-structure sur le profil flexible.
Pour ces deux parties, une analyse des mesures effectuées dans le tunnel de cavitation est
proposée. Ces résultats expérimentaux sont ensuite utilisés pour valider les simulations
numériques.

IV.1 Profil rigide

Dans cette section, les maillages utilisés pour les simulations sur le profil rigide ainsi
que des calculs d’incertitudes sur les coefficients hydrodynamiques sont d’abord présentés
pour l’approche numérique. Une brève discussion sur l’influence des conditions aux limites
pour les quantités turbulentes est aussi proposée. Les coefficients de portance et de trâınée
mesurés à l’aide de la balance hydrodynamique sont ensuite analysés puis comparés à ceux
de mesures antérieures effectuées à l’IRENav et à la litérature scientifique existante. Les
coefficients hydodynamiques calculés à l’aide des champs de vitesse PIV sont utilisés pour
confirmer les mesures de la balance. Les résultats numériques sont comparés aux mesures
de portance et de trâınée, ainsi qu’aux champs de vitesse PIV. L’influence d’interstices
entre le profil et les parois de la veine est estimée à l’aide de simulations numériques. Une
étude numérique de la transition laminaire-turbulent est aussi développée, afin de juger
de la pertinence des bandes adhésives ajoutées au profil en inox.

IV.1.1 Maillages et conditions aux limites

Les maillages du domaine fluide utilisés dans cette thèse ont été créés à l’aide du lo-
giciel Hexpress, distribué par NUMECA. Ce mailleur permet de générer des maillages
hexaédriques non-structurés. Dans un premier temps, une étude de convergence en
maillages 2D est réalisée, afin d’estimer les incertitudes de discrétisation spatiale. Les
maillages 2D sont ensuite utilisés pour générer des maillages 3D par extrusion, sur les-
quels une étude de convergence est aussi réalisée.

IV.1.1.a Etude de convergence pour les maillages 2D

Les premières simulations numériques ont été réalisées en considérant un problème
en deux dimensions, ne nécessitant pas de trop grandes ressources de calcul. Le cas test
considéré est l’écoulement autour du profil en inox dans la veine du tunnel de cavitation
pour une vitesse d’entrée U = 5 m/s (Re=5 105 ) et un angle d’incidence α = 8◦. Le
domaine fluide utilisé pour les maillages est basé sur la géométrie de la veine d’essais et
prend en compte la légère divergence de la section de veine. Un schéma de la géométrie
et des différentes conditions aux limites est présenté en figure IV.1.

Une série de neuf maillages 2D notés de M92D à M12D, du plus grossier au plus fin, ont
été générés avec le logiciel Hexpress. Chaque maillage est obtenu à partir d’un maillage de
base uniforme, auquel sont ajoutées des bôıtes de raffinements autour du profil. Chaque
niveau de raffinement est obtenu en divisant les cellules par deux dans chaque direction.
Une vue du maillage grossier M92D près du profil est donnée en figure IV.2. Le maillage est
raffiné sur les parois du tunnel et du profil afin d’adopter une approche ”bas Reynolds”,
soit y+ . 1.
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Figure IV.1 – Schéma du domaine fluide et conditions aux limites pour les simulations
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Figure IV.2 – Vue du maillage grossier M9 autour du profil.

Les maillages utilisés pour l’étude de convergence doivent en théorie être strictement
embôıtés, i.e. il est nécessaire d’avoir la même topologie des niveaux de raffinement pour
tous les maillages. Le logiciel Hexpress, ne permet d’obtenir deux maillages strictement
embôıtés que si le ratio des tailles de cellules entre les deux maillages est une puissance
de deux. Cette restriction peut rapidement limiter le nombre de maillages à utiliser pour
l’étude de convergence. Par exemple, pour une série de cinq maillages embôıtés, le nombre
de cellules dans le maillage le plus fin est plus de 250 fois supérieur à celui du maillage
le plus grossier. L’ensemble des neuf maillages utilisés pour l’estimation des incertitudes
est donc composé de deux séries de maillages strictement embôıtés, les maillages M92D,
M72D, M52D, M32D et M12D d’une part et les maillages M82D, M62D, M2D4, et M22D
d’autre part. Les caractéristiques de ces maillages sont présentées dans le tableau IV.1.
Pour le maillage le plus grossier M92D, la surface du profil est discrétisée à l’aide de 366
cellules. Notons que le maillage M12D le plus fin contient largement plus de cellules que
les maillages habituellement utilisés pour une approche RANSE. Cependant, ce maillage
n’est utilisé que pour l’estimation des incertitudes, et la simulation est réalisée en partant
de la solution sur un maillage plus grossier, limitant ainsi le temps de calcul. L’étude de
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Maillage Nb. cellules (N cell
i ) max(y+profil) hi/h1

M92D 43 715 1.31 16.0
M82D 71 947 0.96 12.5
M72D 174 860 0.66 8.00
M62D 287 788 0.49 6.20
M52D 699 440 0.33 4.00
M42D 1 151 152 0.25 3.10
M32D 2 797 760 0.17 2.00
M22D 4 604 608 0.12 1.60
M12D 11 191 040 0.08 1.00

Table IV.1 – Caractéristiques des maillages 2D utilisés pour l’étude de convergence en

maillages (hi/h1 =
√

Ncell
1

Ncell
i

).

convergence en maillage a été réalisée en considérant un régime stationnaire et en utili-
sant le modèle de turbulence k − ω SST 2003. Le nombre d’itérations non-linéaires est
ajusté afin d’obtenir la convergence des coefficients hydrodynamiques. Pour chaque simu-
lation les normes infinies des résidus sur la vitesse et la pression sont inférieures à 10−5,
permettant ainsi de considérer que les erreurs de discrétisation spatiale sont dominantes
par rapport aux erreurs de convergence non-linéaire. L’énergie cinétique turbulente k est
imposée à k = 0.015 m2/s2 en entrée de veine, correspondant à une intensité de la turbu-
lence It = 2% similaire à celle des essais. La valeur du taux de dissipation de la turbulence
ω est choisie pour avoir un ratio µt/µ ≈ 2100. Cette valeur, bien que peu réaliste, permet
de ne pas dissiper la quantité d’énergie cinétique turbulente entre l’entrée de veine et le
profil, comme précisé dans la section IV.1.1.c.

Pour effectuer une étude de convergence en maillage, Eça et Hoekstra [358] propose de
chercher la régression polynomiale qui minimise les résidus de la méthode des moindres
carrés, appliquée à la quantité d’intérêt φ. Dans notre cas les quantités d’intérêt sont les
coefficients hydrodynamiques CL et CD. Idéalement, la fonction polynomiale recherchée
doit être de la forme :

φ(hi) = φ0 + αhpi

Dans ce cas, p nous donne l’ordre de convergence et φ0 nous donne une estimation de la
quantité φ dénuée d’erreur de discrétisation, qu’on obtiendrait avec un maillage infini-
ment raffiné. Les schémas de discrétisation spatiale utilisés dans ISIS-CFD sont d’ordre
2, on peut donc théoriquement s’attendre à retrouver une dépendance quadratique des
coefficients hydrodynamiques avec la taille des cellules. Dans le cas où il n’est pas pos-
sible d’obtenir une régression de cette forme, diverses expressions polynomiales sont uti-
lisées (Eça et Hoekstra [358]). L’expression minimisant les résidus des moindres carrés
est alors utilisée pour obtenir une estimation des l’incertitudes numériques Uφ(φi) pour
les différents maillages. Ces incertitudes permettent d’obtenir un intervalle, dans lequel
la valeur exacte de la quantité d’intérêt φexact se trouve, avec un niveau de confiance égal
à 95% :

φi − Uφ(φi) ≤ φexact ≤ φi + Uφ(φi)

Cette méthode a été appliquée aux coefficients CL et CD, pour les deux ensembles de
maillages embôıtés présentés dans la section précédente. Le premier ensemble regroupe les
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maillages M92D, M72D, M52D, M32D et M12D et sera désigné dans la suite de cette section
par M2i+1. Le deuxième ensemble regroupe les maillages M82D, M62D, M42D et M22D
et sera désigné par M2i. Pour l’ensemble de maillage M2i+1 les expressions polynomiales
retenues pour les coefficients hydrodynamiques s’écrivent sous les formes :

CL,2i+1(h) = CL0,2i+1 + α1,2i+1 h+ α2,2i+1 h
2

et

CD,2i+1(h) = CD0,2i+1 + β2i+1 h
0.8

(IV.1)

Pour l’ensemble de maillage M2i, on obtient les expressions :

CL,2i(h) = CL0,2i + α2i h
1.7 et CD,2i(h) = CD0,2i + β2i h

1.2 (IV.2)

Pour les deux ensemble de maillages, le terme de plus haut ordre pour le coefficient de por-
tance est proche de la valeur attendue p = 2. Par contre, pour le coefficient de trâınée, on
obtient un ordre de convergence plutôt proche de p = 1. Les valeurs des coefficients obte-
nus avec les différents maillages, ainsi que les les courbes de régressions polynomiales sont
présentées en figure IV.3. Les barres d’erreurs correspondent aux incertitudes numériques
calculées pour chaque maillage.

(a) (b)

Figure IV.3 – Convergence en maillages 2D des coefficients hydrodynamiques (U0 = 5
m/s, α = 8◦).

Le tableau IV.2 résume les principaux résultats de l’étude de convergence en maillage.
Les estimations de CL0 obtenues avec les deux ensembles de maillages sont très proches.
On obtient CL0 = 0.865 pour les maillages M2i+1 et CL0 = 0.862 pour les maillages M2i,
soit une différence de l’ordre de 0.35 %. La convergence du coefficient de portance est
presque monotone décroissante pour les maillages M2i+1 et monotone croissante pour les
maillages M2i. Si les deux ensembles de maillages avaient été regroupés en un unique en-
semble pour l’étude de convergence, on aurait donc obtenu une convergence oscillante, qui
n’est pas compatible avec la méthode proposée par Eça et Hoekstra [358]. Au contraire
pour le coefficient de trâınée, les courbes de convergence sont similaires sur les deux en-
sembles de maillages. On peut donc obtenir des estimations d’incertitudes en considérant
tous les maillages comme un seul ensemble de maillages embôıtés (bien qu’ils ne le soient
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pas rigoureusement). La régression polynomiale est alors représentée par la courbe noire
sur la figure IV.3b. Dans ce cas on obtient un ordre de convergence p = 0.77 et une valeur
extrapolée CD0 = 0.0226.

φ Maillages φ0 p φ0 − φgrossier (%) Uφ(φgrossier) (%) φ0 − φfin (%) Uφ(φfin) (%)

CL
M2i+1 0.866 1 et 2 +1.85 2.38 -0.35 0.49
M2i 0.862 1.7 -1.97 2.49 -0.11 0.10

CD
M2i+1 0.0226 0.8 -3.60 4.73 -0.38 0.50
M2i 0.0226 1.2 -3.78 4.54 -0.59 0.40

Table IV.2 – Ordres de convergence et incertitudes issus de l’étude de convergence en
maillage 2D.

Grâce à cette étude de convergence, il est possible de choisir quel niveau de raffinement
est suffisant pour obtenir une solution fiable, sans avoir un nombre de cellules trop élevé
pour limiter les temps de calculs. Le maillage M72D permet d’obtenir une incertitude
inférieure à 0.6% sur le coefficient de portance, et de l’ordre de 2.5% sur le coefficient
de trâınée. La solution obtenue sur ce maillage présente donc assez peu d’erreurs de
discrétisation, tout en nécessitant un nombre raisonnable de cellules. Ce maillage est
donc choisi comme référence, et les mêmes niveaux de raffinement sont donc utilisés pour
la génération de maillages 2D à d’autres angles d’incidence.

Afin de réduire davantage le nombre de cellules, il est habituellement possible d’em-
ployer des lois de parois pour résoudre l’écoulement dans les couches limites. Dans ce
cas, les tailles des cellules du maillage près des parois peuvent être plus importantes, afin
d’obtenir des valeurs de y+ supérieures à 30. L’emploi de lois de paroi n’est en général pas
compatible avec la présence de détachements de couche limite, susceptibles d’apparâıtre
sur le profil. De plus les lois de paroi sont valables pour des écoulements monophasiques,
mais ne s’appliquent a priori pas aux cas diphasiques. Il n’est donc pas possible d’em-
ployer cette approche pour la couche limite sur le profil. En revanche, les lois de paroi
peuvent être appliquées sur les parois du tunnel, et donc permettre de diminuer le nombre
de cellules d’un maillage. Les différences obtenues sur les coefficients hydrodynamiquees
par simulations 2D avec et sans lois de paroi sur le tunnel sont inférieures à 0.1% pour le
maillage M72D. Elles sont inférieures aux incertitudes numériques calculées avec l’étude
de convergence en maillage. Il est donc possible d’employer des lois de parois sur les pa-
rois horizontales du tunnel sans introduire d’erreur de modélisation significative dans les
valeurs des coefficients hydrodynamiques. Les simulations présentées dans le paragraphe
suivant ont donc été réalisées avec lois de parois, permettant ainsi de réduire le nombre
de cellules des maillages d’environ 10%.

L’influence de la longueur du domaine fluide en aval du profil a aussi été estimée.
Un maillage a été réalisé en étendant le domaine de calcul dans le sillage du profil, afin
d’obtenir une longueur supérieure à neuf cordes entre le bord de fuite et la fin de la
veine. Les différences obtenues sur les coefficients hydrodynamiques sont encore une fois
inférieures à 0.1%, suggérant que 5 cordes entre le profil et la fin de veine sont suffisantes
pour limiter l’influence des conditions aux limites sur l’écoulement autour du profil.

IV.1.1.b Maillages 3D

Une série de maillages 3D a été générée à partir des maillages utilisés pour la conver-
gence de maillage 2D. Pour l’écoulement subcavitant autour du profil rigide, on peut
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considérer que la géométrie présente un plan de symétrie à mi-envergure et seule la
moitié de la veine d’essais est donc utilisée comme domaine de calcul. En réalité, cette
symétrie n’existe pas à cause d’interstices entre le profil et les parois du tunnel (cf section
IV.1.3.b). Cette approximation permet néanmoins de réduire significativement les tailles
des maillages 3D pour l’étude de convergence. Les conditions aux limites imposées sur le
domaine sont données sur la figure IV.4.

NACA 0015
U = 5 m/s

Adhérence
U = 0 m/s
y+ . 1

p = 0 Pa

10c = 1 m

0.
19
2
m

0.5s = 0.096 m

Plan de symétrie

Figure IV.4 – Domaine fluide et conditions aux limites pour les simulations 3D
d’écoulements subcavitants autour du profil rigide.

Contrairement au cas 2D, seuls cinq maillages ont été utilisés pour la géométrie 3D,
pour éviter des temps de calculs rédhibitoires. Les maillages ont été générés par extrusion
des cinq maillages 2D les plus grossiers. Deux ensembles de maillages embôıtés sont de
nouveau considérés, les maillages M93D, M73D et M53D d’une part et les maillages M83D
et M63D d’autre part. Leurs caractéristiques sont données dans le tableau IV.3. La densité
de cellules du maillage grossier près de l’encastrement est illustrée sur la figure IV.5.

Maillage Nb. de cellules (N cell
i ) Nb. de cellules sur la demi-envergure hi/h5

M93D 2 360 610 54 4.0
M83D 5 180 184 72 3.1
M73D 18 884 880 108 2.0
M63D 41 441 472 144 1.6
M53D 151 079 040 216 1.0

Table IV.3 – Caractéristiques des maillages 3D utilisés pour l’étude de convergence en

maillage
(

hi/h5 =
√

Ncell
5

Ncell
i

)

.

Les coefficients de portance et de trâınée obtenus sur les cinq maillages sont regroupés
dans le tableau IV.4. Comme pour les maillages 2D, l’utilisation d’un ensemble de cinq
maillages non rigoureusement embôıtés ne permet pas d’obtenir une convergence mono-
tone des coefficients hydrodynamiques. La méthode proposée par Eça et Hoekstra [358]
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Figure IV.5 – Vue du maillage grossier M93D près de l’encastrement.

ne permet pas dans ce cas d’estimer de façon fiable les incertitudes. Pour une convergence
oscillante, Wilson et Stern [359] proposent d’estimer une borne supérieure de l’erreur à
l’aide de la relation :

Uφ =
max(φi)−min(φi)

2

Cette relation appliquée aux coefficients de portance et de trâınée donne des incertitudes
UCL

= 1.9× 10−2 et UCD
= 4.4× 10−4, correspondant à respectivement 2.3% et 1.7% des

coefficients hydrodynamiques obtenus avec le maillage M73D.

Maillage CLi (CLi − CL5)/CL5 (%) CDi (CDi − CD5)/CD5 (%)
M93D 0.859 -0.66 0.0257 +1.70
M83D 0.821 +3.87 0.0261 +3.28
M73D 0.850 -0.49 0.0252 -0.19
M63D 0.842 -1.38 0.0253 0.00
M53D 0.854 - 0.0253 -

Table IV.4 – Coefficients hydrodynamiques obtenus sur les maillages 3D (U0 = 5 m/s,
α = 8◦).

De plus, les coefficients hydrodynamiques issus des simulations sur le maillage M73D
ne différent que de -0.49% pour la portance et -0.19% pour la trâınée par rapport aux
coefficients obtenus sur le maillage le plus fin (tableau IV.4). Le maillage M73D a donc été
choisi comme référence pour la génération des maillages 3D aux autres incidences. Les
lois de paroi sur les murs supérieurs et inférieurs de la veine permettent aussi de réduire
les nombres de cellules, et ont donc été utilisées pour les calculs 3D présentés dans la
suite de ce chapitre.

IV.1.1.c Influence des conditions en entrée de veine

Les simulations numériques nécessitent d’imposer en entrée de veine des conditions
aux limites sur les quantité turbulentes. L’intensité turbulente peut être calculée à l’aide
de la relation :

It =

√

2k

3U2
0
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Dans les simulations, l’énergie cinétique turbulente peut être imposée en entrée de veine,
afin d’obtenir une intensité turbulente similaire à celle mesurée dans le tunnel, de l’ordre
de 2%. En revanche, les valeurs à imposer pour le taux de dissipation turbulente ω et la
viscosité turbulente µt ne peuvent être directement mesurées expérimentalement. Dans le
modèle k− ω SST ces deux quantités peuvent être exprimées en fonction d’une longueur
caractéristique de la turbulence lt :

ω =

√
k

β∗lt
et µt = ρfβ

∗lt
√
k (IV.3)

avec β∗ = 0.09. Dans sa thèse, Marchand [300] calcule les autocorrélations des vitesses
mesurées par LDV en entrée de veine et estime la longueur des plus grandes structures
turbulentes de l’ordre de lt = 1.4 mm. En utilisant cette valeur, on obtient alors ω = 972
s−1 et µt = 0.015 Pa.s. Une simulation 2D a été réalisée avec ces valeurs d’entrée pour
le modèle k − ω SST sur le maillage M7 de référence. Les résultats montrent que cette
valeur élevée de ω a tendance à rapidement dissiper l’énergie cinétique turbulente dans le
domaine de calcul. Comme présenté en figure IV.6a, l’intensité turbulente de 2% imposée
en entrée de veine (x/c = 0) est presque réduite de moitié trois cordes en aval. Ce
problème est discuté en détails dans Spalart et Rumsey [360], où des conditions aux limites
appropriées sont proposées pour des simulations aérodynamiques. Les auteurs montrent
aussi que des valeurs trop élevées du ratio µt/µf peuvent contaminer les résultats de
simulations. Des calculs 2D supplémentaires ont été réalisés avec différentes valeurs pour
la longueur turbulente lt, regroupées dans le tableau IV.5. Les résultats, présentés en
figure IV.6a, suggèrent que des longueurs caractéristiques élevées permettent d’obtenir
une intensité de la turbulence constante en amont du profil. Les valeurs de lt utilisées
conduisent à des ratio µt/µf très différents loin du profil. En revanche, le modèle k − ω
SST étant réputé pour être peu sensible aux conditions d’entrée, on retrouve des valeurs
similaires près du profil, comme le montre les courbes de la figure IV.6b. Les écarts
obtenus sur les efforts pour les différentes valeurs de la longueur turbulente ne dépassent
pas 0.1% pour la portance et 1.9% pour la trâınée. Des simulations réalisées avec le
modèle EASM ont montré des écarts sur la portance inférieurs à 1%, et des écarts sur la
trâınée inférieurs à 3.9%. Les conditions aux limites utilisées pour les simulations avec les

lt (m) ω (s−1) µt/µf
0.0014 970 15
0.015 91 165
0.1 14 1 100
2 0.7 22 000

Table IV.5 – Taux de dissipation et viscosités turbulentes pour différentes longueurs
caractéristiques lt.

modèles k − ω SST et EASM sont finalement choisies pour correspondre à une longueur
turbulente égale à la hauteur de la veine d’essai, soit lt = 0.192. Bien que cette valeur ne
soit pas physique, elle a pour avantage de ne pas dissiper l’énergie cinétique turbulente
en entrée de veine. De plus, d’après les profils donnés en figure IV.7, les valeurs du taux
de dissipation sont très similaires près du profil. Les écarts observés sur la trâınée pour
les différentes valeurs de lt sont donc vraisemblablement dus à l’intensité turbulente en
amont du profil, plus élevée pour les valeur de lt les plus importantes. Notons également
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que l’influence de ce paramètre dans le sillage du profil n’est pas significative (cf figure
IV.7b).

(a) Décroissance de l’intensité turbulente en
amont du profil

(b) Distribution de la viscosité turbulente
dans le sillage en x = xfuite + 0.05c.

Figure IV.6 – Influence des conditions aux limites pour les quantités turbulentes sur
l’énergie cinétique turbulente et la viscosité turbulente (cf tableau IV.5). α = 8◦ et

U0 = 5 m/s.

(a) Distribution du taux de dissipation (b) Profil de vitesse

Figure IV.7 – Influence des conditions aux limites pour les quantités turbulentes sur le
taux de dissipation et la vitesse dans le sillage en x = xfuite + 0.05c. α = 8◦ et U0 = 5

m/s.
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IV.1.2 Analyse des résultats expérimentaux

IV.1.2.a Coefficients hydrodynamiques mesurés avec la balance

Des mesures d’efforts ont été réalisées sur le profil en inox, avec et sans bandes
adhésives pour déclencher la couche limite turbulente. La vitesse de consigne en entrée
de veine est U0 = 5 m/s, correspondant à un nombre de Reynolds Re=5×105. Les efforts
ont été mesurés pour des angles d’attaque α compris entre −15◦ et +15◦ pour le profil
lisse et −10◦ et +10◦ pour le profil avec bandes. Les coefficients de portance et de trâınée
obtenus sont présentés en figure IV.8. Les allures de courbes attendues pour un profil
symétrique sont globalement bien retrouvées : les coefficients de portance présentent une
symétrie centrale par rapport à l’origine et les coefficients de trâınée une symétrie axiale
par rapport à la droite α = 0◦. Des écarts à ces symétries sont cependant obtenus pour
les angles importants. Afin d’estimer la fiabilité des mesures, les valeurs absolues des co-
efficients en fonction des valeurs absolues des angles d’incidence sont présentées pour le
profil lisse en figure IV.9.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.8 – Coefficients de portance et de trâınée mesurés pour le profil NACA0015
en inox avec et sans bandes pour différents angles d’attaque. Les barres d’erreurs

représentent les incertitudes de mesures (U0=5 m/s).

Les coefficients de portance sont symétriques pour des angles inférieurs à α = 6◦. Pour
des angles supérieurs, les efforts de portance obtenus pour les angles d’attaque positifs
sont plus élevés que ceux obtenus aux incidences négatives. Les écarts entre incidences
positives et négatives sont supérieurs aux incertitudes de mesures.

Pour comprendre l’origine de ces différences entre les incidences positives et négatives,
des acquisitions PIV ont été réalisées dans un plan à mi-envergure en entrée de veine.
Les profils verticaux des vitesses au dessus du capteur de pression aval, utilisé pour pour
la régulation en vitesse du tunnel, sont présentés en figure IV.10 pour plusieurs angles
d’attaque du profil. L’ordonnée y/h = 0 correspond à la hauteur de mi-veine, les valeurs
y/h = −1 et y/h = 1 correspondent respectivement aux parois inférieure et supérieure
de la veine. Pour un angle d’attaque nul α = 0◦, le profil de vitesse horizontale ux(y) est
uniforme en milieu de veine. Les valeurs obtenues sont légèrement supérieures à la vitesse
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(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.9 – Comparaison des coefficients hydrodynamiques obtenus sur le profil lisse
pour les angles positifs et négatifs. Les barres d’erreurs représentent les incertitudes de

mesures (U0=5 m/s).

(a) Profil des vitesses horizontales (b) Profil des vitesses verticales

Figure IV.10 – Profils verticaux des vitesses PIV au niveau du capteur de pression
aval pour des incidences positives et négatives (U0=5 m/s).

de consigne, de l’ordre de 1%. Ces faibles écarts sont attendus, puisque la régulation en
vitesse du tunnel se fait sur la vitesse de débit en entrée de veine. Le développement des
couches limites, aux vitesses plus faibles sur les parois du tunnel causent donc des vitesses
légérement supérieures à la vitesse de consigne en milieu de veine.

Lorsque le profil est en incidence, la vitesse en milieu de veine dépend de l’angle
d’attaque : les mesures PIV mettent en évidence des vitesses supérieures à la vitesse de
consigne pour des incidences positives et inférieures à la vitesse de consigne pour des
incidences négatives. Ces variations apparâıssent dans la partie supérieure de la veine,
alors que les vitesses semblent peu s’écarter de la vitesse de consigne près de la paroi
inférieure. Lorsque le profil a une incidence positive, le gradient de pression négatif dans
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le sens de l’écoulement présent dans la partie supérieure de la veine a tendance à aspirer
le fluide. La vitesse en entrée, augmente donc lorsqu’on se rapproche la paroi supérieure
de la veine. Au contraire lorsque le profil a une incidence négative, le gradient de pression
dans le sens de l’écoulement en haut de la veine est positif, et on obtient des vitesses
inférieures à la valeur de consigne. Ces variations de vitesses sont moins importantes
dans la partie inférieure de la veine puisque le contrôle en vitesse du tunnel s’effectue par
rapport à la valeur relevée par le capteur de pression, situé sur la paroi inférieure.

Le même raisonnement permet d’expliquer les différences observées sur le profil de
vitesse verticale uy, pour les angles d’incidence positifs et négatifs. On peut cependant
observer des vitesses verticales positives près de la paroi inférieure pouvant atteindre 4%
de la valeur nominale U0. Il est possible que la géométrie du convergent, qui n’est pas
symétrique dans la direction verticale, soit à l’origine de ce phénomène. Notons que ces
acquisitions PIV ont aussi permis de mesurer la turbulence en entrée de veine. L’intensité
turbulente est comprise entre 1% et 2%, avec une valeur moyennée suivant la direction y
égale à 1.3%. On retrouve bien des valeurs cohérentes avec les mesures par LDV effectuées
par Leroux dans sa thèse [4], donnant un taux de l’ordre de 2%.

La force qui s’exerce sur le profil est directement liée à la quantité de mouvement
introduite en entrée de veine. Pour un écoulement bidimensionnel, et dans le cas d’un
régime stationnaire, la quantité de mouvement moyenne peut être estimée par :

P =

´

Se
ρf u(u · n) dS

Se
(IV.4)

Les écarts observés en figure IV.9 peuvent donc en partie s’expliquer par des variations
de la quantité de mouvement introduite en entrée de veine, en fonction de l’incidence du
profil. Pour des vitesses uniformes en entrée de veine U0, on obtient ||P|| = ρfU

2
0 , soit

deux fois la pression dynamique utilisée pour le calcul des coefficients hydrodynamiques.
Les coefficients hydrodynamiques peuvent donc être corrigés en utilisant la relation :

Ccorr
L (α) =

ρfU
2
0

||P(α)|| CL(α) (IV.5)

Les valeurs du facteur de correction mesurées pour différents angles d’attaque sont
présentées en figure IV.11. La courbe met en évidence une relation quasi-linéaire avec
l’angle d’incidence.

En appliquant la correction précédente aux coefficients hydrodynamiques, on retrouve
mieux les symétries attendues sur les coefficients de portance et de trâınée. Comme
présenté en figure IV.13, bien que les écarts restants sur les coefficients de portance
corrigés soient négligeables comparés aux incertitudes de mesures, des différences non-
négligeables demeurent sur les coefficients de trâınée.

Dans différentes séries de mesures d’efforts réalisées pendant cette thèse, les coeffi-
cients de trâınée de profils symétriques en incidences positives sont supérieurs à ceux en
incidences négatives. La constance des écarts observés suggère un décalage du zéro ba-
lance lors de l’étalonnage réalisé en 2018. Les mesures de la balance sont donc finalement
corrigées en introduisant un angle de 0.1◦ dans la matrice de rotation. Les courbes de
portance et de trâınée finales obtenues avec et sans bandes adhésives sont données en fi-
gure IV.13 et IV.14. Les corrections apportées permettent bien de retrouver les propriétés
de symétries des coefficients de portance et de trâınée pour le profil rigide. Des écarts
subsistent sur les courbes de portance pour le profil avec bandes pour des angles compris
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Figure IV.11 – Valeur du facteur de correction à appliquer aux coefficients
hydrodynamiques pour différents angles d’attaque.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.12 – Coefficients de portance et de trâınée du profil lisse, corrigés pour
prendre en compte l’influence de l’écoulement en entrée de veine.

entre α = 4◦ et α = 6◦. Ces derniers sont vraisemblablement dus à la présence des bandes
de part et d’autre du profil. En effet, une dissymétrie sur la position des bandes est sus-
ceptible d’entrâıner des différences lors de la transition de la couche limite laminaire, qui
existe pour des angles compris entre α = 4◦ et α = 6◦. Pour des angles supérieurs, les
deux courbes se superposent. Dans la suite de ce chapitre, par souci de concision, seuls
les coefficients mesurés pour les angles d’attaque positifs seront donc utilisés.

Les coefficients hydrodynamiques obtenus avec et sans bandes sont comparés sur la fi-
gure IV.15. La droite CL = 2πα est aussi donnée pour faire la comparaison avec la théorie
des profils minces (Abbott et al. [361]). Pour les cas avec ou sans bandes, le coefficient de
portance varie linéairement avec l’angle d’attaque, selon la relation prédite par la théorie
des profils minces pour des angles d’attaque compris entre α = −6◦ et α = +6◦. Au-delà,
la portance semble varier linéairement avec l’angle, mais avec un coefficient directeur
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(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.13 – Coefficients de portance et de trâınée du profil lisse obtenus après
correction de l’influence de l’écoulement en entrée de veine et de la matrice de rotation.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.14 – Coefficients de portance et de trâınée du profil avec bandes adhésives
obtenus après correction de l’influence de l’écoulement en entrée de veine et de la

matrice de rotation.

moins important. Ce changement de pente est dû à la transition des couches limites la-
minaires en couches limites turbulentes sur les parois du profil. Pour de faibles intensités
turbulentes, la transition laminaire est susceptible de se faire au niveau d’un bulbe de
séparation laminaire sur l’intrados et l’extrados du profil. Ce type de transition a été
étudié expérimentalement et numériquement sur un NACA 66312 rigide par Delafin et
al. [362]. Le même profil fut utilisé par Ducoin et al. [280], pour mettre en évidence les
vibrations induites par le bulbe de séparation laminaire sur un profil flexible en POM.
Ces travaux mettent en évidence l’apparition d’un palier de portance lorsque l’angle d’at-
taque augmente, dû au déplacement du bulbe de séparation laminaire sur l’extrados vers
le bord d’attaque. Dans sa thèse, Marchand [300] comparait les courbes de portance et
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de trâınée obtenues avec le profil lisse et différents dispositifs pour déclencher la couche
limite turbulente. Pour chaque dispositif le palier de portance disparâıt. La présence du
bulbe sur l’extrados implique une zone de fluide d̂ıte ”morte” où la pression est constante.
Ce plateau de pression induit une augmentation de la portance par rapport au cas d’une
couche limite attachée et sa largeur dépend de la taille du bulbe. Pour un profil NACA
0015 à un angle d’attaque α = 9.5◦ et un nombre de Reynolds Re=5.105, Sharma et Pod-
dar [363] ont mesuré expérimentalement que le bulbe de séparation laminaire représente
15% de la corde. La présence d’un bulbe près du bord de fuite sur l’intrados peut aussi
être responsable d’une augmentation de la cambrure du profil vue par l’écoulement (Tim-
mer [364]). Ces phénomènes de transition tendent donc à augmenter la portance du profil
et peuvent expliquer les coefficients de portance mesurés sur le profil lisse pour des angles
α > 6◦, supérieurs à ceux du profil avec bandes adhésives pour déclencher la couche limite
turbulente. Une discussion plus détaillée de la transition turbulente des couches limites
est proposée dans la section IV.1.3.c.

Les courbes de trâınée sont similaires avec et sans bandes adhésives. Les valeurs du
coefficient de trâınée sont légèrement supérieures pour le profil avec bandes. Dans les deux
cas, les pentes des courbes semblent diminuer autour de α = 6◦ avant d’augmenter de
nouveau. Ces observations mettent en évidence l’influence de la transition sur la trâınée.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.15 – Comparaison des coefficients hydrodynamiques obtenus avec et sans
ajout de bandes au bord d’attaque, pour différentes incidences (U0=5 m/s).

Les écarts types, calculés à partir des acquisitions de la balance sur 50 secondes, sont
données en figure IV.16. Les courbes obtenues pour le profil lisse présentent un palier
entre α = 6◦ et α = 8◦. Ce palier semble disparâıtre avec l’ajout de bandes près du bord
d’attaque.

Les coefficients hydrodynamiques obtenus peuvent être comparés aux mesures
antérieures effectuées sur ce profil à l’IRENav (figure IV.17). Les mesures ont toutes
été effectuées pour un même Reynolds Re=5 × 105. Les coefficients hydrodynamiques
pour le profil lisse sont en bon accord avec ceux obtenus par Marchand dans sa thèse.
Dans les cas où des dispositifs ont été ajoutés sur le profil pour déclencher la turbulence,
les mesures montrent des différences non-négligeables. Les positions des bandes adhésives
ajoutées sur le profil par Marchand sont similaires à celles utilisées dans cette thèse. En
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(a) Ecart type de la portance (b) Ecart type de la trâınée

Figure IV.16 – Comparaison des écarts types sur les coefficients hydrodynamiques
obtenus avec et sans ajout de bandes au bord d’attaque pour différentes incidences

(U0=5 m/s).

revanche, Lelong ajouta des bandes rugueuses près du bord d’attaque. Les coefficients de
portance obtenus par Marchand varient linéairement avec l’angle d’incidence, suivant la
droite CL = 2πα prédite par la théorie des profils minces. La courbe obtenue par Lelong
présente également une dépendance linéaire avec l’angle d’attaque, mais de coefficient di-
recteur inférieur. Les coefficients de portance mesurés dans cette thèse se trouvent entre
les deux courbes. Il est possible que l’ajout de bandes lisses réalisé par Marchand soit suf-
fisant pour déclencher la transition turbulente sur l’intrados et l’extrados du profil, alors
que l’ajout de bandes rugueuses effectué par Lelong détériore les performances du profil.
En effet, la bande de rugosité ajoutée par Lelong recouvre l’intégralité du bord d’attaque
et peut donc légèrement changer la géométrie du profil. Les différences obtenues entre
les essais réalisés dans cette thèse et ceux de Marchand sont vraisemblablement dues à
l’intensité de la turbulence dans la veine d’essais qui peut avoir une influence importante
sur les mécanismes de transition. Lors de ses mesures Marchand utilisa un dispositif de
grilles dans le convergent du tunnel, pour atteindre un taux de turbulence en entrée de
veine de l’ordre de 10%, contre 2% dans le cas sans grille.

Les coefficients de trâınée obtenus par Lelong sur le profil avec bandes rugueuses sont
largement supérieurs à ceux mesurés sur des profils avec ajout de bandes. Les coefficients
de trâınée mesurés dans cette thèse sont en accord avec ceux de Marchand pour des
angles supérieurs à α = 6◦. Pour les angles inférieurs, les coefficients de trainée mesurés
par Marchand sont supérieurs, et on n’observe pas de changement de pente autour de
α = 6◦.

Les coefficients hydrodynamiques sont comparés aux résultats de deux publications.
Les essais effectués par Sheldahl et Klimas [365] sont aussi réalisés pour un Reynolds
Re=5×105. Les auteurs notent que l’ajout de bandes rugueuses n’influencait pas les
résultats. On peut donc supposer que la couche limite est turbulente (au moins sur
l’extrado). Dans ses travaux, Bertagnolio [366] utilise également un profil lisse mais à
un Reynolds plus élevé Re=1.6×106. Dans les deux études les coefficients hydrodyna-
miques sont corrigés pour prendre en compte les effets de blocage dus aux parois de la
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(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.17 – Comparaison des coefficients hydrodynamiques avec des mesures
antérieures effectuées à l’IRENav, pour différentes incidences (U0=5 m/s).

veine d’essais. Les coefficients de portance obtenus par Sheldhal et Klimas suivent une
courbe similaire à celle obtenue dans cette thèse, avec un changement de pente notable
autour de α = 6◦. Au contraire les résultats obtenus par Bertagnolio sont plus proches de
ceux obtenus par Marchand (figure IV.17). Il est possible que le taux de turbulence élevé
dans les essais de Marchand ait une influence semblable à celle d’un Reynolds plus élevé,
comme dans les essais de Bertagnolio. Les coefficients de trainée des deux études sont
significativement inférieurs à ceux obtenus à l’IRENav. Il semble aussi que les variations
de trâınée avec l’angle d’attaque soient moins importantes pour ces deux travaux. Il est
donc probable que les effets de blocage et d’interférence dus aux parois de la veine soient
importants (Barlow et al. [367]).

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.18 – Comparaison des courbes de portance et de trâınée avec celles
disponibles dans la littérature scientifique.
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IV.1.2.b Coefficients de portance et de trâınée calculés avec la PIV

Afin de valider les mesures d’efforts réalisées avec la balance, les coefficients hydrody-
namiques peuvent être calculés à l’aide des champs de vitesses PIV. Les acquisitions ont
été faites sur le profil avec bandes. Les deux méthodes utilisées pour le calcul des coef-
ficients, reposant sur l’utilisation d’un contour et l’utilisation du sillage, sont présentées
en section II.4. Pour les valider, ces méthodes ont d’abord été appliquées à des champs
de vitesses issus de simulations 2D, pour différentes incidences et U0 = 5 m/s. Les co-
efficients hydrodynamiques calculés à partir des champs de vitesse peuvent alors être
comparés à ceux calculés par le code par intégration des contraintes sur le profil. Les vi-
tesses moyennes ainsi que les quantités turbulentes issues des simulations sont interpolées
sur le maillage utilisé pour les acquisitions PIV. Les coefficients obtenus pour différents
angles d’attaque sont présentés en figure IV.19. L’intégration sur un contour permet bien
de retrouver les coefficients de portance calculés par le code numérique. Les méthodes
d’intégration sur un contour et dans le sillage permettent aussi de retrouver les coefficients
de trâınée, même s’il existe des écarts pour les petits angles. Ces différences peuvent être
dues à l’interpolation des vitesses sur le maillage PIV, plus grossier que le maillage fluide.
Néanmoins, les coefficients obtenus par les deux méthodes sont en bon acord avec les
coefficients de référence, suggérant que le maillage PIV est suffisament fin pour calculer
les coefficients hydrodynamiques et que les méthodes de contour et de sillage sont valides.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.19 – Comparaison des coefficients hydrodynamiques de référence issus des
simulations 2D et des coefficients obtenus par intégration sur un contour et dans le

sillage.

