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Résumé

Lors de la phase de décollage d’un aéronef par vent de travers, I’écoulement ingéré par le moteur
peut interagir avec le sol et la nacelle, entrainant la formation d’un vortex de sol devant I’entrée d’air. Ce
phénomene est particulierement rencontré par les nouvelles architectures de turbomachines a haut taux
de dilution et entrée courte. Le vortex de sol est ingéré par le moteur et interagit avec le fan en rotation,
entrainant le hachage du tourbillon. Cet écoulement extrémement complexe et instationnaire est convecté
jusqu’a la roue redresseuse de sortie du flux secondaire (OGV) et est vu comme une source d’excitation
aérodynamique par les aubages. Cela conduit dans certaines conditions observées en essai a de forts ni-
veaux de réponse forcée affectant la structure de I’OGYV. Ces vibrations peuvent entrainer des phénomenes
de fatigue ou la rupture de 1’aube.

L’objectif de la these est de caractériser la source d’excitation aérodynamique des OGV générée par I'in-
teraction entre le fan et le vortex de sol a I’aide de modeles numériques de turbulence de différents niveaux
de fidélit¢ (URANS, ZDES), dans une approche progressive incluant la mise en ceuvre d’un cas-test aca-
démique représentatif. Le calcul haute-fidélit¢ ZDES permet 1’établissement d’une base de données de
référence de I’interaction entre des aubes fan et un vortex incident.

Dans un second temps, par exploitation des acquis de la premiere phase, une stratégie numérique est dé-
veloppée afin de prévoir I’amplitude de vibration des OGV soumis au vortex transformé dans le cas d’une
configuration industrielle par un calcul aéroélastique découplé, tout en analysant la source d’excitation aé-
rodynamique et les phénomenes aéroélastiques mis en jeu.

Mots-clés : Aéroélasticité, Réponse Forcée, Vortex, ZDES, OGV, Turbomachine






Abstract

During the take-off phase of an aircraft in crosswind conditions, the flow ingested by the engine can
interact with the ground and the inlet, resulting in the formation of a ground vortex in front of the engine.
This phenomenon is particularly common in new turbomachinery designs with high bypass ratios and short
intake. The ground vortex is ingested by the engine and interacts with the rotating fan, causing the vortex
to chop. This complex, unsteady flow is convected to the Outlet Guide Vane (OGV) and is seen as a source
of aerodynamic excitation by the blades. Under certain test conditions, this leads to high levels of forced
response affecting the structure of the OGV. These vibrations can lead to blade fatigue or failure.

The aim of this thesis is to characterize the source of aerodynamic excitation of OGVs generated by the
interaction between the fan and the ground vortex, using numerical turbulence models of different fidelity
levels (URANS, ZDES), in a progressive approach including the implementation of a representative aca-
demic test case. The high-fidelity ZDES calculation is used to set a reference database of the interaction
between fan blades and an incident vortex.

Secondly, using the results of the first phase, a numerical strategy is developed to predict the amplitude of
vibration of the OGVs subjected to the transformed vortex in the case of an industrial configuration by a
decoupled aeroelastic simulation, while analyzing the source of aerodynamic excitation and the aeroelastic
phenomena involved.

Keywords : Aeroelasticity, Forced Response, Vortex, ZDES, OGYV, Turbomachinery
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Introduction

Contexte

En raison des enjeux climatiques actuels, la diminution de 1’émission des gaz a effet de serre, en par-
ticulier le dioxyde de carbone (CO»), représente aujourd’hui un défi majeur de notre société pour limiter
les dégats humains et environnementaux engendrés par une hausse globale des températures moyennes du
globe. L’aviation commerciale représenterait a elle seule environ 2,9 % des émissions de gaz a effet de serre
dans le monde en 2018 [55]. Afin de réduire I’empreinte carbone des aéronefs, les motoristes travaillent sur
I’augmentation du rendement propulsif des turboréacteurs. Une des solutions adoptée est I’augmentation
du diametre des moteurs afin d’accroitre le débit massique au niveau de I’entrée d’air, donnant naissance
aux architectures a fort taux de dilution, appelées UHBR (Ultra High Bypass Ratio). L’augmentation du
diametre des moteurs, occasionnant également une diminution de la garde au sol (distance entre le point
le plus bas du moteur et le sol), favorise 1’apparition de distorsion de 1’écoulement au niveau de 1’entrée
d’air du moteur tel que le vortex de sol, phénomene giratoire pouvant apparaitre au cours des manceuvres
au sol en conditions de vent de travers [72]. Comme illustré sur la figure 1, le vortex de sol est ingéré par
le moteur et rencontre dans un premier temps le fan en rotation. L’effet du vortex sur le fan est de pro-
duire une distorsion aérodynamique, conduisant a des efforts instationnaires a 1’origine d’un phénomene
de réponse forcée vibratoire affectant ce dernier. Ce phénomene a déja été étudié au travers des travaux
de theése de Berthelon [8]. De plus, I’écoulement généré par le hachage du vortex par le fan est convecté
en direction de la roue redresseuse de sortie du flux secondaire appelée Outlet Guide Vane (OGV). Cet
écoulement complexe et fortement instationnaire apparait comme une source d’excitation aérodynamique
pour les OGV (visible sur la figure 1) et conduit, dans certaines conditions observées en essai, a une ré-
ponse forcée affectant la structure des aubes de la roue redresseuse. Ces vibrations peuvent entrainer des
phénomenes de fatigue, voir méme la rupture des aubes. L’impact du vortex haché par le fan sur I’ampli-
tude de vibration des OGV est un phénomene encore peu étudié numériquement a cause de la complexité
de modélisation des phénomenes physiques mis en jeu. En effet, il est nécessaire dans un premier temps
d’étudier et de modéliser la source d’excitation aérodynamique des OGV, a savoir I’interaction entre le
fan et le vortex de sol. La difficulté principale de cette simulation vient de 1’estimation d’un écoulement
tridimensionnel, transsonique au sein d’une turbomachine mettant en jeu des parois tournantes en inter-
action avec un écoulement tourbillonnaire de forte intensité, a savoir le vortex de sol. En considérant une
modélisation adaptée de la source d’excitation aérodynamique des OGYV, la prévision de leur amplitude
de vibration nécessite également une bonne représentation du comportement dynamique de la structure
des aubes sujettes a cette source d’excitation. Ces modélisations multiples sont difficiles a mettre en place
dans un contexte industriel & cause de leur complexité et du manque actuel d’outils pour la prévision de
ces phénomenes en bureau d’études. Au vu des tendances actuelles en terme d’architecture moteur, il est
aujourd’hui nécessaire de mieux comprendre la source d’excitation aérodynamique induite par le hachage



2 Introduction

~ Source d’excitation aérodynamique
Vortex de sol

Sol

FiGure 1 — Schéma d’un moteur UHBR sous ingestion de vortex de sol

du vortex de sol par le fan et I’interaction de cet écoulement instationnaire avec les OGV afin de définir
des méthodes utilisables des la phase de conception pour prévoir correctement la réponse vibratoire des
pieces.