Au contraire des champs de vitesse issus des simulations, les acquisitions PIV sont
entachées de bruit de mesure. Comme présenté en section II.4, le filtre DFS proposé
par Wang et al. [310] est utilisé dans cette thèse pour réduire le bruit présent dans
les champs de vitesses PIV. Afin d’évaluer la robustesse des méthodes de contour et
de sillage, un bruit gaussien d’intensité égale à 2% est ajouté aux champs de vitesses
issus des simulations. Le chevauchement des fenêtres d’interrogations lors du calcul PIV
conduit à un bruit corrélé plutôt qu’un bruit blanc. En suivant la suggestion de Wang et
al. [310], un filtre de moyenne mobile 3×3 est donc utilisé afin d’obtenir un bruit corrélé.
Un exemple de champ de vitesse avec bruit est présenté en figure IV.20. Les coefficients
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hydrodynamiques sont ensuite calculés à partir des champs bruités, à l’aide des méthodes
de contour et de sillage, avec et sans application du filtre DFS.

(a) Comparaison des champs de vitesse de
référence (haut) et bruité (bas) pour α = 8◦.

(b) Exemple de profils de vitesse obtenus
dans le sillage pour la référence, le champ
bruité avant et après application du lissage

DFS.

Figure IV.20 – Comparaison des champs de vitesse de référence et bruité.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.21 – Coefficients hydrodynamiques obtenus par intégration sur un contour
et dans le sillage pour les champs de vitesses avec bruit.

Les coefficients hydrodynamiques calculés à partir des champs bruités sans application
du filtre DFS sont comparés aux coefficients obtenus à partir des champs non-bruités en
figure IV.21b. La présence de bruit a relativement peu d’influence sur la courbe des
coefficients de portance obtenue par intégration sur un contour. En revanche les deux
méthodes d’intégration appliquées aux champs bruités ne permettent pas de retrouver
les coeffficients de trâınée, pour lesquels on obtient même des valeurs négatives.

Comme présenté en figure IV.22, l’application du filtre DFS sur les champs de vitesse
entachés de bruit permet d’obtenir des coefficients de portance identiques à ceux obtenus
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sur les champs non-bruités. L’intérêt du lissage DFS est flagrant sur les courbes des
coefficients de trâınée. Bien que des écarts subsistent par rapport à la courbe de référence,
les performance des deux méthodes d’intégration sont bien meilleures que pour le cas sans
utilisation de filtre. Différents essais ont aussi montré que la méthode d’intégration dans
le sillage est moins sensible à d’éventuels mauvais alignements des caméras utilisées pour
la PIV. C’est donc cette méthode qui est employée pour calculer les coefficients de trâınée
à partir des acquisitions PIV.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.22 – Coefficients hydrodynamiques obtenus par intégration sur un contour
et dans le sillage pour les champs de vitesse avec bruit auxquels a été appliqué le filtre

DFS.

Les coefficients obtenus à partir de la PIV sont comparés à ceux mesurés avec la
balance en figure IV.23. Les coefficients de portance sont similaires à ceux obtenus avec
la balance. On peut toutefois remarquer qu’ils sont en général légérement supérieurs
en valeurs absolues aux coefficients mesurés avec la balance. En effet, les champs PIV
permettent d’obtenir les coefficients de portance dans un plan situé à mi-envergure, et ne
prennent donc pas en compte les effets de bords causés par les parois de la veine, qui ont
tendance à diminuer la portance. La courbe de trâınée obtenue à partir des champs PIV
est globalement symétrique par rapport à la droite α = 0◦. Les minima locaux obtenus
autour de α = ±6◦ sont vraisemblablement dus à une surrestimation de la trâınée pour
les angles compris entre α = −2◦ et α = +2◦. Pour ces angles l’épaisseur du sillage est
relativement faible et le maillage PIV n’est peut être pas assez fin pour l’estimation de la
trâınée. Enfin, les coefficients de trâınée calculés à l’aide de la PIV sont significativement
inférieurs à ceux mesurés par la balance, suggérant ainsi que la trâınée induite par les
tourbillons marginaux est importante. Cette trâınée induite peut être estimée à l’aide de
la théorie de lignes portantes (Prandtl [368]). En suivant l’approche utilisée par Timmer
[364], la trâınée totale Ctot

D mesurée par la balance peut s’écrire sous la forme :

Ctot
D = Cpar

D + C2D
D + C ind

D (IV.6)

où Cpar
D est une trâınée parasite supposée constante, due à la présence des couches limites

sur les parois de la veine, C2D
D est la trâınée correspondant à un profil 2D et C ind

D la trâınée
induite. La trâınée 2D peut être estimée à l’aide du coefficient calculé à mi-envergure à
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partir des acquisitions PIV, C2D
D ≈ CPIV

D . La trainée induite est calculée grâce à la théorie
des lignes portantes, avec la formule :

C ind
D =

C2
L

πλe

avec λ le rapport de forme du profil et e le coefficient d’efficacité d’Oswald. Il est alors
possible de choisir les valeurs des constantes Cpar

D et e afin de coller au mieux aux valeurs
de portance mesurées par la balance. La courbe de trâınée totale obtenue avec e = 4.7
et Cpar

D = 0.003 est présentée en figure IV.23b. La formule IV.6 permet bien de retrouver
des valeurs proches de la trâınée totale mesurée par la balance.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.23 – Comparaison des coefficients hydrodynamiques mesurés par la balance
et calculés à partir des champs de vitesse PIV (U0 = 5 m/s).

IV.1.3 Résultats numériques et comparaison avec les mesures

IV.1.3.a Comparaison des efforts

Des simulations numériques ont été réalisées avec les maillages M72D et M73D pour
des incidences comprises entre α = 0◦ et α = 10◦ à une vitesse U0 = 5 m/s. La figure
IV.24 propose la comparaison des coefficients hydrodynamiques prédits par les modèles
de turbulence k − ω SST et EASM avec les résultats expérimentaux. Les coefficients de
portance obtenus sur les maillages M72D et M73D avec le modèle k−ω SST sont presque
identiques, les résultats 3D étant légérement inférieurs aux résultats 2D. Comme décrit
dans la section précédente, les effets 3D ne semblent pas avoir de forte influence sur la
portance. Le modèle EASM prédit des coefficients de portance inférieurs à ceux du modèle
k−ω SST, en particulier pour α = 10◦. Bien que pour les deux modèles, les couches limites
sur le profil soient turbulentes, les coefficients de portance sont plus proches des résultats
expérimentaux obtenus sans ajout de bandes pour déclencher la turbulence.

Les coefficients de trâınée prédits par le modèle k − ω SST avec le maillage 3D sont
supérieurs à ceux obtenus sur un maillage 2D. Le maillage 3D permet la prise en compte
des tourbillons en fer à cheval présents à la jonction entre le profil et les parois latérales
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(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.24 – Comparaison des coefficients hydrodynamiques numériques et
expérimentaux (U0 = 5 m/s).

de la veine, dont l’influence est discutée en section IV.1.3.b. Comme présenté en figure
IV.25, la contribution de la trâınée visqueuse est majoritaire jusqu’à α = 6◦, alors que la
trâınée de forme est plus importante pour les angles supérieurs. A partir d’une incidence
α = 8◦, des zones de recirculations significatives sont visibles sur l’extrados du profil, près
des parois et du bord de fuite, comme présenté en figure IV.26 pour α = 10◦.

Figure IV.25 – Contributions des trâınée visqueuse et trâınée de forme prédites par les
simulations en fonction de l’angle d’incidence (U0 = 5 m/s, modèle k − ω SST).

Le modèle de turbulence EASM prédit des coefficients de trâınée significativement
supérieurs au modèle k − ω SST pour les angles supérieurs à α = 6◦. Ces écarts sont
majoritairement causés par une augmentation de la trâınée de forme avec le modèle
EASM. Les courbes de trâınée prédites par les deux modèles de turbulence sont similaires
à celles obtenues expérimentalement pour les angles inférieurs à α = 6◦. Pour les angles
supérieurs, la trâınée numérique est bien inférieure à celle mesurée dans les essais. Notons
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(a) k − ω SST (b) EASM

Figure IV.26 – Distributions du coefficient de pression et lignes de courant prédites
par les modèles k − ω SST et EASM sur l’extrados du profil. L’angle d’incidence est

α = 10◦ et la vitesse U0 = 5 m/s.

que les résultats numériques ne montrent pas les changements de pente observés pour la
portance et la trâınée autour de α = 6◦. En effet, les deux modèles de turbulence utilisés
ne peuvent prédire la transition laminaire-turbulent des couches limites. Des simulations
2D ont été réalisées en utilisant un modèle de transition et sont présentées en section
IV.1.3.c.

Enfin, bien que les profils utilisés dans cette thèse ne soient pas équipés de capteurs
de pression, les résultats numériques peuvent être comparés avec les distributions du
coefficient de pression Cp présentées par Bertagnolio [366] pour α = 0◦ et α = 8.13◦ à
un Reynolds Re=1.6 × 106. Comme illustré en figure IV.27, les coefficients de pression
à mi-envergure prédits par le modèle k − ω SST sur le maillage 3D suivent relativement
bien les valeurs expérimentales de Bertagnolio.

IV.1.3.b Influence de la géométrie du profil

Contrairement à la géométrie utilisée dans les simulations des sections précédentes,
il existe en réalité un interstice de quelques dixièmes de millimètres entre le profil et
les parois latérales de la veine. Afin d’analyser l’influence de cet interstice, de nouveaux
maillages 3D ont été générés à l’aide d’Hexpress pour une incidence α = 8◦. Ces maillages
sont basés sur les mêmes niveaux de raffinement utilisés pour les maillages 2D, et sont
limités à une demi-envergure. Notons que la présence de l’interstice ne permet pas d’ob-
tenir ces maillages 3D par extrusion de maillages 2D. Des boites de raffinement ont été
ajoutées autour de l’interstice afin de mieux résoudre les tourbillons marginaux. Pour ce
type de géométrie, il est assez complexe de générer des maillages de bonne qualité avec
Hexpress, en particulier pour le maillage des couches limites. Ces maillages possèdent
donc un nombre important de cellules, de l’ordre de 39 millions. Trois tailles d’interstice
ont été étudiées, ∆ztip = 0.3 mm, ∆ztip = 0.5 mm et ∆ztip = 0.7 mm, correspondant à
respectivement 1.6‰, 2.6‰ et 3.7‰ de l’envergure totale. Une vue du maillage, dans
un plan perpendiculaire à la direction de l’écoulement situé à mi-corde, est donnée en
figure IV.28 pour ∆ztip = 0.7 mm.
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(a) α = 0◦ (b) α = 8◦

Figure IV.27 – Comparaison des coefficients de pression mesurés par Bertagnolio [366]
et ceux prédits par les simulations sur la section à mi-envergure du profil.

(a) Vue de toute l’envergure

∆ztip

(b) Zoom sur l’interstice

Figure IV.28 – Vues d’un maillage généré pour prendre en compte l’interstice. Le plan
de coupe est situé en x = 0.25c. Le rectangle rouge marque la zone de zoom présentée

sur l’image de droite.

De premières simulations ont été réalisées sur ces maillages avec le modèle k−ω SST,
pour une vitesse U0 = 5 m/s. Les calculs montrent que plus l’interstice est important, plus
la portance diminue. Ces variations restent cependant inférieures à 2%. En revanche, la
taille de l’interstice a une influence beaucoup plus importante sur le coefficient de trâınée.
D’après les résultats numériques présentés en figure IV.29, un interstice de 0.7 mm aug-
mente la trâınée totale de l’ordre de 40%. Cette augmentation est due à une augmentation
significative de la trâınée de pression, causée par l’apparition d’un tourbillon marginal en
présence d’interstice.

Les isosurfaces du second invariant du gradient de vitesse adimensionnel Q∗ = Qc2/U2
0

sont présentées en figure IV.30 pour différentes largeurs d’interstice. Sur la géométrie où
le profil et la paroi sont joints, deux tourbillons en fer à cheval primaires se forment,
accompagnés de vortex induits. Il existe aussi un vortex secondaire moins important près
du profil. Lorsque l’interstice entre le profil et la paroi est pris en compte, un tourbillon
marginal se forme au bord d’attaque. On observe aussi la présence d’un vortex induit
contra-rotatif et d’une zone de séparation sur l’extrémité du profil. Ces tourbillons sont
typiques de l’écoulement en extrémité de profil libre (Liang et Xue [369]) ou en présence
de paroi (Decaix et al. [370]). La faible étendue de la zone de séparation peut être due
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Figure IV.29 – Influence de la taille de l’interstice sur le coefficient de trâınée.

à la taille de l’interstice, très inférieure à ce qui est habituellement pris en compte dans
la littérature. Cela explique aussi la présence du tourbillon en fer à cheval, même sans
jonction entre le profil et la paroi. Plus l’interstice est important, plus le tourbillon en fer
à cheval tend à disparâıtre.

Vortex

primaire

Vortex

secondaire

(a) ∆ztip = 0 (b) ∆ztip = 0.3 mm

(c) ∆ztip = 0.5 mm

Vortex

marginal

Vortex

induit

Séparation

(d) ∆ztip = 0.7 mm

Figure IV.30 – Isosurfaces du second invariant adimensionnel (Q∗=60) pour différentes
valeurs de l’interstice.

Afin de confirmer la présence de vortex marginaux aux extrémités du profil, des me-
sures de PIV ont été effectuées dans un plan situé à 9 mm du hublot. Les champs de
vitesse PIV sont comparés aux résultats numériques obtenus sur les géométries sans in-
terstice et avec interstice de taille ∆ztip = 0.7 mm. Une zone de faibles vitesses est visible
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en aval du profil sur les mesures PIV, mettant en évidence la présence d’un tourbillon
marginal près du hublot (figure IV.31). Alors que ce tourbillon n’est pas retrouvé avec
la géométrie sans interstice, il est bien visible sur les vitesses issues de la simulation avec
interstice. La position du tourbillon marginal est cependant légèrement différente de celle
observée sur les champs PIV, où le tourbillon semble convecté vers la partie supérieure
de la veine.

(a) PIV (b) Sans interstice

(c) Interstice ∆ztip = 0.7 mm

Figure IV.31 – Champs de vitesse obtenus dans un plan situé à 9 mm du hublot de la
veine d’essais. Les résultats de la PIV sont comparés aux simulations sur les géométries

avec et sans interstice.

Des calculs prenant en compte l’interstice ont été réalisés avec le modèle EASM. Ce
modèle non-linéaire est supposé plus adapté à ce type d’écoulement anisotropique que le
modèle k − ω SST (Churchfield et al. [371], Menter et al. [372]). L’utilisation du modèle
EASM ne modifie pourtant pas significativement l’écoulement autour de l’interstice (fi-
gure IV.32). En revanche, comme dans le cas sans interstice, le modèle non-linéaire prédit
une trâınée plus importante, de l’ordre de 10%.

(a) EASM (b) k − ω SST

Figure IV.32 – Comparaison des isosurfaces du second invariant adimensionnel
(Q∗=60) en utilisant les modèles k − ω SST et EASM

En réalité la taille de l’interstice de part et d’autre du profil n’est pas la même. L’espace
entre le profil et le fond de veine est plus petit que celui entre le profil et le hublot du
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tunnel. Ces espaces, de l’ordre de quelques dixièmes de millimètre, sont difficiles à mesurer
avec précision et peuvent varier localement car les parois ne sont pas rigoureusement
planes. Néanmoins des maillages ont été générés en considérant en espace de 0.3 mm
avec le fond de veine et 0.7 mm avec le hublot, ces valeurs étant représentatives de la
géométrie réelle. Au contraire des maillages précédents, ces maillages contiennent donc la
totalité de l’envergure. Afin de réduire le nombre de cellules, les maillages ont été créés en
reprenant les niveaux de raffinement du maillage grossier M2D

9 , permettant ainsi d’obtenir
des maillages limités à environ 22 millions de cellules. Les simulations ont été réalisées
pour des angles d’attaque compris entre α = 0◦ et α = 10◦, pour une vitesse U0 = 5 m/s,
avec le modèle EASM. Les coefficients hydrodynamiques obtenus sur les géométries avec
interstices sont donnés en figure IV.33. Les coefficients de portance obtenus sur les deux
géométries sont similaires. Les coefficients de trâınée prédits par les simulations pour la
géométrie disjointe sont en revanche plus près des résultats expérimentaux, en particulier
pour les angles supérieurs à α = 4◦. Les distributions de la portance et de la trâınée
sur l’envergure du profil sont tracées en figure IV.34 pour les deux géométries, à une
incidence α = 8◦. Les efforts sont plus importants à l’extrémité du profil où l’interstice
est de ∆ztip = 0.7 mm. Alors que les interstices augmentent significativement la trâınée
sur 20% de l’envergure de part et d’autre du profil, les variations de portance sont bien
moins importantes. À mi-envergure, les coefficients hydrodynamiques sont similaires pour
les deux géométries.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.33 – Influence de la présence d’interstices sur les courbes de portance et de
trâınée.

Des simulations ont été mises en place pour évaluer l’influence du convergent du
tunnel, en amont de la veine d’essais, sur l’écoulement. L’objectif était de savoir si la
géométrie du convergent est à l’origine des vitesses verticales mesurées par PIV en entrée
de veine (figure IV.10b). La prise en compte du convergent dans les simulations n’apporte
malheureusement pas de réponse à cette question, et il a donc été choisi de ne pas le
prendre en compte pour le reste des simulations numériques.

158



Figure IV.34 – Distribution des efforts sur l’envergure pour les géométries avec et sans
interstices.

IV.1.3.c Discussion sur la transition turbulente des couches limites

La courbe de portance mesurée dans cette thèse présente des différences notables avec
celle mesurée par Marchand (figure IV.17). Ces écarts étant vraisemblablement dus à la
transition laminaire-turbulent de la couche limite, des simulations 2D ont été réalisées en
utilisant le modèle de transition présenté en annexe C. Dans sa thèse, Delafin [300] étudie
l’influence de la viscosité turbulente imposée en entrée, sur la transition d’un profil NACA
66312. Pour un ratio µt/µf = 1000 la transition de la couche limite se fait sans bulbe de
séparation. Pour un rapport µt/µf = 10, l’intensité turbulente arrivant sur le profil est
moins importante et on observe alors une transition avec bulbe de séparation laminaire sur
l’intrados et l’extrado. Les choix des conditions aux limites pour les quantités turbulentes
permettent donc de piloter les mécanismes de transition. De plus, le modèle k − ω SST
permet de simuler une couche limite turbulente sur la majorité du profil. Ces propriétés
ont été utilisées afin d’analyser l’influence de la transition sur la courbe de portance du
profil rigide. Dans les simulations, la vitesse d’entrée de veine est fixée à U0 = 5 m/s.

Deux valeurs de viscosité turbulente ont été utilisées dans cette thèse, µt/µf = 4000
et µt/µf = 5. Les coefficients de portance, de trâınée et de moment issus des simulations
sont présentés en figure IV.35. Le moment est calculé par rapport à l’axe d’encastrement
dans la balance, situé en x/c = 25 %. Les coefficients de portance obtenus avec le modèle
de transition sont plus importants que ceux prédits par le modèle k−ω SST. La courbe de
portance obtenue avec la viscosité turbulente la moins importante présente, comme dans
les mesures expérimentales, un changement de pente autour de α = 6◦, beaucoup moins
visible pour µt/µf = 4000. Avec le modèle de transition, on obtient bien des coefficients
de trâınée inférieurs à ceux du modèle k − ω SST, qui s’expliquent par des portions où
les couches limites sont laminaires. Pour les simulations avec la condition aux limites
µt/µf = 5, on observe aussi sur la trâınée un changement de pente autour de α = 6◦,
similaire aux courbes expérimentales. Les courbes des coefficients de moment mesurées
expérimentalement sur le profil lisse et avec ajout de bandes présentent toutes deux un
maximum autour de α = 6◦, que le modèle k − ω SST ne permet pas de retrouver. Ce
maximum n’est pas non plus visible sur la courbe de moment obtenue avec le modèle de
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(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

(c) Coefficient de moment (d) Position de transition turbulente

Figure IV.35 – Coefficients hydrodynamiques obtenus avec le modèle de transition et
position de la transition turbulente sur le profil.

transition et µt/µf = 4000. Il est en revanche bien prédit par le modèle de transition avec
µt/µf = 5.

La comparaison des coefficients de pression et de frottement pour α = 6◦ proposée
en figure IV.36 permet d’interpréter ces différences. Les résultats de simulations avec le
modèle de transition présentent un plateau du coefficient de pression situé à environ x/c =
25%. Les coefficients de frottement présentent au même endroit des valeurs négatives,
indiquant la présence d’un bulbe de séparation laminaire (figure IV.36b). Le plateau
de pression est plus étendu pour les simulations avec µt/µf = 5, ce qui est cohérent
avec l’étendue plus importante du bulbe, visible sur les coefficients de frottements. Les
plateaux de pression observés ne suffisent pas à expliquer les différences obtenues sur les
coefficients de portance avec le modèle de transition. La portance plus élevée du calcul
avec la viscosité turbulente la plus faible est majoritairement due à une distribution de
pression inférieure sur l’extrados et supérieure sur l’intrado, par rapport au calcul avec
la viscosité turbulente la plus faible. La figure IV.36b montre que pour µt/µf = 4000, la
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transition sur l’intrados se fait sans bulbe de séparation laminaire (LSB), caractérisée par
une augmentation du coefficient de frottement autour de x/c = 0.4. Pour la simulation
avec µt/µf = 5, les valeurs négatives du coefficient de frottement entre x/c = 0.85
et x/c = 1 témoignent de la présence d’un bulbe de séparation. La transition laminaire-
turbulent s’effectue alors dans le sillage du profil. Cette transition est clairement visible sur
la distribution d’énergie cinétique turbulente (figure IV.37) où l’on observe pour µt/µf = 5
un maximum dans la partie inférieure du sillage. Comme proposé par Timmer [364] et
observé par Delafin et al. [362], la présence de ce bulbe au bord de fuite a tendance à
augmenter la cambrure du profil et donc à augmenter la portance. De plus, le changement
de pente des coefficients hydrodynamiques uniquement observé pour µt/µf = 5 autour de
α = 6◦ est vraisemblablement dû à la présence du LSB sur l’intrado. Cette hypothèse est
appuyée par l’évolution de la position de transition présentée en figure IV.35d. En effet,
l’augmentation de la portance visible pour µt/µf = 5 entre α = 4◦ et α = 6◦ s’explique
par le déplacement du bulbe de séparation laminaire vers le bord de fuite entrâınant une
augmentation de la cambrure vue par l’écoulement. Pour les angles supérieurs, le bulbe
demeure au niveau du bord de fuite et la pente de portance est donc moins importante.

(a) Coefficient de pression (b) Coefficient de frottement

Figure IV.36 – Comparaison des coefficients de pression et de frottement sur le profil
obtenus avec le modèle k − ω SST et le modèle de transition (U0 = 5 m/s et α = 6◦).

(a) µt/µf ≈ 4000 (b) µt/µf ≈ 5

Figure IV.37 – Champs d’énergie cinétique turbulente obtenu pour une transition sans
LSB (à gauche) et avec LSB (à droite) sur l’intrado.

Comme rappelé sur la figure IV.38, ce changement de pente autour de α = 6◦ est
visible sur les courbes de portance et de trâınée expérimentales du profil avec bandes.
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On peut donc supposer que l’ajout de bandes adhésives près du bord d’attaque n’a pas
suffit à déclencher la transition turbulente sur l’intrado, et que le bulbe de séparation
laminaire est bien présent près du bord de fuite. Les coefficients de portance mesurés
sur le profil avec bandes sont cependant inférieurs à ceux du profil lisse pour les angles
supérieurs à α = 6◦ et l’ajout de bandes a donc bien un effet sur l’écoulement. Ces
différences peuvent s’expliquer par la disparition du bulbe de séparation sur l’extrados
du profil avec bandes. En effet, avec une incidence croissante, le bulbe se rapproche du
bord d’attaque jusqu’à rencontrer la bande adhésive. Il est alors problable que le bulbe
disparaisse, entrâınant aussi la disparition du plateau de pression visible en figure IV.36a.
Dans ce cas, la force de portance est inférieure à celle que l’on obtiendrait en présence du
bulbe. Dans les essais de Marchand, la disparition du bulbe de séparation laminaire sur
l’intrados peut être due à l’intensité turbulente élevée en entrée de veine (It = 10%), cinq
fois supérieure à celle mesurée dans cette thèse (It = 2%). Il est donc plus pertinent de
valider les simulations utilisant les modèles k−ω SST et EASM avec les mesures d’efforts
de Marchand, pour lesquelles il n’y a pas de bulbes de séparation laminaire et les couches
limites sont turbulentes. Effectivement, les courbes de portance et trâınée obtenues avec
le modèle EASM sur la géométrie avec interstice présentent un excellent accord avec les
mesures de Marchand (figure IV.38)

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure IV.38 – Comparaison des coefficients hydrodynamiques numériques aux
mesures de Marchand [300].

IV.1.3.d Comparaison des profils de vitesse

Dans cette section les champs de vitesse issus des simulations numériques, sur les
géométries avec interstices et avec le modèle EASM, sont comparés aux mesures de PIV
réalisées sur le profil avec bandes. Les normes des vitesses moyennes dans le plan situé
à mi-envergure sont présentées en figure IV.39, pour des angles compris entre α = 4◦

et α = 10◦. Les résultats numériques sont globalement en bon accord avec les mesures
expérimentales. Les déficits de vitesse dans le sillage semblent cependant légèrement sur-
estimés pour α = 4◦ et α = 6◦. Pour α = 10◦ le sillage mesuré expérimentalement est
significativement plus important que dans les résultats de simulation.
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(a) α = 4◦ (b) α = 6◦

(c) α = 8◦ (d) α = 10◦

Figure IV.39 – Comparaison des champs de vitesses solutions des simulations (en bas)
avec les mesures PIV (en haut).

Les profils des vitesses moyennes expérimentales et numériques extraits pour
différentes valeurs de x/c sont donnés en figures IV.40 et IV.41. Pour les angles inférieurs
à α = 10◦, les simulations prédisent bien les profils de vitesses ux et uy. Les écarts les
plus importants sont obtenus dans le sillage du profil pour x/c = 1.05 où les vitesses
ux prédites par les simulations sont supérieures aux expériences dans la partie inférieure
du sillage. Ces différences sont dues à la présence expérimentale du bulbe de séparation
laminaire sur l’intrado, près du bord de fuite, augmentant ainsi l’épaisseur du sillage (cf
section précédente). Cela est confirmé par les valeurs plus importantes des contraintes
de Reynolds u′xu

′
x mesurées par PIV par rapport à celles obtenues dans les simulations

(figure IV.42). Pour α = 10◦, les acquisitions PIV présentent des valeurs négatives de ux
en x/c = 0.45 qui ne sont pas retrouvées. On a donc une séparation de l’écoulement qui
n’est pas prédite par la simulation et explique le coefficient de portance surestimé par le
modèle EASM par rapport aux expériences.

Les comparaisons des corrélations u′xu
′
x, u

′
yu

′
y et u′xu

′
y sont données sur les figures

IV.42 à IV.44. L’allure générale de corrélations prédites par les simulations pour α < 10
correspondent relativement bien aux mesures de PIV. Le modèle numérique permet de
retrouver les bons ordres de grandeur des valeurs maximales, en particulier pour α = 8◦.
Dans le sillage du profil, les contraintes normales obtenues dans les simulations sont
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(a) α = 4◦ (b) α = 6◦

(c) α = 8◦ (d) α = 10◦

Figure IV.40 – Comparaison des profils de vitesse numériques ux avec les mesures de
PIV. Les positions des lignes d’extraction sont : x/c = 0.15, x/c = 0.45, x/c = 0.75,

x/c = 1.05, x/c = 1.35 .

inférieures à celles mesurées dans les essais. Ces écarts peuvent être dus à l’hypothèse
d’isotropie du modèle k − ω, sur lequel est basé le modèle EASM. Les différences les
plus importantes sont obtenues pour α = 10◦. Pour cette incidence le calcul sous-estime
significativement les valeurs des corrélations dans le sillage du profil. Cela s’explique par
la séparation de la couche limite près du bord de fuite observée dans les essais, mais qui
n’est pas capturée par le modèle numérique.

164



(a) α = 4◦ (b) α = 6◦

(c) α = 8◦ (d) α = 10◦

Figure IV.41 – Comparaison des profils de vitesse numériques uy avec les mesures de
PIV. Les positions de lignes d’extraction sont données dans la légende de la figure IV.40.

(a) α = 4◦ (b) α = 6◦

(c) α = 8◦ (d) α = 10◦

Figure IV.42 – Comparaison des corrélations numériques u′xu
′
x avec les mesures de

PIV.
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(a) α = 4◦ (b) α = 6◦

(c) α = 8◦ (d) α = 10◦

Figure IV.43 – Comparaison des corrélations numériques u′yu
′
y avec les mesures de

PIV. Les positions de lignes d’extraction sont données dans la légende de la figure IV.40.

(a) α = 4◦ (b) α = 6◦

(c) α = 8◦ (d) α = 10◦

Figure IV.44 – Comparaison des corrélations numériques u′xu
′
y avec les mesures de

PIV. Les positions de lignes d’extraction sont données dans la légende de la figure IV.40.
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IV.2 Profil flexible

Cette partie est dédiée aux écoulements subcavitants autour du profil flexible. Les
caractéristiques des maillages fluide et structure utilisés sont d’abord présentées. Les
résultats des mesures de télémétrie et de vibrométrie sont ensuite comparés à la théorie
des poutres [373] et des vibrations présentée par Blevins [374]. Enfin, les prédictions des
simulations couplées fluide-structure sont comparées aux mesures, en terme de déformée
statique, contraintes, fréquences de vibrations et facteurs de perte.

IV.2.1 Maillages fluide et structure

IV.2.1.a Maillage 3D du domaine fluide

Pour les simulations autour du profil flexible, la totalité de l’envergure du profil est
prise en compte en dupliquant le maillage M73D par symétrie par rapport au plan à
mi-envergure. Le profil flexible est encastré dans le fond de veine et a une envergure
de 0.191 m. Il existe donc un insterstice de 1 mm entre l’extrémité libre et le hublot.
Sauf cas particuliers, cet interstice n’est pas pris en compte dans les simulations. Des
lois de parois sont utilisées sur les parois supérieures et inférieures de la veine. Comme
dans les mesures expérimentales, l’axe de rotation du profil est situé à mi-corde et à une
distance de 629.95 mm de l’entrée de veine. Le domaine de calcul est étendu dans le
sens de l’écoulement, afin d’avoir une distance d’environ 6 cordes entre le profil et la fin
du domaine. Les caractéristiques générales des maillages sont regroupées dans le tableau
IV.6.

Nb. de cellules ≈34 M.
Nb. de cellules envergure 216
max(∆zcell/s) <3%
max(y+) sur le profil <0.9

Table IV.6 – Caractéristiques des maillages fluide utilisés pour les calculs sur le profil
flexible.

Un maillage a été généré pour prendre en compte l’interstice entre le profil et le
hublot, pour un angle α = 8◦. Pour limiter le nombre de cellules, le maillage est basé
sur les niveaux de raffinement du maillage grossier M92D. Des bôıtes de raffinement sont
ajoutées autour de l’interstice, comme pour les calculs sur le profil rigide. On obtient
ainsi un maillage de taille raisonnable contenant 29 millions de cellules.

IV.2.1.b Etude de convergence en maillage dans Abaqus

Afin d’estimer l’influence du maillage structure pour l’analyse modale, six maillages
ont été générés dans Abaqus. Comme présenté dans le tableau IV.7, la taille ca-
ractéristique des éléments dans le maillage G1 le plus fin (415 000 éléments) est huit
fois inférieure à celle du maillage G6 le plus grossier (900 éléments). Des simulations ont
alors été réalisées dans Abaqus sur l’ensemble des maillages afin d’extraire les modes
propres du profil dans le vide. Pour coller aux conditions expérimentales, une condition
d’encastrement est imposée sur une extrémité du profil tandis que l’autre est laissée libre.
Pour chaque maillage, les différences sur les fréquences des 6 premiers modes, par rap-

167



Maillage Nb. éléments hi/h1
G6 928 8.0
G5 2501 5.7
G4 6612 4.0
G3 18286 2.8
G2 45884 2.0
G1 415205 1.0

Table IV.7 – Maillages structure utilisés pour la convergence en maillage.

port à celles du maillage le plus fin sont présentées en figure IV.45a. Pour toutes les
fréquences, les différences maximales obtenues sur les 6 maillages sont inférieures à 1%.
On peut donc supposer que les erreurs de discrétisation spatiale sont relativement faibles.
Dans le reste de ce document, la majorité des simulations avec couplage fluide-structure
ont été réalisées à partir des fréquences et formes modales obtenues sur le maillage G2

(présenté en figure IV.45b).

(a) Convergence des fréquences avec les
maillages.

(b) Maillage structure utilisé pour les calculs
couplés

Figure IV.45 – Etude de convergence en maillage pour les fréquences modales.

Afin de s’assurer que les modes obtenus sur ce maillage sont pertinents, les formes
et fréquences modales prédites par Abaqus sont comparées aux mesures de vibrométrie
réalisées par Lelong [7]. Les effets de masse, raideur et amortissement ajoutés en air étant
négligeables, les résultats des simulations dans le vide peuvent être comparés aux mesures
de vibrométrie en air (figure IV.46).

Les modes 1 et 2 sont les premiers modes de flexion et de torsion du profil. Les troisième
et quatrième modes présentés sur la figure IV.46 sont respectivement les deuxièmes modes
de flexion et torsion. Un mode de flexion horizontale est prédit par le code structure à
une fréquence f = 453 Hz mais ne peut être observé expérimentalement, car seuls les
déplacements verticaux sont mesurés par le vibromètre. Ce mode de flexion ne contribue
que très peu aux déformations du profil et sera donc omis dans la suite. Le deuxième
mode de flexion sera donc appelé ”mode 3” dans le reste de ce document. Les formes
modales sont globalement en bon accord. La fréquence du premier mode de flexion est
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(a) f = 78.8Hz (b) f = 79.6 Hz

(c) f = 398.8 Hz (d) f = 360.8 Hz

(e) f = 550.6 Hz (f) f = 480.1 Hz

(g) f = 1174.4 Hz (h) f = 1070.6 Hz

Figure IV.46 – Comparaison des formes et fréquences modales prédites par Abaqus
dans le vide, avec les mesures de vibrométrie en air réalisées par Lelong [7].

bien retrouvée numériquement. Les fréquences supérieures sont cependant sous-estimées
par les calculs, avec des écarts de l’ordre de -10%.

Les lignes nodales numériques et expérimentales des modes 2 à 4 sont présentées en
figure IV.47. Pour les modes 2 et 3, les lignes nodales obtenues avec Abaqus se superposent
bien avec les mesures de vibrométrie. De légères différences apparaissent pour le deuxième
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(a) Mode 2 (b) Mode 3 (c) Mode 4

Figure IV.47 – Comparaison des lignes nodales numériques et expérimentales.

mode de flexion (figure IV.47c).

Ces fréquences modales peuvent être comparées aux fréquences théoriques de vibra-
tions d’une poutre encastrée-libre, proposée par Blevins [374]. Dans ce cas, le profil est
modélisé par une poutre, dont les caractéristiques sont données dans le tableau IV.8. Les

Quantité Valeur
Longueur L 0.191 m
Module d’Young E 2.86 GPa
Coefficient de cisaillement K 5.32 10−8

Module de cisaillement G 1.06 GPa
Masse linéique µ 1.45 kg/m
Moment quadratique I 1.33 10−8 m4

moment quadratique polaire Ip 5.81 10−7 m4

Table IV.8 – Caractéristiques de la poutre équivalente au profil pour le calcul
théorique des fréquences modales.

fréquences des modes de flexion sont calculées à l’aide de la formule suivante :

fi =
λi
2π

√

EI

µ
(IV.7)

Les fréquences des modes de torsion sont données par :

fi =
2λi − 1

4L

√

GK

ρIp
(IV.8)

Dans ces deux formules, les coefficients λi dépendent du mode considéré et sont fournis
par Blevins [374]. Les écarts observés entre la théorie et l’expérience sont proposés dans
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le tableau IV.9. Bien que les fréquences modales soient globalement bien prédites par la
théorie des poutres, les fréquences théoriques sont plus proches de celles prédites avec
Abaqus que des mesures expérimentales pour les modes 2 à 4.

Mode f EFD Théorique Abaqus
1 78.8 Hz -0.3% +1.0%
2 398.8 Hz -8.0% -9.5%
3 550.6 Hz -10% -13%
4 1174 Hz -6.3% -8.8%

Table IV.9 – Comparaison des fréquences modales théoriques et prédites par les
simulations avec les mesures en air de Lelong [7].

Des simulations supplémentaires ont été lancées dans Abaqus pour estimer l’influence
du module d’Young sur les fréquences modales. Les formules IV.7 er IV.8 montrent que
les fréquences modales doivent augmenter avec le module d’Young. Les résultats sont
présentés en figure IV.48a pour E = 2.86 GPa, E = 3 GPa et E = 3.5 GPa. La valeur de
du module d’Young la plus élevée permet de trouver des fréquences modales proches des
valeurs expérimentales pour les modes 2 à 4. Cependant, une valeur E = 3.5 GPa corres-
pond à une augmentation de plus de 10% du module d’Young, peu probable en réalité.
De plus, pour cette valeur de E, la fréquence du premier mode de flexion est surestimée
d’environ 12%. Le premier mode de flexion étant susceptible de dominer les déformations
du profil en écoulement, la valeur théorique E = 2.86 GPa a été conservée pour les cal-
culs avec interaction fluide-structure. Les écarts entre les fréquences expérimentales et
numériques s’expliquent peut être par un comportement visco-élastique du profil, suscep-
tible de se manifester aux fréquences élevées.

(a) Influence du module d’Young sur les
fréquences modales

(b) Premier mode de torsion pour le profil
avec son support

Figure IV.48 – Influence du module d’Young et de la géométrie du profil sur les
fréquences modales.

L’influence de la géométrie du profil et des conditions aux limites a aussi été étudiée.
Des calculs ont été faits sur la géométrie complète du profil, c’est-à-dire en prenant en

171



compte le disque en POM encastré dans la paroi de la veine (figure IV.48b). Différentes
conditions aux limites ont été appliquées pour prendre en compte l’encastrement du bloc
complet dans la veine. Ces calculs donnent des résultats similaires à ceux obtenus par
Gaugain dans sa thèse [6] et ne sont donc pas présentés dans ce document. Les différentes
conditions aux limites étudiées ne permettent pas d’obtenir un meilleur accord avec les
fréquences expérimentales. En effet, les fréquences les plus élevées sont obtenues sur la
géométrie du profil seul avec une condition d’encastrement totale.