Objectifs

Les travaux de these décrits dans ce manuscrit s’inscrivent dans le cadre d’une convention CIFRE avec
I’industriel Safran Aircraft Engines et ont été réalisés au laboratoire de ’ONERA. Ces travaux ont pour
objectif une prévision de la réponse forcée des OGV d’un moteur UHBR sous ingestion de vortex de sol
et une meilleure compréhension des mécanismes aéroélastiques mis en jeu. Dans un premier temps, il
est nécessaire d’identifier et de caractériser la source d’excitation aérodynamique des OGV générée par
I’interaction entre le fan en rotation et le vortex de sol via une modélisation haute-fidélité sur un cas acadé-
mique de complexité phénoménologique réduite. Une méthode de modélisation de cette source d’excitation
aérodynamique adaptée a un contexte industriel est proposée, en s’appuyant sur le calcul haute-fidélité pré-
cédemment effectué. La bonne représentativité de cette source d’excitation aérodynamique permet, avec
la prise en compte de la dynamique structurale des OGYV, de prévoir I’amplitude de vibration des aubes
soumises a cet écoulement instationnaire, et de comprendre les phénomenes physiques impliqués dans
cette réponse forcée. D’un point de vue général, 1’objectif de ces travaux est d’améliorer la compréhen-
sion des phénomenes aéroélastiques des stators de turboréacteurs, avec en particulier 1’étude de la source
d’excitation aérodynamique générée par I’interaction entre la soufflante et un vortex de sol ingéré par le
moteur.

Organisation du mémoire

Le mémoire est organisé de la facon suivante :

Le premier chapitre, de nature bibliographique, décrit les problématiques aéroélastiques rencontrées
au sein des turbomachines en présence de vortex de sol. La formation et les caractéristiques de cette distor-
sion aérodynamique, a I’origine de la source d’excitation aérodynamique des OGV, sont décrites. Finale-
ment, le phénomene d’interaction entre un tourbillon incident et une roue mobile est détaillé d’un point de
vue global en prenant en compte I'intégralité de la soufflante, puis d’un point de vue local avec seulement
une seule aube en interaction avec le vortex.

Le deuxiéme chapitre présente les méthodes numériques utilisées dans les simulations aéroélastiques
afin de prévoir la réponse forcée d’une structure soumise a une excitation extérieure, correspondant dans
notre cas aux OGV soumis au vortex de sol transformé par le fan en rotation. Le probleme théorique est
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décrit et les différentes méthodes numériques utilisées pour résoudre ce type de probléme sont détaillées.

Le troisieme chapitre décrit les différents types de modélisation pour la simulation numérique des
écoulements turbulents utilisés pour caractériser la source d’excitation aérodynamique générée par I’inter-
action entre les aubes du fan et le vortex de sol. Dans un premier temps, les approches moyennées adaptées
au contexte industriel sont décrites en détaillant les différents modeles de turbulence. Dans un second
temps, les approches instationnaires haute-fidélité permettant de résoudre une partie des structures turbu-
lentes sont présentées, en particulier la ZDES (Zonal Detached Eddy Simulation) utilisée dans le cadre
du cas académique représentant 1’interaction entre une grille d’aubes de fan en translation et un vortex
incident. Enfin, les méthodes de discrétisation utilisées dans ces travaux sont présentées.

Le quatrieme chapitre propose de caractériser la source d’excitation aérodynamique générée par 1’in-
teraction entre des aubes du fan en translation et le vortex de sol grice a une résolution des structures
turbulentes au sein de 1’écoulement. Un cas académique représentatif de ce phénomene est détaillé, com-
prenant une description de la modélisation du vortex de sol. Tous les choix de modélisation sont présentés
afin de s’adapter aux exigences d’une simulation de ce type. Enfin, les phénomenes physiques mis en jeu
au sein de la source d’excitation aérodynamique sont décrits a 1’aide de la résolution haute-fidélité ZDES
de I’interaction entre les aubes de fan et le vortex de sol. En raison de 1’absence d’études numériques DNS
(Direct Numerical Simulation) et expérimentales dans la littérature, ce calcul instationnaire haute-fidélité
est considéré comme une base de données de référence représentant ce type d’interaction.

En se basant sur les résultats du calcul haute-fidélité du cas académique représentant I’interaction entre
les aubes du fan et le vortex, le cinquieme chapitre propose d’établir une simulation URANS (Unsteady
Reynolds-Averaged Navier—Stokes) de la source d’excitation aérodynamique utilisable dans un contexte
industriel avec une modélisation de toutes les échelles turbulentes. Dans un premier temps, 1’influence de
différentes méthodes de modélisation de la turbulence et de discrétisation spatiale sur la source d’excitation
aérodynamique est étudiée par comparaison avec le calcul de référence décrit dans le quatrieme chapitre.
Suite a cette analyse approfondie, les parametres de modélisation les plus pertinents sont identifiés en vue
d’un calcul de réponse forcée des OGV d’un moteur UHBR sous ingestion de vortex de sol dans un cadre
industriel.

Le sixieme chapitre a pour objectif d’analyser la source d’excitation des OGV générée par 1’inter-
action entre un vortex de sol et une soufflante d’'un moteur UHBR dans un contexte industriel. Apres une
présentation de la simulation, la topologie de I’écoulement est analysée ainsi que les phénomenes aéro-
dynamiques mis en jeu au sein de la source d’excitation aérodynamique. L’influence de cette derniere sur
I’écoulement au voisinage des OGV est également présentée afin de mieux comprendre les mécanismes
d’excitation aérodynamique responsables des vibrations des aubes de la roue redresseuse de sortie du flux
secondaire.

Et enfin, le septieme chapitre propose I’application d’une méthodologie découplée pour la prévi-
sion de la réponse forcée des OGV soumis a la source d’excitation aérodynamique étudiée dans le sixicme
chapitre, en calculant la raideur et I’amortissement aérodynamique des OGV. Les mécanismes aéroélas-
tiques mis en jeu dans la réponse forcée sont également étudiés au regard de la topologie de 1’écoulement
détaillée dans le sixieéme chapitre. Une comparaison avec les données d’essais est finalement proposée,
avec un regard critique sur les limites de la modélisation décrite dans ce chapitre.
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Chapitre

Problemes d’aéroélasticité pour les
turbomachines en présence de vortex de sol

Ce premier chapitre traite de 1’état de 1’art concernant les problématiques d’aéroélasticité pour les
turbomachines en présence de vortex de sol. Dans un premier temps, 1’aéroélasticité des turbomachines
est abordée avec une description d’un turboréacteur ainsi que les différents phénomenes aéroélastiques
rencontrés par les aubes de turbomachine, comme I’aéroélasticité statique, le flottement, et en particulier
le phénomene de réponse forcée. Dans un second temps, le vortex de sol est analysé avec une description
de ses mécanismes de formation. Les caractéristiques aérodynamiques nécessaires a sa modélisation sont
ensuite présentées ainsi que son caractere instationaire. Enfin, I’interaction entre un vortex incident et une
roue mobile est analysée. Apres une bréve description de I'influence du vortex sur la roue mobile, les
effets aérodynamiques de la roue mobile sur le vortex sont étudiés. Les sillages des aubes d’une soufflante
sous ingestion de vortex sont également présentés. Enfin, d’un point de vue plus local, le phénomene
d’interaction entre une aube et un vortex est décrit ainsi que 1’état de I’art sur le phénomene de réponse
forcée de I’'OGV sous ingestion de vortex.
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1 Acéroélasticité des turbomachines