IV.2.2 Analyse des résultats expérimentaux

Les mesures de télémétrie et de vibrométrie réalisées sur le profil flexible sont
présentées dans cette section. Ces résultats sont comparés à certaines valeurs théoriques
et aux mesures réalisées par Lelong lorsqu’elles sont disponibles. Pour le profil rigide,
les coefficients hydrodynamiques issus des simulations numériques étant plus proche du
profil lisse, aucune bande adhésive n’a été ajoutée sur le profil flexible.

IV.2.2.a Mesures des déformées statiques

Les déplacements moyens verticaux du profil flexible ont été mesurés à l’aide du
télémètre sur 11 sections dans le sens de l’envergure, comme présenté en section II.5.2.
Les premières mesures ont été réalisées pour une vitesse U0 = 6 m/s et des angles compris
entre α = −10◦ et α = +10◦. Les déplacements moyennés sur la section à l’extrémité
libre du profil sont présentés en figure IV.49a. Comme attendu, les déplacements sont
globalement symétriques par rapport à l’origine. Le profil flexible étant positionné à une
distance du capteur de pression aval deux fois supérieure à celle du profil rigide, l’influence
des conditions d’entrée de veine peuvent être négligée et la correction présentée en section
IV.1.2.a n’est donc pas appliquée. En revanche, la figure IV.49a fait apparâıtre un léger
décalage angulaire, de l’ordre de +0.3◦. Les déplacements obtenus pour les angles négatifs
et positifs recalés sont donnés en figure IV.49b. Les mesures sont bien symétriques, mis à
part autour de α = 6◦. Pour cet angle, on retrouve pour les angles négatifs le changement
de pente causé par le bulbe de séparation laminaire au bord de fuite. Il est possible que
les différences observées soient dues aux aspérités du film réfléchissant sur le profil. En
effet, de petits plis sont visibles sur la surface du profil, susceptibles d’avoir une influence
sur les bulbes de séparation.

Les déplacements moyens mesurés sur les 11 sections dans l’envergure du profil sont
proposés en figure IV.50a pour 2◦ ≤ α ≤ 10◦. Les mesures fâıtes par Lelong durant sa
thèse dans des conditions similaires sont aussi représentées par les courbes en tirets. Les
déformées statiques augmentent avec l’angle d’incidence, en cohérence avec les efforts
de portance croissants mesurés sur le profil rigide. Les résultats des deux campagnes
de mesures, espacées de 4 ans, sont en excellent accord. La répétabilité des mesures
semble donc plutôt bonne. Les déformées ∆y mesurées expérimentalement peuvent être
comparées aux courbes théoriques prédites par la théorie des poutres [373]. En considérant
un chargement constant q sur l’envergure du profil, la déformée théorique d’une poutre
encastrée-libre est donnée par la relation :

∆y =
qz2

24EI
(6s2 − 4sz + z2) (IV.9)
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(a) Déplacements verticaux à l’extrémité
libre

(b) Valeurs absolues des déplacements
verticaux en fonction de la valeur absolues de

l’incidence recalée

Figure IV.49 – Déplacements verticaux mesurés à l’aide du télémètre à l’extrémité
libre du profil pour différents angles d’attaque (U0 = 6 m/s).

(a) Comparaison des déplacements avec les
mesures de Lelong (courbes en tirets)

(b)

Figure IV.50 – Déplacements verticaux mesurés le long de l’envergure et comparaison
à la théorie des poutres.

En divisant par la valeur théorique à l’extrémité libre on obtient l’expression adimension-
nalisée :

∆y

∆ymax

=
z∗2

3
(6− 4z∗ + z∗2) avec z∗ =

z

s
(IV.10)

où s représente l’envergure du profil. Les courbes expérimentales divisées par les
déplacements mesurés à l’extrémité libre sont comparées à la déformée théorique IV.10
sur la figure IV.50b. Pour tous les angles d’attaque, les courbes se superposent avec les
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déformées théoriques. Le profil flexible se comporte donc bien comme une poutre en-
castrée. Les déplacements théoriques à l’extrémité libre peuvent être estimés à partir des
mesures d’efforts réalisées sur le profil rigide et de la formule IV.9. L’effort normal au pro-
fil rigide est calculé à partir des coefficients hydrodynamiques (cf figure IV.51) mesurés
avec et sans bande avec la formule :

F rigide
N =

1

2
ρfU

2
0 cs(cos(α)CL + sin(α)CD)

Figure IV.51 – Schéma de la force normale au profil.

Les déplacements à l’extrémité libre du profil flexible prédits par la théorie des poutres
sont calculés à l’aide de la relation suivante :

∆ymax ≈
F rigide
N cos(α)s3

32EI

Les déplacements mesurés par télémétrie sont en accord avec les déplacements théoriques
calculés à l’aide des coefficients hydrodynamiques mesurés sur le profil rigide (figure
IV.52). Puisque qu’aucun dispositif pour déclencher la transition turbulente n’a été ajouté
sur le profil flexible, les valeurs expérimentales sont plus proches des estimations calculées
à partir des efforts mesurés sur le profil rigide sans bande adhésives.

Figure IV.52 – Comparaison des déplacements expérimentaux à l’extrémité libre avec
les estimations théoriques calculées à partir des efforts sur le profil rigide.
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Des mesures de télémétrie ont aussi été faites à incidence fixe α = 8◦, pour des vitesses
U0 comprises entre 3 m/s et 6 m/s. Les déplacements moyens sont en accord avec ceux
mesurés par Lelong dans sa thèse (figure IV.53a). L’influence du nombre de Reynolds
sur les déformations est estimée à l’aide de la variable adimensionnelle ∆y∗ = ∆yEI

L4ρU2
0
c
. Si

les coefficients hydrodynamiques sont constants pour les différentes vitesses, les courbes
doivent se superposer. Cela n’est pas le cas sur la figure IV.53b, où les déplacements ∆y∗

diminuent lorsque la vitesse augmente. Le coefficient de portance du profil pour U0 = 3
m/s est donc supérieur à celui obtenu pour U0 = 6 m/s. Ces différences sont dues aux
phénomènes de transition, et vraisemblablement à des variations des tailles et positions
des bulbes de séparation laminaire avec la vitesse (cf section IV.1.3.c). On peut cependant
remarquer que les écarts entre les courbes tendent à diminuer avec une vitesse croissante.

(a) Comparaison des déplacements avec les
mesures de Lelong (courbes en tirets)

(b) Déplacements adimensionnels

Figure IV.53 – Déplacements verticaux mesurés par télémétrie à différentes vitesses et
comparaison des déplacements adimensionnels (∆y∗ = ∆yEI

L4ρU2
0
c
) pour α = 8◦.

IV.2.2.b Mesures de vibrométrie

Des mesures de vibrométrie ont aussi été réalisées sur le profil pour un angle d’inci-
dence constant α = 8◦ et des vitesses d’écoulement comprises entre U0 = 3 m/s et U0 = 6
m/s. Les transformées de Fourier moyennées sur l’ensemble des points de mesures sont
données en figure IV.54. Les fréquences des pics obtenus pour chaque mode en écoulement
sont largement inférieures aux fréquences mesurées en air par Lelong. Ces diminutions
sont dues aux effets de masse ajoutée en eau, bien supérieure à celle des mesures en air.

Notons que pour une vitesse U0=6 m/s, l’amplitude des vibrations du quatrième
mode augmente amplement. La fréquence de ce mode correspond donc à une fréquence
caractéristique de l’écoulement. Ducoin et al. [280] a montré que ce type de résonance
peut être causé par des lâchers de tourbillons au niveau de bulbes de séparation laminaire.
Ce phénomène n’apparait que pour la vitesse la plus élevée et disparâıt en présence de
cavitation, et ne sera pas étudié en détails dans cette thèse.

Fréquences et masses ajoutées en eau sans écoulement :
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Figure IV.54 – Spectres de vibrations moyennés sur l’ensemble des points de mesures
pour différentes vitesses d’écoulement.

Afin d’estimer l’importance de la masse ajoutée, considérons d’abord le cas d’un pro-
fil immergé dans l’eau sans écoulement. Lorsque les vibrations d’un mode dominent le
mouvement, le système peut être vu comme un corps à un degré de liberté, et la force
appliquée au profil immergé peut s’écrire (Naudasher et Rockwell [375])

F (t) = −mi,aq̈i(t)− ci,aq̇i(t)− ki,aqi(t) (IV.11)

où qi l’amplitude du mode considéré, et mi,a, ci,a et ki,a sont la masse, l’amortissement et
la raideur ajoutés. L’amplitude modale qi satisfait donc l’équation :

(mi +mi,a)q̈i(t) + (ci + ci,a)q̇i(t) + (ki + ki,a)qi(t) = 0 (IV.12)

Cette équation peut alors s’écrire en faisant apparâıtre la pulsation propre du mode en
eau ωeau

i,0 :

q̈i(t) + 2ζeaui ωeau
i,0 q̇i(t) + (ωeau

i,0 )
2qi(t) = 0 (IV.13)

avec :

weau
i,0 = 2πf eau

i,0 =

√

ki + ki,a
mi +mi,a

= 2πfvide
i,0

√

1 + k̃i,a
1 + m̃i,a

(IV.14)

où m̃i,a = mi,a/mi et k̃i,a = ki,a/ki sont les coefficients de masse et raideur ajoutées.
Pour le profil immergé dans l’eau au repos, la raideur ajoutée peut être négligée devant la
raideur du profil, k̃i,a ≪ 1. En considérant de plus que fvide

i,0 ≈ f air
i,0 , l’expression précédente

devient :

f eau
i,0 ≈ f air

i,0

√

1

1 + m̃i,a

(IV.15)

Les masses ajoutées en eau peuvent être estimées à l’aide de formules théoriques (Blevins
[374]) pour des plaques minces encastrées-libres. Pour les modes de flexion, la masse
ajoutée est calculée à l’aide de la formule :

mi,a =
π

4
ρeausc

2 (IV.16)
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Pour les modes de torsion, la masse ajoutée s’écrit :

mi,a =
3π

32
ρeausc

2 (IV.17)

Pour les modes de flexion, la formule IV.16 peut être corrigée à l’aide d’un facteur empi-
rique proposé par Lindholm et al. [376] pour prendre en compte l’influence des rapports
de forme du profil s/c et h/c. En prenant l’épaisseur moyenne du profil pour la valeur de
h, ce coefficient vaut 0.71 pour le premier mode de flexion et 0.6 pour le deuxième. En
revanche, l’auteur ne donne pas de coefficient pour les modes de torsion. Connaissant les
masses modales du profil, il est alors possible d’estimer les fréquences des modes en eau à
l’aide de la relation IV.15. Ces valeurs théoriques sont comparées aux mesures de Lelong
en eau sans écoulement dans le tableau IV.10. Les fréquences des modes de flexion 1 et 3

Mode mi,a (Eq. IV.16 et IV.17) f eau
i,0 (Eq. IV.15) f eau

i,0 Exp. (Lelong)

1 1.06 kg 36 Hz 34.4 Hz
2 0.56 kg 229 Hz 197.5 Hz
3 0.90 kg 267 Hz 260.0 Hz
4 0.56 kg 675 Hz 575 Hz

Table IV.10 – Masse ajoutées théoriques des 4 premiers modes et comparaison des
fréquences modales théoriques et expérimentales en eau.

sont bien prédites par les formules théoriques. Les fréquences des modes de torsion 2 et
4 sont par contre surestimées d’environ 15%. La masse ajoutée calculée avec la formule
IV.17 est donc inférieure à la masse ajoutée expérimentale.

Fréquences et modes en écoulement :

La fréquence du premier mode en écoulement reste constante autour de f1 = 38
Hz pour les vitesses considérées. Cette fréquence est supérieure à celle mesurée par
Lelong sans écoulement (f1,0 = 34.4 Hz). Les fréquences des modes 2 et 3 sont
légèrement supérieures à celles mesurées par Lelong dans sa thèse pour les mêmes vi-
tesses d’écoulement (figure IV.55a). Pour les deux campagnes d’essais, les fréquences f2
et f3 semblent augmenter avec la vitesse. Ces différences impliquent une diminution des
masses ajoutées ou une augmentation des raideurs ajoutées lorsque la vitesse augmente.
Les mesures de vibrométrie permettent aussi d’estimer les facteurs de perte ηi = 2ζi
pour chaque mode, en suivant la méthode présentée en section II.6.2. Les facteurs de
perte pour les modes 1 et 2 sont cohérents avec les valeurs mesurées par Lelong, mis
à part pour le mode de torsion aux faibles vitesses (figure IV.55b). L’amortissement
hydrodynamique augmente avec la vitesse, comme le prédit la théorie d’aéroélasticité
de Théodorsen (Blake et Maga [39]). Les facteurs de perte du mode 3 n’ont pu être
déterminés expérimentalement. En effet, l’enveloppe de la courbe d’autocorrélation cal-
culée à partir des mesures de vibrométrie n’est pas une exponentielle décroissante. Cette
particularité s’explique par la proximité fréquentielle du deuxième mode, comme expliqué
dans le paragraphe suivant.

Les mesures de vibrométrie effectuées sur l’ensemble du profil permettent d’évaluer
l’influence de l’écoulement sur les formes modales. Pour cela, le critère d’assurance modale
(MAC) a été calculé pour les trois premiers modes à partir des mesures à U0=3 m/s et
U0=6 m/s. Les valeurs du MAC sont présentées dans le tableau IV.11. Dans le cas idéal
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(a) Fréquences des modes 2 et 3 (b) Facteurs de perte des modes 1 et 2

Figure IV.55 – Comparaison des fréquences et facteurs de perte modaux à différentes
vitesses avec les mesures antérieures de Lelong.

de mesures non-bruitées et permettant de bien décrire les formes modales, une valeur
MAC=1 signifie que les deux vecteurs de mesures représentent la même forme modale.
Une valeur MAC=0 signifie que les vecteurs de mesures sont indépendants et donc que les
deux modes considérés sont orthogonaux. Les valeurs élevées présentes sur la diagonale
du tableau IV.11 suggèrent que les formes modales ne varient pas beaucoup avec la vitesse
d’écoulement. Les faibles valeurs hors diagonale montrent bien que le premier mode de
flexion est orthogonal aux modes 2 et 3. En revanche, les valeurs du MAC de l’ordre
de 0.3 entre les modes 2 et 3 sont vraisemblablement dues à la proximité fréquentielle
des deux modes. La mesure de vibrométrie à la fréquence du mode 3 est donc plutôt
une combinaison linéaire des modes 2 et 3 du profil. Les positions des lignes nodales des

3 m/s
6 m/s

mode 1 mode 2 mode 3

mode 1 0.970 0.028 0.085
mode 2 0.060 0.964 0.340
mode 3 0.085 0.348 0.946

Table IV.11 – Valeurs du MAC pour les trois premiers modes entre les mesures
réalisées à U0 = 3 m/s et à U0 = 6 m/s.

modes 2 et 3 peuvent être estimées à l’aide des mesures du vibromètre. Les lignes nodales,
obtenues par interpolation linéaire entre les points de mesure, sont proposées en figure
IV.56. Les allures générales des lignes nodales ne semblent pas varier significativement
avec la vitesse.

IV.2.3 Résultats numériques et comparaison avec les
expériences

Les simulations ont été réalisées en utilisant les quatre premiers modes calculés par
Abaqus (y compris le mode de flexion horizontal). Sauf cas particuliers, le modèle de
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(a) Mode 2 (b) Mode 3

Figure IV.56 – Lignes nodales expérimentales des modes 2 et 3 pour différentes
vitesses d’écoulement U0 (α = 8◦).

turbulence EASM est utilisé et les maillages fluide sont ceux présentés en section IV.2.1.a.
Dans la première partie de cette section, l’approche quasi-statique, décrite en section
III.4.4.d, a été utilisée pour obtenir les déformées statiques. Les fréquences et facteurs de
perte modaux sont ensuite estimés à l’aide de simulations instationnaires.

IV.2.3.a Comparaison avec le profil rigide

Dans un premier temps des simulations ont été réalisées pour différents angles d’at-
taque et une vitesse U0 = 5 m/s afin de pouvoir comparer les résultats numériques sur le
profil flexible à ceux obtenus dans les mêmes conditions sur le profil rigide. Les coefficients
de portance et trâınée pour les deux profils sur les géométries sans interstices sont donnés
en figure IV.57a.

Les coefficients hydrodynamiques du profil flexible, bien que très proches de ceux du
profil rigide sont légèrement supérieurs, en particulier pour les angles les plus impor-
tants. Les efforts appliqués par l’écoulement sur le profil flexible génèrent un moment,
et donc une torsion. L’angle de torsion θ en différentes sections de l’envergure peut être
calculé à partir des résultats numériques et est représenté en figure IV.57b. Ces courbes
montrent que l’angle de torsion reste relativement faible. Il est positif et augmente avec
l’angle d’attaque, ce qui est cohérent avec les valeurs de moments présentées en section
IV.1.3.c. L’incidence effective du profil flexible est supérieure à celle du profil rigide, et
les coefficients hydrodynamiques le sont donc également.

IV.2.3.b Déformées statiques et contraintes

Les déplacements verticaux prédits par les simulations à mi-corde sont comparés en
figure IV.58a aux mesures expérimentales pour une vitesse U0 = 6 m/s et différentes
incidences. Les déformées numériques sont en très bon accord avec les déformées
expérimentales. Dans les deux cas, la déformation du profil est dominée par le mode
de flexion (figure IV.59).

Les déplacements des simulations pour un angle α = 8◦ et différentes vitesses
d’écoulement sont donnés en figure IV.58b. Les simulations sous-estiment significati-
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(a) Coefficients hydrodynamiques (b) Angle de torsion du profil flexible

Figure IV.57 – Comparaison des coefficients hydrodynamiques prédits par les
simulations sur les profils rigide et flexible (gauche). Distribution de l’angle de torsion

du profil flexible selon l’envergure.

(a) U0 = 6 m/s (b) α = 8◦

Figure IV.58 – Comparaison des déplacements verticaux à mi-corde à incidence
croissante (U0 = 6 m/s) et vitesse croissante (α = 8◦).

vement les déformations du profil pour les vitesses inférieures à U0 = 6 m/s. Comme
discuté en section IV.2.2.a, ces écarts peuvent s’expliquer par la présence de bulbes de
séparation laminaire, augmentant les efforts de portance s’appliquant sur le profil pour
les faibles vitesses. Les mesures du télémètre sont confirmées par les images de caméra
prises à l’extrémité libre. Sur la figure IV.60, la position initiale du profil est représentée
par le contour rouge. Le contour orange représente la position de l’extrémité libre prédite
par les simulations. Pour une vitesse U0 = 3 m/s, l’écart entre les déformées numérique
et expérimentale est bien visible. Au contraire, pour U0 = 6 m/s, le contour orange se
superpose avec l’image de l’extrémité libre.

Dans sa thèse, Lelong calcule les contraintes près de l’encastrement à partir des
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Extrémité

libre

Encastrement

(a) Expérience

Extrémité

libre

Encastrement

(b) Simulation

Figure IV.59 – Comparaison des déplacements verticaux sur l’ensemble du profil
mesurés par le télémètre et issus de la simulation pour U0 = 6 m/s et α = 8◦.

(a) U0 = 3 m/s (b) U0 = 6 m/s

Figure IV.60 – Comparaison des déformées numériques à l’extrémité libre avec les
images de caméra pour α = 8◦. Le contour rouge représente le profil au repos et le

contour orange le résultat de la simulation en écoulement.

déformations mesurées à l’aide d’une jauge de contraintes. La mesure des déformations
suivant les axes présentés sur la figure IV.61a permettent de calculer les contraintes de
Von Mises. Du point de vue numérique, en imposant les déformées prédites par le code
ISIS-CFD dans Abaqus et en réalisant un calcul éléments finis, il est possible de calculer
les déformations et contraintes dans le profil. Les déformations ǫx et ǫz mesurées par Le-
long sont comparées aux déformations données par Abaqus pour une vitesse U0 = 5 m/s.
Notons que les angles d’incidence des données expérimentales de Lelong ont été recalés
pour obtenir des courbes symétriques par rapport à α = 0◦.
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(a) Position de la jauge de contraintes
(adapté de Lelong [7]

(b) Déformations pour U0 = 5 m/s

Figure IV.61 – Comparaison des déformations numériques et expérimentales près de
l’encastrement.

Les déformations ǫz sont principalement causées par la flexion du profil et sont donc
bien plus importantes que les déformations ǫx. Bien que les déplacements verticaux
soient légérement sous-estimés par les simulations les valeurs des contraintes ǫz sont en
bon accord avec les données expérimentales de Lelong (figure IV.61b). L’amplitude des
déformations ǫx dans les simulations sont en revanche inférieures à celles mesurées par la
jauge de contraintes. En effet, les calculs ont été réalisés sur la géométrie sans interstice
et la trainée numérique est sûrement sous-estimée par rapport aux expériences (cf section
IV.1.3.b). Cela peut donc expliquer les différences observées sur les déformations ǫx, dont
l’amplitude est en partie due à l’effort de trâınée.

Les contraintes de Von Mises obtenues numériquement (figure IV.62b pour α = 8◦)
sont concentrées près de l’encastrement. Les valeurs de contraintes calculées par Abaqus
au niveau de la jauge sont en bon accord avec les mesures de Lelong (figure IV.62a).

Les simulations 2D présentées dans la section IV.1.3.c ont montré que la prise en
compte de la transition laminaire-turbulent permet d’obtenir des coefficients de portance
plus élevés. Des simulations ont donc été lancées sur le profil flexible en utilisant le modèle
de transition disponible dans ISIS-CFD pour les angles et vitesses les plus faibles. Dans
ces conditions, le modèle k − ω SST sous-estime les déplacements verticaux. Le modèle
LCTM permet effectivement d’obtenir des déplacements plus importants (figure IV.63a
pour α = 8◦ et U0 = 4 m/s). La flexion du profil reste cependant moins importante
que dans les expériences. Comme illustré en figure IV.63b, la transition apparâıt sur
l’extrados du profil, près du bord d’attaque, en aval du bulbe de séparation laminaire.
En revanche, contrairement aux simulations 2D, le modèle ne prédit pas de bulbe sur
l’intrado, et la transition s’effectue dans le sillage du profil. Le bulbe de séparation sur
l’intrados est peut être présent près du bord de fuite dans les expériences, augmentant
ainsi la cambrure effective vue par l’écoulement. Comme pour le profil rigide, plusieurs
valeurs des quantités turbulentes ont été testées en entrée de veine pour essayer de faire
apparâıtre ce bulbe, sans succès.
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(a) Contraintes de Von Mises au niveau de la
jauge

Encastrement

Extrémité

libre

(b) Contraintes numériques pour α = 8◦

Figure IV.62 – Comparaison des contraintes de Von Mises numériques et
expérimentales pour U0 = 5 m/s. La sphère noire sur la figure de droite représente la

position de la jauge de contrainte.

(a) Déplacements verticaux à mi-corde (b) Energie cinétique turbulente et lignes de
courant autour du profil

Figure IV.63 – Comparaison des déplacements obtenus avec le modèle de transition
aux mesures de télémétrie et distribution d’énergie cinétique turbulente autour du profil

à mi-corde issue de la simulation (U0 = 4 m/s et α = 8◦).

IV.2.3.c Modes, fréquences et amortissements

Dans les simulations, les déformations du profil sont calculées à partir des modes du
profil dans le vide. Les déformations numériques étant calculées par combinaison linéaire
des modes dans le vide, il faut donc s’assurer que les modes de vibrations en eau ne
diffèrent pas trop des modes dans le vide prédits par Abaqus. Les formes modales mesurées
en écoulement pour U0 = 6 m/s et α = 8◦ sont comparées aux modes calculés par Abaqus
en figure IV.64. Les premiers modes de flexion et de torsion mesurés par vibrométrie
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sont similaires aux prédictions numériques. Des différences sont plus notables pour le
deuxième mode de flexion. Il est possible d’évaluer les similitudes des modes numériques
et expérimentaux à l’aide du critère d’assurance modale entre expériences et simulations,
définit par :

MACi,j =
|ψHi,CFD · ψj,EFD|2

(ψHi,CFD · ψi,CFD)(ψHi,EFD · ψi,EFD)
(IV.18)

Les valeurs du critère MAC, données dans le tableau IV.12, montrent que le mode de
flexion mesuré expérimentalement est bien décrit par le mode de flexion numérique
(MAC1,1=0.781). Les valeurs MAC2,2 et MAC3,3 sont en revanche plus petites. La va-
leur MAC2,3=0.211 semble confirmer les conclusions de la section IV.2.2.b, le mode 3
mesuré par vibrométrie est affecté par le mode 2 apparaissant à une fréquence voisine.

CFD
EFD

mode 1 mode 2 mode 3

mode 1 0.781 0.034 0.008
mode 2 0.013 0.623 0.211
mode 3 0.007 0.003 0.529

Table IV.12 – Valeurs du critère d’assurance modale (MAC) pour les modes
numériques et expérimentaux en écoulement (U0 = 5 m/s).

La comparaison des lignes nodales numériques et expérimentales pour les modes 2 et
3 est proposée en figure IV.65. Dans les mesures, la ligne nodale du mode de torsion est
plus proche du bord de fuite vers l’extrémité libre du profil que celle du mode obtenu avec
Abaqus. Ce comportement est aussi observé par De La Torre et al. [377], qui montre que
la ligne nodale du mode de torsion est plus proche du bord de fuite pour un NACA 0009
en écoulement que pour le profil à l’air libre. En écoulement, la ligne nodale du deuxième
mode de flexion se rapproche de l’encastrement près du bord de fuite, en accord avec
les observations de De La Torre et al. [377]. Il est cependant difficile de dire si cela est
effectivement dû à l’écoulement ou si cela s’explique par la proximité fréquentielle du
premier mode de torsion. Pour ces deux modes, les lignes nodales expérimentales sont
proches de celles mesurées par Lelong (courbes en tirets sur la figure IV.65).

Les coefficients de masse ajoutée modaux peuvent être calculés dans le code ISIS-CFD
à l’aide de la méthode présentée en section III.4.4.c. Les valeurs des coefficients calculés
par le code sont constantes pour les différentes vitesses d’écoulement et incidences du
profil. Du point de vue expérimental, ces coefficients peuvent être estimés à partir des
mesures de vibrométrie en eau sans écoulement réalisées par Lelong, avec la formule :

m̃i,a =

(
f air
i,0

f eau
i,0

)2

− 1 (IV.19)

Les coefficients m̃i,a calculés par le code pour les trois premiers modes sont comparés
aux estimations expérimentales dans le tableau IV.13. Pour tous les modes, les coefficients
de masse ajoutée calculées par le code sont supérieurs aux estimations expérimentales.
Les masses ajoutées calculées par le code ne sont utilisées que pour la stabilisation par
relaxation du couplage et n’influence donc pas les résultats numériques. Cependant, la
surestimation des masses ajoutées calculées par le code suggère des écoulements sensible-
ment différents entre les résultats numériques et les expériences.
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Figure IV.64 – Comparaison des modes mesurés par vibrométrie en écoulement à une
vitesse U0=6 m/s (à gauche) et des modes prédits par Abaqus dans le vide (à droite).

Afin de pouvoir estimer les fréquences modales en écoulement prédites par l’approche
numérique, des simulations instationnaires ont été réalisées. Les vibrations du profil sont
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(a) Mode 2 (b) Mode 3

Figure IV.65 – Comparaison des lignes nodales expérimentales en écoulement (U0=6
m/s, α = 8◦) et des lignes modales dans le vide calculées par Abaqus. Les mesures de

Lelong sont représentées par les lignes en tirets.

Mode m̃i,a Exp. (Lelong, Eq. IV.19) m̃i,a ISIS-CFD
1 4.25 5.12 (+21%)
2 3.08 3.67 (+19%)
3 3.48 3.61 (+4.0%)

Table IV.13 – Valeurs des coefficients de masse ajoutée modales estimées
expérimentalement et calculées par le code ISIS-CFD.

générées en perturbant les amplitudes modales obtenues pour la position d’équilibre sta-
tique d’environ 15%. Seule l’amplitude du mode dont on souhaite déterminer la fréquence
est modifiée. Le profil oscille alors pendant quelques périodes avant de retrouver sa po-
sition d’équilibre. La réponse temporelle du profil est alors pseudo-harmonique, dont
l’enveloppe est une exponentielle décroissante. La méthode du décrément logarithmique
permet alors de déterminer la fréquence modale, ainsi que l’amortissement du système en
écoulement. Les simulations instationnaires ont été réalisées afin d’obtenir les fréquences
des trois premiers modes pour une incidence α = 8◦ et deux vitesses, U0 = 3 m/s et U0 = 6
m/s. Pour chaque simulation, le pas de temps ∆t est choisi tel que ∆t < 5×10−3Ti, où Ti
est la période du mode considéré (estimée à l’aide des mesures expérimentales). A chaque
pas de temps, les résidus non-linéaires sont réduits de trois ordres.

Les oscillations normalisées des amplitudes q1 et q2 (premiers mode de flexion et
torsion) autour des positions d’équilibres statiques sont données en figure IV.67. Les en-
veloppes exponentielles décroissantes sont également tracées. Tandis que l’amortissement
augmente visiblement avec la vitesse d’écoulement, les fréquences modales ne semblent
pas varier significativement. Les simulations numériques donnent une fréquence propre du
premier mode de flexion f1,0 = 32.2 Hz pour une vitesse U0 = 3 m/s et f1,0 = 33.2 Hz pour
l’écoulement à U0 = 6 m/s. Ces deux valeurs sont en dessous de la fréquence expérimentale
à 38 Hz, constante pour toutes les vitesses d’écoulement. Ces fréquences inférieures aux
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(a) Mode 1 (b) Mode 2

Figure IV.66 – Réponse temporelle du profil en écoulement à une perturbation des
modes 1 (à gauche) et 2 (à droite). L’enveloppe de exponentielle de la réponse

pseudo-périodique est tracée en pointillés.

fréquences expérimentales sont cohérentes avec les masses ajoutées numériques plus im-
portantes que les estimations expérimentales. Les fréquences des modes 2 et 3 prédites
par les simulations sont données en figure V.106. Ces fréquences sont similaires à celles
mesurées expérimentalement. Elles augmentent légèrement avec la vitesse d’écoulement,
bien que ces variations soient moins importantes que dans les mesures. La figure IV.67b
montre l’évolution des facteurs de perte des modes 1 et 2 avec la vitesse d’écoulement.
Les valeurs obtenues numériquement sont proches des valeurs expérimentales. Dans les
deux cas, l’amortissement augmente avec la vitesse. Notons que dans les simulations
numériques, l’amortissement structurel est négligé (η1 et η2 estimés autour de 0.03 par
Lelong). Le modèle numérique surestime donc légèrement l’amortissement hydrodyna-
mique dû à l’écoulement. Rappelons que le facteur de perte du troisième mode n’a pas
pu être déterminé expérimentalement. Pour ce mode, les simulations donnent des valeurs
du facteur de perte égales à η3 = 0.065 pour une vitesse U0 = 3 m/s et η3 = 0.090 pour
une vitesse U0 = 6 m/s.

Les fréquences des modes en eau dépendent des masses ajoutées, mais aussi des rai-
deurs ajoutées (équation IV.14). A partir des coefficients de masse ajoutées calculés par le
code numérique et des fréquences modales obtenues dans les simulations instationnaires,
il est donc possible d’estimer les valeurs des coefficients de raideur ajoutée k̃i,a. Ces co-
efficients, calculés pour les trois premiers modes, sont regroupés dans le tableau IV.14
pour les vitesses d’écoulement U0 = 3 m/s et U0 = 6 m/s. Pour tous les modes, les coeffi-
cients de raideur ajoutée sont largement inférieurs aux coefficients de masse ajoutée. Les
fréquences modales en eau sont donc majoritairement influencées par les masses ajoutées.
Les coefficients k̃i,a les plus importants sont obtenus pour le premier mode de torsion.
Pour les trois modes, les raideurs ajoutées augmentent avec la vitesse d’écoulement.

IV.2.3.d Influence de l’interstice

Des simulations ont également été lancées sur la géométrie avec un interstice de 1
mm entre l’extrémité libre du profil et le hublot du tunnel. L’angle d’incidence considéré
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(a) Fréquences (b) Facteurs de perte

Figure IV.67 – Comparaison des résultats numériques et expérimentaux pour les
fréquences des modes 2 et 3 (à gauche) et des facteurs de perte des modes 1 et 2 (à

droite).

Mode k̃i,a, U0 = 3 m/s k̃i,a, U0 = 6 m/s
1 0.004 0.063
2 0.130 0.165
3 0.076 0.102

Table IV.14 – Coefficients de raideur ajoutée calculés à partir des simulations
numériques.

est α = 8◦ et la vitesse U0 = 6 m/s. La première simulation a été réalisée avec l’ap-
proche quasi-statique. Comme dans le cas du profil rigide, la présence de l’interstice di-
minue légèrement le coefficient de portance (-3.4%) et augmente le coefficient de trâınée
(+11.3%). En conséquence, la flexion du profil est légèrement inférieure au cas sans in-
terstice (figure IV.68).

Géométrie m̃1,a m̃2,a m̃3,a

Sans interstice 5.12 3.67 3.61
Avec interstice 4.71 (-8%) 3.54 (-4%) 3.49 (-3%)

Table IV.15 – Comparaison des masses ajoutées modales calculées par le code
ISIS-CFD sur la géométrie avec et sans interstice.

Les coefficients de masse ajoutée calculés par le code sur la géométrie avec interstice
sont inférieurs à ceux obtenus sur la géométrie jointe. Les valeurs des coefficients m̃i,a sont
proposées dans le tableau IV.15. La diminution des coefficients en présence de l’interstice
est cohérente avec les observations de Naik et al [378] et Xiu et al. [379] sur des plaques
planes. En effet, plus l’extrémité libre est proche d’une paroi, plus la masse ajoutée de
la plaque augmente. Dans notre cas, la différence maximale est obtenue pour le premier
mode de flexion, pour lequel la masse ajoutée diminue de 8% en présence de l’interstice.
Ces variations des coefficients m̃i,a sont susceptibles de faire varier les fréquences propres
du profil.
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Figure IV.68 – Influence de l’interstice sur les déplacements verticaux du profil prédits
par les simulations (U0 = 6 m/s, α = 6◦).

Des calculs instationnaires ont également été lancés sur la géométrie avec interstice
pour simuler les oscillations du profil autour de la position d’équilibre statique (cf sec-
tion IV.2.3.c). Les facteurs de perte et fréquences propres des deux premiers modes sont
comparés aux résultats sans interstice dans le tableau IV.16.

Géométrie η1 f1,0 η2 f2,0
Sans interstice 0.43 33.2 Hz 0.174 180.2 Hz
Avec interstice 0.46 33.5 Hz 0.184 183.4 Hz

Table IV.16 – Comparaison des facteurs de perte ηi et fréquences propres fi,0 des deux
premiers modes avec et sans interstice.

L’influence de l’interstice sur les fréquences de vibrations et les facteurs de perte n’est
pas très importante. La fréquence du premier mode de flexion reste notamment inférieure
à celle mesurée dans le tunnel (f1,0 = 38 Hz).

IV.3 Bilan

Une étude de convergence en maillages 2D a tout d’abord permis de choisir les ni-
veaux de raffinements adaptés à une résolution fine de l’écoulement autour du profil
rigide en écoulement subcavitant. En terme de coefficients hyrodynamiques, les courbes
de portance et de trâınée prédites par les simulations sont globalement en accord avec les
expériences. Les résultats numériques sont cependant plus proches des mesures réalisée
durant cette thèse sur le profil lisse que sur le profil avec ajout de bandes adhésives. Des
simulations avec un modèle de transition suggèrent qu’un bulbe de séparation laminaire
existe sur l’intrados et l’extrados du profil lisse, et uniquement sur l’intrados du profil
avec bandes. La prise en compte des interstices entre le profil et les parois de la veine
d’essais permet d’obtenir des coefficients de trâınée cohérents avec les expériences. Le
modèle EASM donne des résultats similaires au modèle k − ω SST, avec toutefois des
valeurs des coefficients de trâınée plus importantes. Les champs de vitesses numériques
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sont bien estimés par les simulations, semblables aux mesures de PIV. Enfin, les coeffi-
cients hydrodynamiques prédits par les calculs sont très proches des mesures réalisées par
Marchand sur le profil rigide.

Bien que les fréquences modales soient légèrement inférieures aux expériences, les
modes propres du profil flexible dans le vide sont bien prédits par Abaqus. En écoulement,
les déformées statiques sont bien retrouvées par l’approche couplée fluide-structure, en
particulier pour les vitesses d’écoulement les plus importantes. Pour les vitesses et angles
les plus faibles, les déformations du profil dans les simulations sont inférieures aux mesures
de télémétrie. Ces différences peuvent raisonnablement être attribuées aux phénomènes de
transition, tels que les bulbes de séparation laminaire. Les contraintes près de l’encastre-
ment sont néanmoins très similaires aux mesures de Lelong. Des calculs instationnaires
ont permis de montrer que les fréquences modales obtenues dans les simulations sont
sous-estimées par rapport aux mesures de vibrométrie. Alors que pour les modes 2 à 4,
ces écarts peuvent s’expliquer par une sous-estimation des fréquences dans le vide, la
fréquence du premier mode de flexion est tout de même inférieure de 13% aux mesures.
L’approche numérique montre que la présence de l’interstice entre l’extrémité libre du pro-
fil et le hublot ne permet pas d’expliquer ce résultat. Il est possible que les déformations
du profil en écoulement aient une influence non-négligeable sur les fréquences modales.
En effet, les mesures de vibrométrie mettent en évidence des modifications des formes
modales en écoulement, par rapport aux modes en air.
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Chapitre V

Résultats en écoulement cavitant
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Préambule :

Ce chapitre regroupe les résultats expérimentaux et numériques pour les écoulements
cavitants. La première partie est dédiée au cas du profil rigide.

De nombreux travaux sur l’écoulement cavitant autour d’un profil NACA 0015 rigide
mettent en évidence trois régimes de cavitation distincts en fonction du paramètre σ/(2α)
(Arndt et al. [228], Cervone et al. [231], Prothin et al. [315]). Pour σ/(2α) > 6, la
cavitation est peu développée et on observe généralement des ”patches” de vapeur ou une
cavitation par bulles. Les mesures réalisées dans cette thèse pour σ/(2α) = 7.2 montrent
qu’il est aussi possible d’obtenir une poche de vapeur qui reste attachée au bord d’attaque.
Pour 4 < σ/(2α) < 6, on observe une cavitation partielle, avec une poche oscillante bien
développée. Dans ce cas, les lâchers de nuages de vapeur sont causés majoritairement par
un mécanisme de jet re-entrant. La figure V.1 montre que pour σ/(2α) > 4, le nombre
de Strouhal, St=fcavc/U0, diminue presque linéairement avec le paramètre σ/(2α). Pour
σ/(2α) = 4, on observe une bifurcation de la courbe. La queue de la poche de vapeur
s’approche du bord de fuite, où la pression est plus importante. La condensation de la
vapeur près du bord de fuite génère alors une onde de choc à l’interface entre le liquide
et la vapeur. Les lâchers de nuages ne sont plus uniquement causés par la présence d’un
jet re-entrant mais par des effets de compressibilité importants. Ce type de mécanisme ne
peut être capturé par le solveur fluide, reposant sur une approche incompressible. C’est
pourquoi, les régimes cavitants traités dans cette thèse pour les profils rigide et flexible
correspondent à des paramètres σ/(2α) > 4.5 (ligne verticale verte sur la figure V.1).