1.1 Description d’un turboréacteur UHBR

La grande majorité des avions de ligne est équipée de turboréacteurs offrant une poussée indispensable
a ’avancement nécessaire pour la génération d’une force de portance permettant de compenser le poids
des appareils. Cette force de poussée est produite en accélérant la masse d’air entrant au sein du moteur
grace a un apport extérieur d’énergie libéré par la combustion de carburant. La plupart des turboréacteurs
récents sont dits a "double flux", composés d’un flux primaire et d’un flux secondaire comme illustré sur la
figure I.1. La masse d’air ingérée par le moteur rencontre dans un premier temps la soufflante (également
appelée fan) apportant un travail mécanique au fluide. Le flux d’air est ensuite séparé en deux. Une fraction
de I’écoulement est emmenée dans le flux secondaire ot des OGV (Outlet Guide Vane) redressent le flux
d’air dans le sens de la poussée, avec une augmentation de la pression statique. La poussée du moteur est
principalement produite par I’écoulement accéléré du flux secondaire. Le reste de 1I’écoulement passe par
le flux primaire ot il rencontre les compresseurs basse pression et haute pression. Ces derniers compriment
I’air pour I’amener a des conditions de vitesse, de température et de pression favorables a une combustion.
L’écoulement comprimé est donc amené dans la chambre de combustion ot son énergie totale se voit
augmentée grace a une réaction de combustion d’un mélange air/carburant. Une partie de cette énergie
est restituée en sortie de chambre de combustion sous forme mécanique via la turbine haute pression.
Cette derniere est reliée au compresseur haute pression par un arbre permettant de 1’alimenter en énergie.
L’écoulement traverse ensuite la turbine basse pression fournissant de I’énergie au compresseur basse
pression et au fan relié€s entre eux par un second arbre. Le flux d’air est finalement accéléré dans la tuyere,
restituant une partie de son énergie interne en énergie cinétique. Le rapport de débit massique du flux
secondaire sur le débit massique du flux primaire correspond au taux de dilution. Un taux de dilution élevé
augmente 1’efficacité du moteur en réduisant la quantité de gaz chauds et a haute énergie qui en sortent.
Dans une problématique de réduction de gaz a effet de serre, en particulier le CO; produit par combustion,
I’augmentation de I’efficacité des moteurs est activement recherchée et passe par I’augmentation du taux
de dilution. Ce sont les nouvelles générations de moteurs, appelées turbomachines UHBR (Ultra-High
Bypass Ratio). La soufllante est responsable de la majorité de la poussée dans un moteur, et sa plage de
fonctionnement est large. Cette plage peut étre visualisée sur un diagramme appelé champ, représentant
I’évolution du taux de compression en fonction du débit massique traversant la soufflante, comme illustré
sur la Figure 1.2. Le taux de compression correspond au rapport de pression totale en aval et en amont
de la soufflante. Sur ce diagramme, des courbes d’iso-vitesse sont tracées pour des vitesses de rotation
constantes. Chaque courbe est caractérisée par une diminution du débit massique avec I’augmentation du
taux de compression. Il existe une ligne reliant ces isovitesses, nommée ligne de fonctionnement nominal.
Cependant, un taux de compression trop élevé sur une courbe d’iso-vitesse peut amener la soufflante a
un phénomene de pompage, qui peut conduire a une inversion du débit moteur. L’ ensemble de ces points
extrémes forme la ligne de pompage. A I’opposé, un débit trop important sur une courbe d’iso-vitesse
amene au phénomene de blocage, qui détermine le débit maximal de la soufflante. Ces phénomenes sont
donc importants a prendre en compte lors de la conception de la soufflante.

1.2 Aéroélasticité statique

Cette discipline traite des contraintes et des déformations d’une structure immergée dans un écoule-
ment stationnaire. En fonction de la géométrie de la structure et des caractéristiques de 1’écoulement, le
fluide génere des efforts stationnaires sur la surface de la structure, induisant ainsi des déformations. La
structure et le fluide se trouvent alors sur un point d’équilibre entre les efforts aérodynamiques a la sur-
face de la structure et les efforts élastiques de cette derniere. Le couplage entre les efforts aérodynamiques
statiques et le déplacement de la structure peut induire des phénomenes d’instabilité statique, notamment
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sur des structures souples a grand allongement (plutot voilures fixes), comme le phénomene de divergence,
ou I’inversion de gouverne sur les voilures d’avion. Un des rdles principaux de I’OGV étant de redresser
I’écoulement dévié par la soufflante [30], ce dernier est nécessairement soumis a un chargement aéro-
dynamique. Dans le cas d’un OGV structural reprenant une importante partie des efforts mécaniques par
I’intermédiare de bras structuraux intégrés dans la grille OGYV, les forces aérodynamiques sont négligeables
vis-a-vis des autres forces mises en jeu. Les forces aérodynamiques sont cependant prises en compte dans
le chargement statique d’un OGV non structural, dont le role premier est le redressement de 1’écoulement.
La déformation associée peut étre négligeable en fonction du type d’attache. La bonne connaissance de la
forme de la déformée de la structure est néanmoins nécessaire pour la bonne évaluation de la performance
des aubes et du rendement des étages. Pour les aubes mobiles, comme le fan, I’équilibre statique nécessite
aussi de prendre en compte les efforts centrifuges statiques.

1.3 Flottement

Le flottement est un phénomene d’instabilité dynamique issu d’un couplage entre le fluide et la struc-
ture. Une légere instationnarité au sein de 1’écoulement peut déformer dynamiquement la structure, et
ainsi modifier I’écoulement au voisinage de cette derniere. Ce nouvel écoulement va de nouveau défor-
mer la structure, qui va a son tour modifier I’écoulement, et ainsi de suite. Un échange d’énergie entre le
fluide et la structure a alors lieu. En général, ces effets aérodynamiques se traduisent notamment par un
amortissement aérodynamique, qui, complété par I’amortissement mécanique, va amortir les oscillations
causées par cette instationnarité en s’opposant au mouvement de la structure, pour enfin revenir a un point
d’équilibre. Cependant, dans certaines situations, un amortissement négatif peut apparaitre, ce qui a pour
effet de générer un transfert de I’énergie du fluide vers la structure en tendant a amplifier les oscillations.
Si la dissipation d’énergie par 1I’amortissement mécanique est insuffisante, I’amplitude des vibrations va
alors augmenter. La structure peut ainsi atteindre une amplitude de vibration maximale appelée LCO (Li-
mit Cycle Oscillations), induit par des non-linéarités aérodynamiques ou structurales. Dans certains cas,
la rupture de la structure a lieu avant d’atteindre cette limite. Le flottement classique intervient lorsqu’un
couplage néfaste apparait entre modes propres de vibration, causé par des efforts aérodynamiques insta-
tionnaires. Ceci se traduit par un rapprochement des fréquences propres de vibration de deux modes lors
d’une augmentation de la charge aérodynamique. Parallelement, on observe une modification simultanée
des amortissements des modes de vibration, dont I’un devient rapidement négatif. Ce dernier va étre 1’objet
d’une augmentation exponentielle de son amplitude de vibration au cours du temps. Ce phénomene peut
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apparaitre classiquement pour les modes propres de flexion et de torsion. En turbomachine, le flottement
classique est rare car les fréquences propres des aubes sont éloignées [62]. Cependant, d’autres formes de
flottement peuvent avoir lieu, comme le couplage aube a aube. En plus d’étre couplées mécaniquement
par la structure, les aubes sont également couplées aérodynamiquement. Si on considére une roue auba-
gée dont les aubes sont identiques, ces dernieres possedent alors les mémes modes et fréquences propres.
Une instabilité aérodynamique peut déformer dynamiquement 1’aube, modifiant ainsi I’écoulement en son
voisinage. Le(s) aube(s) voisine(s) percoivent cet écoulement instationnaire avec une variation de leur char-
gement aérodynamique. Ces aubes vont étres déformées en retour, modifiant a leur tour I’écoulement au
voisinage de 1’aube initiale. Un couplage a alors lieu entre toutes les aubes par I’intermédiaire du fluide.
Toutes les aubes vont étre sollicitées avec une méme fréquence et selon le méme mode propre, mais avec
un déphasage spatial et temporel.

1.4 Réponse forcée

Contrairement au flottement, le phénomene de réponse forcée est une sollicitation de la structure in-
duite par des fluctuations de pression générées indépendamment du mouvement de cette derniere. S’il y a
coincidence fréquentielle et spatiale entre la source d’excitation et un des modes propres de la structure,
cette derniere est susceptible d’entrer en résonance. Dans le cas des turbomachines, les sources d’excita-
tion d’une roue sont réparties en deux catégories : synchrone et asynchrone. Les réponses forcées appe-
l1ées synchrones sont corrélées avec le régime de rotation du moteur. En effet, les fréquences d’excitation
correspondent a I’ordre moteur 1 (fréquence de rotation du moteur) et ses harmoniques (multiples de la
fréquence de rotation, correspondant aux ordres moteurs 2, 3, ...). Lorsqu’un régime moteur ou 1’un de ses
harmoniques est au voisinage de la fréquence d’un des modes propres, il y a une coincidence fréquentielle
entre la source d’excitation et le mode propre de la structure. Un phénomene de résonance apparait, dont
I’amplitude de la réponse dépend de I’intensité de I’excitation, de I’amortissement modal ainsi que de 1’ap-
propriation modale de la structure. Ce dernier phénomene a lieu lorsque la répartition spatiale de la force
d’excitation coincide avec la forme du mode propre mis en jeu. L’enjeu du motoriste est donc de prévoir
I’amplitude de la réponse de la structure a un chargement instationnaire afin d’anticiper la fatigue préma-
turée de la structure ou sa rupture, d’ou I’importance de I’évaluation de I’amortissement aérodynamique
positif qui influe sur I’amplitude de la réponse. Les coincidences fréquentielles entre la source d’excitation
et le mode propre de la structure peuvent étre prévues par le diagramme de Campbell représenté sur la
Figure 1.3. Sur cette méme figure, une ligne en trait continu correspond a une fréquence d’un mode propre
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en fonction du régime de rotation. Les pointillés correspondent aux différents ordres moteur. L’ ordre mo-
teur kN correspond aux sollicitations ayant pour pulsation k fois le régime moteur, avec k un entier. L’effet
excitateur de chaque ordre moteur dépend directement du contenu harmonique du signal de sollicitation
périodique. A noter que pour un rotor, la fréquence propre d’un mode propre peut varier en fonction du ré-
gime de rotation a cause des efforts centrifuges induisant une précontrainte statique, modifiant la géométrie
de la structure et la matrice de raideur du systéme. Dans le cas d’un redresseur, celui-ci étant dans un re-
pere fixe, les fréquences propres sont constantes au premier ordre, quel que soit le régime moteur. Il existe
également des réponses forcées asynchrones, ou la fréquence d’excitation est dé-corrélée du régime de ro-
tation. Le phénomene de pompage peut induire un écoulement instationnaire ayant une fréquence variant
de 1 2 100Hz [16]. Les lachers tourbillonnaires aux bords d’attaque et de fuite des aubages sont également
des sources d’excitation asynchrones [76]. Quelques exemples de sources d’excitations synchrones sont
détaillés dans la suite.

1.4.1 Interaction de sillage

Le sillage est généré par la fusion des couches limites de I’intrados et de I’extrados. C’est un effet vis-
queux et turbulent, caractérisé par un déficit maximal de vitesse et de fortes fluctuations de 1’écoulement,
induisant des pertes de charge par viscosité et turbulence, ainsi qu’une augmentation d’entropie. L’ inter-
action de sillage est présente lorsque deux roues sont voisines avec un mouvement relatif entre elles. La
roue en amont produit un sillage convecté dans le sens de 1’écoulement comme montré Figure 1.4. A cause
du mouvement relatif entre ces deux roues, les aubes de la roue située en aval vont voir le sillage défiler,
induisant un écoulement fortement instationnaire. Il en résulte une variation temporelle de la pression sta-
tique ainsi que du vecteur vitesse sur la roue aval, sources d’excitation pour cette derniere. La fréquence
fondamentale d’excitation des aubes du stator est alors le produit du nombre d’aubes et de la fréquence de
rotation du rotor. D’apres Oliveira [74] et Hodson et al. [44], le sillage de 1’aube en amont peut interagir

Ficure 1.4 — Visualisation de I’entropie d’un étage rotor-stator du compresseur Create [40]

avec la couche limite de 1’aube aval. La turbulence issue du sillage peut pénétrer au sein de la couche limite
de I’aube suiveuse, et forcer la transition de cette derniere de laminaire a turbulente. Apres le passage du
sillage, la couche limite redevient laminaire. Une instationnarité du comportement de la couche limite est
alors induite par le passage périodique du sillage.

1.4.2 Effets potentiels

Les mouvements des aubes des roues voisines génerent des forces de pression instationnaires. Des
ondes de pression se propagent an amont (en écoulement subsonique) et en aval. Si le mouvement relatif
des roues est non nul, alors I’aube voisine va percevoir un chargement aérodynamique instationnaire. Pour
une distance axiale entre les deux roues adimensionnée par 1’écart interaube supérieure a 30% , I’effet
potentiel devient négligeable devant I’interaction de sillage dans le cas d’un écoulement subsonique (M <
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1) [40] [13]. C’est le cas des roues aubagées utilisées en turbomachines. Cependant, pour un écoulement
transsonique (M = 1), le terme en exponentielle ne joue plus le role d’amortissement. Les effets potentiels
peuvent alors étre présents loin de leur source. Ainsi, en considérant deux roues voisines en mouvement
I’une par rapport a 1’autre, I’effet potentiel généré par une des roues va soumettre 1’autre a des efforts
instationnaires pouvant engendrer un phénomene de réponse forcée.