Figure V.1 – eEvolution du nombre de Strouhal St=fcavc/U0 en fonction du paramètre
σ/(2α) pour un profil NACA 0015. Schéma adapté de Arndt et al. [228].

V.1 Profil rigide

La première partie de ce chapitre présente les mesures expérimentales et résultats
numériques pour le profil rigide en écoulement cavitant. Une étude de l’influence du
maillage et des pas de temps sur les résultats de simulations 2D est tout d’abord pro-
posée. Les caractéristiques des poches de cavitation observées expérimentalement sont
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ensuite décrites. Des calculs numériques 2D préliminaires ont été réalisés afin de choi-
sir les modèles de turbulence et de cavitation les plus adaptés au régime cavitant et
sont présentés en section V.1.3. Enfin, les résultats obtenus sur les calculs 3D en régime
cavitant sont comparés aux mesures expérimentales dans la dernière section.

V.1.1 Maillages et pas de temps

V.1.1.a Influence du maillage et du pas de temps en 2D

La méthode employée pour l’étude de convergence en maillage sur les cas stationnaires
(section IV.1.1.a) peut être étendue aux cas instationnaires (Eça et al. [380], [381]). Plu-
sieurs simulations instationnaires ont été réalisées pour estimer l’influence du maillage et
du pas de temps pour les calculs en régime cavitant. La vitesse d’écoulement est fixée à
U0 = 6 m/s et l’angle d’attaque à α = 8◦. Les maillages 2D M92D, M72D et M52D (du plus
grossier au plus fin) sont utilisés ainsi que 6 pas de temps compris entre ∆t6 = 6× 10−5

s et ∆t1 = 0.75 × 10−5 s. Ces valeurs correspondent à des pas de temps adimensionnels
∆t∗ = ∆tU0/c (avec U0 la vitesse en entrée de veine et c la corde du profil) compris entre
3.6× 10−3 et 4.6× 10−4. Pour chaque pas de temps, les normes infinies des résidus sont
diminuées d’au moins 4 ordres. Le modèle k − ω SST est utilisé pour la turbulence et le
modèle de Sauer avec n0 = 108 pour la cavitation. Afin de limiter les temps de calcul, tous
les pas de temps n’ont pas été utilisés pour chaque maillage et le tableau V.1 présente les
14 simulations réalisées.

∆ti/∆t1 8 4 3 2 1.5 1
M92D X X X X X X

M72D X X X X X

M52D X X X

Table V.1 – eTableau des simulations mises en place pour étudier l’influence du
maillage et du pas de temps.

Dans un premier temps, le paramètre de cavitation a été fixé à σ = 2.02, pour lequel
on obtient une poche de vapeur constamment attachée au bord d’attaque. Les prédictions
numériques donnent bien une poche de vapeur qui reste attachée pour les maillages et
pas de temps les plus grossiers. Cependant, en raffinant ces deux paramètres, la poche
ne reste plus attachée et on observe des lâchers de nuage de vapeur. Ce changement de
dynamique de poche, déjà observé par Negrato et al. [382], ne se prête pas à une étude de
convergence en maillage et en pas de temps. En effet, il n’est par exemple pas pertinent
de comparer les coefficients hydrodynamiques obtenus pour une configuration de poche
attachée et un cas avec lâchers de nuages. Des simulations ont donc été effectuées avec
un paramètre de cavitation σ = 1.41, pour lequel on a expérimentalement des lâchers de
vapeur.

Dans les simulations numériques, la pression moyenne située au niveau du capteur
de pression aval du tunnel est utilisée comme référence pour calculer le paramètre de
cavitation σ. Si le calcul de cette pression moyenne est aisé pour cas avec des poches de
cavitation attachées, il est plus complexe lorsque des lâchers de nuages de vapeur sont
présents dans l’écoulement. En effet, dans ce cas les variations de pression au niveau du
capteur de pression aval sont très importantes (figure V.3) et le calcul de la moyenne
demanderait des temps de calcul très importants. Les différentes simulations réalisées ont
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(a) eCoefficient de portance (M52D, ∆t6) (b) eEcart entre la moyenne incrémentale du
coefficient de portance et la moyenne sur la
totalité du signal, en fonction du nombre de

périodes utilisées

Figure V.2 – eExemple de variation de la portance en fonction du temps, et
convergence de la moyenne.

montré que dans pour les écoulements avec lâchers de nuages, la valeur moyenne de la
pression au niveau du capteur varie assez peu par rapport à la valeur moyenne obtenue
pour des poches attachées. C’est donc la valeur moyenne calculée dans les cas de poches
attachées qui est utilisée comme référence pour le calcul de σ, y compris lorsqu’il existe
des lâchers de nuages de vapeur. Cette approximation implique des écarts qui restent
acceptables sur le paramètre de cavitation σ, de l’ordre de ±0.01.

Figure V.3 – eEvolution de la pression au niveau du capteur de pression aval lors du
passage de σ = 2.02 à σ = 1.41. La droite en pointillés orange représente la moyenne

calculée pour σ = 1.41.

La figure V.2a présente l’évolution du coefficient de portance prédite sur le maillage
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M52D, avec le pas de temps ∆t6. Les variations de portance font apparâıtre une fréquence
principale autour de fcav = 27 Hz, correspondant aux lâchers de nuages de vapeur, mais
aussi des oscillations à plus basse fréquence, autour de 5 Hz. Il est donc nécessaire que
l’intervalle de temps utilisé pour calculer les moyennes des coefficients hydrodynamiques
soit suffisamment long. La figure V.2b représente les variations de la moyenne du co-
efficient de portance en fonction du nombre de périodes Tcav = 1/fcav utilisées pour la
calculer. Les variations de la valeur moyenne sont inférieures à 0.5% pour un intervalle
de temps supérieur à 100 périodes, soit plus de trois secondes. La simulation de trois
secondes de l’écoulement cavitant avec les pas de temps les plus fins est particulièrement
gourmande en temps de calcul, même en 2D. De plus, pour les calculs 3D présentés en
section V.1.4, cet intervalle de temps représenterait plusieurs semaines de calcul, pour une
seule simulation. La figure V.2b montre néanmoins qu’au bout d’une seconde (environ 27
lâchers de vapeur), la valeur moyenne de la portance diffère de moins de 1.5% de la valeur
moyennée sur trois secondes. Cet intervalle de temps semble être un bon compromis entre
la précision obtenue sur les moyennes et les temps de calcul nécessaires. Toutes les valeurs
moyennes et fréquences présentées dans cette section sont donc calculées à partir de si-
gnaux temporels de durée ∆T = 1 s. Notons que la résolution spectrale des transformées
de Fourier, utilisées pour estimer les fréquences caractéristiques de l’écoulement, est donc
de ±1 Hz.

Toutes les simulations du tableau V.1 donnent des dynamiques de poche similaires.
Comme le montre la figure V.4, les calculs prédisent bien des détachements de nuages de
vapeur. On observe dans un premier temps la croissance de la poche de vapeur (temps
T0). La poche reste attachée au bord d’attaque jusqu’à l’instant T1, où la présence d’un
jet re-entrant en aval de la poche cause le détachement d’un nuage de vapeur. La vapeur
présente au bord d’attaque disparâıt et le nuage est ensuite convecté par l’écoulement
(T2). Enfin, la cavitation apparâıt de nouveau au bord d’attaque et la poche s’étend
jusqu’à un nouveau cycle. Plus de détails sur les dynamiques de poche sont donnés en
section V.1.2.a. Les maillages et pas de temps utilisés sont donc suffisamment fins pour
décrire les principales caractéristiques de l’écoulement cavitant.

Les valeurs du coefficient de portance obtenues sur les maillages M72D et M52D sont
tracées en figure V.5a pour les pas de temps ∆t6 et ∆t2. Les courbes mettent en évidence
la présence de ”pics”, bien supérieurs aux valeurs moyennes. Ces pics sont fréquemment
obtenus dans les simulations d’écoulements cavitants et s’expliquent par le caractère
incompressible du solveur fluide (Asnaghi et al. [203]). Dans notre cas, la condensation
rapide de nuages de vapeur dans le sillage du profil entrâıne une augmentation brusque
de la pression autour du profil. Cette augmentation de la pression est plus importante sur
l’intrados du profil, la présence de vapeur limitant l’élévation en pression sur l’extrados du
profil. On obtient ainsi des pics de portance supérieurs à la valeur moyenne. Bien que ces
pics semblent avoir lieu plus souvent sur les maillages les plus raffinés, leur fréquence est
significativement plus grande pour les pas de temps les plus fins. De petits pas de temps
permettent en effet de capturer les derniers instants du processus de condensation, pour
lesquels les vitesses d’interface deviennent très importantes. En conséquence, on obtient
plus souvent des pics de portance. Ces pics ne sont toutefois pas physiques, puisque des
effets de compressibilité prennent place lors de la condensation.

L’analyse spectrale des coefficients de portance met en évidence une fréquence ca-
ractéristique des lâchers de vapeur autour de fcav = 27 Hz (figure V.5b) pour les
différents maillages et pas de temps utilisés. Comme mentionné précédemment, on ob-
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(a) eT0 (b) eT1 = T0 +
Tcav
5

(c) eT2 = T0 +
Tcav
2 (d) eT3 = T0 +

4Tcav
5

Figure V.4 – eFraction volumique de vapeur lors d’un lâcher typique de nuage.

(a) eCoefficient de portance (b) eDensité spectrale de puissance (PSD)

Figure V.5 – eVariations temporelles et densités spectrales de puissance du coefficient
de portance obtenus pour différents maillages et pas de temps.

serve également de basses fréquences inférieures à 10 Hz, mais aussi plusieurs pics autour
de la fréquence fcav. Bien que les amplitudes de la densité spectrale de puissance (PSD)
varient lorsqu’on modifie le pas de temps et le maillage, les fréquences des pics ne sont
pas significativement modifiées. Ainsi, les transformées de Fourier des coefficients hydro-
dynamiques obtenus pour les simulations du tableau V.1 n’ont pas mis en évidence de
tendances sur les variations de la fréquence de lâchers fcav en fonction du maillage ou du
pas de temps.

Les coefficients de portance et de trâınée moyens sont regroupés dans les tableaux V.2
et V.3 pour les différents maillages et pas de temps. Ces coefficients montrent que l’on
n’obtient pas de convergence monotone avec la taille du maillage ou le pas de temps et
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il n’est pas possible d’extraire de tendance globale de ces valeurs. Les résultats sont trop
dispersés pour pouvoir appliquer la méthode d’estimation des incertitudes proposée par
Eça et al. [380]. Le caractère très instationnaire de l’écoulement rend donc impossible
l’étude de convergence en maillage et en pas de temps pour le cas test étudié. En effet,
contrairement à l’écoulement cavitant autour d’une hélice dans un sillage par exemple,
la dynamique est ici uniquement due à l’instabilité de la poche de cavitation. Les écarts
obtenus entre les différentes simulations sont de l’ordre de quelques pourcents et sont vrai-
semblablement dominés par des erreurs de convergence statistique des valeurs moyennes.

∆ti/∆t1 8 4 3 2 1.5 1
M92D 3.49 % 2.38 % 2.05 % 3.20 % 2.46 % 3.42 %
M72D 2.62 % 3.20 % 3.16 % 1.47 %
M52D 1.37 % 2.42 % 0.739

Table V.2 – eEcarts des coefficients de portance prédits par les simulations 2D par
rapport au coefficient obtenu avec le maillage et le pas de temps les plus fins (indiqué en

bleu).

∆ti/∆t1 8 4 3 2 1.5 1
M92D 6.39 % 3.67 % 4.27 % 5.53 % 5.62 % 6.01 %
M72D 2.25 % 7.73 % 2.84 % 3.06 %
M52D 3.89 % 6.32 % 0.101

Table V.3 – eEcarts des coefficients de trâınée prédits par les simulations 2D par
rapport au coefficient obtenu avec le maillage et le pas de temps les plus fins (indiqué en

bleu).

En utilisant une démarche similaire à celle utilisée dans le cas subcavitant, une incer-
titude globale peut être estimée à l’aide de la formule :

Uφ =
max(φ)−min(φ)

2
(V.1)

On obtient ainsi des incertitudes d’environ 1.8 % pour le coefficient de portance et 3.9 %
pour le coefficient de trâınée. Ces valeurs d’incertitudes permettent de penser que pour
les coefficients hydrodynamiques, les erreurs de discrétisation spatiale et temporelle sont
relativement faibles pour les maillages et pas de temps utilisés.

Les champs de vitesses moyennes obtenus sur les trois maillages et le pas de temps ∆t6
sont donnés en figure V.6. Dans chaque cas, on observe une large zone de recirculation
sur l’extrados du profil. Les résultats diffèrent peu entre les différents maillages mais on
peut toutefois noter que cette zone tend à s’amincir et à s’étendre lorsque les tailles des
cellules diminuent.

Afin d’analyser plus en détails l’influence du maillage, trois profils de vitesses hori-
zontales moyennes sont tracés en figure V.7a, pour les abscisses x/c = 0.33, x/c = 0.52
et x/c = 1.07. Comme le montrent les valeurs négatives de vitesses, les deux premiers
profils traversent la zone de recirculation moyenne, tandis que le dernier profil se situe
dans le sillage. Les prédictions du calcul sur le maillage grossier diffèrent un peu de celles
des deux maillages plus fins, en particulier pour le profil en x/c = 0.52. Pour les maillages
M72D et M52D les vitesses moyennes se superposent. Les profils moyens de la fraction de
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(a) eM92D (b) eM72D

(c) eM52D

Figure V.6 – eNormes des vitesses moyennes et lignes de courant autour du profil,
pour les trois maillages. Pour chaque maillage le pas de temps est ∆t = 6× 10−5.

vapeur αv sont aussi représentés en figure V.7b. Bien que les écarts entre les prédictions
des trois maillages soient plus importants, ils restent cependant acceptables.

(a) eProfils de vitesses ux moyennes (b) eProfils de fractions en vapeur αv
moyennes

Figure V.7 – eDistributions des vitesses et fractions volumiques de vapeur moyennes
sur l’extrados en x/c = 0.33 (gauche), x/c = 0.52 (milieu) et x/c = 1.07 (droite). Pour

chaque maillage le pas de temps est ∆t = 6× 10−5 s.

La distribution moyenne du coefficient de pression sur le profil est tracée en figure
V.8 pour les trois maillages (∆t = ∆t6). Comme pour les profils de vitesses, la pression
obtenue sur le maillage le plus grossier présente des écarts avec celles calculées sur les deux
autres maillages. En revanche, le coefficient de pression obtenu sur le maillage medium
est proche de celui du maillage le plus fin. Compte tenu du caractère très instationnaire
de la portance, ces différences observées sur le coefficient de pression demeurent très
acceptables. Notons qu’en moyenne le coefficient de pression est légèrement inférieur au
nombre de cavitation σ = 1.41 près du bord d’attaque. Cela s’explique en partie par
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Figure V.8 – eDistribution du coefficient de pression pour les trois maillages 2D. Le
pas de temps est fixé à ∆t = 6× 10−5 s.

l’alternance des phases liquide et vapeur, mais aussi par le modèle de cavitation utilisé
(section V.1.3.a).

Bien que la complexité de l’écoulement cavitant n’a pas permis d’estimer les incerti-
tudes numériques dues aux schémas de discrétisation, les maillages et pas de temps uti-
lisés semblent toutefois suffisamment fins pour capturer les caractéristiques principales de
l’écoulement et valeurs moyennes des coefficients hydrodynamiques. Sauf cas particuliers,
les simulations 2D présentées dans la suite de ce chapitre ont donc été réalisées sur le
maillage M52D, avec un pas de temps ∆t = 2.5× 10−5 s.

V.1.1.b Maillage 3D et pas de temps

Les simulations d’écoulements cavitants ont toutes été réalisées pour un angle d’in-
cidence fixé à α = 8◦, ne nécessitant donc qu’un unique maillage 3D. Ce maillage est
généré par extrusion du maillage M52D, assurant ainsi une bonne qualité de maillage.
Contrairement aux cas subcavitants, des lois de parois ont été utilisées sur les parois
latérales de la veine. Cette approche n’est pas parfaitement adaptée au régime cavitant,
pour lequel des détachements de couches limites sont susceptibles d’apparâıtre sur les pa-
rois du tunnel. Elle permet cependant de réduire considérablement le nombre de cellules
dans le maillage. Ceci est un avantage non-négligeable pour les calculs instationnaires,
nécessitant bien plus de temps de calcul par rapport aux calculs stationnaires.

L’apparition de poches de vapeur ne permet pas de tirer avantage de la symétrie de la
veine. En effet, comme présenté en section V.1.2.a, l’écoulement devient fortement tridi-
mensionnel et il est nécessaire de mailler l’ensemble de l’envergure du profil. Afin de mieux
capturer les effets 3D de la dynamique de poche, le nombre de cellules dans l’envergure
du profil a été augmenté par rapport au maillage M53D utilisé dans le cas subcavitant. Le
nombre de cellules dans l’envergure du profil est ainsi égal à 112, permettant d’obtenir
une discrétisation plus fine au milieu du profil (figure V.9). La taille maximale des cellules
dans le sens de l’envergure correspond à 4.5 % de l’envergure totale. Le nombre total de
cellules s’élève ainsi à 20 millions.
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Figure V.9 – eVue du maillage 3D utilisé pour les calculs cavitants. La moitié du profil
est représentée dans l’envergure et seul un point du maillage sur deux est représenté

dans les trois directions.

Afin de réduire un peu plus les temps de calcul, la valeur du pas de temps est fixée à
∆t = 5× 10−5 s. Pour tous les nombres de cavitation étudiés, cette valeur permet d’avoir
entre 300 et 500 pas de temps pour décrire la période caractéristique de l’écoulement
et correspond aux valeurs usuelles rencontrées dans la littérature. Rappelons que les
schémas de discrétisation utilisés n’imposent pas de limite sur le nombre de Courant
Co. Le nombre de Courant local peut donc être supérieur à Co = 1 sans impliquer
de problème de convergence. Ainsi, les simulations en régime cavitant montrent que le
nombre de Courant local peut occasionnellement atteindre des valeurs élevées telles que
Co = 20, mais le maximum local moyenné sur les pas de temps est plutôt de l’ordre de
Co = 7.

V.1.2 Analyse des résultats expérimentaux

Les caractéristiques des poches de cavitation mesurées sur le profil rigide sont
présentées dans cette section. L’angle d’attaque est fixé à α = 8◦ et la vitesse à U0 = 6
m/s. Les essais ont été réalisés sur le profil sans ajout de bandes pour déclencher la
transition turbulente. La régulation en pression et en vitesse du tunnel permet d’étudier
les écoulements correspondant à cinq paramètres de cavitation : σ = 2.02, σ = 1.86,
σ = 1.58, σ = 1.41 et σ = 1.36.

V.1.2.a Dynamiques de poche

Les dynamiques de cavitation ont tout d’abord été caractérisées par traitement des
images de caméra rapide. Des images instantanées représentatives des poches sont pro-
posées en figure V.10 pour les écoulements à σ = 2.02, σ = 1.86, σ = 1.58, et σ = 1.41.

Pour le paramètre de cavitation le plus élevé, une poche de vapeur existe près du bord
d’attaque. La cavitation ne se développe pas sur la totalité de l’envergure, attestant de
l’influence des parois de la veine sur l’écoulement. Lorsque le nombre de cavitation diminue
jusqu’à σ = 1.86, la poche se développe et sa longueur atteint alors environ un tiers de
la corde du profil. La poche est plus développée du côté du hublot que du côté du fond
de veine. Ceci peut être dû au vortex marginal plus développé près du hublot (cf section
IV.1.3.b). Les diagrammes présentés en figure V.11, permettent d’étudier la dynamique
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Bord d’attaque

Bord de fuite

(a) eσ = 2.02 (b) eσ = 1.86

(c) eσ = 1.58 (d) eσ = 1.36

Figure V.10 – eImages instantanées de la poche de cavitation pour différents
paramètres de cavitation σ.

de la poche dans le temps. Bien qu’elle reste constamment attachée, de faibles oscillations
sont visibles en fin de poche. Ces oscillations s’accompagnent de petits lâchers de vapeur,
rendant visibles des tourbillons en épingle à cheveux en aval de la poche (figure V.10).
En diminuant la pression, la longueur de la poche augmente, puis on observe de larges
lâchers de nuages de vapeur (1.36≤ σ ≤ 1.58). Pour σ = 1.58, la longueur maximale de la
poche représente environ 50% de la corde. Sur le zoom de la figure V.11d, l’évolution de
la poche de vapeur sur une période peut se décomposer en deux phases. Dans un premier
temps, la poche grandit (traits en pointillés orange) et le développement simultané d’un
jet re-entrant peut être observé sur les diagrammes espace-temps (représenté en rouge
sur la figure V.11d). Lorsque le jet atteint le bord d’attaque, la vapeur se détache du
bord d’attaque et un nuage est ensuite transporté vers le bord de fuite (traits bleus sur
la figure V.11d). Les diagrammes de la figure V.11 montrent que la fréquence des lâchers
de vapeur diminue lorsque la longueur de poche maximale augmente, entre σ = 1.58 et
σ = 1.41.

Afin d’estimer les fréquences caractéristiques de la poche en fonction du paramètre de
cavitation, les niveaux de gris des diagrammes sont moyennés en espace, permettant ainsi
d’obtenir un signal temporel caractérisant la dynamique de poche. Les densités spectrales
de puissance (PSD) de ces signaux sont tracées en figure V.12. Pour σ = 2.02, un pic
d’amplitude est visible autour de 42 Hz. La fréquence de ce pic semble diminuer à 39
Hz pour σ = 1.86. Des amplitudes élevées apparaissent aussi autour de 55 Hz et 65
Hz. Lorsque d’importants lâchers de vapeur existent (σ = 1.58 et σ = 1.41), le spectre
est dominé par une unique fréquence et ses harmoniques. Pour σ = 1.58 et σ = 1.41,
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(a) eσ = 2.02 (b) eσ = 1.86

(c) eσ = 1.58 (d) eσ = 1.41

Figure V.11 – eDiagrammes espace-temps de la poche de cavitation issus des images
de caméra rapide pour différents paramètres de cavitation σ.

.

les fréquences des lâchers sont respectivement égales à 42 Hz et 34 Hz. En revanche le
spectre des niveaux de gris pour σ = 1.36 montre une multitude de pics. Ces derniers
correspondent à certaines harmoniques de 5 Hz et à une fréquence proche de 32 Hz.

Figure V.12 – eDensité spectrale de puissance des niveaux de gris issus des
diagrammes espace-temps.

La décomposition spectrale en mode propre (SPOD) des images de caméra permet
d’analyser un peu plus en détails les caractéristiques de la cavitation. Pour chaque pa-
ramètre de cavitation, l’ensemble des 6000 images représentant 4 secondes d’écoulement
est décomposé en Nblocs de Nfft images. Pour chaque pixel, les transformées de Fou-
rier sont calculées sur chaque bloc d’images. On peut ainsi construire pour chaque
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fréquence du spectre une estimation de la matrice des densités spectrales croisées, dont
la décomposition en valeurs et vecteurs singuliers permet d’obtenir Nmodes modes φi et
valeurs propres λi. Le nombre de blocs utilisés détermine le nombre de modes propres
obtenus pour chaque fréquence, Nmodes = Nblocs. La longueur Nfft de chaque bloc im-
pose la résolution spectrale de la décomposition ∆f = fs/Nfft. Pour un nombre d’images
fixe, l’augmentation du nombre de blocs (et donc de modes) diminue donc la résolution
fréquentielle, et vice versa. Les analyses SPOD réalisées pour des blocs d’une durée de 1
s et 0.5 s ne montrent pas de différences significatives et les résultats sont donc présentés
pour des blocs de 1 s, offrant une meilleure résolution spectrale. Une fenêtre de Hamming
est utilisée afin de limiter la présence de lobes secondaires sur la transformée de Fourier
(”spectral leakage”). Un recouvrement de 50% des blocs permet finalement d’obtenir 7
modes propres pour chaque fréquence. Les spectres des cinq premières valeurs propres
normalisées sont tracés en figure V.13. La fréquence des lâchers de vapeur fcav = 34
Hz et ses harmoniques sont bien visibles sur le spectre de la première valeur propre λ1.
Des amplitudes importantes sont aussi obtenues à la fréquence fcav sur les spectres des
deuxième et troisième valeurs propres. Les densités spectrales des valeurs propres res-
tantes sont plus uniformes et ne présentent pas de pics significatifs. Les trois premiers
modes permettent donc de capturer l’essentiel de la dynamique de poche aux fréquences
d’intérêt.

(a) eSpectres des valeurs propres pour
σ = 1.41

(b) eSpectres de la première valeur propre λ1

pour différents σ.

Figure V.13 – e Spectres des valeurs propres de SPOD. Par souci de clarté sur la
figure (b), les valeurs de lambda renseignées pour les courbes où 1.36 ≤ σ ≤ 1.58 sont

en logarithme.

Les spectres des premières valeurs propres sont tracés en figure V.13 pour les cinq
paramètres de cavitation. La plupart des fréquences identifiées sur les spectres issus des
diagrammes espace-temps sont visibles sur les premières valeurs propres.

Pour σ = 2.02, le spectre SPOD met en évidence un pic à 5 Hz qui n’est pas présent sur
le spectre du diagramme. Les parties réelles des premiers modes correspondant aux pics
des fréquences f0=5 Hz, f1=38 Hz et f2=43 Hz sont données en figure V.14. L’amplitude
du mode à 5 Hz est importante autour de l’interface de la poche de vapeur. La présence
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de valeurs positives et négatives sur les parties latérales de la cavité fait ressortir des
oscillations de l’étendue de la poche à basse fréquence. Les modes obtenus aux fréquences
38 Hz et 43 Hz sont similaires et soulignent plutôt la convection de vapeur en aval de
la poche. Les deux modes représentent le même mécanisme physique, et sont espacés de
5 Hz dans le domaine fréquentiel, f2 = f1 + f0. Ces trois pics sont typiques d’un signal
présentant des oscillations à une fréquence de 43 Hz (dues aux oscillations de la poche
et aux petits lâchers dans le sens de l’écoulement), avec une enveloppe de plus basse
fréquence à 5 Hz (due à des variations de l’étendue de la poche attachée).

(a) ef = 5 Hz (b) ef = 38 Hz

(c) ef = 43 Hz

Figure V.14 – ePremiers modes aux fréquences des pics des spectres SPOD, pour
σ = 2.02.

Pour σ = 1.86, on retrouve le mode associé aux petits lâchers de vapeur dans le
sillage de la poche à une fréquence de 39 Hz. Alors que ce mode souligne la convec-
tion dans le sens de l’écoulement, les modes obtenus aux fréquences de 55 Hz et 65 Hz
ont des formes bidimensionnelles. Ces derniers traduisent donc les effets tridimension-
nels causés par la présence de vortex marginaux aux extrémités du profil. Ces modes
peuvent être comparés à ceux présentés dans les travaux de Prothin et al. [315] (figure
V.16), où une décomposition en modes propres classique (POD) est réalisée sur les images
de poche attachée d’un NACA 0015. Le premier mode SPOD à 55 Hz correspond à une
superposition des premier et second modes POD. En effet, la POD fournit des modes uni-
quement cohérents en espace et il faut donc un couple de modes POD pour décrire une
structure cohérente transportée par l’écoulement. Au contraire, la SPOD produit directe-
ment des modes cohérents en espace et en temps, et se révèle particulièrement adaptée à
l’étude de structures convectées. Elle possède aussi l’avantage de donner immédiatement
les fréquences d’intérêt, ce qui nécessite d’étudier les coefficients d’expansion temporelle
dans le cas de la POD classique. Le même raisonnement s’applique au premier mode
SPOD à 65 Hz, combinaison des troisième et quatrième modes POD. Notons que les
modes SPOD sont similaires à ceux donnés par une décomposition en modes dynamiques
(DMD) par Prothin et al. [315]. En effet, Towne et al. [316] montrent que les modes
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(a) ef = 39 Hz (b) ef = 55 Hz

(c) ef = 65 Hz

Figure V.15 – e.Premiers modes aux fréquences des pics des spectres SPOD, pour
σ = 1.86.

SPOD correspondent à des moyennes optimales des modes DMD, pour décrire la varia-
bilité statistique d’un écoulement turbulent.

Pour les paramètres de cavitation σ ≤ 1.58, la fréquence des lâchers de nuages de va-
peur est clairement visible sur les spectres SPOD. Pour σ = 1.41, le premier mode propre
à une fréquence fcav = 34 Hz fait ressortir le transport de la vapeur avec l’écoulement
(figure V.17). Le mode dominant de la première harmonique 2fcav = 68 présente une
longueur d’onde deux fois inférieure à celle du mode de la fondamentale fcav. Les struc-
tures cohérentes représentées par les deux modes ont donc la même vitesse de phase,
et correspondent au même mécanisme de lâchers des nuages. Les deuxième et troisième
modes SPOD à la fréquence fcav = 34 Hz sont plutôt bidimensionnels. En effet, comme
décrit en section V.1.2.b, il arrive que lors d’un lâcher de vapeur il existe deux ou trois
nuages distincts. L’analyse SPOD des écoulements avec σ = 1.58 et σ = 1.36 donne des
résultats semblables à ceux présentés pour σ = 1.41.

Les longueurs de poches et fréquences caractéristiques observées par caméra rapide
sont regroupées dans le tableau V.4 pour les cinq conditions d’écoulement étudiées. Pour
les paramètres σ ≤ 1.58, les longueurs lcav présentées correspondent aux longueurs de
poches attachées au moment des détachements de nuages. Ces longueurs n’étant pas
constantes au fil du temps, ce sont les valeurs minimales et maximales qui sont donc
relevées. Pour les cas avec lâchers de nuages, Cervone et al. [231] décrivent un Strouhal
basé sur la corde Stc ne variant pas avec le nombre de cavitation σ. Au contraire, Arndt
et al. [228], obtiennent une valeur constante du Strouhal basé sur la longueur de poche,
Stl ≈ 0.3. Nos mesures se rapprochent donc plutôt de ces dernières, avec Stl ≈ 0.35−0.4.
Les valeurs du Strouhal Stc et des longueurs de poches mesurées sont comparées à celles
de Arndt et al. [228] et Lelong [7] en figure V.19. Les résultats sont en bon accord avec
ceux de Arndt et al. [228], tant pour les fréquences que pour les longueurs de poches.
Ces deux quantités semblent varier linéairement avec la variable σ/(2α). Les longueurs
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(a) ePremier mode SPOD à
f = 55 Hz

(b) ePremier mode POD (c) eDeuxième mode POD

(d) ePremier mode SPOD à
f = 65 Hz

(e) eTroisième mode POD (f) eQuatrième mode POD

Figure V.16 – eComparaison des modes SPOD pour σ = 1.86 avec les modes issus de
POD présentés par Prothin et al. [315]. Seulement la moitié de l’envergure est

représentée.

(a) ef = 34 Hz (b) ef = 64 Hz

Figure V.17 – ePremiers modes aux fréquences des pics des spectres SPOD, pour
σ = 1.41.

de poches mesurées par Lelong [7] sont en revanche significativement supérieures, tandis
que les fréquences associées sont inférieures à celles de Arndt et al. [228]. Ces différences
proviennent vraisemblablement la présence d’un film réfléchissant servant aux mesures
de vibrométrie, ajoutant de la rugosité au niveau du bord d’attaque. On observe ainsi
pour σ = 1.36 un Strouhal Stc proche de 0.1 ainsi qu’une longueur de poche égale à la
corde, caractéristiques du mécanisme de condensation de la poche par onde de choc à
l’interface.
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(a) eDeuxième mode (b) eTroisième mode

Figure V.18 – eDeuxième et troisième modes SPOD à f = 34 Hz, pour σ = 1.41.

σ/(2α) Type de poche lcav/c fcav (Hz) Stc=fcavc/U0 Stl=fcavlcav/U0

7.2 attachée 0.22 5, 38 et 43 0.08, 0.63 et 0.72 0.02, 0.14 et 0.16
6.7 attachée 0.31 39, 55 et 65 0.65, 0.92 et 1.1 0.20, 0.28 et 0.33
5.7 lâchers de nuages 0.5 - 0.6 42 0.70 0.35 - 0.42
5.0 lâchers de nuages 0.6 - 0.7 34 0.57 0.34 - 0.40
4.9 lâchers de nuages 0.7 - 0.8 32 0.53 0.37 - 0.43

Table V.4 – eCaractéristiques des poches de cavitation pour les paramètres σ/(2α)
étudiés.

(a) eNombres de Strouhal Stc (b) eLongueurs de poches

Figure V.19 – eComparaison des nombres de Strouhal basés sur la corde et longueurs
de poches avec les mesures de Arndt et al. [228] et Lelong [7].

V.1.2.b Lâchers de vapeur et jet re-entrant

Pour σ = 2.02 et σ = 1.86, où la poche reste attachée au bord d’attaque, de petits
lâchers de vapeur sont visibles dans le sillage de la cavité (figure V.10a). Ces lâchers
semblent constitués d’amas de bulles, qui se transforment rapidement en tourbillons en
épingle à cheveux. Ces tourbillons dans le sillage d’une poche attachée sont aussi observés
expérimentalement par Gopalan et Katz [196] et Croci et al. [383], et dans des simula-
tions LES par Chen et al. [384] et Dittakavi et al. [385]. Ces derniers montrent que ces
lâchers peuvent s’expliquer par la création d’un couple barocline en fermeture de poche.
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Des petites vaguelettes sont également visibles à l’interface liquide-vapeur. Ces ondes
ressemblent aux ondes de Tollmien-Schlichting (Chen et al. [386]), apparaissant dans les
mécanismes de transition laminaire-turbulent. Ces ondes de Tollmien-Schlichting sont par
exemple à l’origine de lâchers de vortex dans le sillage d’un bulbe de séparation laminaire
(Ducoin et al. [387]). Il n’est pas exclu que ces ondes puissent être à l’origine de struc-
tures tourbillonnaires en fin de poche, générant ainsi les détachements de petits amas de
bulles. Des lâchers de vapeur plus importants existent aussi pour ces nombres de cavita-
tion, dont deux sont visibles sur la figure V.10b. L’analyse des images de caméra suggère
que ces lâchers développés soient causés par l’impact de bulles sur la cavité. Ces bulles
se forment en amont du profil et sont transportées par l’écoulement jusqu’à la poche de
vapeur. L’impact d’une bulle à l’origine d’un lâcher de vapeur est illustré en figure V.20.

Bulle

(a) eT0 (b) eT0 + 2 ms.

(c) eT0 + 3.3 ms. (d) eT0 + 4.6 ms.

Figure V.20 – eImages de l’impact d’une bulle sur la poche, provoquant un petit
lâcher de vapeur.

Pour de petites valeurs de σ, un mécanisme cyclique de lâchers très importants de
vapeur se met en place. Les images de caméra d’un cycle typique sont données en figure
V.21. En T0, la poche attachée au bord d’attaque grandit jusqu’à environ 50% de la corde.
Pendant la croissance de la poche, un jet re-entrant existe sous la cavité et progresse vers
le bord d’attaque. En T1, le jet atteint le bord d’attaque et provoque le détachement de la
poche de vapeur. On observe alors un lâcher de nuage de vapeur (T2), tandis que la poche
attachée au bord d’attaque a quasiment disparu. Le nuage de vapeur est alors entrâıné
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par l’écoulement vers le bord de fuite, à une vitesse inférieure à la vitesse U0 (Kubota et
al. [225]). Au même moment une nouvelle poche se développe au bord d’attaque, avec la
création d’un nouveau jet re-entrant.

(a) eT0 (b) eT1 = T0 +
Tcav
5

(c) eT2 = T0 +
5Tcav

9
(d) T3 = T0 + Tcav

Figure V.21 – ee Images de caméra décrivant un lâcher de nuage de vapeur primaire
(σ = 1.41).

(a) eUn tourbillon (b) eDeux tourbillons

(c) eTrois tourbillons

Figure V.22 – eStructures tourbillonnaires en U (aussi appelées tourbillons en
croissant ou en fer à cheval) du nuage de vapeur.
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Le nuage de vapeur ainsi formé semble se transformer en structure tourbillonnaire,
contenant un amas de petites bulles de vapeur. Ce tourbillon prend la forme d’un crois-
sant (Kubota et al. [225]) ou d’un U (Kawanami [388]), visible sur la figure V.22a. Les
simulations numériques réalisées par Saito et al. [206] suggèrent que la forme de ce tour-
billon peut être causée par la présence des parois latérales de la veine. Au contraire, les
simulations LES présentées par Arabnejad et al. [389] prouvent qu’un tourbillon en U
se forme sans présence de parois. Une étude approfondie des images de caméra montre
qu’il peut en fait exister plusieurs tourbillons simultanément (figures V.22b et V.22c).
Ces structures de nuages différentes peuvent s’expliquer par l’analyse des jets re-entrant
à l’origine de leur formation. On peut par exemple observer la formation de deux jets
simultanés en figure V.23b, similaires à ceux décrits par Sakoda et al. [390]. En plus
du jet re-entrant primaire majoritairement responsable des détachements de nuages, la
présence de jets secondaires est mise en évidence par Arabnejad et al. [389] et illustrée en
figure V.23a. Les auteurs expliquent en détails comment la condensation de vapeur dans
la partie amont du nuage peut faire apparâıtre localement un jet secondaire, lui-même
à l’origine d’une perturbation de la poche, et ainsi retarder localement le jet re-entrant
primaire. Ils proposent également trois catégories de détachements de vapeur secondaires.
Le premier type de détachement secondaire (figure V.24a) est dû à l’interaction entre le
jet primaire et la zone de fermeture de poche. Le second type de détachement apparâıt
lorsque la poche est perturbée par le jet re-entrant secondaire (figure V.24b). Enfin, des
tourbillons remplis de bulles sont visibles en aval du nuage de vapeur, comme illustré en
figure V.24c.

(a) eJet re-entrant secondaire (b) eDeux jets re-entrant simultanés

Figure V.23 – eExemples des différents jets re-entrant observés sur les images de
caméra.

Pour le paramètre de cavitation le plus bas σ = 1.36, la dynamique de la cavitation
devient parfois très asymétrique. On observe alors une alternance de lâchers de nuages
sur une moitié ou l’autre de l’envergure (figure V.25). Sur chaque moitié de l’envergure,
des nuages moins importants se détachent à une fréquence deux fois plus importante que
la fréquence de lâcher unique fcav. Il est possible que pour ce paramètre de cavitation la
force du jet re-entrant secondaire soit assez importante pour déclencher le détachement
local d’un nuage de vapeur assez important. Une dynamique similaire à celle présentée
précédemment se met alors en place de part et d’autre de l’envergure. Notons que ce
phénomène ne dure généralement pas plus de quelques périodes, avant de retrouver un
mécanisme à un seul nuage.
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(a) Lâcher de vapeur causé par le jet
re-entrant primaire

(b) Lâcher de vapeur causé par le jet
re-entrant secondaire

(c) Lâcher de vapeur en aval du nuage

Figure V.24 – eLes différents mécanismes de lâchers de vapeur présentés par
Arabnejad et al. [389].