1.4.3 Ecoulement de jeu

Une différence de pression est présente entre 1’intrados et I’extrados. Le fluide au niveau de la zone de
surpression (intrados) tend a rejoindre la zone de dépression (extrados) en passant par le jeu présent entre
I’aube et le carter comme illustré sur la Figure 1.5. Plus le jeu est important, plus le débit traversant le jeu
I’est aussi (pour une différence de pression identique). Cet écoulement induit a tendance a s’enrouler pour
générer un tourbillon longitudinal se propageant dans le sens de 1’écoulement, et dont les lignes de vorticité
sont alignéee avec les lignes de courant. Pour le stator, cet écoulement induit et son vortex associé sont une
source d’instationnarité dont la fréquence d’excitation est corrélée avec la vitesse de rotation (fréquence de
passage des aubes du rotor).

.
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Ficure 1.5 — Tourbillon de jeu [52]

1.4.4 Décollement de manche

Le décollement de manche apparait en présence de vent de travers. Il est causé par le décollement de
la couche limite au niveau de la nacelle, générant une distorsion dans le plan fan illustrée sur la Figure 1.6.
On observe alors un déficit de pression totale induit par le décollement de la couche limite. Dans le repere
tournant, cette distorsion est une source d’excitation aérodynamique instationnaire, pouvant générer des
réponses forcées synchrones pour le fan [12]. Cette interaction peut également impacter ’'OGV générant
des réponses forcées synchrones pour ce dernier.

Pour une vitesse de vent donnée, cette distorsion varie en fonction du débit moteur, schématisée sur
la figure 1.7. A faible débit, un décollement apparait au niveau du bord d’attaque de la nacelle, générant
localement une perte de pression totale dans le diffuseur. La vitesse du fluide au niveau du contournement
du bord d’attaque étant inférieure a la vitesse du son, ce phénomene est appelé “décollement subsonique”.
A débit intermédiaire, I’écoulement ingéré apporte assez d’énergie pour faire recoller la couche limite. La
distorsion disparait et I’écoulement dans le plan fan retrouve son homogénéité. A fort débit, le nombre
de Mach des particules fluides contournant le bord d’attaque de la nacelle devient supérieur a 1. Un choc
apparait, générant un fort gradient de pression décollant la couche limite. Ce décollement supersonique
induit d’importantes pertes de pression totale et une distorsion fortement étalée. L’ étendue de la distorsion
est néanmoins atténuée avec la présence d’un fan [43].
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Ficure 1.6 — Distorsion en pression totale induite par le décollement de manche [14]
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Ficure 1.7 — Différents cas de figure du décollement de manche en fonction du débit ingéré (schéma adapté
de Colin [14])
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1.4.5 Ingestion de vortex

Dans certaines conditions, le moteur peut étre soumis a I’ingestion d’un vortex [8]. Ce tourbillon génere
une distorsion de pression et de vitesse pour le fan, engendrant une réponse forcée des aubes mobiles
[8]. Linteraction entre le fan et le vortex génere un écoulement complexe instationnaire convecté jusqu’a
I’OGV. Ces fluctuations aérodynamiques sont une source d’excitation pour le stator, générant une réponse
forcée. L’objet d’étude de cette these est ’estimation de cette derniere avec la prévision de la source
d’excitation aérodynamique générée par I’interaction entre un fan et le vortex de sol. Les mécanismes de
formation ainsi que les caractéristiques de ce dernier sont présentés dans la suite de cette these.

2 Vortex de sol

Une des conditions nécessaires au bon fonctionnement d’un turboréacteur est la qualité du champ
aérodynamique ingéré par le moteur. En effet, un champ aérodynamique fortement hétérogeéne au niveau
du plan fan peut impacter les performances du moteur et/ou devenir une source d’excitation aérodynamique
instationnaire pour le fan et/ou I’OGV. On parle de distorsion aérodynamique lorsqu’une variation spatiale
d’une ou plusieurs grandeurs aérodynamiques est présente. Dans le cas du vent de travers, les grandeurs
pertinentes sont la pression totale, la direction et la norme du vecteur vitesse au niveau de 1’entrée d’air.
Le décollage sous vent de travers est une des conditions de fonctionnement les plus contraignantes pour le
moteur. En effet, le vent de travers induit plusieurs types de distorsion aérodynamique au niveau de 1’entrée
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d’air, comme le décollement de manche et la formation d’un vortex de sol. En effet, lorsque le moteur opere
proche du sol et sous certaines conditions, un vortex de sol peut apparaitre et étre ingéré par le moteur. Ce
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vortex. Ce dernier est également une source d’excitation aérodynamique pour le fan [8] [26] [37].

2.1 Formation du vortex de sol

Lorsqu’un débit non nul est ingéré par le moteur, I’écoulement est séparé en deux parties : I’écoulement
interne et externe. L’écoulement interne est contenu dans un tube de courant, dont la totalité est ingérée
par le moteur. L’écoulement externe correspond au reste de I’écoulement. Lorsque le tube de courant de
I’écoulement interne est intersecté par le sol, un point d’arrét apparait. C’est une condition nécessaire a
la formation d’un vortex de sol [81]. Le point d’arrét, et donc la possible apparition d’un vortex de sol,
dépend de la taille du tube de courant et de la distance au sol du moteur. En supposant un écoulement
uniforme selon la hauteur, et en notant U; et p; (U €t p) les caractéristiques de 1’écoulement interne de
la nacelle (infini amont), 1’équation de la conservation de la masse s’écrit :

PulUocAsw = piUiA; (LD

Avec A, I’aire de la section du tube de courant en infini amont, et A; 1’aire de section de I’entrée d’air. En
supposant un écoulement incompressible (o = p;), on obtient la vitesse adimensionnée :

Ut=—t==2 12)

Ce parametre caractérise la taille du tube de courant infini amont par rapport a la section de I’entrée d’air.
Un deuxieme parametre est introduit : H/D;, rapport entre la distance axe du moteur/sol H illustré sur
la Figure 1.8, avec D; le diametre correspondant a 2r; visible sur cette méme figure. La confrontation de
U* et de H/D; permet de caractériser la proximité du tube de courant de I’écoulement interne avec le
sol, susceptible de I'intersecter. Il existe ainsi un lien entre la présence ou non d’un vortex de sol, et les
deux parametres adimensionnés U* et H/D;, représenté sur la Figure 1.9. Afin d’améliorer le rendement du
moteur, la tendance actuelle des motoristes est a I’accroissement du débit ingéré dans le flux secondaire en
augmentant le diametre moteur. Ces futures configurations UHBR sont alors caractérisées par une valeur
de H/D; de plus en plus faible (dans une configuration classique d’installation sous aile), et sont beaucoup
plus enclines a I’apparition d’un vortex de sol en présence de vent pour un rapport de vitesse U* donné.
Le vortex de sol peut apparaitre en présence d’un vent quelle que soit sa direction (face, arricre, travers).
La premiere condition nécessaire est la présence d’un point d’arrét généré par I’intersection du tube de
courant avec le sol. La seconde est la présence d’une source de vorticité. De Siervi et al. [89] décrivent
I’origine de cette derniere dans le cas d’un vent de face et d’un vent de travers.
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Figure 1.9 — Zones d’absence et de présence d’un vortex de sol en fonction des parameétres de similitude
[72]