(a) T0 (b) T1 = T0 +
Tcav
3

(c) T1 = T0 +
Tcav
2 (d) T1 = T0 +

4Tcav
3

Figure V.25 – eImages de lâchers de vapeur asymétriques.

V.1.2.c Coefficients hydrodynamiques

Les coefficients de portance et de trâınée ont été mesurés à l’aide de la balance hy-
drodynamique pour les cinq paramètres de cavitation σ. Les mesures, d’une durée de 50
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secondes, permettent d’estimer les densités spectrales de puissance (PSD) des coefficients
hydrodynamiques. Ces densités sont calculées avec la méthode de Welch [391], à l’aide de
signaux dont la durée est une seconde et d’un recouvrement de 50%. Les PSD des coef-
ficients de portance et trâınée sont présentées en figure V.26 pour les différents σ. Pour
σ = 2.02 un pic est visible à la fréquence f = 44 Hz, en accord avec les spectres issus
des images de caméra. Pour σ = 1.86 on retrouve comme dans les spectres SPOD des
amplitudes relativement importantes pour des fréquences comprises entre 39 Hz et 62 Hz.
On peut toutefois observer pour ces deux valeurs de σ des pics à basses fréquences, et un
large pic à f = 90 Hz. Ces pics sont déjà présents sur la densité spectrale de l’écoulement
subcavitant, et ne semblent pas varier avec la vitesse d’écoulement. Ils correspondent
donc à des fréquences caractéristiques du tunnel et de la balance et constituent du bruit
de mesure. Les variations des signaux de la balance pour σ = 2.02 et σ = 1.86 étant
dominées par du bruit, elles ne permettent pas de rendre compte de l’évolution des co-
efficients hydrodynamiques dans le temps. Cela s’applique également au coefficient de
trâınée, pour lequel une fréquence caractéristique de la balance est également visible au-
tour de 110 Hz. Ces mesures permettent cependant de calculer les valeurs moyennes des
coefficients.

Pour les écoulements avec détachements de nuages de vapeur (σ ≤ 1.58), les densités
spectrales du coefficient de portance comportent un pic important autour des fréquences
de lâchers mesurées à l’aide de la caméra rapide, ainsi que ses trois premières harmoniques.
Bien que l’amplitude du pic à fcav soit le plus important, certaines harmoniques semblent
interagir avec le pic à 90 Hz. C’est le cas de la deuxième harmonique pour σ = 1.58 et
des troisièmes harmoniques pour σ = 1.41 et σ = 1.36. Cela est particulièrement visible
sur les spectres du coefficient de trâınée, pour lesquels l’amplitude maximale est obtenue
à la fréquence 110 Hz. Notons que les amplitudes de basses fréquences autour de 10 Hz
augmentent considérablement lorsque la valeur de σ diminue.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure V.26 – eDensités spectrales de puissance des coefficients hydrodynamiques
expérimentaux.

Afin d’analyser l’évolution temporelle des fréquences caractéristiques des lâchers de
nuages, les spectrogrammes des coefficients de portance ont été calculés à l’aide de trans-
formées de Fourier à court terme (STFT). La figure V.27 montre que la fréquence domi-
nant les fluctuations de portance demeure la fréquence des lâchers de nuages. De petites
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oscillations de ces fréquences au cours du temps sont visibles sur les spectrogrammes, en
particulier pour σ = 1.41.

(a) σ = 1.58 (b) σ = 1.41

(c) σ = 1.36

Figure V.27 – eSpectrogrammes du coefficient de portance pour les écoulements avec
lâchers de nuages.

Les variations de portance et de trâınée mesurées par la balance pendant une demi-
seconde sont tracées en figure V.28 pour les trois paramètres de cavitation les plus bas.
Comme suggéré par les densités spectrales de puissance, les coefficients de portance sont
constitués d’oscillations aux fréquences des lâchers de nuages, auxquelles se superposent
les premières et deuxièmes harmoniques. La deuxième harmonique est particulièrement
visible pour σ = 1.36. En effet, la fréquence de celle-ci est égale à 96 Hz, et interagit
donc avec le mode de la balance autour de 90 Hz. Les coefficients de trâınée sont en
revanche fortement affectés par les oscillations à la fréquence caractéristique de 110 Hz
de la balance. Les valeurs moyennes de la portance ont tendance à légèrement diminuer
avec le paramètre σ, mais restent toutefois supérieures à celle mesurée en écoulement
subcavitant sur le profil lisse. Le coefficient de trâınée moyen augmente significativement,
il est multiplié par 2 entre σ = 2.02 et σ = 1.36. Comme évoqué par la figure V.28, les
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écarts types des deux coefficients augmentent considérablement lorsque des détachements
de nuages de vapeur sont présents dans l’écoulement.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure V.28 – eCoefficients de portance et de trâınée mesurés pour σ = 1.41.

σ CL CD σ(CL) σ(CD)
2.02 0.897 0.046 0.012 0.003
1.86 0.890 0.054 0.018 0.004
1.58 0.870 0.079 0.049 0.013
1.41 0.867 0.105 0.079 0.021
1.36 0.870 0.115 0.096 0.021

Table V.5 – e Moyennes et écarts types des coefficients de portance et de trâınée en
écoulement cavitant.

La finesse du profil, définie comme le ratio de la portance sur la trâınée, permet
d’évaluer les performances du profil. Les valeurs de la finesse en régime subcavitant
(σ = 3) et en régimes cavitant sont tracées en figure V.29. L’apparition de la cavita-
tion augmente fortement le coefficient de trâınée et diminue donc la finesse du profil. En
régime cavitant, la finesse évolue presque linéairement avec le paramètre σ. L’extrapola-
tion linéaire de la finesse atteint la valeur du régime subcavitant pour σ ≈ 2.5, proche de
la valeur d’apparition de la cavitation à σ = 2.62.

Les contributions des oscillations à la fréquence fondamentale et de celles de ses deux
premières harmoniques sur le coefficient de portance sont présentées en figure V.30 pour
σ = 1.41. Ces contributions sont obtenues à l’aide d’un filtre passe-bande autour des
fréquences à 34 Hz, 68 Hz et 102 Hz. Le signal reconstruit par la somme de ces trois
contributions est tracé en rouge sur le graphique du haut. Le signal reconstruit est plutôt
proche du signal original, confirmant que la fondamentale et ses deux premières harmo-
niques sont les contributions majoritaires des variations de portance. Tandis que l’ampli-
tude de la fondamentale à 34 Hz est presque constante dans le temps, les amplitudes des
deux harmoniques sont variables. Ces variations sont plus importante pour la deuxième
harmonique, dont l’amplitude s’intensifie durant de courte durée. Il est possible que ces
augmentations soudaines soient dues à un accrochage fréquentiel de la troisième harmo-
nique avec le mode de la balance à 90 Hz.
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Figure V.29 – eFinesse du profil CL/CD en fonction du paramètre de cavitation σ.

Figure V.30 – eContributions des deux premières harmoniques du signal de portance
pour σ = 1.41.

V.1.3 Simulations numériques 2D préliminaires

Des simulations 2D ont été réalisées afin d’analyser l’influence des modèles de cavita-
tion et de turbulence sur les résultats. Deux écoulements sont considérés, correspondant
à une poche attachée, pour σ = 2.02, et des lâchers de nuages, pour σ = 1.41. La vitesse
est fixée à U0 = 6 m/s. Les calculs ont été effectués sur le maillage M72D, le pas de temps
étant fixé à ∆t = 2.5 × 10−5 s. Les résultats obtenus sur la dernière demi-seconde de
l’écoulement simulé sont utilisés pour calculer les valeurs moyennes. L’objectif de cette
section n’est pas de proposer une analyse détaillée de chaque modèle, mais plutôt de
justifier les modèles et paramètres choisis pour les simulations 3D.

V.1.3.a Influence du modèle de cavitation

Les poches de vapeur prédites par les six modèles de cavitation décrits en section
III.2.3 pour σ = 2.02 sont présentées en figure V.31. Hormis le modèle de Singhal,
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les cinq autres modèles prédisent bien une poche attachée au bord d’attaque. Pour ces
modèles, les longueurs de poche obtenues sont en accord avec les mesures expérimentales
(lcav/c =0.22), variant entre 15% et 20% de la corde. Tous les modèles (sauf celui de Sin-
ghal) donnent une zone de recirculation sous la poche de vapeur, dont le centre se situe
plutôt en fin de poche. Le modèle de Zwart prédit une poche d’épaisseur plus importante
que celles des autres modèles, pour lesquels la poche est plutôt mince. La poche de vapeur
très réduite pour le modèle de Singhal, avec des fractions volumiques de vapeur αv ne
dépassant pas 0.5. Ce résultat est plutôt surprenant et il n’est pas exclu que son origine
soit une erreur dans l’implémentation du modèle.

(a) Merkle (b) Kunz

(c) Sauer (d) Zwart

(e) Asnaghi (f) Singhal

Figure V.31 – ePoche de cavitation obtenue avec différents modèles de cavitation pour
σ = 2.02.

Les coefficients de portance et de trâınée calculés pour chaque modèle (sauf le modèle
de Singhal) sont tracés en figure V.32. Pour les modèles de Merkle, Kunz et Sauer
la fréquence principale des oscillations se trouve autour de 40 Hz, comme dans les
expériences. Cette fréquence est plutôt autour de 120 Hz pour le modèle d’Asnaghi,
tandis que le modèle de Zwart ne prédit pas de variations significatives des coefficients
hydrodynamiques. Les valeurs moyennes des modèles de Merkle, Kunz, Zwart et Asnaghi
(tableau V.6) ne diffèrent que de 1.5% sur la portance et 4.2 % sur la trâınée. Le modèle
de Sauer prédit un coefficient de portance plus élevé (+5.5% environ) et un coefficient
de trâınée inférieur de presque 15%. Les coefficients moyens obtenus avec le modèle de
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(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure V.32 – eCoefficients hydrodynamiques prédits par les différents modèles de
cavitation (sauf celui de Singhal) pour σ = 2.02.

Singhal sont proches de ceux en écoulement subcavitant, la poche n’étant pas développée
dans la simulation.

Modèle CL CD

Merkle 0.780 0.0348
Kunz 0.788 0.0334
Sauer 0.825 0.0290
Zwart 0.783 0.0345
Asnaghi 0.776 0.0347
Singhal 0.898 0.0245

Table V.6 – e Coefficients hydrodynamiques moyens prédits par les modèles de
cavitation à σ = 2.02.

Les distributions moyennes du coefficient de pression de la figure V.33 (−Cp en or-
donnée), permettent d’expliquer ces différences. Les coefficients de pression des modèles
de Merkle et Asnaghi sont semblables, avec un gradient adverse de pression autour de
x/c=0.2 plus progressif que ceux des modèles de Kunz et Zwart. Le coefficient de pression
le plus bas existant pour ces quatre modèles ne dépasse que très peu la valeur −Cp = σ,
alors que le modèle de Sauer montre un coefficient minimal autour de -2.4 près du bord
d’attaque. Ces valeurs inférieures au paramètre de cavitation σ sont à l’origine du coeffi-
cient de portance plus élevé pour le modèle de Sauer. La vapeur de la poche de cavitation
est plutôt supposée être à la pression de vapeur saturante pvap, et ces valeurs ne semblent
donc pas physiques. Notons toutefois, qu’un gradient adverse de pression doit exister
près du bord d’attaque pour obtenir les zones de recirculation visibles en figure V.31. Ce
gradient existe pour les autres modèles mais son intensité est bien plus faible. Le modèle
de Sauer prédit tout de même le coefficient de portance le plus proche de la valeur me-
surée avec la balance du tunnel (CL = 0.897). En réalité, il est probable que la pression
moyenne n’augmente pas aussi brusquement que dans les simulations en aval de la poche
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(x/c ≈ 0.2). En effet, des bulles sont visibles dans le sillage de la poche, suggérant que la
pression reste au moins localement proche de la pression pvap.

(a) Merkle (b) Kunz

(c) Sauer (d) Zwart

(e) Asnaghi (f) Singhal

Figure V.33 – eDistributions du coefficient de pression sur le profil, pour différents
modèles de cavitation (σ = 2.02).
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La plupart des modèles prédisent bien des lâchers de nuages pour σ = 1.41. Seul
le modèle de Singhal donne une poche qui reste constamment attachée, soutenant l’hy-
pothèse d’une erreur d’implémentation. Les coefficients hydrodynamiques pour σ = 1.41
sont présentés en figure V.34 pour les différents modèles. Les courbes étant décalées pour
faciliter la vue d’ensemble, les valeurs en ordonnées ne sont pas représentées. L’échelle
est cependant la même pour chaque courbe et les valeurs moyennes des coefficients sont
regroupées dans le tableau V.7. Les variations des coefficients de portance sont globa-
lement similaires pour les modèles de Merkle, Kunz, Sauer et Zwart. On retrouve des
oscillations à la fréquence des lâchers de nuages de vapeur ainsi que leurs harmoniques.
Les fréquences des lâchers calculées à l’aide des transformées de Fourier des signaux
de portance sont également données dans le tableau V.7. Les quatre premiers modèles
prédisent des fréquences autour de 30 Hz, tandis que la fréquence des lâchers pour le
modèle d’Asnaghi se trouve autour de 20 Hz. Pour le modèle de Singhal, la fréquence des
oscillations de la poche attachée est égale à 6 Hz. La prédiction de la fréquence de lâchers
par le modèle de Kunz se rapproche le plus de la valeur expérimentale, fcav = 34 Hz.
Cependant, les coefficients hydrodynamiques montrent aussi l’apparition d’une fréquence
inférieure à 10 Hz à partir de t = 0.7 s. Comme pour le modèle de Singhal, cette basse
fréquence est associée aux oscillations d’une poche attachée. En effet, les résultats de
simulation avec le modèle de Kunz montrent que la poche reste parfois attachée pendant
quelques dixièmes de secondes, avant que les lâchers ne reprennent.

(a) (b)

Figure V.34 – eCoefficients hydrodynamiques prédits par les différents modèles de
cavitation pour σ = 1.41.

.

Les variations temporelles du volume total de vapeur dans l’écoulement (figure V.35)
montrent qu’avec le modèle de Kunz, le volume de vapeur est bien inférieur à celui des
autres modèles, même lorsque des lâchers de nuages existent (t < 0.1 s.). Au contraire, la
simulation utilisant le modèle d’Asnaghi prédit le maximum de vapeur. Ces simulations
permettent de dégager une tendance : plus la poche de cavitation est developpée, plus la
fréquence des lâchers est faible. Cela est cohérent avec les données expérimentales, pour
lesquelles la fréquence fcav diminue lorsque le paramètre σ diminue, c’est à dire lorsque la
longueur maximale de poche augmente. Remarquons que pour les modèles Merkle, Sauer
et Zwart, les écarts entre les coefficients moyens ne dépassent pas 3% sur la portance et
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Modèle CL CD fcav (Hz)
Merkle 0.747 0.126 27
Kunz 0.735 0.102 30
Sauer 0.729 0.115 27
Zwart 0.750 0.120 27
Asnaghi 0.759 0.137 20
Singhal 0.841 0.070 6

Table V.7 – eCoefficients hydrodynamiques moyens prédits par les modèles de
cavitation à σ = 1.41.

10% sur la trâınée. Pour ces trois modèles, la fréquence des lâchers est égale à 27 Hz (±2
Hz).

(a) Merkle (b) Kunz

(c) Sauer (d) Zwart

(e) Asnaghi (f) Singhal

Figure V.35 – eVolumes de vapeur prédits par les modèles de cavitation à σ = 1.41.

Les modèles de Merkle, Sauer et Zwart semblent donc être les plus en mesure de
capturer les caractéristiques de l’écoulement cavitant à σ = 1.41. Rappelons que tous
les modèles font intervenir des constantes empiriques ou des paramètres plus ou moins
physiques. Il est donc fort probable qu’en calibrant les valeurs des constantes utilisées,
la plupart des modèles puissent donner des résultats très similaires, comme suggéré par
Frikha et al. [208] ou Morgut et al. [327]. Le reste des simulations en écoulements cavitants
a donc été réalisé avec le modèle de cavitation de Sauer. En effet, ce modèle a l’avantage
de ne pas dépendre de constantes empiriques, mais uniquement de la densité de bulles
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n0, qui a le mérite de représenter une quantité physique. L’influence de ce paramètre a
également été étudiée dans le cas d’une poche attachée et dans le cas de lâchers de nuages.

(a) n0 = 106 (b) n0 = 107

(c) n0 = 108 (d) n0 = 1010

Figure V.36 – eInfluence du paramètre n0 sur la poche de cavitation prédite par le
modèle de Sauer (σ = 2.02).

La figure V.36 présente les distributions de la fraction volumique de vapeur αv pour
différentes valeurs de la densité de bulles initiale, comprises entre n0 = 106 m−3 et
n0 = 1010 m−3. Pour n0 = 106 m−3, le modèle de Sauer ne prédit pas de poche au bord
d’attaque. La fraction volumique de vapeur est seulement différente de zéro dans les cel-
lules très proches de la surface du profil. Pour les valeurs n0 = 107 m−3 à n0 = 1010 m−3,
le modèle permet bien d’obtenir une poche attachée. Alors que la longueur de poche ne
semble pas varier avec le paramètre n0, l’épaisseur de la cavité augmente significativement
lorsque la densité de bulles devient importante. Les valeurs moyennes des coefficients de
portance, regroupées dans le tableau V.8, diminuent lorsque n0 augmente. Les distribu-
tions du coefficient de pression moyen (figure V.37) pour n0 = 107 m−3 et n0 = 1010 m−3

montrent que cette tendance est liée à la diminution du coefficient de pression sur l’ex-
trados du profil. lorsque n0 augmente, le pic de valeurs Cp < σ tend à disparâıtre tandis
que le coefficient de pression en aval de la poche diminue. Contrairement à la portance,
la trâınée augmente avec la densité initiale de bulles n0.

n0 (m−3) CL CD

106 0.911 0.0210
107 0.894 0.0210
108 0.825 0.0287
1010 0.800 0.0336
1012 0.786 0.0346

Table V.8 – eInfluence du paramètre n0 sur les coefficients moyens prédits par le
modèle de Sauer (σ = 2.02).
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Figure V.37 – eInfluence du paramètre n0 sur la distribution du coefficient de pression
prédit par le modèle de Sauer (σ = 2.02).

Pour le cas avec détachements de nuages, σ = 1.41, les coefficients hydrodynamiques
moyens et les fréquences caractéristiques sont présentés dans le tableau V.9. Pour n0 = 106

m−3, le modèle ne prédit pas de lâchers de nuages. On obtient donc une poche attachée,
oscillant à une fréquence proche de 5 Hz. Pour les autres valeurs du paramètre n0, des
lâchers de nuages existent, en accord avec les images de caméra rapide. Les coefficients
de portance et trâınée augmentent avec les valeurs de n0. La figure V.38 montre que
la longueur maximale de la poche est plus importante avec des densités n0 élevées. La
comparaison des différents modèles a montré que lorsque la taille de la poche augmente,
la période des lâchers augmente. Ainsi, la fréquence des lâchers diminue d’une valeur de
fcav = 30 Hz pour n0 = 107 m−3 à fcav = 18 Hz pour n0 = 1012 m−3.

n0 (m−3) CL CD fcav (Hz)
106 0.847 0.061 5
107 0.757 0.106 30
108 0.729 0.115 27
1010 0.786 0.119 24
1012 0.910 0.149 18

Table V.9 – eInfluence du paramètre n0 sur les coefficients moyens prédits par le
modèle de Sauer (σ = 1.41).

V.1.3.b Influence de la turbulence

Des simulations ont été réalisées pour σ = 2.02 et σ = 1.41, afin d’analyser l’effet des
valeurs d’entrée imposées sur les quantités turbulentes. Pour ces simulations le modèle
de turbulence k − ω SST est utilisé et le paramètre du modèle de Sauer est fixé à sa
valeur par défaut dans le code, n0 = 108 m−3. La simulation de référence correspond aux
conditions limites It =2% et ω ≈ 7 s−1, utilisées dans les simulations précédentes. Deux
simulations ont été lancées avec la même intensité turbulente, mais des valeurs du taux de
dissipation égales à ω ≈ 0.7 s−1 et ω ≈ 70 s−1. Ces deux couples de conditions aux limites
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(a) n0 = 107 (b) n0 = 1010

Figure V.38 – eInfluence du paramètre n0 sur la longueur de poche prédite par le
modèle de Sauer (σ = 1.41).

correspondent respectivement à des valeurs de la viscosité turbulente µt = 30 Pa.s et
µt = 0.3 Pa.s, tandis que la viscosité turbulente de la simulation de référence est imposée
à µt = 3 Pa.s La figure V.39 montre que l’on obtient bien une poche attachée avec la
condition limite µt = 0.3 Pa.s, similaire à celle observée sur la simulation de référence
et dans les expériences. Par contre, pour µt = 30 Pa.s, la poche ne reste pas attachée.
On observe des lâchers de petits nuages et la poche disparâıt parfois complètement. Ce
résultat est surprenant car on pourrait s’attendre à ce qu’une augmentation de la viscosité
turbulente ait tendance à stabiliser la poche de vapeur. Une valeur trop élevée de la
viscosité turbulente ne semble donc pas adaptée à la modélisation des poches attachées.

(a) µt = 0.3 Pa.s (b) µt = 30 Pa.s

Figure V.39 – ePoche de cavitation numérique pour deux valeurs de la viscosité
turbulent µt imposées en entrée de veine. (σ = 2.02).

Les variations des volumes occupés par la vapeur pour la simulation avec µt = 0.3 Pa s
et la simulation de référence ( µt = 3 Pa s) sont présentées en figure V.40. La diminution de
la viscosité turbulente en entrée a tendance à favoriser des oscillations de la poche à basse
fréquence (autour de 10 Hz). On retrouve néanmoins dans les deux cas des oscillations à
des fréquences proche de 40 Hz, semblables à celle observée expérimentalement.

Pour l’écoulement au paramètre de cavitation σ = 1.41, les simulations des trois
conditions limites imposées sur la viscosité dynamique prédisent des détachements de
nuages de vapeur, en accord avec les observations expérimentales. Les fréquences des
lâchers obtenues pour les trois simulations sont données dans le tableau V.10. Alors que
la diminution de la viscosité turbulente n’a pas d’inflluence sur la fréquence des lâchers,
cette dernière diminue significativement pour la valeur de µt la plus élevée. La fréquence
s’éloigne alors de la fréquence expérimentale, estimée à 34 Hz. Pour les écoulements avec
poches de cavitation attachées ou avec lâchers de nuage, une valeur trop élevée de la
viscosité dynamique ne semble pas indiquée.
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Figure V.40 – eVolumes occupés par la vapeur prédits par les simulations avec deux
valeurs de la viscosité turbulent µt imposées en entrée de veine (σ = 2.02).

µt (Pa s) fcav (Hz)
0.3 27
3 27
30 22

Table V.10 – eInfluence de la viscosité turbulente imposée en entrée de veine sur les
fréquences de lâchers de vapeur (σ = 1.41).

Des simulations ont aussi été réalisées avec le modèle de turbulence EASM, pour les
conditions aux limites d’entrée de référence. Les résultats indiquent que pour σ = 1.41
la fréquence des lâchers est égale à 31 Hz et se rapproche de la valeur expérimentale à
34 Hz. En revanche, pour σ = 2.02, le modèle prédit des lâchers de vapeur similaires au
modèle k − ω SST avec une viscosité turbulente élevée. Le modèle de turbulence EASM
a donc été laissé de côté. Notons que la correction de la viscosité turbulente proposée par
Reboud et al. [236] et utilisée pour les simulations 3D (section V.1.4) permet de retrouver
les fréquences de lâchers expérimentales. Les simulations présentées dans le reste de ce
chapitre ont donc toutes été réalisées avec le modèle k−ω SST, et une viscosité turbulente
de l’ordre de 3 Pa s en entrée de veine. Cette valeur, correspond à une intensité turbulente
de 2% et une longueur carctéristique de la turbulence de l’ordre de la hauteur de la veine,
lt ≈ 0.2.

V.1.3.c Analyse des lâchers de vapeur par SPOD

Une décomposition spectrale en modes propres a été réalisée sur les champs
numériques de vitesse, de pression et de fraction volumique pour le cas σ = 1.41. Les
champs solutions sont donc sauvegardés durant la simulation à intervalle de temps
régulier. La durée de la simulation utilisée conditionne la résolution spectrale de la
décomposition, ainsi que le nombre de modes propres calculés. Une simulation a donc
été lancée avec un pas de temps plus grand ∆t = 1× 10−4 s, permettant de simuler 6.5 s
d’écoulement sans nécessiter de trop grandes ressources de calcul. Le modèle k − ω SST
et le modèle de Sauer avec n0 = 107 m−3 sont utilisés. Les champs solutions sont sauve-

224



gardés tous les 20 pas de temps, soit une fréquence d’échantillonnage fs = 500 Hz. La
SPOD est donc réalisée à l’aide de 3250 échantillons de la solution numérique. L’ensemble
d’échantillons est divisé en blocs de 0.5 s, avec un recouvrement de 50%. La résolution
spectrale est donc de ±2 Hz et la SPOD fournit 25 modes pour chaque fréquence du
spectre. La fréquence maximale capturée par le spectre est fs/2 = 250 Hz. Les champs
solutions des simulations numériques sont donc décrits par 25×125 modes (25 modes par
fréquence et 125 fréquences entre 0 Hz et 250 Hz).

(a) Vitesse (b) Pression

(c) Fraction volumique

Figure V.41 – eSpectres des valeurs propres SPOD pour les champs de vitesse, de
pression et de fraction de vapeur.

Les spectres des 25 valeurs propres obtenues lors de la décomposition SPOD des
champs de vitesse, de pression et de fraction volumique de vapeur sont tracés en figure
V.41. Pour ces trois quantités, le pic associé aux lâchers de nuages est bien retrouvé à une
fréquence fcav = 30 Hz, clairement visible sur les spectres des premières valeurs propres.
Des pics sont aussi présents aux fréquences des premières harmoniques. Comme observé
lors de l’étude de convergence en maillage, un pic est également présent à basse fréquence,
autour de 6 Hz. Alors que les spectres des trois premières valeurs propres permettent de
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mettre en évidence des fréquences caractéristiques, les spectres des vingt-deux valeurs
propres restantes sont relativement plats. Il est donc possible qu’à chaque fréquence, les
premiers modes propres soient suffisants pour décrire la dynamique de l’écoulement.

(a) T0 (b) T1 = T0 +
TSPOD

10

(c) T2 = T0 +
2TSPOD

10 (d) T3 = T0 +
3TSPOD

10

(e) T4 = T0 +
4TSPOD

10 (f) T5 = T0 +
TSPOD

2

Figure V.42 – eEvolution du premier mode SPOD pour la vitesse, la pression et la
fraction volumique de vapeur à la fréquence fSPOD = 30 Hz.

L’analyse SPOD reposant sur une transformation de Fourier, les modes représentent
les amplitudes et phases de fonctions harmoniques. Chaque mode φi est constitué de
valeurs complexes et chaque point du maillage possède donc une amplitude A et une
phase ψ. La partie réelle d’un mode en un point du maillage peut s’écrire sous la forme
Re(φi) = Acos(2πfSPODt + ψ). Sur les figures de cette section, ce sont ces parties réelles
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des modes qui sont représentées, pour t = 0. La figure V.42 présente l’évolution du
premier mode à la fréquence fSPOD = 30 Hz pour les champs de vitesse, de pression et
de fraction volumique de vapeur. Seuls des instants compris entre T0 et T0 + TSPOD/2
sont représentés, car les variations d’amplitudes sur la deuxième moitié de la période
sont égales à celles de la première période, au signe près. Ainsi, l’amplitude du mode
au dernière instant T5 et l’opposé de celle en T0. Soulignons que les amplitudes des
modes sont normalisées et ne correspondent donc pas directement aux variations des
quantités dans les simulations. L’alternance de valeurs positives et négatives dans le
sens de l’écoulement, visible sur le premier mode de la fraction de vapeur, montre bien
la convection de structures cohérentes dans l’écoulement. Il s’agit du nuage de vapeur,
transporté jusqu’au bord de fuite. Les amplitudes SPOD de αv sont nulles dans le sillage
du profil et ce mode ne capture donc pas le nuage de vapeur en aval du bord de fuite.
Le transport du nuage s’accompagne de variations de la pression, elles aussi visibles
sur le premier mode à la fréquence fSPOD = 30 Hz. Les amplitudes du mode sont plus
importantes près du bord de fuite, où la condensation du nuage cause d’importantes
variations de la pression. Le premier mode de la vitesse met en évidence le transport
de structures tourbillonnaires dans le sillage du profil. Les modes SPOD obtenus sont
similaires à ceux présentés par Liu et al. [282].

A la fréquence des lâchers fSPOD = 30 Hz, le deuxième mode de la fraction de vapeur
(figure V.43) semble capturer des variations d’échelles plus petites, avec une alternance
de valeurs positives et négatives dans les deux directions spatiales. Pour la pression, le
deuxième mode met en avant des structures allongées dans le sillage du profil, vraisem-
blablement dues à l’interaction du nuage de vapeur avec le bord de fuite. Près du bord
d’attaque, le deuxième mode du champ de vitesse fait apparâıtre des vecteurs suggérant
la présence du jet re-entrant (T2).

Les premiers modes obtenus à la fréquence de la première harmonique, fSPOD = 62
Hz, sont présentés en figure V.44. Comme pour fSPOD = 30 Hz, ces modes traduisent
bien la convection de structures cohérentes dans l’écoulement. La périodicité spatiale des
variations est divisée par deux, et les vitesses de phase sont donc les mêmes que pour les
modes de la fréquence fondamentale des lâchers de nuages.

Les modes SPOD à la fréquence des lâchers ainsi qu’à ses harmoniques mettent bien
en évidence la convection de vapeur le long du profil. L’intérêt de la SPOD se révèle
pour l’étude des mécanismes faisant apparâıtre la fréquence à 6 Hz sur les spectres des
valeurs propres. Les premiers modes des champs de vitesse, de pression et de fraction
volumique sont présentés en figure V.45. Contrairement aux fréquences précédentes, ces
modes ne sont pas associés au transport de structures cohérentes dans l’écoulement.
En effet, les variations du mode pression et du mode de vitesse se concentrent autour
de x/c ≈ 0.5 − 0.6, correspondant à la longueur de poche attachée maximale, avant
détachement de nuage. De même, le premier mode de la fraction de vapeur met en évidence
des variations d’amplitudes au niveau de la poche attachée. Le pic à basse fréquence est
donc vraisemblablement dû à des variations de l’épaisseur et de la longueur de la poche,
avant le lâcher de nuage. Les variations de longueur étant particulièrement visibles sur le
mode de pression.

Les champs originaux utilisés pour la décomposition SPOD peuvent être reconstruits à
partir d’un nombre limité de modes, permettant d’estimer la contribution de chaque mode
à l’écoulement. Les reconstructions utilisant 1, 3, 5 et 10 modes sont présentées en figure
V.46 pour 4 champs de pression instantanés représentant une période de lâcher de nuage.
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(c) T2 = T0 +
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Figure V.43 – eEvolution du deuxième mode SPOD pour la vitesse, la pression et la
fraction volumique de vapeur à la fréquence fSPOD = 30 Hz.

L’ensemble du spectre est utilisé pour la reconstruction. Les champs obtenus en utilisant
l’ensemble des 25 modes sont aussi représentés, et sont, comme attendus, identiques aux
champs de pression originaux. L’évolution du champ de pression est globalement bien
capturée par la reconstruction avec le premier mode de chaque fréquence. La superposition
des modes restants permet d’obtenir une meilleure résolution spatiale de la pression. Ainsi,
à l’instant T1, l’augmentation du nombre de modes permet de mieux capturer le minimum
local de pression dans le tourbillon présent près du bord de fuite. L’utilisation des trois
premiers modes propres fait déjà apparâıtre la petite zone de condensation en amont de
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Figure V.44 – eEvolution du premier mode SPOD pour la vitesse, la pression et la
fraction volumique de vapeur à la fréquence fSPOD = 62 Hz.

la poche de vapeur (Cp ≈ 1.41 sur la figure V.46) à l’instant T2, qui n’est pas visible en
utilisant un seul mode.
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Figure V.45 – eEvolution du premier mode SPOD pour la vitesse, la pression et la
fraction volumique de vapeur à la fréquence fSPOD = 6 Hz.

.

V.1.3.d Bilan sur les simulations 2D

Les simulations 2D présentées dans la section précédente ont permis de comparer
les modèles de cavitation et de turbulence en régime cavitant. La plupart des modèles
de cavitation semblent pouvoir capturer les caractéristiques principales de la cavitation.
Cette conclusion est en accord avec les travaux de Frikha et al. [208] et Morgut et al. [327],
qui montrent qu’en jouant sur les paramètres et les coefficients des différents modèles,
ces derniers sont capables de relativement bien prédire les dynamiques des poches de
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Figure V.46 – eReconstruction du champ de pression instantané à partir de différents
nombres de modes SPOD.

cavitation. Pour les écoulements cavitants étudiés dans cette thèse, les résultats les plus
proches des mesures expérimentales sont obtenus avec le modèle de Sauer et une densité
de bulles n0 = 107 m−3 ainsi qu’avec le modèle de turbulence k−ω SST. Les simulations
prédisent bien une poche attachée pour σ = 2.02 et des lâchers de nuages pour σ =
1.41. La fréquence des lâchers reste cependant sous-estimée par rapport aux mesures
expérimentales. Notons néanmoins que la correction de la viscosité turbulente présentée
dans la prochaine section permet de retrouver les bonnes fréquences des lâchers. Les
résultats d’une simulation 2D à σ = 1.41 ont permis de mettre en place une décomposition
SPOD des champs de vitesse, de pression et de fraction de vapeur. Les premiers modes
SPOD permettent de retrouver les lâchers de nuages de vapeur et de mettre en évidence
des variations de la longueur maximale de la poche à une fréquence de 6 Hz.

V.1.4 Comparaison des simulations 3D aux essais

Des simulations 3D ont été mises en place pour les paramètres de cavitation σ = 2.02,
σ = 1.86, σ = 1.58 et σ = 1.41 étudiés expérimentalement. La première partie de
cette section justifie le choix de la densité n0 utilisée pour le modèle de Sauer et montre
comment la correction de la viscosité turbulente proposée par Reboud et al. [236] permet
de retrouver les fréquences des lâchers de nuages expérimentales. Les dynamiques de
poches ainsi que les valeurs des coefficients hydrodynamiques sont ensuite comparées aux
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essais réalisés dans le tunnel de cavitation.

V.1.4.a Calibration du modèle de cavitation et correction de la viscosité
turbulente

Les simulations 2D ont permis de choisir le maillage, le pas de temps ainsi que
les modèles de turbulence et de cavitation les plus adaptés aux écoulements cavitants.
Considérant les conclusions de la section précédente, les simulations 3D ont été réalisées
sur le maillage M52D avec un pas de temps ∆t = 5× 10−5 s. Le modèle de cavitation de
Sauer et le modèle de turbulence k − ω SST sont utilisés. Les simulations sont lancées
avec un paramètre n0 = 107 m−3 pour le modèle de cavitation. Les écoulements considérés
correspondent aux paramètres de cavitation σ = 2.02, σ = 1.86, σ = 1.58 et σ = 1.41,
étudiés expérimentalement.

Dans un premier temps, les longueurs de poches ainsi que les coefficients hydro-
dynamiques prédits par les simulations pour σ = 2.02 et σ = 1.86 sont analysés. Le
tableau V.11 regroupe les résultats numériques obtenus pour ces paramètres de cavita-
tion. Le modèle numérique prédit une poche attachée légèrement inférieure aux mesures
expérimentales pour σ = 2.02. Cet écart augmente pour σ = 1.86, valeur à laquelle on
obtient dans la simulation une poche de longueur égale au quart de la corde, contre un
peu moins du tiers dans les expériences. Ces différences ont motivé la mise en place de
simulations avec une densité n0 = 108 m−3, pour obtenir une poche de cavitation plus
développée. Les longueurs de poches obtenues (tableau V.11) ne sont pas plus proches
des longueurs expérimentales, et s’en éloignent même pour σ = 1.86. Le coefficient de
trâınée moyen augmente avec la valeur de n0. Cette variation permet de se rapprocher
du coefficient expérimental. Toutefois, comme étudié pour le régime subcavitant, la sous-
estimation de la trâınée avec n0 = 107 m−3 peut s’expliquer par la présence des interstices
entre le profil et la veine, qui ne sont pas pris en compte dans les simulations. De plus,
l’augmentation de n0 fait diminuer significativement le coefficient de portance pour les
deux paramètres de cavitation considérés.

σ n0 (m−3) lcav/c (%) CFD lcav/c (%) EFD CL CFD CL EFD CD CFD CD EFD

2.02
107 19

22
0.878

0.897
0.0255

0.046
108 19 0.817 0.0319

1.86
107 25

31
0.844

0.890
0.0312

0.054
108 22 0.782 0.0376

Table V.11 – Influence de la densité n0 sur les résultats numériques 3D pour les poches
attachées.

Les résultats des calculs pour les écoulements à σ = 1.58 et σ = 1.41 montrent que
l’on obtient comme dans les expériences, des lâchers de nuages de vapeur. En revanche, les
fréquences des lâchers sont inférieures à celles des mesures. La première solution envisagée
pour se rapprocher des données expérimentales a été de modifier la valeur du paramètre
n0 du modèle de Sauer. Cependant, les simulations 2D ont montré qu’en augmentant ce
paramètre, la fréquence fcav diminue. Au contraire, il n’est pas souhaitable de diminuer ce
paramètre, car la poche ne se développe pas pour σ = 2.02 et n0 = 106 m−3. Plutôt que de
jouer sur ce paramètre du modèle de cavitation pour chaque valeur de σ, une correction
de la viscosité turbulente est employée. Ce type de correction empirique a été proposée
par Reboud et al. [236], pour les écoulements avec présence d’un jet re-entrant. En effet,
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la plupart des modèles de turbulence ont tendance à prédire une viscosité turbulente trop
importante dans le sillage de la poche, empêchant parfois la formation du jet re-entrant.
Dans notre cas, le maillage plutôt fin et les schémas de discrétisation utilisés dans cette
thèse permettent malgré tout d’obtenir la formation du jet re-entrant. Dans le modèle de
turbulence k − ω SST original, la viscosité turbulente est estimée avec la formule :

µt = (αvρv + (1− αv)ρl)
a1k

max(a1ω, SF2)

L’expression de la densité dans l’équation précédente est modifiée pour obtenir :

µcorr
t = (αv + (1− αv)n(ρl − ρv))

a1k

max(a1ω, SF2)
(V.2)

Cette modification permet d’obtenir des valeurs de la viscosité turbulente qui diminuent
rapidement lorsque le taux de vapeur augmente. La valeur de l’exposant de la fonction
de correction est choisie à n = 10, comme proposé par Frikha et al. [208]. Notons que
l’utilisation d’une approche DES (ou d’un autre modèle hybride RANS/LES), permettrait
probablement d’obtenir une amélioration similaire. En effet, avec une telle approche,
l’écoulement en fermeture de poche serait résolu à l’aide d’un modèle LES, évitant ainsi
la surestimation de la viscosité turbulente prédite par le modèle RANS.