2.1.1 Vent de face

En présence de vent de face, c’est a dire dans la méme direction que 1’axe moteur, la vorticité donnant
naissance au vortex de sol provient de la vorticité ambiante. Ce terme définit la vorticité générée indépen-
damment de I’entrée d’air [89]. En amont de la nacelle, de la vorticité apparait au sein de la couche limite,
liée au gradient de la vitesse U selon la hauteur. Loin de I’entrée d’air, cette vorticité est perpendiculaire
a ’axe du moteur et parallele au sol. Elle est convectée et étirée a 1’approche de 1’entrée d’air par I’ac-
célération de 1’écoulement induite par la diminution de section du tube de courant. Pour un écoulement
non-visqueux, incompressible et en négligeant les forces volumiques, 1’étirement d’un tube de vorticité
entraine une augmentation de la vorticité au sein du tube [89]. Les lignes de vorticité sont ainsi courbées
au niveau de I’entrée d’air avec une augmentation de I’intensité de la vorticité, donnant naissance a deux
vortex de sol contrarotatifs représentés sur la Figure 1.10.

Two ingested
contra-rotating
vortices

Ambient vortex

Ficure 1.10 — Lignes de vorticité lors de la formation de vortex de sol sous vent de face [72]
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2.1.2 Vent de travers

En I’absence d’intersection entre le tube de courant et le sol, et en présence de vent de travers, a savoir
une direction de vent perpendiculaire a 1’axe moteur, Di Servi et al. [89] observent la présence de deux
vortex de contournement illustrés Figure 1.11(a). En diminuant progressivement H/D; et/ou en augmentant
U™, un point d’arrét apparait, noté (P) sur la Figure I.11(b), ainsi que le vortex de sol. Un vortex de contour-
nement est également présent dont une partie, contenue dans le tube de courant, est ingérée par le moteur
comme le montre la Figure 1.12. La frontiere du tube de courant illustrée Figure I.11 est une représentation
simplifiée en deux dimensions et ne se situe pas dans le méme plan que le vortex de contournement. Le
tube de courant réel (tri-dimensionnel) est beaucoup plus complexe a représenter.

(a) Low U;/Us Counter-rotating
trailing vortices

i Projection of
Uoo capture area

\ Ground plane

(b) High U;i/Us
—_—— ~
e
Projection of
capture arca Inlet
—
Us

Inlet vortex —\
s

|
|
|
i\ d
L Ground Plane Stagnation Point (P)

Ficure 1.11 — Représentation de 1’apparition d’un vortex de sol en fonction de U* sous vent de travers,
adapté de Siervi et al. [89]

Un des mécanismes mis en jeu dans la formation du vortex de sol est, comme dans le cas de vent de
face, I’étirement de tubes de vorticité ambiantes provenant de 1’interaction visqueuse (couche limite) entre
le sol et I’écoulement externe. La vorticité augmente alors le long des tubes de vorticité, et est convecté
par I’écoulement interne au tube de courant dans la direction de I’axe moteur. Cependant, De Siervi et al.
[89] arrivent expérimentalement a générer un vortex de sol sous vent de travers sans vorticité ambiante
en superposant deux entrées d’air, créant naturellement un plan de symétrie entre ces dernieres comme
I’illustre la Figure I1.13. Le sol est alors remplacé expérimentalement par un plan de glissement fictif entre
les deux entrées d’air. L’auteur observe la formation d’un vortex de sol reliant les deux entrées d’air et tra-
versant le plan de symétrie, ainsi qu’un vortex de contournement au niveau de chaque entrée d’air. Aucune
vorticité ambiante n’étant présente, un autre mécanisme de formation du vortex de sol doit intervenir. Afin
d’identifier ce dernier, De Siervi et al. [89] s’interrogent sur I’origine du tourbillon avant d’arriver a un
écoulement stationnaire. D’apres les auteurs, la vorticité est initialement produite au niveau de la surface
externe de I’entrée d’air pendant le régime transitoire menant a la formation du vortex. Au passage du ré-
gime transitoire au régime permanent, cette vorticité est portée par le tube de courant interne et est amenée
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Figure 1.12 — Simulation numérique RANS représentant le vortex de sol et le vortex de contournement (en
bleu la partie ingérée) adapté de Trapp et al. [94]

entre le sol et la nacelle. Un vortex de sol stationnaire est alors formé grace a cette vorticité. En englobant
ce dernier dans un volume de contrdle parfaitement cylindrique 7 comme illustré sur la Figure 1.13, nous
pouvons étudier la dynamique de I’intégrale de la vorticité au sein de ce volume. En négligeant les effets de
la turbulence et pour un écoulement incompressible, le taux de variation de vorticité intégré sur t est régi
par I’équation bilan 1.3. En considérant le vortex stationnaire, le terme de gauche devient nul. L’équilibre
de la vorticité intégré dans le volume 7 est alors assuré par les termes de production (1), transport (II), et
diffusion (IIT) de vorticité, illustrés dans 1’équation 1.3.

gtfwdrzf(w-V)VdT—f(n-V)wds—vfnx(wa)ds (1.3)

(0] I II)

Ou s correspond a la surface délimitant le volume 7, avec n le vecteur normal dirigé vers I’extérieur en tout
point de s, et V est le vecteur vitesse. De Siervi et al. [89] remarquent expérimentalement qu’en 1’absence
de sol adhérent, il n’y a pas de transport de vorticité vers le volume cylindrique 7. En effet, si le volume de
contrdle (cylindre 7) est placé de fagon a intersecter le plan de glissement a mi-hauteur du cylindre 7 comme
illustré sur la Figure 1.13, alors une perte de vorticité par convection vers 1’extérieur au niveau de la partie
supérieure et de la partie inférieure du cylindre a lieu. Par symétrie, ces deux flux sont de mé€me signe et de
méme valeur. Le volume 7 perd également de la vorticité par diffusion, en particulier a travers les surfaces
latérales du cylindre. Le terme de production de vorticité, assuré par I’étirement des lignes de vorticité, doit
alors compenser la perte par convection et diffusion dans le volume de contrdle. Plus récemment, Trapp et
al. [94] ont réalisé des simulations numériques RANS dans le but d’étudier les mécanismes de formation
du vortex de sol. Afin d’évaluer le role des couches limites au niveau de la nacelle et du sol sur la formation
du vortex de sol, il a réalisé des calculs numériques avec des conditions d’adhérence mixtes (alternance
entre paroi adhérente/glissante) entre le sol et la nacelle. Ces résultats sont résumés dans le tableau 1.1, ou
les conditions d’adhérences et de glissement sont respectivement notées (o) et (o). D’apres ces résultats,
le vortex de sol a besoin d’une seule source de vorticité pour apparaitre et se maintenir, qu’elle provienne
du sol ou de la nacelle. Cela est en accord avec les observations de De Siervi et al. [89] qui remarquent la
présence de deux sources de vorticité différentes menant au vortex de sol : la vorticité produite au niveau
du sol et au niveau de la surface externe de I’entrée d’air. Cependant, les auteurs observent qu’en présence
d’une nacelle adhérente et d’un sol non-adhérent, la vorticité du vortex est largement diffusée dans la
direction radiale. Ces deux conditions n’influent en I’occurrence pas sur le diametre du ceeur du vortex. Les
auteurs concluent que la couche limite au niveau du sol permet de limiter la diffusion radiale de la vorticité,
engendrant un vortex avec une vorticité en son cceur plus élevée. Ils remarquent néanmoins un vortex avec
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Ficure 1.13 — Représentation de la superposition de deux entrées d’air expérimentée par Siervi et al. [89]

une circulation plus faible dans une configuration avec des conditions d’adhérence. Afin d’identifier le

Sol | Nacelle | Présence du vortex de sol
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TasLE 1.1 — Présence du vortex de sol des calculs de Trapp et al. [94] selon le type de condition a la paroi
(e : adhérence; o : glissement)

mécanisme permettant le maintien du vortex dans un état stationnaire, et donc I’équilibre entre production,
transport et diffusion de vorticité, Trapp et al. [94] ont réalisé des calculs d’une entrée d’air proche du
sol sous vent de travers avec différentes conditions initiales. Un de ces calculs est réalisé avec une paroi
glissante au niveau de la nacelle et un sol adhérent, et est initialisé avec un champ aérodynamique issu d’un
calcul convergé avec toutes les parois glissantes. Ils observent I’apparition d’un vortex de sol. Cependant,
en effectuant la manipulation inverse (réalisation d’un calcul avec toutes les parois glissantes initialisé
avec un calcul convergé en présence d’un sol adhérent et une nacelle a parois glissantes) le vortex de sol
pourtant présent dans le champ aérodynamique d’initialisation disparait au cours du calcul. Cela montre
qu’avec les conditions de ce calcul, le vortex de sol ne peut pas €tre entretenu sans un apport de vorticité
par convection provenant du sol ou de la surface externe de I’entrée d’air. Aucune observation similaire
n’a été effectuée en essai. Ce résultat de calcul est en contradiction avec I’interprétation physique de De
Siervi et al. [89] ol ces derniers supposent un auto-entretien du vortex sans apport de vorticité extérieur a
celui-ci. Murphy [72] évoque la nécessité d’un apport permanent de vorticité par convection provenant de
la partie ingérée du vortex de contournement dont la vorticité provient initialement de la partie externe de
la nacelle. Les investigations n’ont néanmoins pas été€ plus poussées. Grace a leurs calculs faisant varier les
conditions d’adhérence de la nacelle et du sol, Trapp et al. [94] affirment numériquement que la vorticité
produite au niveau de la partie externe de la nacelle a une contribution plus importante sur 1’intensité du
vortex de sol que la vorticité issue du sol. Deux zones de concentration de vorticité provenant de la nacelle
ont été identifiées : feeding vortex et trailing vortex visibles sur la Figure 1.14.

— Le feeding vortex est un tourbillon situé au voisinage du vortex de sol et plus petit que ce dernier.

Il "nourrit" le vortex de sol en vorticité.
— Le trailing vortex correspond au tourbillon de contournement généré au niveau de la partie externe
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de la nacelle. Il est composé de deux parties : celle ingérée par le moteur et I’autre emportée par
I’écoulement moyen dans le sens du vent de travers. La composante du trailing vortex ingérée par
la nacelle interagit avec le vortex de sol, influengant directement sa circulation.

Trailing
vortex

Ground
vortex

Feeding
vortex

Ficure 1.14 — iso-surfaces de vorticité représentant les zones de concentration de vorticité [94]

Comme le montre la littérature, les mécanismes de formation du vortex de sol en condition de vent de
travers sont complexes, et sujets a différentes hypotheses sans consensus.

2.2 Caractéristiques aérodynamiques du vortex de sol

Un des objectifs principaux de la thése étant de simuler numériquement I’interaction entre le vortex
de sol et le fan, une modélisation fidele a la réalité du vortex de sol est indispensable. Le vortex de sol
est défini par différentes caractéristiques aérodynamiques, comme son rayon, sa circulation et son profil de
vitesse pouvant varier en fonction des conditions de vent de travers, a savoir du parametre U* a H/D fixé. Il
possede également des caractéristiques cinématiques au sein de son environnement, comme sa position au
sein de I’entrée d’air, son sens de rotation et un caractere instationnaire. Il est alors nécessaire de déterminer
les différentes grandeurs aérodynamiques permettant de modéliser au mieux le vortex de sol. Ces grandeurs
sont, dans la plupart des cas, tirées de la littérature.

2.2.1 Circulation du vortex de sol

La circulation d’un vortex permet de caractériser son intensité. Cette grandeur est mesurée ici le long
d’un contour plan fermé C circulaire suffisamment éloigné du centre du vortex, avec v le vecteur vitesse

de I’écoulement.
r- f v.dl (14)
c

D’apres le théoreme de Green, on obtient I’expression suivante :

F=fa)-nds (L5)
S

Avec S la surface plane délimitée par le contour C et n sa normale avec une direction en accord avec
I’orientation du contour C. La vorticité étant définie comme le rotationnel de la vitesse (w = V A v), il
vient mathématiquement que la vorticité est a divergence nulle. En englobant le vortex dans un volume V
dont la normale a la surface latérale est orthogonale en tout point au vecteur de vorticité, nous pouvons
alors affirmer que le flux de vorticité a travers la section S(x) est une constante, avec S(x) la surface
plane orthogonale a I’axe du tourbillon délimitée par C(x), et x 1’abscisse curviligne le long de I’axe du
vortex comme illustré sur la Figure 1.15. La circulation totale du vortex I'(x) a ’abscisse curviligne x
correspondant au flux de la vorticité a travers S (x), nous avons, d’apres le théoréeme de Kelvin (‘fi—l; =0)
Vx,I'(x) = T'. La connaissance de la circulation totale du vortex de sol selon un plan S (x) nous permet
de connaitre cette grandeur tout au long de son axe, du sol jusqu’au niveau de ’entrée d’air. Trapp et al.
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[94] ont mesuré la circulation du vortex de sol au niveau de plusieurs plans a des hauteurs différentes. Ils
remarquent une variation négligeable de la circulation selon ces plans de mesure. Murphy [72] montre un