Comme présenté dans le tableau V.12, l’utilisation de cette correction permet de
remarquablement bien retrouver les fréquences des lâchers expérimentales. De plus, les
coefficients de portance et de trâınée moyens obtenus sur les simulations avec la correction
sont plus proches des mesures de la balance.

σ Correction ? fcav (Hz) CFD fcav (Hz) EFD CL CFD CL EFD CD CFD CD EFD

1.58
non 38

42
0.847

0.870
0.072

0.079
oui 41 0.871 0.084

1.41
non 29

34
0.843

0.867
0.099

0.105
oui 34 0.865 0.109

Table V.12 – Influence de la correction de la viscosité turbulente sur les résultats
numériques 3D avec lâchers de nuages.

Cette correction a aussi tendance à déstabiliser les poches attachées et ne doit donc
pas être activée pour toutes les simulations. La stratégie adoptée est donc de faire une
première simulation sans la correction de la viscosité turbulente, puis de continuer cette
simulation avec la correction si des lâchers de vapeur ont été observés lors du premier
calcul. Sauf cas particuliers, la densité de bulles a dans la suite été fixée à n0 = 107 m−3.

V.1.4.b Comparaison des poches de vapeur

Les isosurfaces correpondant à αv = 0.1 dans les simulations sont comparées aux
images de caméra rapide en figure V.47 pour σ = 2.02 et σ = 1.86. Bien que légèrement
sous-estimées, les longueurs de poches sont relativement bien prédites par le modèle
numérique. La poche représente 19% de la corde pour σ = 2.02 (22% dans les expériences)
et se développe pour couvrir 25% de la corde pour σ = 1.86 (31% dans les expériences).
Sur les images de caméra, la poche ne s’étend pas sur l’ensemble de l’envergure. Elle
est aussi plus étendue du côté du hublot (à droite sur l’image) que du côté du fond de
veine. Cette forme de la poche de vapeur suggère un coefficient de pression plus bas à
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mi-envergure qu’aux extrémités du profil, en accord avec les simulations de l’écoulement
subcavitant réalisées dans le chapitre précédent. Les cavités issues des simulations ont
une longueur constante sur l’ensemble de l’envergure. Cette différence s’explique par la
géométrie simplifiée utilisée dans les calculs, qui ne prend pas en compte les interstices
entre le profil et les parois.

(a) CFD σ = 2.02 (b) Caméra σ = 2.02

(c) CFD σ = 1.86 (d) Caméra σ = 1.86

Figure V.47 – eComparaison des poches de vapeur numériques et expérimentales pour
σ = 2.02 et σ = 1.86. Les isosurfaces αv = 0.1 sont tracées pour les résultats numériques.

Le modèle URANS ne permet pas de capturer les petits lâchers de vapeur dans le
sillage de la poche. En effet, ces lâchers se forment dans des structures tourbillonnaires
de petites échelles, qui ne sont pas résolues par les équations URANS. Pour résoudre
ce type de structures, des simulations LES seraient plus adaptées (Huang et al. [392]).
Le modèle RANSE permet néanmoins de capturer de faibles oscillations de la poche
de cavitation. Comme présenté en figure V.48, les simulations prédisent une zone de
recirculation sous les poches de vapeur attachées. L’étendue de cette zone varie au cours
du temps, en même temps que la taille de la poche de vapeur. Les volumes de vapeur
obtenus dans les simulations de poches attachées (figure V.49) montrent que la taille de
la poche oscille à une basse fréquence, ainsi qu’à des fréquences plus élevées.

La figure V.50 propose la comparaison entre les transformées de Fourier des variations
du volume de vapeur et les spectres SPOD issus des images de caméra. Pour σ = 2.02,
la simulation fait apparâıtre une fréquence autour de 5 Hz, en accord avec les spectres
SPOD expérimentaux. On retrouve également des amplitudes de Fourier importantes
autour de 40 Hz-50 Hz, aussi présentes sur les spectres SPOD. Un pic est aussi présent
autour de 60 Hz sur la transformée de Fourier du volume de vapeur mais n’existe pas sur
le spectre expérimental. Pour σ = 1.86, on retrouve numériquement la fréquence autour
de 5 Hz, alors qu’elle devient moins visible sur le spectre SPOD. Rappelons que l’analyse
des spectres ne permet ici que de mettre en évidence les fréquences caractéristiques de
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(a) σ = 2.02 (b) σ = 1.86

Figure V.48 – eVues latérales des poches de cavitation prédites par les simulations
pour σ = 2.02 et σ = 1.86. Le plan de coupe est situé à mi-envergure.

(a) σ = 2.02 (b) σ = 1.86

Figure V.49 – eEvolutions temporelles du volume total de vapeur dans les simulations
à σ = 2/02 et σ = 1.41.

l’écoulement, car on compare d’une part des niveaux de gris issus de la caméra, et d’autre
part le volume de vapeur dans les simulations. C’est la raison pour laquelle les spectres
sont normalisés. Des oscillations de la poche existent autour de 60 Hz dans la simulation.
Les mesures expérimentales mettent plutôt en évidence des fréquences autour de 40 Hz,
55 Hz et 65 Hz.

Des lâchers de nuages de vapeur existent dans les simulations à σ = 1.58 et σ = 1.41.
Pour ces deux paramètres de cavitation, les dynamiques de poches sont similaires et
peuvent être illustrées par la figure V.51 qui propose pour σ = 1.41 la comparaison d’un
cycle de lâcher avec les images de caméra rapide. Les mêmes intervalles de temps entre
deux instants sont utilisés pour les résultats numériques et expérimentaux. La poche gran-
dit entre T0 et T1 pour atteindre sa longueur maximale de l’ordre de 55% de la corde. Le
jet re-entrant peut être observé par transparence sur les isosurfaces issues de la simulation
(traits en tirets bleus). Dans les résultats numériques et les images de caméra, la poche
semble localement perturbée. Ces perturbations se propagent vers le bord d’attaque, en
même temps que le jet re-entrant. A l’instant T2, le jet atteint le bord d’attaque et pro-
voque le détachement d’un volume de vapeur. Ce moment correspond à un maximum
local des coefficients de portance et de trâınée, et au minimum de volume de vapeur
dans l’écoulement. Entre les instants T2 et T3, une nouvelle poche se développe au bord
d’attaque et le nuage est transporté vers le bord de fuite. Les valeurs maximales de la
trâınée et de la portance sont obtenues entre les instants T3 et T4, qui correspondent aussi
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(a) FFT CFD σ = 2.02 (b) FFT CFD σ = 1.86

(c) SPOD caméra σ = 2.02 (d) SPOD caméra σ = 1.86

Figure V.50 – eComparaison des transformées de Fourier du volume total de vapeur
prédit par les simulations et des spectres SPOD issus des images de caméras pour

σ = 2.02 et σ = 1.86.

au maximum de volume de vapeur. Le nuage de vapeur commence alors à se condenser
et les coefficients hydrodynamiques diminuent. Enfin le temps T5 correspond au début
d’un nouveau cycle et des perturbations de la poche sont de nouveaux visibles dans
les résultats numériques. Les résultats numériques sont globalement en très bon accord
avec les expériences. La dynamique du jet re-entrant est bien capturée par la simula-
tion. L’évolution du nuage de vapeur est également plutôt bien prédite par le modèle
numérique. On peut par exemple observer dans la simulation un tourbillon en épingle à
cheveux aux instants T3 et T4, qui est visible sur les images de caméra à l’instant T5. Le
nuage de vapeur a par contre tendance à disparâıtre plus rapidement dans les simulations.
En T5, le nuage a ainsi presque disparu, alors qu’il est convecté dans le sillage du profil
sur les images de caméra. Il est vraisemblable qu’un maillage plus fin puisse améliorer ce
point. Une alternative prometteuse consiste à utiliser l’option de raffinement automatique
de maillage disponible dans le code ISIS-CFD. Cette option n’a pas été retenue dans cette
thèse car elle demande un travail préliminaire de validation conséquent.

Comme pour le cas d’une poche attachée, le modèle URANS ne permet pas de capturer
les lâchers secondaires de petites échelles présentées dans la section V.1.3.c. Il permet
toutefois d’obtenir les perturbations locales de la poche (instants T1, T2 et T5 de la figure
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(a) Coefficient de portance et de trâınée (b) Volume total de vapeur

T0

T1

T2

Figure V.51 – eComparaison d’un cycle de lâcher de nuage de vapeur pour σ = 1.41
avec les images de caméra rapide. Les isosurfaces αv = 0.1 sont tracées pour les

résultats numériques.

V.51). La figure V.52 présente la distribution du coefficient de pression dans trois plans
coupant le profil dans le sens de l’envergure. Les plans 1 et 2 sont situés aux niveaux
des perturbations visibles sur l’instant T5 de la figure V.51. Le plan 3 correspond à une
partie de la poche qui n’est pas perturbée. Il existe légèrement en aval de la fermeture
de poche, une zone de pression plus importante sur les deux premiers plans. A la même
abscisse, la pression sur le plan 3 est bien moins importante. Les lignes de courant tracées
dans les miniatures à l’instant T0+4Tcav/6 montrent que cette augmentation de pression
est causée par la présence d’un tourbillon au niveau du nuage de vapeur dans les plans
1 et 2. L’écoulement local est donc ralenti par un courant adverse, donnant naissance à
la zone de pression plus importante. Pour le plan 3, le tourbillon existe également, mais
se trouve plus loin de la fermeture de poche, en aval du nuage. La pression y est moins
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T3

T4

T5

Figure V.51 (cont.) – eComparaison d’un cycle de lâcher de nuage de vapeur pour
σ = 1.41 avec les images de caméra rapide. Les isosurfaces αv = 0.1 sont tracées pour

les résultats numériques.

importante, proche de celle de la vapeur. A l’instant T0 + 5Tcav/6, la pression augmente
un peu plus près de la fermeture de poche sur les plans 1 et 2. Le gradient adverse de
pression intensifie le jet re-entrant, qui vient localement traverser la poche et créer la
perturbation. Sur le plan 3, le tourbillon initial a disparu et le jet re-entrant n’est pas
assez intense pour traverser la poche. Ce mécanisme de perturbation est similaire à celui
proposé par Arabnejad et al. [389] pour la formation de jets re-entrant secondaires.

Cette analyse des mécanismes de perturbation est basée sur une approche bidimen-
sionnelle de l’écoulement. En réalité, si l’écoulement est globalement 2D dans la par-
tie supérieure de la poche, les lignes de courant tracées en figure V.53 montrent que
l’écoulement est fortement tridimensionnel au niveau du jet re-entrant. Les perturbations
peuvent donc être causées par des jets re-entrant obliques.

L’isosurface du critère adimensionnel Q∗ = 30, tracée sur la figure V.54a, suggère
que les nuages de vapeur sont concentrés aux centres de tourbillons de grandes dimen-
sions. Ces tourbillons sont plutôt tridimensionels, et on retrouve la structure en épingle
à cheveux observée sur la figure V.51. L’extraction d’un plan parallèle à la direction de
la corde situé au niveau de cette structure (figure V.54b) confirme la présence de struc-
tures tourbillonnaires. Chaque nuage de vapeur est contenu dans un tourbillon, dont la
taille peut être bien plus grande que celle du nuage de vapeur. Ces observations sont en
accord avec les mesures LDV de Kubota et al. [225], qui mettent en évidence l’apparition
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(a) T0 + 4Tcav/6 (b) T0 + 5Tcav/6

Figure V.52 – eIllustration des mécanismes de perturbation de la poche de vapeur en
différents plans le long de l’envergure. Les iso-lignes correspondant à αv = 0.1 sont
tracées en rouge. Les lignes de courants sont tracées en blanc dans les miniatures.

d’un tourbillon de vorticité ωz négative, lors du détachement d’un nuage de vapeur. Les
zones de vorticité négative visibles dans le plan vertical extrait au niveau du tourbillon
en épingle à cheveux (figure V.54b) confirment la présence de tourbillons. Les nuages de
vapeur, délimités par les lignes blanches, se trouvent au centre de ces tourbillons.

V.1.4.c Comparaison des coefficients hydrodynamiques

Les variations des coefficients de portance et de trâınée prédites par les simulations
numériques pour σ = 2.02 et σ = 1.86 sont tracées en figure V.55. Pour les deux coeffi-
cients, les courbes révèlent des oscillations à faibles fréquences (autour de 6 Hz) et à plus
hautes fréquences (autour de 40 Hz pour σ = 2.02 et 60 Hz pour σ = 1.86) similaires
aux variations du volume total de vapeur présenté en figure V.49. Pour ces écoulements,
les variations des efforts sont très faibles et ne représentent pas plus de 10% des va-
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(a) Vue de dessus (b) Vue de dessous

Figure V.53 – eLignes de courant sur la partie supérieure (à gauche) et inférieure (à
droite) de la poche. Les lignes de courant sont tracées sur la surface correspondant à

αv = 0.1

(a) Isosurfaces de la fraction volumique et du
critère Q∗

(b) Plan vertical représenté par la ligne en
tirets noirs sur la figure de gauche

Figure V.54 – eA droite : Isosurfaces αv = 0.1 en bleu et Q∗ = 30 en blanc. A gauche :
Vorticité adimensionnelle ω∗

z (les valeurs αv = 0.1 sont représentées par les lignes
blanches).

leurs moyennes. Ces variations sont trop faibles pour être capturées avec précision par la
balance hydrodynamique.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure V.55 – eCoefficients de portance et de trâınée prédits par les simulations pour
les poches attachées à σ = 2.02 et σ = 1.86.
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Pour les paramètres de cavitation σ = 1.58 et σ = 1.41 les amplitudes des variations
de portance et de trâınée sont assez importantes pour pouvoir comparer les résultats
numériques aux mesures de la balance. La figure V.56 montre que l’allure globale des coef-
ficients prédits par les simulations est en très bon accord avec les mesures expérimentales.
Un faible décalage de phase est visible entre les coefficients numériques et expérimentaux
pour σ = 1.58, qui est dû à une fréquence des lâchers légèrement inférieure dans la simula-
tion : 41 Hz contre 42 Hz dans les expériences. Les amplitudes des harmoniques semblent
plus importantes dans les expériences mais peuvent être causées par une résonance avec
une fréquence caractéristique de la balance, comme expliqué en section V.1.2.c. Les va-
leurs maximales (lignes en tirets sur la figure V.56) mesurées par la balance sont plus
grandes que celles prédites par les simulations et les valeurs minimales plus petites. Ces
différences peuvent simplement s’expliquer par des considérations statistiques. En effet,
les signaux de la balance sont enregistrés sur une durée de 50 s, quand les simulations ne
représentent qu’un peu plus de 0.5 s d’écoulement.

(a) Coefficient de portance pour σ = 1.58 (b) Coefficient de portance pour σ = 1.41

(c) Coefficient de trâınée pour σ = 1.58 (d) Coefficient de trâınée pour σ = 1.41

Figure V.56 – eComparaison des coefficients de portance et de trâınée numériques avec
les mesures de la balance pour σ = 1.58 et σ = 1.41.

Les valeurs moyennes et écarts-types des coefficients numériques et expérimentaux
sont présentés en figure V.57. Les mêmes tendances sont obtenues dans les simulations
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(a) Coefficients de portance (b) Coefficients de trâınée

Figure V.57 – e Moyennes des coefficients de portance et de trâınée pour les
simulations et les expériences. Les barres d’erreurs représentent les écarts-types.

et dans les essais : alors que la portance diminue légèrement lorsque le paramètre de
cavitation σ diminue, les valeurs moyennes du coefficient de trâınée augmentent significa-
tivement. Les plus grandes différences entre les deux approches sur les coefficients moyens
sont obtenues pour σ = 2.02 et σ = 1.86. Pour σ = 1.86 ; le coefficient de portance prédit
par le calcul est inférieur d’environ 5% à la valeur expérimentale. Pour les deux σ les plus
élevés, les prédictions numériques des coefficients de trâınée sont inférieures d’environ
40%. Les simulations en régime subcavitant ont montré que la présence d’un interstice
entre le profil et les parois de la veine peut augmenter considérablement la trâınée. L’in-
terstice entre le profil flexible et le hublot de la veine n’est pas pris en compte dans les
simulations et peut être à l’origine des différences observées sur le coefficient de trâınée.
Pour σ = 2.02 et σ = 1.86, les écarts-types mesurés par la balance sont supérieurs à ceux
des simulations. Sur ce point, rappelons que pour ces σ les variations des efforts enre-
gistrées par la balance semblent majoritairement causées par du bruit de mesure. Pour
les paramètres de cavitation σ = 1.58 et σ = 1.41, on obtient un excellent accord entre
les prédictions numériques et les essais expérimentaux, tant sur les valeurs moyennes que
sur les écarts-types.
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V.1.5 Bilan sur le profil rigide

Les simulations numériques 3D permettent de bien retrouver les caractéristiques prin-
cipales de la cavitation pour les écoulements considérés (tableau V.13). Pour σ = 2.02 et
σ = 1.86 on retrouve les poches attachées observées expérimentalement. Pour σ = 1.58 et
σ = 1.41, les simulations capturent bien le mécanisme de détachement de nuages par jet
re-entrant. Les longueurs de poches et fréquences caractéristiques de la cavitation sont
raisonnablement prédites par le modèle numérique. Enfin, on obtient un très bon accord
entre les coefficients hydrodynamiques numériques et expérimentaux, en particulier pour
les cas avec lâchers de nuages de vapeur. Les résultats de l’approche numérique sur le
cas du profil rigide en écoulement cavitant sont ainsi très encourageants pour les cas plus
complexes de cavitation sur le profil flexible.

σ lcav/c EFD lcav/c CFD fcav (Hz) EFD fcav (Hz) CFD CL CFD CL EFD CD EFD CD CFD
2.02 0.22 0.19 (-14%) 5, 38, 44 4, 36, 41 0.897 0.878 (-2%) 0.046 0.026 (-43%)
1.86 0.31 0.25 (-20%) 39, 55, 65 4, 60 0.890 0.844 (-5%) 0.054 0.031 (-43%)
1.58 0.5 - 0.6 0.45 42 41 (-2%) 0.870 0.871 0.079 0.084 (+6%)
1.41 0.6 - 0.7 0.55 34 34 0.867 0.865 (-0.2%) 0.105 0.109 (+4%)

Table V.13 – Comparaison des résultats expérimentaux et numériques 3D sur le profil
rigide en écoulement cavitant.
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V.2 Profil flexible

V.2.1 Analyse des résultats expérimentaux

Des mesures de vibrométrie et des acquisitions PIV ont été réalisées sur le profil
flexible en écoulement cavitant pour des paramètres de cavitation compris entre σ = 2.02
et σ = 1.41. Ces données sont complétées par quelques mesures de télémétrie ainsi que
des images de caméra rapide. Pour toutes les conditions d’écoulement étudiées, la vitesse
d’entrée de veine est fixée à U0 = 6 m/s et l’angle d’attaque fixé à α = 8◦.

V.2.1.a Spectres de vibration

La figure V.58 présente pour différents paramètres σ, les moyennes sur les points
de mesure des spectres issus du vibromètre. L’étude de l’écoulement cavitant autour du
profil rigide a montré que les variations de portance augmentent avec le développement
de la cavitation. Les amplitudes moyennes des spectres de vibrométrie augmentent donc
logiquement lorsque le paramètre σ diminue.

Figure V.58 – e Spectres mesurés avec le vibromètre pour différentes valeurs du
paramètre σ. La figure de droite représente un zoom de la figure de gauche autour des

fréquences de la poche.

Pour σ = 2.02, l’apparition d’une poche de cavitation attachée au bord d’attaque
fait ressortir une fréquence à 65 Hz, qui n’est pas présente sur le spectre de l’écoulement
subcavitant. L’analyse SPOD des images de caméra rapide (figure V.59) révèle que cette
fréquence est due à de petits lâchers de vapeur qui apparaissent localement en z/s = 0.6.
La poche reste toutefois attachée au bord d’attaque et représente environ 30% de la
corde. En plus de la fréquence caractéristique de la cavitation, on retrouve le pic associé
au premier mode de flexion autour de 34.5 Hz. La fréquence du premier mode a donc
diminué par rapport au régime subcavitant. Ce phénomène, déjà observé par Lelong [7] est
plutôt surprenant, car l’apparition de vapeur devrait avoir tendance à diminuer la masse
ajoutée, et donc augmenter les fréquences propres du profil. C’est bien ce que l’on obtient
pour les deuxième et troisième modes du profil, dont les fréquences passent respectivement
de 202 Hz et 256 Hz en écoulement subcavitant, à 212 Hz et 270 Hz pour σ = 2.02. Entre
σ = 2.02 et σ = 1.75, les spectres de vibrométrie sont plutôt similaires. On retrouve un
pic caractérisant la cavitation, dont la fréquence diminue jusqu’à fcav = 52.5 Hz pour le
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paramètre σ = 1.75. L’amplitude de ce pic augmente avec la diminution du paramètre
de cavitation et son harmonique devient de plus en plus visible sur les spectres. Pour
σ = 1.8, des lâchers de vapeur sont déjà visibles sur les images de caméra et la poche
atteint une longueur maximale correspondant à 45% de la corde. La fréquence du mode
de flexion continue de diminuer, jusqu’à atteindre la valeur f1 = 30 Hz pour σ = 1.75.
La largeur du pic de flexion diminue, suggérant que l’amortissement hydrodynamique
diminue lorsque la cavitation se développe. Au contraire les largeurs des pics des deuxième
et troisième modes augmentent, évoquant une augmentation de l’amortissement. Alors
que la fréquence du deuxième mode reste presque constante autour de 212 Hz, celle du
troisième mode augmente jusqu’à 290 Hz pour le paramètre de cavitation le plus bas.

(a) Premier mode SPOD à 65 Hz (b) Image instantanée de la caméra

Figure V.59 – eExemple des petits lâchers de vapeur observés pour σ = 2.02 sur le
profil flexible.

Pour σ = 1.75, l’amplitude maximale du spectre est obtenue à une fréquence
fcav = 52.5 Hz correspondant à la dynamique de la poche de cavitation. Un autre pic
semble apparâıtre autour de 38 Hz, proche de la fréquence du premier mode de flexion
en écoulement subcavitant. Lorsque le paramètre de cavitation diminue à une valeur
σ = 1.65, l’amplitude de ce pic s’intensifie et dépasse celle du pic à 45.5 Hz. Pour
σ = 1.58, on ne peut distinguer qu’un large pic, centré sur une fréquence de 37 Hz.
La longueur maximale de la poche représente alors 58% de la corde du profil. Lorsque la
pression dans la veine diminue pour atteindre un paramètre σ = 1.41, on obtient un pic
très étroit à 31.5 Hz. Les trois premières harmoniques à 63 Hz, 94.5 Hz et 126 Hz sont
particulièrement visibles. On distingue aussi les demi-harmoniques autour des fréquences
f = 47.5 Hz et f = 78.5 Hz. Des mesures supplémentaires ont été effectuées sur quelques
points du profil pour σ = 1.50 et σ = 1.46. Pour ces écoulements, les spectres sont simi-
laires à celui obtenu pour σ = 1.41, présentant un pic très étroit et énergétique à 33.5
Hz pour σ = 1.50 et 33 Hz pour σ = 1.46. Les harmoniques de ces fréquences sont aussi
visibles sur les spectres de vibration et peuvent évoquer l’existence d’un lock-in entre la
fréquence des lâchers de nuages et la fréquence du premier mode de flexion.

Les amplitudes de vibration autour de la fréquence du mode de flexion en écoulement
subcavitant f sub

1 = 38 Hz ne semblent pas totalement disparâıtre lorsque la poche de
vapeur apparâıt (figure V.58). Ces amplitudes semblent même s’intensifier lorsque le
paramètre de cavitation diminue, en particulier pour σ = 1.75 et σ = 1.65. Pour σ =
1.65, la fréquence du pic le plus important se trouve autour f sub

1 , alors qu’un pic est
également visible autour de 45 Hz. Les spectres semblent donc indiquer que le mouvement
du profil est la superposition de vibrations à la fréquence de la poche, de vibrations du
premier mode de flexion en écoulement cavitant mais aussi, dans une moindre mesure,
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de vibrations au mode de flexion en écoulement subcavitant. En diminuant, la fréquence
des oscillations de la poche va d’abord cöıncider avec la fréquence du mode de flexion en
écoulement subcavitant, avant d’atteindre la fréquence moins élevée du mode de flexion
en écoulement cavitant. On peut donc supposer que les oscillations de la poche peuvent
venir exciter le mode de flexion en écoulement subcavitant, expliquant ainsi le pic observé
autour de 38 Hz pour σ = 1.65.

V.2.1.b Vitesses de vibration instantanées

L’évolution des vitesses de vibration mesurées à mi-envergure près du bord de fuite
est tracée en figure V.60, pour quatre valeurs du paramètre de cavitation. Pour σ = 2.02
et σ = 1.86, on retrouve bien des oscillations aux fréquences du premier mode f1 et de la
poche de cavitation fcav. Les vibrations aux fréquences des deuxième et troisième modes
du profil sont également visibles. L’amplitude des vitesses de vibration mesurée pour
σ = 1.58 et σ = 1.41 est beaucoup plus importante, environ 10 fois supérieure à celle
mesurée pour σ = 2.02. Pour ces deux écoulements, les mesures révèlent des vibrations
à une fréquence principale, à laquelle se superposent des oscillations aux fréquences du
mode de torsion et du deuxième mode de flexion.

(a) σ = 2.02 (b) σ = 1.86

(c) σ = 1.58 (d) σ = 1.41

Figure V.60 – eVitesses de vibration instantanées mesurées en x/c = 0.96 et
z/s = 0.51 pour quatre paramètres de cavitation.
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Figure V.61 – eMoyennes de phase des vibrations (calculées sur 1000 périodes)
mesurées en x/c = 0.96 et z/s = 0.51. Les valeurs sont normalisées par la vitesse

maximale et les barres d’erreurs représentent les écarts-types.

Les harmoniques observées sur les spectres de vibration pour σ = 1.41 sont difficile-
ment identifiables sur les courbes des valeurs instantanées de la figure V.60. Afin d’estimer
l’influence de ces harmoniques, des moyennes de phase (figure V.61) ont été calculées à
partir des vitesses instantanées pour σ = 1.58 (paramètre auquel il n’y a pas d’harmo-
niques sur les spectres) et σ = 1.41 (paramètre pour lequel des harmoniques existent). La
principale différence entre les courbes semble se trouver en t/Tcav = 0.2, où on observe
pour σ = 1.41 un maximum local de vitesse. Hormis cet extremum, les deux courbes sont
globalement similaires. Notons qu’à cause d’écarts types relativement élevés, il est difficile
de conclure sur l’influence des harmoniques sur les vibrations du profil, qui semble plutôt
faible.

Une transformation en ondelettes de Morlet a également été appliquée aux signaux
de vitesses instantanées. Les diagrammes temps-fréquence des transformées ainsi que
l’évolution des parties réelles aux fréquences des pics sont présentés en figure V.62. Pour
les paramètres de cavitation σ = 2.02, σ = 1.86 et σ = 1.58, les transformées présentent
de légères fluctuations de la fréquence du mode de flexion proche de 30 Hz. Les amplitudes
des vibrations aux fréquences d’oscillation de la poche de cavitation semblent aussi varier
au cours du temps. Les transformées en ondelettes permettent de révéler l’existence de
basses fréquences, dont les amplitudes varient aussi au cours du temps. Pour σ = 1.41,
les amplitudes de la transformée en ondelettes semblent plus constantes. La fréquence
principale des vibrations et son harmonique fluctuent aussi moins que pour les valeurs de
paramètres de cavitation plus élevées. Ces différences avec les écoulements à d’autres σ
peuvent suggérer un phénomène d’accrochage fréquentiel entre le premier mode de flexion
et les oscillations de la poche de cavitation.

V.2.1.c Comparaison des dynamiques de cavitation pour σ = 1.58 et σ = 1.41

Des images du profil et de la poche de cavitation ont été prises à l’aide d’une caméra
rapide pour σ = 1.58 et σ = 1.41, afin de comprendre si la présence d’harmoniques sur les
spectres expérimentaux de vibration pour σ = 1.41 est due à un changement significatif
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(a) σ = 2.02 (b) σ = 1.86

(c) σ = 1.58 (d) σ = 1.41

Figure V.62 – eTransformée par ondelettes des vitesses de vibration mesurées en
x/c = 0.96 et z/s = 0.51 pour quatre paramètres de cavitation. Les courbes des parties
inférieures tracent les évolutions temporelles des parties réelles, aux fréquences des pics
observés, désignées par les lignes orange et violette sur les diagrammes temps-fréquence.

de l’écoulement. Les images sont post-traitées pour obtenir les déplacements verticaux
du bord d’attaque et du bord de fuite à l’extrémité libre. Les vitesses de vibration sont
calculées en appliquant un filtre de Savitzky-Golay [393] aux déplacements. Les images
de la poche de cavitation sur une période Tcav sont présentées en figure V.63 pour les
deux paramètres de cavitation. Pour les deux écoulements, les évolutions des poches de
cavitation sont très similaires à celles observées sur le profil rigide. La poche se développe
jusqu’à atteindre une taille critique pour laquelle le jet re-entrant vient déstabiliser l’in-
terface près du bord d’attaque (instant T1 sur la figure V.63). Cet instant correspond
approximativement au minimum de flexion du profil. Un nuage de vapeur est transporté
par l’écoulement entre les instants T2 et T3. La flexion du profil augmente, jusqu’à at-
teindre un maximum autour de l’instant T3. Le nuage de vapeur s’approche alors du bord
de fuite, où il disparâıt en grande partie par condensation. La condensation du nuage s’ac-
compagne d’une phase de diminution de la flexion, pendant laquelle la poche attachée au
bord d’attaque se développe.

Les vibrations du profil ne semblent donc pas avoir d’influence significative sur la poche
de cavitation. Pour σ = 1.58 comme pour σ = 1.41, on observe des lâchers de nuages
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(a) σ = 1.58 (b) σ = 1.41

Figure V.63 – eComparaison des dynamiques de poches et des vibrations observées
pour σ = 1.58 (à gauche) et σ = 1.41 (à droite).
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causés par un jet re-entrant (figure V.64a). L’apparition d’harmoniques sur les spectres
de vibration ne semble donc pas liée à un changement de dynamique de la poche. La
présence de ces harmoniques se devine toutefois sur les vitesses de vibration issues des
images de caméra pour σ = 1.41 (figure V.63b). Lorsque les lâchers de nuages de vapeur
se font à la fréquence dominante des oscillations du profil, les différentes étapes de la
dynamique de la cavitation sont résumées sur la figure V.64b

(a) Photographie de la poche pour
σ = 1.41

(b) Dynamique de la poche en fonction
des déplacements

Figure V.64 – ePhotographie de la poche pour σ = 1.41 et évolution typique de la
poche lorsque la fréquence des lâchers est égale à la fréquence principale des vibrations.

V.2.1.d Modes propres du profil en écoulement cavitant

Les mesures de vibrométrie permettent d’analyser l’influence de la cavitation sur les
modes propres du profil. Comme observé par Lelong [7], le premier mode de flexion ne
semble pas modifié par la présence de vapeur. Dans sa thèse, Lelong [7] montre par
contre que la poche de cavitation modifie significativement l’allure du mode de torsion,
en particulier la position de la ligne nodale. Ces observations ne sont pas retrouvées lors
des essais réalisés dans cette thèse. Les modes de torsion mesurés en écoulement cavitant
sont globalement similaires au mode de torsion en régime subcavitant (figure V.65). Les
amplitudes relatives du mode de torsion dans le plan situé à 89% de l’envergure sont
proposées en figure V.66a. Les amplitudes varient presque linéairement dans le sens de la
corde, comme dans le cas subcavitant. Pour les paramètres σ = 2.02 et σ = 1.86, auxquels
la poche reste partiellement attachée, les amplitudes relatives au bord de fuite sont moins
élevées (en valeurs absolues) que dans le cas subcavitant, suggérant un possible décalage
de la ligne nodale vers le bord d’attaque. Ces observations sont en accord avec les travaux
de De La Torre et al. [377], où la même tendance est décrite pour un NACA 0009 avec
une poche de cavitation attachée. Lorsque les lâchers de nuage dominent la dynamique de
la cavitation pour σ = 1.58 et σ = 1.41 ce décalage disparâıt. L’angle de torsion peut être
calculé le long de l’envergure par interpolation linéaire des amplitudes modales suivant
la corde. Contrairement aux mesures de Lelong [7], la figure V.66b montre que l’angle de
torsion ainsi calculé reste proche de la théorie des vibrations d’une poutre (Blevins [374]).

Pour le deuxième mode de flexion, l’influence de la cavitation est similaire à celle
présentée par De La Torre et al. [377], et les amplitudes des vibrations relatives semblent
augmenter près du bord d’attaque par rapport au cas sans cavitation. De nouveau, l’in-
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(a) Sub-cavitant (b) σ = 1.86 (c) σ = 1.41

(d) Sub-cavitant (e) σ = 1.86 (f) σ = 1.41

Figure V.65 – eComparaison des deuxième et troisième modes du profil mesurés en
régimes cavitants à ceux mesurés en régime subcavitant.

(a) Amplitudes relatives des vitesses de
vibration en z/s = 0.89.

(b) Evolution de l’angle de torsion sur
l’envergure

Figure V.66 – e Amplitudes relatives des vibrations du mode de torsion à l’extrémité
libre et évolution de l’angle de torsion le long de l’envergure en écoulements cavitants et

subcavitant.

fluence de la cavitation est moins importante pour l’écoulement avec lâchers de nuages à
σ = 1.41, que pour les poches attachées σ = 2.02 et σ = 1.86.
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V.2.1.e Effets de masse ajoutée

Comme mentionné dans le premier chapitre, les amplitudes modales du profil en
écoulement cavitant sont solutions d’équations du type oscillateur paramétrique. En effet,
les oscillations de la poche de cavitation provoquent des variations des coefficients de
masse, raideur et amortissement ajoutés. Les équations modales s’écrivent donc sous la
forme :

(mcav
i,a (t) +mi)q̈i(t) + (ccavi,a (t) + ci)q̇i(t) + (kcavi,a (t) + ki)qi(t) = f̃i(t) (V.3)

Ce type d’équation non-linéaire peut faire apparâıtre des phénomènes de modulation de
fréquence et d’amplitude. En ne considérant que les variations de la masse ajoutée, Ra-
jaomazava et al. [394] montrent que la réponse hydroélastique d’une structure peut faire
apparâıtre un phénomène de modulation de fréquence, dont un spectre caractéristique
est proposé en figure V.67. Si le profil vibre majoritairement à une fréquence f1 et que la

Figure V.67 – eExemple du spectre de vibration d’un oscillateur paramétrique avec
modulation d’amplitude, extrait de Rajaomazava et al. [394].

poche de vapeur oscille à une fréquence fcav, on peut alors observer dans le spectre des
vibrations, des pics aux fréquences fmod = f1±nfcav (n=1,2,3...). Ce type de modulation
a été mise en évidence par Akcabay et al. [284] et Akcabay et Young [291] pour les vibra-
tions de profils flexibles en écoulement cavitant. Cette forme caractéristique du spectre
n’est toutefois pas retrouvée sur l’ensemble des mesures de vibrométrie. En revanche,
elle ressemble au spectre mesuré pour σ = 1.41 (ainsi que σ = 1.50 et σ = 1.45), pour
lesquels des harmoniques sont observées. Dans ce cas, un unique pic (et ses harmoniques)
est observé à fcav sur le spectre et il est donc vraisemblable que la poche et le profil oscil-
lent à la même fréquence. Les pics de modulation doivent donc apparâıtre aux fréquences
fmod = fcav±nfcav, qui sont les harmoniques de la fréquence de vibration dominante fcav.
Le terme non-linéaire de l’équation (V.3) pourrait ainsi être à l’origine des harmoniques
présentes sur les spectres expérimentaux pour σ < 1.58. La présence d’harmoniques est
donc vraisemblablement liée au lock-in entre la fréquence de la cavitation et la fréquence
du mode de flexion.

La fréquence du premier mode de flexion en écoulement cavitant peut s’exprimer sous
la forme :

f cav
1,0 = 2πf air

1,0

√

1 + k̃cav1,a

1 + m̃cav
1,a

(V.4)
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Les coefficients de raideur et masse ajoutées s’écrivent :

k̃cav1,a =
kcav1,a

k1
et m̃cav

1,a =
mcav

1,a

m1

où kcav1,a et mcav
1,a sont respectivement les raideur et masse ajoutées en écoulement cavitant.

Lorsque le volume de vapeur augmente autour du profil, le coefficient de masse ajoutée
m̃cav

1,a diminue, car la masse volumique de la vapeur est moins importante que celle de l’eau
liquide. D’après l’équation (V.4), les effets de masse ajoutée doivent donc augmenter la
fréquence du mode de flexion f cav

1,0 par rapport à la fréquence en écoulement subcavitant
(De la Torre et al. [395]). Au contraire, la fréquence du mode de flexion diminue lorsque le
volume de vapeur augmente. Une augmentation de l’amortissement dû au fluide pourrait
expliquer cette diminution, cependant le pic du premier mode de flexion semble s’affiner
lorsque le paramètre σ diminue, et l’amortissement a donc probablement tendance à di-
minuer. La diminution de la fréquence du premier mode de flexion en écoulement cavitant
s’explique donc peut être par une diminution de la raideur ajoutée k̃cav1,a .

V.2.1.f Acquisitions PIV

Les champs de vitesse dans le plan vertical à mi-envergure ont été mesurés pour
différents paramètres de cavitation, compris entre σ = 2.08 et σ = 1.50, à l’aide d’acqui-
sitions TR PIV (Time Resolved PIV ).

(a) Vitesses instantanées (b) Vitesses moyennes

Figure V.68 – eChamp des vitesses PIV instantanées et moyennes, dans le plan à
mi-envergure, pour σ = 2.08. Seuls les vecteurs moyens calculés avec au moins 200

valeurs instantanées sont tracés pour le champ moyen.

Pour σ = 2.08, un exemple de champ de vitesse PIV instantané est donné en figure
V.68a. Le dispositif d’ensemencement ne permet pas d’obtenir une distribution uniforme
de particules autour du profil, et les vitesses ne peuvent donc pas être estimées sur tous
les points du maillage PIV. Pour cet écoulement, la surface occupée par la vapeur sur les
images de PIV reste limitée à la poche attachée près du bord d’attaque et les vitesses
moyennes peuvent être calculées (figure V.68b). Dans le cadre de la théorie potentielle,
la vitesse Ucav au niveau de l’interface de la poche peut être estimée à l’aide du théorème
de Bernoulli (Franc et Michel [164]) :

Ucav = U0

√
1 + σ

Des profils des vitesses moyennes ont été extraits le long de la corde et sont tracés en
figure V.69. Pour x/c = 0.15 et x/c = 0.25, les lignes d’extraction se trouvent ainsi au
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dessus de la poche de vapeur. Les valeurs maximales des vitesses mesurées par PIV sont
proches de la valeur théorique Ucav et se trouvent au plus près de la poche de vapeur.
Les profils obtenus en x/c = 0.5 et x/c = 0.75 sont situés dans le sillage de la poche
et révèlent des vitesses moins importantes, dues au développement de la couche limite.
Contrairement aux mesures de vibrométrie, les mesures PIV ne font pas apparâıtre de
fréquence caractéristique de la cavitation autour de 65 Hz. Ceci semble confirmer que les
vibrations à 65 Hz sont plutôt causées par des oscillations locales de la poche de cavitation
pour ce paramètre de cavitation (cf figure V.59).

(a) x/c = 10% (b) x/c = 25% (c) x/c = 50% (d) x/c = 75%

Figure V.69 – eProfils des vitesses moyennes mesurées par PIV pour σ = 2.02

Lorsque le paramètre de cavitation diminue à σ = 1.90, de petits lâchers de vapeur
commencent à apparâıtre dans le sillage de la poche. Sur les mesures PIV de la figure
V.70a, ces petits nuages sont caractérisés par des vitesses importantes au-dessus du nuage
et des vitesses plus faibles près du profil. La présence de ces lâchers de vapeur est alors
visible sur les signaux temporels des vitesses PIV, comme le montre la courbe des varia-
tions de vitesse de la figure V.70b. On observe alors des oscillations à une fréquence de 58
Hz proche de la fréquence mesurée par vibrométrie à 60 Hz. Afin de mettre en évidence
les perturbations de vitesses induites par les lâchers de vapeur, une moyenne de phase
est réalisée sur les acqusitions PIV en suivant la procédure de l’annexe B. Les nuages de
vapeur n’étant pas très importants, certains vecteurs sont parfois mesurés à l’intérieur du
nuage et la moyenne de phase permet ainsi de faire ressortir certaines caractéristiques de
l’écoulement. En notant û les vecteurs moyennés en phase et u les moyennes en temps
classiques, les moyennes de phase des fluctuations de vitesses s’écrivent :

δu = û− u

Les champs de vitesse δu présentés en figures V.71a et V.71b font apparâıtre des struc-
tures rotatives au niveau des nuages de vapeur. Le critère d’Okubo-Weiss q (Okubo
[396], Weiss [397]) peut être calculé à partir des vitesses moyennées en phase û. Les va-
leurs négatives du critère au centre des structures rotatives, indiquent que ces structures
sont bien des tourbillons (figures V.71c, V.71d). Les tourbillons sont transportées par
l’écoulement de la zone de fermeture de la poche jusqu’au bord de fuite.

Lorsque le paramètre de cavitation est fixé à σ = 1.8, les lâchers de vapeur, illustrés
par la figure V.72, deviennent un peu plus importants. Une décomposition en mode
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(a) Vitesses instantanées (b) Fluctuations de la vitesse

Figure V.70 – eChamp de vitesses instantanées issu de la PIV pour σ = 1.90. La figure
de droite donne l’évolution des vitesses mesurées au niveau du point noir sur la figure

de gauche.

(a) T0 (b) T0 + 0.25Tcav

(c) T0 (d) T0 + 0.25Tcav

Figure V.71 – e Deux exemples de champs des fluctuations de vitesse PIV moyennées
en phase δux (en haut), et les valeurs du critère d’Okubo-Weiss correspondantes (en

bas)

SPOD a été appliquée aux acquisitions PIV, en suivant la procédure décrite en annexe
A, pour des paramètres de cavitation compris entre σ = 1.8 et σ = 1.5. Les spectres des
valeurs propres présentés en figure V.73 permettent de mettre en évidence les fréquences
des phénomènes physiques dominant l’écoulement. Pour σ = 1.8, le spectre révèle deux
fréquences caractéristiques : l’une correspond aux lâchers de vapeur, à une fréquence
proche de 48 Hz, et l’autre correspond à la fréquence du premier mode de flexion du
profil proche de 33 Hz. La fréquence des lâchers mesurée autour de 48 Hz par la PIV,
est inférieure à celle du pic à 56 Hz présent sur les spectres de vibrométrie. Différentes
explications peuvent être proposées pour cet écart. D’une part, les 4000 paires d’images
PIV utilisées ne représentent que 8 s d’écoulement, alors que les spectres de vibrométrie
sont moyennés sur des mesures de plus de 30 s. La vitesse d’écoulement en entrée de veine
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n’est pas rigoureusement constante et il est donc possible que les acquisitions PIV aient
été faites durant des variations temporaires de la vitesse d’écoulement U0. D’autre part,
les mesures de vibrométrie et de PIV n’ont pas été réalisées pendant la même campagne
d’essais, et cet écart peut donc s’expliquer par des conditions d’écoulement légèrement
différentes (température, petit décalage angulaire, ...). Notons enfin que les capteurs de
pression ont été changés entre les deux campagnes de mesures, les mesures de PIV ayant
été réalisées avec les capteurs Paroscientific tandis que celles de vibrométrie l’étaient avec
les transducteurs Mensor.

Figure V.72 – eExemple d’un nuage de vapeur observé sur les images PIV pour σ = 1.8

Figure V.73 – eSpectres des premières valeurs propres SPOD pour différents
paramètres de cavitation.

La décomposition SPOD n’est réalisée qu’aux points du maillage PIV où la vitesse
a pu être mesurée sur plus de la moitié des acquisitions. Bien que le nombre de points
utilisés soit donc relativement faible, les premiers modes SPOD obtenus pour σ = 1.8,
et présentés en figure V.74, permettent toutefois de mettre en évidence des structures
cohérentes transportées par l’écoulement. Les modes obtenus ressemblent aux modes issus
des simulations 2D autour du profil rigide (section V.1.2.a). Les premiers modes aux
fréquences fSPOD=33 Hz et fSPOD=48 Hz sont très similaires, bien que ces deux fréquences
soient associées à des mécanismes physiques différents, les vibrations du profil et les
instabilités de la poche de cavitation.

256



(a) Premier mode SPOD à f = 33 Hz (b) Premier mode SPOD à f = 46 Hz

Figure V.74 – ePremiers modes SPOD aux fréquences des pics des spectres des valeurs
propres pour σ = 1.8

Pour σ = 1.7, le spectre SPOD de la figure V.73 est largement dominé par un pic
à une fréquence proche de 44 Hz dont le premier mode SPOD est semblable à celui
obtenu pour σ = 1.8. Cette fréquence est plus proche de la fréquence du pic à 45 Hz
mesurée par vibrométrie pour σ = 1.65, que de la fréquence à 53 Hz mesurée pour
σ = 1.75 par vibrométrie. Le pic associé au premier mode de flexion reste visible autour
de 30 Hz, mais moins prononcé que pour σ = 1.8. Le spectre SPOD présente aussi des
amplitudes importantes autour de 8 Hz et de 52 Hz. Ce couple de fréquences traduit
vraisemblablement une modulation en amplitude de la fréquence à 44 Hz, due à une
basse fréquence de 8 Hz. La première harmonique des lâchers de vapeur commence à être
visible autour de 88 Hz, dont le premier mode SPOD (figure V.75b) fait apparâıtre une
période spatiale deux fois inférieure à celle du mode à 44 Hz.

(a) Premier mode SPOD à f = 44 Hz (b) Premier mode SPOD à f = 88 Hz

Figure V.75 – ePremiers modes SPOD à la fréquence du pic dominant et de son
harmonique pour σ = 1.7

Pour les écoulements à σ = 1.6 et σ = 1.5, les spectres SPOD, tracés sur la figure V.73,
montrent que les lâchers de nuages de vapeur se font respectivement à une fréquence de 36
Hz et 33 Hz. Contrairement aux cas σ = 1.8 et σ = 1.7, ces fréquences sont très proches de
celles mesurées par vibrométrie. Les variations temporelles de vitesse mesurées au point
symbolisé par le cercle noir sur les figures V.76a et V.76b, sont tracées en figures V.76c
et V.76d. L’amplitude des fluctuations de vitesse est plus importante pour l’écoulement
à σ = 1.5, avec des écarts pouvant atteindre 2 m/s entre le maximum et le minimum
sur une période. Ceci explique l’augmentation des amplitudes des harmoniques et demi-
harmoniques sur le spectre SPOD de l’écoulement à σ = 1.5, par rapport au spectre
obtenu pour σ = 1.6 (figure V.73).

257



(a) Champ des vitesses instantanées pour
σ = 1.6

(b) Champ des vitesses instantanées pour
σ = 1.5

(c) Evolution des vitesses instantanées
pour σ = 1.6

(d) Evolution des vitesses instantanées
pour σ = 1.5

Figure V.76 – eChamps de vitesses instantanées pour σ = 1.60 et σ = 1.50 (en haut).
Les figures du bas présentent l’évolution des vitesses mesurées au niveau du point noir

sur les figures du haut.

L’existence de deux fréquences caractéristiques de l’écoulement pour σ = 1.8 et
σ = 1.7 rend l’étude des moyennes de phase inutilisable. Au contraire, les variations im-
portantes des vitesses à une fréquence bien définie, telles qu’observées pour l’écoulement à
σ = 1.5, permettent de facilement calculer les moyennes de phase des champs PIV. Cette
opération permet de mieux mettre en évidence la dynamique de l’écoulement sur une
période de lâcher, comme présenté en figure V.77. L’absence de particules de rhodamine
dans la vapeur ne permet pas d’y calculer les vecteurs vitesses. Entre T0 et T1, la poche
grandit jusqu’à représenter environ 60% de la corde, puis un nuage se détache en T1. Des
vitesses importantes sont visibles au dessus du nuage, proches de la vitesse Ucav. Entre
T2 et T3, le nuage est transporté vers le bord de fuite, et on peut observer une diminution
des vitesses en aval du nuage. Une nouvelle poche commence alors à se développer près
du bord d’attaque, particulièrement visible à l’instant T3.

V.2.1.g Flexion du profil

Quelques mesures de télémétrie ont été mises en place pour le cas du profil flexible
en écoulement cavitant. Le télémètre étant positionné au-dessus de la veine d’essai, les
mesures ont été réalisées sur le profil en incidence négative α = −8◦. Pour les paramètres σ
où l’on observe une cavitation de nuages, les vibrations du profil peuvent être de l’ordre
de quelques millimètres et augmenter considérablement les incertitudes de mesures du
télémètre. Comme dans le cas subcavitant, les mesures de télémétrie sont réalisées en
balayant la corde du profil en plusieurs sections de l’envergure. La mesure d’une section
d’envergure nécessite environ 24 s, pour 1200 points de mesure. En considérant le nombre
important de points de mesure, on peut supposer que le déplacement moyen calculé sur
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(a) T0 (b) T1 = T0 + Tcav/4

(c) T2 = T0 + Tcav/2 (d) T3 = T0 + 3Tcav/4

Figure V.77 – eChamps des vitesses moyennées en phase sur une période des lâchers
Tcav, pour σ = 1.5. Seuls les vecteurs moyens calculés avec plus de 10 valeurs

instantanées sont représentés.

une section ne doit pas être très affecté par les vibrations du profil. Les mesures de
télémétrie en régime cavitant sont, de toutes façons, seulement utilisées pour une analyse
qualitative des déplacements.

(a) Reconstruction des déplacements
verticaux mesurés par télémétrie

(σ = 1.86)

(b) Déplacements verticaux moyens
suivant l’envergure.

Figure V.78 – eDéplacements verticaux du profil flexible en écoulement cavitant
mesurés par télémétrie.

La figure V.78a propose une reconstruction des déplacements verticaux sur le profil,
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à partir des mesures de télémétrie sur les sections. Comme dans le cas subcavitant, les
déplacements du profil sont dominés par le mode de flexion. Les déplacements du bord
d’attaque sont plus importants que ceux obtenus au bord de fuite. La torsion du profil
augmente donc légèrement l’angle d’incidence effectif. Les déplacements moyens sur onze
sections d’envergure mesurés pour plusieurs paramètres σ sont comparés au déplacements
en régime subcavitant en figure V.78b. Pour σ = 2.02 et σ = 1.86, paramètres auxquels
la poche de vapeur reste attachée au bord d’attaque, les déplacements verticaux sont
inférieurs à ceux mesurés en régime subcavitant. Pour σ = 1.58, les déplacements sont
similaires au cas sans cavitation, puis légèrement supérieurs pour σ = 1.41. La flexion
augmente donc lorsque le paramètre de cavitation diminue. Cette tendance est en contra-
diction avec l’augmentation des coefficients hydrodynamiques observée sur le profil rigide
pour des valeurs de σ croissantes. Ces résultats sont cependant confirmés par des images
de la section libre du profil en écoulement cavitant. On peut supposer que pour le pro-
fil flexible, la torsion augmente l’incidence effective, entrâınant ainsi une augmentation
des efforts hydrodynamiques. Les angles de torsion sont cependant trop faibles pour être
mesurés avec précision dans les expériences.

V.2.1.h Bilan de l’approche expérimentale

Les nombres de Strouhal caractéristiques de la cavitation sur le profil flexible sont
comparés à ceux obtenus sur le profil rigide et aux mesures de Arndt et al. [228] en
figure V.79a. Les nombres de Strouhal correspondant à la fréquence du premier mode de
flexion du profil sont aussi tracés. Les fréquences des poches de cavitation sur le profil
flexible sont globalement inférieures à celles obtenues sur le profil rigide. Cette diminution
s’explique en partie par des longueurs de poches plus importantes sur le profil flexible
que sur le profil rigide pour σ ≤ 1.58 (figure V.79b). En revanche, pour σ = 1.41, la
taille maximale de la poche est similaire, mais la fréquence de la poche sur le profil
flexible est inférieure de 7%. Les spectres de vibration révèlent une bifurcation autour
de σ = 1.58. Pour les paramètres de cavitation inférieurs à cette valeur, le profil vibre à
une fréquence dominante comprise entre 33.5 Hz et 31.5 Hz, et les harmoniques de ces
fréquences sont clairement visibles sur les spectres. Ce changement de comportement du
profil peut être dû à un accrochage fréquentiel entre la fréquence d’oscillation de la poche
fcav et la fréquence f1 du premier mode de flexion du profil. Les droites d’extrapolation
des fréquences du premier mode et des fréquences de la poche pour les σ > 1.58 ne se
croisent pas pour le domaine de σ étudié. En revanche, l’apparition d’harmoniques sur les
spectres de vibrométrie cöıncide avec l’émergence d’un pic à la fréquence du premier mode
de flexion en écoulement subcavitant f1,sub. La présence des harmoniques ne semble pas
liée à un changement significatif de la dynamique de la poche, qui reste similaire lorsque
le paramètre de cavitation diminue de σ = 1.58 à σ = 1.41.
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(a) Nombres de Strouhal (b) Longueurs de poches

Figure V.79 – eComparaison des fréquences et longueurs de poches obtenues sur le
profil rigide et le profil flexible.
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V.2.2 Résultats numériques

Les simulations numériques sont réalisées sur un maillage 3D similaire au maillage
utilisé pour les cas cavitants sur le profil rigide (section V.1.1.b). Seule la position du
profil dans la veine est modifiée, pour se conformer aux expériences : comme dans le cas
subcavitant, le domaine est étendu dans le sillage du profil pour obtenir une distance
équivalent à 6 cordes entre le profil et la sortie de veine. Le pas de temps utilisé dans les
simulations est fixé à ∆t = 5 × 10−5 s. Sauf indications contraires, la densité de bulles
du modèle de Sauer est fixée à n0 = 107 m−3. Les calculs ont été mis en place pour 7
paramètres de cavitation, compris entre σ = 2.02 et σ = 1.25. La figure V.80 illustre
qu’une dizaine d’itérations non-linéaires sont suffisantes pour obtenir la convergence des
efforts à chaque pas de temps. Le nombre d’itérations par pas de temps a donc été fixé à
quinze pour les simulations avec couplage fluide-structure.

Figure V.80 – eConvergence des efforts sur quelques pas de temps (simulation de
l’écoulement à σ = 1.58). Les symboles rouges marquent la fin d’un pas de temps.

V.2.2.a Comparaison des amplitudes de vibration aux essais

Pour le premier paramètre σ = 2.02 étudié, les essais montrent que la poche reste
attachée au profil, comme dans le cas du profil rigide. La simulation numérique prédit
également une poche attachée, représentant au maximum 20% de la corde (figure V.81).
La longueur de la poche est inférieure à celle mesurée expérimentalement, qui correspond à
30% de la corde. Une simulation a donc été réalisée avec une densité de bulle n0 = 109 m−3

afin de savoir si l’augmentation de ce paramètre permet de se rapprocher des expériences.
Cette valeur de n0 donne une longueur de poche plus homogène suivant l’envergure (en
accord avec les images de caméra), mais ne permet pas d’augmenter la longueur maximale
de la poche, qui reste de l’ordre de 20%.

Les vitesses de vibration verticales en un point situé à mi-envergure près du bord de
fuite (x/c ≈ 95%) sont tracées en figure V.82a pour les deux simulations. L’augmentation
de la densité n0 donne des amplitudes beaucoup plus importantes de vibrations. Dans
les deux cas les signaux font apparâıtre la fréquence du premier mode de flexion (figure
V.82b), autour de f cav

1 = 32 Hz pour n0 = 107 m−3, et f cav
1 = 27 Hz pour n0 = 109 m−3.

La première harmonique du mode de flexion est visible sur le spectre de la simulation avec
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(a) Expérience (b) n0 = 107 m−3 (c) n0 = 109 m−3

Figure V.81 – eComparaison des poches obtenues dans les simulations pour deux
valeurs de n0 avec la poche expérimentale (σ = 2.02).

la valeur de n0 la plus élevée. Pour le paramètre n0 le plus bas, on retrouve des oscillations
à faibles fréquences autour de 10 Hz, qui ne sont pas visibles sur le spectre expérimental
(figure V.82b). Cette fréquence était cependant observée dans les simulations sur le profil
rigide en régime cavitant. Les spectres de vibration expérimentaux font apparâıtre un pic
à une fréquence d’environ 65 Hz, qui n’est pas retrouvée numériquement. Cette fréquence,
bien que proche de la première harmonique du mode de flexion expérimental, correspond
en réalité à de petits lâchers de vapeur dans le sillage de la poche (section V.2.1.a) qui
ne sont pas prédits par la simulation. Pour les résultats numériques ou expérimentaux,
on distingue sur les spectres la fréquence du premier mode de torsion. Elle est cependant
légèrement sous-estimée par les prédictions numériques, avec une valeur f cav

2 ≈ 190 Hz,
contre f cav

2 ≈ 210 Hz dans les essais.

(a) Vitesses de vibration (b) Transformées de Fourier

Figure V.82 – eComparaison des vitesses de vibration numériques et expérimentales
pour σ = 2.02.

Pour σ = 1.86, la fréquence expérimentale du premier mode de flexion est proche de 32
Hz, tandis que la fréquence du deuxième pic diminue à 57 Hz (figure V.83b). Cette valeur
s’éloigne donc de la fréquence théorique de la première harmonique du mode de flexion
à 2f cav

1 = 64 Hz, confirmant ainsi que le deuxième pic est dû aux oscillations de la poche
de cavitation. Comme pour σ = 2.02, la figure V.83a montre que la valeur n0 = 109 m−3

permet d’obtenir des amplitudes de vibration plus importantes que pour n0 = 107 m−3,
en meilleur accord avec les mesures expérimentales. La comparaison des transformées
de Fourier numérique et expérimentale montre cependant que la simulation surestime
l’amplitude des vibrations du profil (figure V.83b). Pour ce paramètre de cavitation, de
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petits lâchers de vapeur apparâıssent dans la simulation, près de l’extrémité libre du
profil, similaires à ceux observés dans les essais. En revanche, la figure V.84 montre que
la période des lâchers est d’environ 0.04 s et correspond donc à la fréquence du premier
mode de flexion. Les lâchers se font par un mécanisme de jet re-entrant, qui déstabilise
la poche lorsque la flexion du profil est maximale. Les fluctuations principales du mode
de torsion se font à la même fréquence que les oscillations du premier mode de flexion,
mais en opposition de phase (figure V.84d). Les valeurs positives de ∆q2 correspondent
à une torsion augmentant l’incidence du profil. La flexion du profil diminue donc lorsque
la torsion augmente l’angle d’incidence effectif du profil. Cette dynamique des vibrations
et de la cavitation est analysée plus en détails dans la section V.2.2.b.

(a) Vitesses de vibration (b) Transformées de Fourier

Figure V.83 – eComparaison des vitesses de vibration numériques et expérimentales
pour σ = 1.86.

Les simulations des deux écoulements précédents montrent que l’augmentation du
paramètre n0 ne suffit pas à retrouver la fréquence expérimentale des oscillations de la
poche. Pour σ = 1.75, ce paramètre est donc fixé à n0 = 107 m−3, mais le modèle de
turbulence k−ω SST est modifié avec la correction de Reboud. Comme présenté en figure
V.86a, la correction de la viscosité turbulente permet d’obtenir une fréquence des lâchers
de vapeur supérieure à celle du premier mode de flexion, en accord avec la fréquence
observée dans les essais. Le jet re-entrant est alors assez intense pour déstabiliser la
poche sur l’ensemble de l’envergure (figure V.86), et le nuage de vapeur est donc plus
important. Par manque de temps lors des essais, les images de caméra rapide n’ont pas
pu être prises pour σ = 1.75. Cependant, les images issues des acquisitions PIV pour
σ = 1.8 et σ = 1.7 (figure V.72 de la section V.2.1.f) montrent des lâchers de vapeur dans
le plan situé à mi-envergure du profil, compatibles avec les résultats de la simulation
avec correction de Reboud. Le spectre des vibrations prédit par l’approche numérique
correspond bien avec celui des essais (figure V.85b). On retrouve bien des amplitudes
importantes autour de la fréquence du mode de flexion (f cav

1 ≈ 32 Hz), de celle du mode
de torsion et de la fréquence des lâchers fcav ≈ 52 Hz. La première harmonique de la
fréquence des lâchers est aussi visible autour de 104 Hz.

L’influence de la correction de Reboud sur les coefficients hydrodynamiques est
présentée en figure V.87. Lorsque la correction est activée, les efforts exercés sur le profil
flexible sont plus importants. Pour la simulation sans correction, les fluctuations de por-
tance et de trâınée se font à la fréquence du premier mode de flexion (égale à la fréquence
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(a) T1 (b) T2 = T1 + 0.012 s

(c) T3 = T1 + 0.025 s (d) T4 = T1 + 0.033 s

(e) Variations des amplitudes modales

Figure V.84 – eDynamique de la poche de cavitation pour σ = 1.86, prédite par la
simulation avec n0 = 109 m−3.

(a) Oscillations du volume de vapeur (b) Spectres des vibrations

Figure V.85 – eA gauche : influence de la correction de Reboud sur les fluctuations du
volume de vapeur. A droite : comparaison des spectres de vibration numérique et

expérimental pour σ = 1.75 (avec la correction).

des lâchers). Dans la simulation avec correction de la viscosité turbulente, on retrouve
une fréquence des oscillations des efforts proche de 52 Hz et son harmonique autour de
104 Hz. La correction de Reboud a aussi tendance à augmenter l’amplitude du mode de
flexion (figure V.88), dont les fluctuations font apparâıtre la fréquence des lâchers de va-
peur. L’amplitude du mode de torsion présente des oscillations à la fréquence des lâchers
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(a) Sans correction (b) Avec correction

Figure V.86 – eComparaison de l’instabilité de poche pour σ = 1.75, avec le modèle
k − ω SST classique et le modèle avec la correction de Reboud.

et de sa fréquence propre f cav
2 ≈ 179 Hz.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure V.87 – eInfluence de la correction de Reboud sur les coefficients
hydrodynamiques pour σ = 1.75.

Pour un paramètre de cavitation σ = 1.58, la correction de la viscosité turbulente
n’a pas d’influence significative sur les vibrations du profil. Que la correction soit activée
ou non, on obtient de larges nuages de vapeur, imposant les vibrations du profil à une
fréquence de fcav = 37 Hz (figure V.89a). Une simulation a aussi été réalisée en prenant en
compte la correction de Reboud et en augmentant la valeur du paramètre n0 = 109 m−3.
Les spectres de la figure V.89b montrent que l’amplitude des vibrations ne varie pas avec
la nouvelle valeur de n0, mais que la fréquence du pic diminue, s’éloignant de la fréquence
expérimentale. Cette observation est cohérente avec les résultats numériques obtenus sur
le profil rigide, pour lequel l’augmentation de la valeur de n0 tend à diminuer la fréquence
des lâchers de nuages de vapeur. La valeur n0 = 107 m−3 semble donc mieux adaptée à
la simulation de l’écoulement. Les vibrations obtenues près du bord de fuite dans le
plan situé à mi-envergure, sont comparées aux mesures expérimentales en figure V.90a.

266



(a) Amplitude du premier mode de
flexion

(b) Amplitude du premier mode de
torsion

Figure V.88 – eInfluence de la correction de Reboud sur les amplitudes des premiers
modes de flexion et de torsion pour σ = 1.75.

Les prédictions numériques sont en très bon accord avec les mesures de vibrométrie :
la fréquence principale des oscillations à 37 Hz est identique à celle des essais (figure
V.90b). On distingue également des oscillations du profil à une fréquence plus élevée, qui
se superposent aux oscillations à 37 Hz sur la figure V.90a. Cette fréquence correspond
aux vibrations du premier mode de torsion, autour de 210 Hz.

(a) Influence de la correction de
Reboud

(b) Influence du paramètre n0

Figure V.89 – eInfluence de la correction de Reboud et du paramètre n0 sur les
vibrations du profil pour σ = 1.58.

Pour des valeurs inférieures du paramètre σ, les mesures de vibrométrie font ap-
parâıtre des harmoniques de la fréquence des oscillations du profil, suggérant un couplage
particulier entre la fréquence du mode de flexion et celle de la poche de cavitation. Des si-
mulations numériques ont été mises en place pour deux nombres de cavitation susceptibles
de présenter ce couplage, σ = 1.50 et σ = 1.41. Le paramètre du modèle de cavitation est
fixé à n0 = 107 m−3 et la correction de Reboud est activée. La figure V.91 montre que
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(a) Vitesses instantanées (b) Spectres de vibration

Figure V.90 – eComparaison des prédictions numériques des vibrations du bord de
fuite avec les expériences pour σ = 1.58.

les amplitudes des vibrations sont bien prédites par les simulations numériques. L’allure
des courbes donnant l’évolution des vitesses reste globalement semblable à celle obte-
nue pour σ = 1.58, et on n’observe pas de différences significatives entre σ = 1.50 et
σ = 1.41. Bien que les simulations numériques donnent des amplitudes de vibration im-
portantes aux fréquences des première et deuxième harmoniques, la forme très étroite
caractéristique des pics observés expérimentalement n’est pas retrouvée dans les simula-
tions. Notons que l’amplitude de la première harmonique sur les spectres expérimentaux
reste inférieure d’environ un ordre de grandeur à l’amplitude de la fondamentale. On
peut donc penser que la présence d’oscillations aux fréquences harmoniques n’a qu’un
effet limité sur l’écoulement.

Deux simulations supplémentaires ont été réalisées pour σ = 1.41 pour tenter de
retrouver les harmoniques de vibration. La première a été lancée sans la correction de
Reboud, et la deuxième en gardant la correction mais en augmentant la valeur du pa-
ramètre n0. Comme présenté en figure V.92, ces deux modifications n’ont pas d’effet
significatif sur les spectres de vibration.

Le paramètre de cavitation le plus bas étudié numériquement vaut σ = 1.25. Pour
cette valeur, l’écoulement n’a pas pu être étudié expérimentalement, car on se rapproche
des limites de fonctionnement du tunnel de cavitation. De plus, pour des valeurs σ < 1.41,
une quantité importante d’air extérieur à la veine d’essais s’introduit dans l’écoulement au
niveau de l’encastrement du profil. Ce cas n’a donc pu être traité qu’à l’aide de simulation.
L’objectif principal de ce calcul est de savoir si en diminuant un peu plus le paramètre
de cavitation on obtient toujours un unique pic dans le spectre de vibration.

L’évolution du volume de vapeur présentée en figure V.93 indique que pour σ = 1.25
la fréquence des lâchers de nuages est le plus souvent proche de 20 Hz. La transformée
de Fourier du volume de vapeur présente aussi des amplitudes élevées à de plus basses
fréquences. La présence de basses fréquences est visible sur l’évolution temporelle du
volume de vapeur, entre t = 5.0 s et t = 5.1 s, où il existe une fluctuation de période
environ égale à 0.08 s. Pour cet écoulement, la valeur du paramètre σ/2α ≈ 4.5 est proche
de celle pour laquelle on s’attend à un changement d’instabilité de la poche de cavitation.
La figure V.95 montre que la zone de fermeture de la poche de cavitation s’approche du
bord de fuite. Dans ces conditions, il est possible que le jet re-entrant ne soit plus le seul
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(a) σ = 1.50 (b) σ = 1.41

Figure V.91 – eComparaison des vitesses instantanées (en haut) et spectres de
vibration (en bas) numériques et expérimentaux pour σ = 1.50 et σ = 1.41.

(a) Influence de la correction de
Reboud

(b) Influence du paramètre n0

Figure V.92 – eInfluence de la correction de Reboud et du paramètre n0 sur les
vibrations du profil pour σ = 1.41
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(a) Evolution temporelle (b) Transformée de Fourier

Figure V.93 – eValeurs instantanées et transformée de Fourier du volume total de
vapeur dans la simulation avec σ = 1.25

(a) Vitesses de vibration instantanées (b) Spectre de vibration

Figure V.94 – eVibrations verticales en un point du profil situé près du bord de fuite à
mi-envergure, pour la simulation avec σ = 1.25

mécanisme déstabilisant la poche. Les expériences de Arndt et al. [228] indiquent que
pour σ/2α ≈ 4, on peut s’attendre à observer des instabilités par ondes de choc, qui ne
peuvent normalement pas être capturées avec précision par un code incompressible.

Les fluctuations des vitesses de vibration tracées sur la figure V.94a semblent moins
régulières que pour σ = 1.41. Sur la transformée de Fourier de la figure V.94b, on peut
distinguer un pic d’amplitude à une fréquence de 28 Hz, qui correspond au premier mode
de flexion du profil. On retrouve également des amplitudes élevées autour de la fréquence
de lâchers de vapeur, proche de 20 Hz.

Les valeurs RMS (Root Mean Square) des vitesses de vibration mesurées au bord
d’attaque (BA) et au bord de fuite (BF), ainsi que les valeurs prédites par les simulations
sont données sur la figure V.96 pour cinq paramètres σ.

Dans les essais comme dans les simulations, les valeurs RMS au bord de fuite sont
supérieures à celles du bord d’attaque. Les différences entre les deux sont cependant sous-
estimées par les simulations. L’augmentation générale des valeurs RMS est bien prédite
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Figure V.95 – eIsosurface αv = 0.1 et coefficient de pression sur le profil pour σ = 1.25

Figure V.96 – eValeurs RMS des vibrations à l’extrémité libre du bord d’attaque et du
bord de fuite, mesurées dans les essais et issues des simulations.

par le modèle numérique. Dans les deux approches, l’amplitude des vibrations du bord
d’attaque semble plutôt constante pour les trois plus petits paramètres σ. Au contraire, les
valeurs RMS des vibrations du bord de fuite continuent d’augmenter lorsque le paramètre
de cavitation diminue.

V.2.2.b Analyse des dynamiques de poche

Pour certaines valeurs du paramètre σ, les spectres de vibration issus des simulations
ne font apparâıtre qu’une seule fréquence caractéristique du couplage fluide-structure,
suggérant que les oscillations de la poche et du profil se font à la même fréquence. Afin de
mieux étudier la relation entre les déformations du profil et la dynamique de la poche, les
amplitudes des premiers modes de flexion et de torsion, ainsi que l’évolution du volume de
vapeur dans l’écoulement sont tracées en figure V.97, pour σ = 1.86, σ = 1.58, σ = 1.50 et
σ = 1.41. Les quantités q∗1 et q

∗
2 sont obtenues en retranchant les moyennes des amplitudes

modales, puis en divisant par la valeur maximale pour faciliter les comparaisons.
Comme présenté dans la section V.2.2.a, pour σ = 1.86, la poche de cavitation os-

cille à la fréquence du premier mode de flexion. Bien que ce comportement ne soit pas
retrouvé expérimentalement, cet exemple permet d’étudier un cas où les vibrations du
profil semblent imposer la dynamique de la poche de cavitation. Les variations du vo-
lume de vapeur sont presque en quadrature de phase avec l’amplitude en flexion (figure
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(a) σ = 1.86 (b) σ = 1.58

(c) σ = 1.50 (d) σ = 1.41

Figure V.97 – eEvolutions des amplitudes des deux premiers modes de flexion et de
torsion et du volume de vapeur pour différentes valeurs de σ.

V.97). Le maximum de vapeur dans l’écoulement est atteint lorsque la flexion diminue
(en phase descendante), tandis que la poche disparâıt quand la flexion du profil aug-
mente. Les courbes indiquent également que le maximum de vapeur est atteint juste
avant l’amplitude maximale du mode de torsion. Pour σ = 1.58, le volume maximal de
vapeur est obtenu juste après l’amplitude minimale du mode de flexion et juste avant
la valeur minimale de l’amplitude du mode de torsion. En revanche, pour σ = 1.50, les
courbes de variation du volume de vapeur et d’amplitude du mode de flexion sont presque
en quadrature de phase. Enfin, pour σ = 1.41, les déphasages entre la dynamique de la
poche de cavitation et les vibrations du profil sont moins réguliers. Le volume maximal
correspond par exemple au maximum de flexion pour les deux premières périodes, tandis
qu’il apparâıt autour de q∗1 = 0 pour les deux dernières périodes. En réalité, bien qu’un
unique pic soit visible sur les spectres de vibration pour σ = 1.41, la transformée de
Fourier du volume de vapeur présentée en figure V.98 révèle que la fréquence des lâchers
est légèrement inférieure à celle des vibrations du profil, avec une valeur proche de 25 Hz.
Il n’y a donc pas de lock-in pour cet écoulement dans les simulations numériques.

En revanche, pour σ = 1.58, la fréquence des vibrations du profil est bien égale à
celle des lâchers de nuages, dans les essais comme dans la simulation numérique. Les
résultats de la simulation sont donc confrontés aux images de caméra rapide en figure
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Figure V.98 – eTransformée de Fourier du volume de vapeur pour σ = 1.41

V.99, pour comparer les prédictions numériques aux essais. Les photographies et courbes
expérimentales sont recalées pour obtenir le maximum de flexion au même instant que
dans les simulations. L’évolution temporelle des déplacements et des vitesses de vibration
numériques correspondent plutôt bien aux courbes expérimentales. Bien que les isosur-
faces de la fraction de vapeur numériques soient globalement similaires aux photographies
de la cavitation prises dans les essais, il semble exister un déphasage d’environ π+4 entre
les dynamiques de poche numérique et expérimentale. A l’instant T3 par exemple, le
nuage de vapeur se trouve au niveau du bord de fuite dans la simulation et a presque
complètement disparu. Au même instant, le nuage observé sur les photographies se trouve
plutôt aux trois quarts de la corde. La cavitation dans les simulations à l’instant T3 res-
semble plus à l’instant T4 dans les essais. Ce déphasage pourrait être la raison pour
laquelle on n’observe pas dans les simulations d’harmoniques aussi prononcées que dans
les essais sur les spectres de vibration. Cela pourrait également expliquer pourquoi, le
lock-in qui parâıt se mettre en place dans les essais pour σ < 1.58 n’est pas capturé par
l’approche numérique.

V.2.2.c Effets de masses ajoutées

La figure V.100 propose l’évolution des coefficients de masses ajoutées modales cal-
culés par le code ISIS-CFD pour différents paramètres de cavitation. Comme dans le cas
subcavitant, le coefficient le plus important est prédit pour le premier mode de flexion, et
les coefficients du mode de torsion et du deuxième mode de flexion ont des valeurs simi-
laires. Pour chaque valeur de σ, les oscillations des masses ajoutées sont en opposition de
phase avec les variations du volume total de vapeur dans l’écoulement. Les coefficients de
masses ajoutées sont tous inférieurs à ceux prédits en écoulement subcavitant. En effet,
la présence de vapeur, dont la masse volumique est bien inférieure à celle du liquide,
diminue la densité du mélange vu par le profil. Les valeurs maximales des coefficients
restent relativement proches des valeurs obtenues dans le cas subcavitant, tandis que les
valeurs minimales diminuent lorsque le paramètre de cavitation diminue.

Les valeurs des masses ajoutées inférieures à celle de l’écoulement subcavitant,
devraient donner en régime cavitant des fréquences modales supérieures à celles de
l’écoulement sans vapeur. Au contraire, les fréquences du premier mode de flexion prédites
par les simulations sont inférieures à celles prédites en régime subcavitant. Pour σ = 1.86
par exemple, la simulation donne une fréquence du premier mode de flexion f cav

1 = 27
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Figure V.99 – eComparaison des images de caméra rapide avec les résultats de la
simulation pour σ = 1.58. Les déplacements et vitesses expérimentaux sont obtenus par

post-traitement des images de caméra rapide.
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(a) σ = 1.86 (b) σ = 1.75

(c) σ = 1.58 (d) σ = 1.41

Figure V.100 – eVariations des coefficients de masses ajoutées des trois premiers
modes calculés par le code numérique et volume de vapeur dans l’écoulement pour
quatre paramètres de cavitation. Les lignes en pointillés donnent les valeurs des

coefficients prédites pour l’écoulement subcavitant.

Hz, tandis qu’elle est estimée autour de 33 Hz par le code dans le cas subcavitant. Bien
que surprenant, ce comportement est en accord avec les mesures expérimentales, pour les-
quelles la fréquence du mode de flexion varie de 38 Hz à 32 Hz. Les diminutions relatives
de la fréquence du premier mode sont similaires dans l’approche numérique et dans les
essais, et de l’ordre de 15%. Les écarts entre les fréquences du mode de flexion fournies par
les simulations et les mesures de vibrométrie en écoulement cavitant sont donc plutôt dus
à une sur-estimation de masse ajoutée dans le cas subcavitant. Ces résultats suggèrent
que des effets de raideur ou d’amortissement ajoutés sont à l’origine de la diminution de
la fréquence du mode de flexion, et sont bien capturés par la simulation numérique.

Les simulations autour du profil flexible montrent que des valeurs élevées du pa-
ramètre n0 prédisent davantage de vapeur dans l’écoulement. La comparaison des résultats
numériques de simulations avec n0 = 107 m−3 et n0 = 109 m−3, montre que l’on obtient
des masses ajoutées inférieures pour la valeur de n0 la plus élevée (figure V.101). Une
augmentation de la valeur du paramètre n0 doit donc légèrement augmenter la fréquence
du premier mode. Pour σ = 1.58, la diminution du coefficient de masse ajoutée du premier
mode est de l’ordre de 7%, et devrait donc causer une augmentation de la fréquence mo-
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dale d’environ 3%, soit 1 Hz. Pour avoir une résolution spectrale suffisante pour bien cap-
turer cette variation, les calculs devraient simuler au moins 2 s d’écoulement, représentant
40000 pas de temps. Pour limiter les temps de calcul, les simulations réalisées dans cette
thèse ne représentent pas plus 0.6 s d’écoulement par paramètre de cavitation, rendant
difficile de capturer de si petites diminutions de fréquence. Au contraire, l’augmentation
du paramètre n0 a tendance à diminuer plus significativement la fréquence des oscilla-
tions de la poche de cavitation. On observe ainsi une légère diminution du pic principal
de vibration sur le spectre de la figure V.89b.

(a) Coefficient de masse ajoutée du
mode de flexion

(b) Coefficient de masse ajoutée du
mode de torsion

Figure V.101 – eInfluence du paramètre n0 sur les coefficients de masses ajoutées des
deux premiers modes pour σ = 1.58

V.2.2.d Comparaison avec les acquisitions PIV

Le champ des vitesses moyennes mesurées dans le plan situé à mi-envergure pour
σ = 2.02 est comparé à celui obtenu dans les simulations sur la figure V.102. Pour
faciliter la comparaison, la poche de cavitation prédite par la simulation est également
reportée sur la figure présentant les vitesses expérimentales. La prédiction numérique est
globalement similaire au champ expérimental. Des profils verticaux des vitesses ux ont été
extraits en plusieurs endroits de la corde et sont présentés sur la figure V.102c. Il existe
un bon accord entre les profils de vitesses numériques et expérimentaux sur le premier
tiers de la corde. Les écarts sont plus importants dans le sillage de la poche x/c > 0.33.
Ces différences peuvent être dues aux petits lâchers de vapeur observés dans les essais.
Ces lâchers ne sont pas prédits par les simulations et ont tendance à augmenter l’intensité
de la turbulence dans le sillage de la poche. On obtient ainsi un sillage expérimental plus
épais en aval du profil (en x/c = 1.1), que le sillage prédit par les simulations.

La comparaison des vitesses numériques et expérimentales pendant un cycle de lâcher
de nuage est proposée en figure V.103 pour σ = 1.50. Les figures représentent les vi-
tesses instantanées pour l’approche numérique et les vitesses moyennées en phase pour
les expériences. Lorsque la longueur de la poche de vapeur est proche de sa valeur maxi-
male (instant T1 sur la figure V.103), on obtient plutôt un bon accord entre le champ
de vitesse numérique et le champ expérimental. Au niveau du bord de fuite, un déficit
de vitesse plus important est visible dans la simulation numérique. Ces faibles vitesses
sont liées à la condensation du nuage de vapeur précédent, générant des tourbillons dans
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(a) PIV (b) CFD

(c) Profils des vitesses

Figure V.102 – eComparaison des vitesses moyennes mesurées par PIV et issues de la
simulation pour σ = 2.02, dans le plan vertical situé à mi-envergure.

le sillage du profil. Notons que les structures de vapeur qui se condensent au bord de
fuite pouvant être très différentes entre deux lâchers consécutifs, la moyenne de phase
appliquée au champ PIV peut avoir tendance à faire disparâıtre les extrema locaux des
vitesses. A l’instant T2 = T1 + 0.25Tcav, le nuage de vapeur se trouve approximativement
à mi-corde. Des vitesses proches de la vitesse théorique Ucav sont visibles au-dessus du
nuage, dans les résultats numériques et expérimentaux. Ces vitesses sont cependant un
peu plus importantes dans l’approche numérique. La simulation prédit aussi des vitesses
plus élevées près du bord d’attaque. Des différences notables existent entre les prédictions
numériques et les essais pour l’instant T3. Dans la simulation, le tourbillon contenant le
nuage semble situé plus bas que dans les champs PIV. Les vitesses élevées, proches de
la valeur Ucav, sont situées plus haut dans les essais que dans les résultats numériques.
Une zone de circulation au centre du nuage de vapeur est visible dans les simulations.
Cette partie de l’écoulement est cependant masquée par le nuage dans les essais. On re-
trouve, comme à l’instant T2, des vitesses plus élevées près du bord d’attaque dans les
simulations que dans la PIV. Lorsque le nuage arrive au bord de fuite (instant T4), un
déficit de vitesse apparâıt en aval du nuage, visible sur les champs des deux approches.
Près du bord d’attaque, la région où les vitesses sont élevées est plus étendue dans les
simulations, suggérant que la poche de vapeur se développe moins rapidement dans les
essais.
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(a) PIV (b) CFD

Figure V.103 – eComparaison des vitesses obtenues par PIV et dans la simulation
pour σ = 1.50 dans le plan vertical à mi-envergure. Les vitesses instantanées sont

représentées pour les simulations, les vitesses moyennées en phase pour les expériences.
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V.2.2.e Comparaison des performances hydrodynamiques avec le profil
rigide

Le dispositif d’encastrement du profil flexible rend les mesures d’efforts impossibles.
Les prédictions numériques sur le NACA 0015 en POM peuvent toutefois être comparées
aux efforts issus des simulations pour le profil rigide. Les évolutions des coefficients hy-
drodynamiques pour les deux profils sont tracées en figure V.104 pour les simulations au
paramètre de cavitation σ = 1.41. Les courbes montrent que les fluctuations des efforts
sont plus importantes pour le profil flexible et semblent moins périodiques que pour le
profil rigide. Les valeurs moyennes de portance et de trâınée sont aussi plus élevées pour
le profil en POM. En effet, les déformations de torsion ont pour effet d’accrôıtre l’angle
d’incidence effectif, provoquant une augmentation des efforts hydrodynamiques.

(a) Coefficient de portance (b) Coefficient de trâınée

Figure V.104 – eEvolution des coefficients hydrodynamiques sur les profils rigide et
flexible, pour σ = 1.41.

Les coefficients moyens des simulations numériques aux différents paramètres σ étudiés
sont présentés en figure V.105 pour le profil en inox et le profil en POM. Les valeurs re-
portées correspondent aux simulations donnant les meilleurs accords avec les expériences :
les calculs avec n0 = 109 m−3 pour σ = 2.02 et σ = 1.86, et les simulations avec n0 = 107

m−3 et la correction de Reboud pour les autres écoulements. Les coefficients de portance
du profil flexible sont supérieurs à ceux du profil rigide pour σ ≤ 1.75. Les coefficients de
portance les plus bas obtenus sur le profil flexible pour σ = 2.02 et σ = 1.86 s’expliquent
par l’utilisation de la valeur n0 = 109 m−3 pour le profil en POM, contre n0 = 107 m−3

pour le profil en inox. En effet, avec des valeurs élevées de n0, la portance est sous-estimée
par rapport aux expériences (cf section V.1.4.a pour le profil rigide). La force de trâınée
est supérieure pour le profil flexible pour tous les écoulements considérés. Les écarts-
types (barres d’erreurs sur la figure V.105) sont plus importants pour le profil en POM,
suggèrant que la flexibilité du profil augmente les amplitudes de fluctuation des efforts.
Pour toutes les valeurs de σ étudiées, la finesse du profil flexible est inférieure à celle du
profil rigide. Les grandes différences observées pour σ = 2.02 et σ = 1.86 sont encore une
fois directement liées aux valeurs du paramètre n0 utilisées dans les simulations.
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(a) Coefficients hydrodynamiques (b) Finesses

Figure V.105 – eCoefficients hydrodynamiques moyens et finesses des profils rigide et
flexible, en fonction du paramètre σ. Les barres d’erreurs représentent les écarts-types.
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V.2.3 Bilan sur le profil flexible

L’écoulement cavitant autour du profil flexible NACA 0015 en POM a été étudié des
points de vue expérimental et numérique. Les mesures de vibrométrie ont montré que la
fréquence du premier mode de flexion diminue en écoulement, tandis que celles des modes
supérieures augmentent. Un phénomène de lock-in semble émerger lorsque la fréquence
des instabilités de la poche de vapeur se rapproche de la fréquence du mode de flexion en
écoulement subcavitant. Lorsque ces fréquences cöıncident, des harmoniques apparâıssent
sur les spectres de vibration, mais ne semblent pas modifier la dynamique de la poche
de cavitation. Les modes du profil sont peu affectés par l’apparition de vapeur, justifiant
l’utilisation de l’approche modale pour la résolution numérique. Des mesures des champs
de vitesse par PIV ont été réalisées, et permettent de retrouver les fréquences observées
au vibromètre.

Les simulations numériques permettent de prédire correctement les fréquences et am-
plitudes des vibrations du profil flexible (figure V.106), sauf pour les cas où la poche reste
attachée au profil : pour σ = 2.02 et σ = 1.86 les résultats des simulations montrent que
la poche oscille à la fréquence du mode de flexion, ce qui n’est pas le cas dans les essais.
Les harmoniques observées sur les spectres de vibration expérimentaux ne sont pas re-
trouvées dans les simulations. L’approche numérique utilisée ne semble donc pas capable
de capturer le phénomène de lock-in. Les champs de vitesse prédits par les simulations
pour σ = 2.02 et σ = 1.50 sont plutôt en bon accord avec les champs PIV. Enfin, les simu-
lations montrent que les coefficients hydrodynamiques du profil flexible sont supérieurs à
ceux du profil rigide pour la plupart des paramètres σ étudiés. Les courbes de finesses des
deux profils indiquent que les performances du profil en inox sont meilleures que celles
du profil flexible.

Figure V.106 – eComparaison entre les simulations et les essais, pour les fréquences de
la poche de cavitation et du premier mode de flexion.
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Conclusion et perspectives

Synthèse des résultats

Dans cette thèse, différents régimes d’écoulement ont été étudiés autour d’un profil
NACA 0015 en inox et du même profil en polyoxyméthylène. Le travail s’appuie sur la
combinaison d’une approche expérimentale et d’une approche numérique. L’objectif est
double : d’une part, l’analyse de l’interaction fluide-structure en régimes subcavitants
et cavitants, d’autre part, la validation de l’approche numérique sur des écoulements
multiphysiques complexes. Les essais réalisés dans le cadre de cette thèse, s’inscrivent
dans la continuité des travaux de Lelong [7], et répondent au relatif manque de données
expérimentales sur l’interaction fluide-structure en écoulement cavitant dans la littérature
scientifique. Un large éventail de dispositifs de mesures a été mis en place, comprenant des
mesures d’efforts, des acquisitions PIV, des mesures de déformées statiques et de vibra-
tions. Les résultats expérimentaux ont aussi servi à la validation de la méthode numérique,
employée pour la première fois à l’étude d’écoulements cavitants autour d’une structure
flexible. L’approche numérique repose sur une décomposition modale des déformations
de la structure, permettant de réduire les temps de calcul par rapport à une approche
partitionnée classique tout en assurant un couplage implicite fort.

Plusieurs écoulements subcavitants ont d’abord été étudiés pour le profil rigide et le
profil flexible. Les mesures d’efforts sur le profil rigide à différentes incidences ont permis
de valider les résultats du code CFD. Les écarts observés entre les prédictions numériques
de simulations 3D et les essais sur les courbes de portance et de trâınée ont été analysés.
Les résultats numériques montrent que le développement d’un tourbillon au niveau de
l’interstice entre le profil rigide et les parois de la veine d’essai augmente significativement
la trâınée par rapport à une géométrie sans interstice. Les différences observées sur les
courbes de portance sont attribuées au phénomène de transition laminaire-turbulent qui
n’est pas pris en compte dans le modèle de turbulence utilisé. La comparaison des champs
de vitesse issus des simulations aux mesures PIV a montré que la physique de l’écoulement
est tout de même bien capturée par le modèle numérique.

Des mesures de vibrométrie et de télémétrie ont été réalisées sur le profil flexible, pour
plusieurs vitesses d’écoulement et différentes incidences. Les spectres de vibration ont
permis d’estimer les fréquences et les formes des modes propres du profil. Les résultats
indiquent que les modes en écoulement restent globalement similaires à ceux obtenus
en air, justifiant ainsi l’approche modale utilisée dans les simulations. Les mesures de
vibrométrie ont également permis d’estimer les coefficients de masses et amortissements
ajoutés pour certains modes du profil flexible. Les déformées en flexion sont mesurées à
l’aide d’un télémètre laser et mettent en évidence une influence de la transition turbulente
pour de faibles vitesses d’écoulement. Des simulations avec couplage fluide-structure ont
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été réalisées pour les conditions d’écoulements étudiées dans les essais. Les résultats de
simulations stationnaires montrent que l’approche modale permet bien de prédire les
déformations statiques du profil flexible à plusieurs incidences. Des calculs instationnaires
ont permis de comparer les prédictions numériques des fréquences modales du profil en
écoulement aux valeurs expérimentales. Bien que la fréquence du premier mode de flexion
soit légèrement sous-estimée, les prédictions du modèle numérique sont plutôt proches
des essais. Les coefficients d’amortissement ajouté ont pu être estimés et comparés avec
succès à ceux mesurés dans les expériences. Les contraintes de Von Mises prédites par les
simulations près de l’encastrement sont en excellent accord avec les mesures antérieures
de Lelong [7], validant la stratégie numérique de couplage fluide-structure.

Une fois le code numérique validé pour des écoulements subcavitants autour du profil
rigide et du profil flexible, des cas de régimes cavitants ont été étudiés. Plusieurs pa-
ramètres de cavitation σ ont été considérés, permettant ainsi d’analyser des exemples de
cavitation partielle de poches attachées et de cavitation avec lâchers de nuages de vapeur.
Les efforts hydrodynamiques ont été mesurés pour cinq paramètres de cavitation σ. La
dynamique de la poche de cavitation a pu être étudiée à l’aide d’images de caméra ra-
pide. Ces images ont été utilisées pour caractériser les instabilités de poche à l’aide d’une
décomposition spectrale en modes orthogonaux. Les essais indiquent que les performances
du profil se dégradent lorsque la cavitation apparâıt. Du point de vue numérique, des si-
mulations 2D ont d’abord été mises en place afin d’estimer les erreurs de discrétisation
spatiale et temporelle et pour comparer différents modèles de cavitation. Des simulations
3D ont ensuite été réalisées avec le modèle de Sauer pour les conditions d’écoulements des
essais. L’activation de la correction de la viscosité turbulente de Reboud et la calibration
du paramètre n0 du modèle de cavitation permettent d’obtenir de prédictions numériques
en excellent accord avec les expériences pour les cas de cavitation avec nuages de vapeur.
Les fréquences des lâchers ainsi que les valeurs moyennes des coefficients de portance et
de trâınée sont presque identiques aux valeurs expérimentales. Les simulations donnent
de moins bons résultats pour les cas de poches attachées : les longueurs de poche et les
coefficients de trâınée sont significativement sous-estimés.

Un fois l’approche numérique validée pour des exemples d’interactions fluide-structure
en régime subcavitant et d’écoulements cavitant autour du profil rigide, les cas plus com-
plexes d’écoulements cavitants avec interaction fluide-structure ont pu être traités. Des
essais ont été réalisés pour différentes conditions d’écoulement autour du profil flexible
sous une incidence de 8◦, correspondant à des paramètres de cavitation compris entre
σ = 2.02 et σ = 1.25. L’approche expérimentale est composée de mesures de vibrométrie
et de télémétrie, de mesures des champs de vitesse par PIV et d’acquisition d’images de
caméra rapide. Les vibrations du NACA 0015 flexible augmentent lorsque le paramètre
de cavitation diminue, sans que les formes modales ne soient considérablement modifiées
par la présence de vapeur dans l’écoulement. Les fréquences modales en écoulement ca-
vitant sont en revanche différentes de celles sans cavitation. La fréquence du premier
mode de flexion diminue d’environ 15%, passant de 38 Hz à 34 Hz pour σ = 2.02.
Cette fréquence continue de baisser jusqu’à σ = 1.75, où elle vaut 30 Hz. Cette ten-
dance évoque une modification de la raideur effective, car intuitivement, la masse ajoutée
seule doit avoir tendance à diminuer et ainsi augmenter les fréquences modales. Pour
les modes d’ordre supérieur on obtient bien une augmentation des fréquences lorsque la
vapeur se développe. Les spectres du vibromètre indiquent que le profil oscille aussi à la
fréquence des instabilités de la poche de cavitation. Cette fréquence diminue également
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lorsque le paramètre de cavitation diminue, entre 65 Hz pour σ = 2.02 et 45 Hz pour
σ = 1.65. Pour des paramètres σ plus petits, on ne distingue plus les pics relatifs au
mode de flexion et à la cavitation. Un large pic est observé autour d’une fréquence de
37 Hz, proche de celle du mode de flexion en écoulement subcavitant. Lorsque le pa-
ramètre de cavitation diminue un peu plus, un phénomène de lock-in semble émerger,
caractérisé par la présence d’harmoniques sur les spectres de vibration. La PIV a per-
mis de retrouver les fréquences observées avec le vibromètre, et de mettre en évidence le
tourbillon contenant le nuage de vapeur. Les mesures de télémétrie révèlent que la flexion
du profil augmente légèrement avec des valeurs de σ décroissantes. Pour l’ensemble des
écoulements considérés, les déformations du profil restent limitées (de l’ordre de quelques
pourcents) et ne semblent pas avoir d’influence considérable sur la dynamique de la poche
de vapeur. Les longueurs de poche sont tout de même supérieures par rapport au cas du
profil rigide et les fréquences des lâchers des nuages un peu plus faibles.

La méthode numérique a été utilisée pour simuler le couplage fluide-structure pour plu-
sieurs conditions d’écoulements traitées dans les essais. Pour les cas de poches attachées au
bord d’attaque, σ = 2.02 et σ = 1.86, les résultats numériques donnent des poches oscil-
lant à la fréquence du premier mode de flexion, tandis que ces fréquences sont plus élevées
dans les expériences. Le couplage numérique permet néanmoins de retrouver la diminution
de la fréquence du mode de flexion en écoulement cavitant. Pour les écoulements où d’im-
portants lâchers de nuages de vapeur sont observés expérimentalement, les simulations
permettent globalement de bien capturer les amplitudes et les fréquences de vibration
du profil flexible. En revanche, l’approche numérique ne semble pas capable de capturer
l’émergence d’harmoniques lorsque la fréquence principale des vibrations cöıncide avec
celle de l’instabilité de jet re-entrant de la poche. Pour σ = 1.41, la prédiction numérique
donne une fréquence du mode de flexion égale à 32 Hz et une fréquence des lâchers de
nuages proche de 25 Hz, tandis que ces deux fréquences se confondent dans les essais.
Le phénomène de lock-in ne semble donc pas être capturé par l’approche numérique.
L’analyse conjointe de la dynamique de la poche et des déplacements du profil révèle un
petit déphasage entre les simulations et les expériences, qui pourrait expliquer pourquoi
l’accrochage fréquentiel ne se met pas en place dans les calculs. Les simulations montrent
que les coefficients des masses ajoutées modales diminuent avec les valeurs du paramètre
σ. Les prédictions des vitesses à mi-envergure ont aussi été comparées aux mesures PIV
pour une poche stable (σ = 2.02) et avec des lâchers de nuage (σ = 1.50). Bien que
des différences soient observées, les vitesses numériques sont cohérentes avec les champs
expérimentaux.

Le travail réalisé dans cette thèse a donc permis de confronter une méthode numérique
et une approche expérimentale. Les campagnes d’essais ont permis de caractériser le cas
complexe d’un profil flexible en écoulement cavitant, révélant des effets de masse ajoutée
ou d’accrochage fréquentiel. Les simulations indiquent que l’approche numérique permet
de bien prédire les amplitudes et les fréquences de vibrations. Le modèle numérique semble
néanmoins plus limité pour capturer le phénomène de lock-in qui se met en place lorsque
la fréquence de la poche de cavitation et s’approche de la fréquence du mode de flexion
du profil.
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Perspectives

Du point de vue expérimental, il serait intéressant de caractériser plus précisément les
régions où le lock-in peut apparâıtre. Une amélioration du dispositif d’ensemencement des
particules de rhodamine permettrait d’obtenir des mesures des vitesses PIV de meilleure
qualité pour analyser l’origine des harmoniques sur les spectres de vibration. Des essais
pourraient également être réalisés pour étudier des déformations plus importantes du
profil flexible, qui pourraient avoir une influence non-négligeable sur les dynamique de la
poche de cavitation.

Des géométries de foil plus complexes pourraient être utilisées pour étudier
l’interaction fluide structure en écoulement. Les instabilités de la poche sur une
géométrie trapézöıdale, feraient par exemple apparâıtre une réponse hydroélastique mul-
tifréquentielle. Il serait très intéressant de mettre en place une campagne d’essais dédiée
à l’analyse du régime cavitant autour d’un profil en composite, comme celui étudié par
Pernod [145]. Le développement de la poche de cavitation pourrait avoir une influence
sur le couplage flexion-torsion induit par des fibres anisotropiques.

Du côté numérique, un premier objectif pourrait consister à réaliser un couplage avec
une méthode éléments finis classique, pour voir si cela permet de capturer les harmoniques
des vibrations lors du lock-in. Il serait particulièrement intéressant de comparer l’approche
modale et un couplage classique CFD-FEM dans des cas de grandes déformations, pour
lesquels les non-linéarités géométriques négligées dans la première approche deviennent
importantes.

Des simulations avec des modèles de turbulence plus avancés (LES ou DDES) pour-
raient permettre de faire disparâıtre le déphasage observé sur les dynamiques de poches
entre les simulations et les essais. Une meilleure modélisation de la turbulence au niveau
de la zone de fermeture de la poche pourrait peut-être permettre de prédire les phases de
lock-in.

Lorsque les possibilités et les limites de la méthode numérique seront mieux connues,
cette dernière pourrait être intégrée dans des algorithmes d’optimisation, pour choisir
l’orientation des fibres d’un foil en composite par exemple. Des efforts devront cependant
être réalisés pour limiter les temps de calculs : la simulation de 0.1 s d’écoulement autour
du profil flexible en écoulement cavitant nécessite tout de même une journée de calcul
sur 480 processeurs.
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hydrofoil composite sous écoulement hydrodynamique. PhD thesis, École centrale
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ting flow calculations for the e779a propeller in open water and behind conditions :
code comparison and solution validation. In Proceedings of the Fourth International
Symposium on Marine Propulsors SMP, volume 15, pages 344–360, 2015.

[183] Mathieu Callenaere, Jean-Pierre Franc, Jean-Marie Michel, and Michel Riondet.
The cavitation instability induced by the development of a re-entrant jet. Journal
of Fluid Mechanics, 444 :223–256, 2001.

[184] Bryce W Pearce and Paul A Brandner. Experimental investigation of a base-
ventilated supercavitating hydrofoil with interceptor. In 8th International Sympo-
sium on Cavitation, pages 14–16, 2012.

[185] Morten Kjeldsen, Roger EA Arndt, and Mark Effertz. Spectral characteristics of
sheet/cloud cavitation. J. Fluids Eng., 122(3) :481–487, 2000.
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modélisation numérique de la cavitation. PhD thesis, 2004. Thèse de doctorat
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Annexe A

Décomposition spectrale en modes
orthogonaux (SPOD)

La méthode SPOD repose sur une décomposition de la matrice de densité spectrale
croisée en vecteurs et valeurs propres. Cette annexe résume les principales étapes de la
procédure décrite par Schmidt et Colonius [398]. La méthode originale ne peut pas être
appliquée directement aux champs de vitesse PIV en écoulement cavitant mesurés dans
cette thèse. Une petite modification de la procédure est donc présentée dans la partie
A.2.

A.1 Procédure dans le cas général

Considérons un champ q dont l’amplitude varie en temps et en espace. Dans le
contexte de cette thèse, ce champ pourra par exemple être le champ de pression d’un
écoulement prédit par une simulation numérique ou les vecteurs des vitesses mesurés par
PIV. Dans ces deux cas, le champ q(x, t) est discrétisé en espace et en temps : les valeurs
du champ ne sont connues qu’en un nombre Np de points du maillage CFD ou PIV,
et en un nombre N d’instants discrets (corespondants aux pas de temps de la simula-
tion ou aux acquisitions PIV). On possède donc N vecteurs qk (k = 1..N) de dimension
M = Np×nvar, avec nvar le nombre de composantes du champ q (nvar = 1 pour un champ
scalaire, nvar = 2 pour un champ vectoriel).

La première étape de l’algorithme consiste à diviser l’ensemble des N vecteurs qk en
Nblk sous-ensembles Qi constitués de NFFT vecteurs. De façon similaire à la méthode de
Welch pour l’estimation de la densité spectrale de puissance d’un signal, les N vecteurs
sont regroupés en sous-ensembles avec un recouvrement de 50% (étape 1 sur la figure
A.1). Pour un processus stationnaire, chaque sous-ensemble peut être considéré comme
une réalisation de l’écoulement. Sur chaque sous-ensemble Qi, les transformées de Fourier
discrètes q̂ sont calculées en chaque point du maillage (étape 2 sur la figure A.1). Pour un
sous-ensembleQi, on a donc un tableau de tailleM×NFFT, contenant lesNFFT amplitudes
de Fourier complexes des nvar composantes du champ, aux Np points du maillage.

Il faut alors réorganiser les données afin de pouvoir travailler fréquence par fréquence
(étape 3 sur la figure A.1). En notant q̂(k)(fm), le vecteur contenant les amplitudes de
Fourier à la fréquence fm en chaque point du maillage, pour la réalisation k, on construit
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Etape 1

Etape 2

Etape 3

Etape 4

Figure A.1 – Schéma de l’algorithme SPOD (adapté de Schmidt et Colonius [398]).

la matrice Q̂m :

Q̂m =
[
q̂(1)(fm), q̂

(2)(fm), ..., q̂
(Nblk)(fm)

]
(A.1)

La matrice Q̂m correspond à une unique fréquence fm des transformées de Fourier, et se

compose de M lignes et Nblk colonnes. Dans la suite, les doubles barres inférieures des
tenseurs d’ordre deux sont mises de côté pour alléger les notations.

La matrice de densité spectrale croisée à la fréquence fm peut être estimée en utilisant
la matrice Q̂m :

Ĉm =
1

Nblk − 1
Q̂mQ̂

H
m (A.2)

Les modes SPOD correspondent aux vecteurs propres Φ̂(j), solutions de l’équation :

ĈmW Φ̂(j) = Φ̂(j)Λ̂(j) (A.3)

oùW est une matrice de pondération et Λ̂(j) est la valeur propre associée au vecteur Φ̂(j).
Dans cette thèse, les vecteurs propres sont obtenus en utilisant la bibliothèque Scipy en
python. La matrice Ĉm, dont il faut trouver les vecteurs propres, contient un nombre
important de lignes si le maillage est fin. Dans ce cas, le temps de calcul nécessaire à
la résolution du problème aux valeurs propres peut être rédhibitoire. La méthode des
snapshots, classiquement utilisée pour la décomposition POD, permet aussi de limiter la
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taille du système à résoudre pour la méthode SPOD. Les vecteurs propres Ψ̂ recherchés
sont alors solutions de l’équation suivante :

Q̂H
mWQ̂mΨ̂ = Ψ̂Λ̂ (A.4)

où l’on a noté Ψ̂ =
[

Ψ̂(1), Ψ̂(2), ..., Ψ̂(Nblk)
]

et Λ̂ =
[

Λ̂(1), Λ̂(2), ..., Λ̂(Nblk)
]

. Les modes

SPOD sont finalement obtenus avec la relation :

Φ̂ = Q̂mΨ̂ (A.5)

Notons que les modes SPOD Φ̂ dépendent directement de la matrice Cm calculée que
pour une unique fréquence. Pour chaque fréquence de Fourier fm, on peut donc obtenir
une base de Nblk modes SPOD (étape 4 sur la figure A.1), qui doivent plus rigoureusement
être notés Φ̂(j)(fm).

Plusieurs expressions de la matrice de pondération sont proposées par Schmidt et
Colonius [398], correspondant à différentes normes. Dans cette thèse, la matrice identité
est utilisé pourW . Ce choix permet de directement mesurer la variance des données pour
un champ scalaire, et l’énergie cinétique turbulente pour un champ de vitesse.

A.2 Cas particulier des champs de vitesse PIV en

écoulement cavitant

La présence de vapeur dans l’écoulement limite le nombre de vecteurs vitesse mesurés
pour chaque champ de vitesse PIV. En conséquence, chaque point du maillage n’a pas
forcément de vitesse associée pour tous les pas de temps. La transformée de Fourier ne
peut donc pas être appliquée directement aux données PIV pour estimer la matrice de
densité spectrale croisée. Notons q̃i le vecteur contenant les valeurs du champ de vitesse
au ième point du maillage, pour les instants [t1, t2, ...tK ] auxquels les mesures de vitesses
PIV ont été possibles. Les amplitudes spectrales αi(fm) sont estimées en utilisant la
formule suivante :

αi(fm) =
aHg (fm)q̃i

aHg (fm)ag(fm)
(A.6)

avec ag =
[
ej2πfmt1 , ej2πfmt2 , ...ej2πfmtK

]⊺
. Cette expression permet d’obtenir une estima-

tion des amplitudes spectrales au sens des moindres carrés.
Une méthode d’estimation plus fine des amplitudes spectrales a aussi été utilisée. La

procédure est basée sur l’approche IAA (Iterative Adaptive Approach) décrite par Stoica
et al. [399]. Cette méthode itérative augmente le temps de calcul nécessaire à l’obtention
des modes SPOD sans montrer de différences significatives par rapport aux modes SPOD
calculés avec l’équation précédente. Les amplitudes spectrales ont donc finalement été
obtenues avec l’estimation au sens des moindres carrés précédente. La méthode IAA
intervient néanmoins dans le cadre de la procédure MIAA (Missing Data IAA), utilisée
pour les moyennes de phase des champs de vitesse PIV (annexe B).
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Annexe B

Procédure utilisée pour les
moyennes de phase

Les moyennes de phase calculées dans cette thèse reposent sur la transformation de
Hilbert du signal (Wlezien et Way [400], Perrin et al. [401], Ostermann et al. [402]). Cette
méthode est relativement simple à mettre en oeuvre. Elle ne s’applique cependant qu’à
des signaux dont les fluctuations ne font apparâıtre qu’une seule fréquence caractéristique.

B.1 Méthode basée sur la transformée d’Hilbert

La transformée de Hilbert h(t) d’un signal réel y(t) est définie par :

h(t) =
1

π

ˆ +∞

−∞

y(τ)

τ − tdτ (B.1)

La transformée de Hilbert d’un signal discret peut être calculée efficacement en utilisant
la tranformée de Fourier rapide su signal F(y)(ω) :

h(t) = F−1(F(y)(ω)(−j · signe(ω))) (B.2)

où ω représente la pulsation et j le nombre imaginaire. La transformée de Hilbert est
utilisée pour calculer le signal analytique ya(t) :

ya(t) = y(t) + j · h(t) (B.3)

L’enveloppe A(t) et la phase instantanée φ(t) du signal y(t) sont définies par :

A(t) = |ya(t)|

φ(t) = arctan

(
h(t)

y(t)

)
(B.4)

Pour un signal discret, la transformée de Hilbert permet donc d’associer à chaque pas
de temps, une phase (φ(t) ∈ [0, 2π[) et une enveloppe instantanée. Afin de réaliser une
moyenne en phase du signal, l’intervalle [0, 2π[ est divisé en K segments Si (i = 1, ... , K)
de même longueur ∆φ = 2π/K et centrés sur une valeur φi :

Si =

[

φi −
∆φ

2
, φi +

∆φ

2

]

avec φi =
∆φ

2
+ i∆φ (B.5)
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Chaque pas de temps tn est finalement associé à un segment Si en fonction de la valeur
de la phase instantanée φ(tn). Les valeurs de y associées à un même segment sont enfin
moyennées pour obtenir les moyennes de phase du signal.

Dans cette thèse, le signal analytique est obtenu en utilisant les bibliothèques Scipy
en python. Cette méthode n’étant efficace que pour des signaux monofréquentiels, un
filtre passe bande est appliqué au signal original autour de la fréquence d’intérêt pour les
moyennes de phase.

B.2 Cas particulier de la PIV en écoulement

cavitant

Pour pouvoir obtenir les moyennes de phase d’un champ de vitesse PIV, les phases
instantanées doivent être calculées à partir d’un signal de référence. De plus, la méthode
générale suppose que les valeurs du signal y sont connues à chaque pas de temps, ce qui
n’est pas le cas pour les acquisitions PIV en écoulement cavitant.

La première étape consiste à choisir un point du maillage PIV dont les vitesses seront
utilisées comme référence pour calculer les phases instantanées du champ de vitesse.
Ce point est choisi près du bord d’attaque, où les fluctuations de vitesses sont bien
définies et le nombre de vecteurs manquants est limité (inférieur à 5% du nombre total
d’acquisitions). Pour certains pas de temps, les vitesses PIV ne sont pas définies et il est
donc impossible d’appliquer la transformée de Hilbert directement.

Un signal de référence reconstruit sur la totalité des pas de temps est obtenu en
utilisant la méthode itérative MIAA (Missing Data Iterative Adaptive Approach) proposée
par Stoica et al. [399]. Notons yg le vecteur contenant les valeurs de vitesse aux pas de
temps connus. Dans un premier temps, les amplitudes spectrales α(fk) sont calculées à
l’aide des relations suivantes :

α(fk) =
aHg (fk)R

−1
g yg

aHg (fk)R
−1
g ag(fk)

Rg =
∑

k

|α(fk)|2ag(fk)aHg (fk)
(B.6)

avec ag(fk) =
[
ej2πfkt1 , ej2πfkt2 , ...ej2πfktN

]⊺
et [t1, t2, ... , tN ] les pas de temps du signal où

les vitesses sont connues dans le signal original. La relation permettant de calculer les
amplitudes α(fk) est non-linéaire et doit donc être résolue de façon itérative. La matrice
Rg peut être initialement choisie égale à la matrice identité, puis mise à jour avec les
nouvelles valeurs des amplitudes spectrales. Environ quinze itérations sont nécessaires
pour obtenir la convergence des amplitudes α(fk).

Les amplitudes spectrales α(fk) sont ensuite utilisées pour reconstruire le signal de
référence aux pas de temps manquants. Notons [t1, t2, ..., tM ], les M pas de temps où
les valeurs des vitesses sont manquantes dans le signal original. Les valeurs des vitesses
reconstruites aux pas de temps manquants ym sont calculées en utilisant les formules
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suivantes (Stoica et al. [399]) :

ym =

(
∑

k

hkh
H
k

)−1 [
∑

k

α(fk)hk

]

avec hHk =
aHm(fk)R

−1
m

aHm(fk)R
−1
m am(fk)

, Rm =
∑

k

|α(fk)|2am(fk)aHm(fk)

et am(fk) =
[

ej2πfkt1 , ej2πfkt2 , ...ej2πfktM
]⊺

(B.7)

La comparaison d’un signal de référence original issu de mesures PIV et du signal re-
construit à l’aide de la méthode MIAA est présentée en figure B.1a. Les cercles rouges
représentent les valeurs des vitesses reconstruites aux pas de temps où les mesures PIV
n’étaient pas disponibles dans le signal original.

(a) Exemple de reconstruction d’un
signal où les valeurs des vitesses

manquent pour certains pas de temps.

(b) Phases obtenues à chaque pas de
temps

Figure B.1 – Exemple de reconstruction avec la méthode MIAA et valeurs des phases
obtenues à l’aide de la transformée du Hilbert du signal filtré.

Les phases instantanées sont finalement estimées grâce à la transformée de Hil-
bert du signal de référence reconstruit (figure B.1b), et la procédure générale décrite
précédemment est appliquée aux champs de vitesse PIV.
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Annexe C

Modèle de transition

Le modèle LCTM (Local Correlation-based Transition Model) proposé par Menter et
al. [321] est disponible dans le code ISIS-CFD. Ce modèle est combiné au modèle de
turbulence k − ω SST et repose sur la résolution d’une équation différentielle pour la
fonction d’intermittence de la turbulence γ :

∂ργ

∂t
+
ρUiγ

∂xi
= Pγ − Eγ +

∂

∂xi

((

µ+
µt
σγ

)
∂γ

∂xi

)

(C.1)

où ρ représente la masse volumique, µ et µt sont respectivement les viscosités dynamique
et turbulente et σγ = 1.0. Le terme de destruction est similaire à celui utilisé dans le
modèle de transition γ − Reθ :

Eγ = ca2ρΩγFturb(ce2γ − 1) (C.2)

avec Ω la valeur absolue du taux de vorticité, ca2 = 0.06 et ce2 = 50.0. La fonction Fturb

dépend du nombre de Reynolds de la turbulence RT = ρk/(µω), et s’écrit :

Fturb = e(−
RT
2

)4 (C.3)

Les différences majeures du modèle LCTM par rapport au modèle γ − Reθ se trouvent
dans le terme de production :

Pγ = FlengthρSγ(1− γ)Fonset (C.4)

Dans l’expression précédente, Flength = 100, S est l’amplitude du taux de déformation et
Fonset est une fonction contrôlant l’intensité du terme de production. Cette fonction est
définie par :

Fonset = max(Fonset2 − Fonset3, 0) (C.5)

avec

Fonset3 = max

(

1−
(
RT

3.5

)3

, 0

)

Fonset2 = min(Fonset1, 2.0)

Fonset1 =
ReV

2.2Reθc
ReV =

ρd2wS

µ

(C.6)
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où dw est la distance à la paroi. Le nombre de Reynolds critique Reθc est obtenu à l’aide
d’une formule algébrique basée sur des corrélations expérimentales :

Reθc(TuL, λθL) = 100.0 + 1000.0e−TuLFPG(λθL) (C.7)

La quantité TuL est calculée à partir des quantités locales par :

TuL = min

(

100

√

2k/3

ωdw
, 100

)

(C.8)

Grâce à la fonction FPG(λθL) le modèle de transition est sensible à la valeur du gradient
de pression dans le sens de l’écoulement. La valeur de cette fonction purement empirique
dépend de la valeur du paramètre du gradient de pression :

λθL = −7.57 · 10−3dV

dy

d2w
ν

+ 0.0128 (C.9)

avec dV
dy

= ∇(n ·V ) ·n, V étant la vitesse normale à la paroi. La fonction FPG est définie
par l’expression :

FPG(λθL) =

{

min(1 + 14.68λθL, 1.5) si λθL ≤ 0

min(1− 7.34λθL, 3.0) si λθL > 0

Un limiteur est aussi utilisé pour restreindre la fonction FPG à des valeurs positives :
FPG ← max(FPG, 0). La fonction d’intermittence est utilisée pour modifier les termes de
production et de destruction du modèle k − ω SST :

∂ρk

∂t
+

∂

∂xi
(ρUik) = P̃k + P lim

k − D̃k +
∂

∂xi

(

(µ+ σkµt)
∂k

∂t

)

∂ρω

∂t
+

∂

∂xi
(ρUiω) = α

Pk
νt
−Dω + Cdw +

∂

∂xi

(

(µ+ σωµt)
∂ω

∂t

) (C.10)

avec

P̃k = γPk et D̃k = max(γ, 0.1) ·Dk (C.11)

Le terme de production supplémentaire P lim
k permet d’assurer la transition dans le cas de

faibles valeurs de l’intensité turbulente. Il est construit empiriquement avec les relations :

P lim
k = 5max(γ − 0.2, 0)(1− γ)F lim

on max(3− µt, 0)SΩ

F lim
on = min

(

max

(
ReV
2200

− 1, 0

)

, 3.0

)
(C.12)
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IRENav cavitation tunnel test facilities and the 
ISIS-CFD CFD code developed at LHEEA. The 
experimental study presents telemetry, 
vibrometry and PIV measurements, allowing the 
validation of the CFD predictions. The numerical 
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an URANS solver and a modal decomposition of 
the structure problem.  

The experiments show that the effects of 
added mass and stiffness influence the 
frequencies and amplitudes of vibrations of the 
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cavitation conditions where frequency locking 
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