Ficure 1.15 — Circulation I constante au niveau de différents plans avec pour coordonnées curvilignes x = 0
et x d’un vortex
comportement autosimilaire du vortex de sol en vent de travers en instaurant le parametre adimensionné :
r
D;U;

rr 1.6)
avec T correspondant a la circulation totale moyenne du vortex de sol. Par I’intermédiaire des études
expérimentales en soufflerie, Murphy a tracé 1’évolution de I'"* en fonction du rapport de vitesse U* pour
des valeurs de h/D; égales a 0.4 et 0.25 (dont les grandeurs sont illustrées sur la figure 1.8 ) a nombre
de Mach et épaisseur de couche limite constants, comme représentée sur la figure [.16. La mesure de la
circulation est effectuée selon un plan proche du sol. Pour un certain rapport de vitesse U™, on remarque
une valeur plus élevée de la circulation I pour la plus faible valeur de i/ D;. Pour h/D; = 0.25, I’évolution
de la circulation du tourbillon avec U* est strictement décroissante. En effet, de faibles valeurs de U*, donc
de grandes valeurs de U, engendrent une production de vorticité plus importante au niveau de la partie
externe de la nacelle, arrachée et transportée jusqu’au cceur du vortex. Cependant, I’augmentation de U*
a pour conséquence la diminution de la taille du tube de courant, réduisant ainsi la surface d’intégration
de la vorticité piégée dans le tube de courant, avec pour conséquence une diminution de la circulation du
vortex [8]. Cela peut expliquer la diminution de I'* dans le cas 4/ D; = 0.4 pour les U™ décroissants a partir
d’une valeur de U* proche de 10. La circulation totale du vortex peut ainsi étre estimée en connaissant
le point de fonctionnement du moteur, la géométrie de 1’entrée d’air ainsi que les conditions de vent de
travers. Les lignes verticales illustrées sur la figure 1.16 représentent la valeur limite de rapport de vitesse
U* d’apparition du vortex de sol.

2.2.2 Rayon du vortex de sol

Le rayon d’un tourbillon, supposé parfaitement circulaire, est défini comme la distance entre le centre
du vortex et le rayon de vitesse tangentielle maximale comme illustré sur la figure I.17. On parle également
de rayon visqueux, ou rayon du cceur du vortex. Murphy et MacMannus [73], Wang et Gursul [100] et Brix
etal. [11] I’ont mesuré expérimentalement dans des conditions de vent de travers. Les résultats obtenus par
Wang et Gursul [100] sont assez différents de ceux obtenus par Murphy et MacMannus [73], et Brix et al.
[11] malgré des rapports de vitesse U* et de garde au sol H/D; similaires a ceux de Murphy et MacMannus
[73] comme I’illustre la Figure 1.18.
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Figure 1.16 — Circulation adimensionnée I'* (eq. 1.6 ) en fonction du rapport de vitesse U™ (eq. 1.2 ) [89]
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FiGure 1.17 — Schéma d’un vortex analytique

Murphy et MacMannus [73] ont effectué des mesures PIV (Particule Image Velocimetry) au niveau
d’un plan proche du sol et parallele a ce dernier, situé a une hauteur de 0.083D;. Grace au champ de
vitesse obtenu, ils déterminent le champ de vorticité associé. Le centre du vortex est identifiable par le
point de vorticité maximale. En intégrant la vorticité sur un disque de rayon r et de surface S (r) avec un
centre confondu avec celui du vortex, la circulation du tourbillon est obtenue grace a 1’équation (I.5). En
notant C(r) le cercle fermé de rayon r et ayant son centre confondu avec celui du vortex, et en supposant
un tourbillon parfaitement circulaire, une vitesse tangentielle constante et dépendant seulement de r, la
vitesse tangentielle peut €tre exprimée de la facon suivante :

vo(r) = —— (L7

Pour mesurer le rayon du coeur du vortex, il suffit alors d’augmenter la taille du disque de rayon r jusqu’a
atteindre la vitesse tangentielle maximale grice a la connaissance de I'(r). Le rayon de ce disque correspond
alors au rayon du cceur du vortex r.. Quels que soient le rapport de vitesse U* et le parametre i/ D; (valant
0.25 ou 0.40 dans les travaux de Murphy [72]), le rayon du cceur du vortex oscille autour de 0.06r; (avec
r; le rayon interne de I’entrée d’air représenté sur la figure 1.8), avec des valeurs bornées entre 0.064r; et
0.055r;. Certaines caractéristiques du vortex étant instationnaires, en particulier la position de son centre.
il est nécessaire de réaliser une moyenne temporelle conditionnelle & parametres U* et h/D; fixés afin
d’obtenir une moyenne de ses caractéristiques qui ne dépende pas des fluctuations spatiales du centre du
tourbillon. La moyenne conditionnelle consiste a effectuer la moyenne des champs de vitesse des différents
champs PIV en superposant le centre des vortex capturés a différents instants. Cela permet de s’affranchir
des fluctuations spatiales du vortex, tout en prenant en compte les variations temporelles du rayon du coeur
du vortex. De plus, la mesure du rayon du vortex sur un champ de vitesse moyenné (sans utilisation d’une



2. Vortex de sol 23

moyenne conditionnelle) a tendance a surestimer le rayon du cceur du vortex [96]. Murphy [72] a également
effectué un tri statistique des mesures qu’il considére comme physiquement improbables.

Les mesures de Wang et Gursul [100] ont été réalisées en soufflerie grace a des champs PIV. Contrai-
rement a Murphy et MacMannus [73], plusieurs plans de mesures ont été utilisés : deux sous la nacelle et
paralleles au sol, a des distances au sol respectives de 0.02D; et 0.18D; et un au niveau de I’entrée d’air
parallele au plan fan. Ces mesures indiquent une légere augmentation du rayon du cceur du vortex avec
I’augmentation du rapport de vitesse U*. De plus, a U™ fixé, le rayon du coeur du vortex semble 1égere-
ment diminuer selon 1’axe du vortex en direction de I’entrée d’air. Contrairement 2 Murphy [72], Wang et
Gursul [100] mesurent directement la distance entre le centre du vortex et le point de vitesse tangentielle
maximale. Dans le cas ol le vortex n’est pas parfaitement symétrique, la moyenne entre les extremums
de rayons est effectuée. Wang utilise également une moyenne conditionnelle permettant de s’affranchir
de I’instationnarité de la position du vortex, évitant ainsi de surestimer son rayon. Wang et Gursul [100]
ont mesuré le rayon du cceur du vortex au niveau de différents plans : horizontal proche du sol, horizontal
proche de I’entrée d’air et vertical proche de I’entrée d’air. Comme attendu, les mesures entre ces différents
plans sont du méme ordre de grandeur. Cependant, il est a noter que le rayon du vortex mesuré dans le plan
vertical de I’entrée d’air semble 1égerement inférieur a ceux mesurés au niveau des plans horizontaux. Cet
écart semble s’accentuer avec la diminution du rapport de vitesse U*. Ces mesures ont été effectuées pour
une garde au sol de i/D; = 0.25. L’ écart relatif maximal mesuré entre les différents plans est de 30% pour
U™ =5, et diminue jusqu’a environ 20% pour un rapport de vitesse U* = 10. Aucune autre mesure n’a été
effectuée au-dela de ce rapport de vitesse. Etant donné la difficulté intrinséque 2 mesurer expérimentale-
ment le rayon du cceur du vortex, nous négligerons la variation de rayon du cceur du vortex le long de son
axe de rotation. Au regard de I’important écart de mesure de rayon entre les expériences de Murphy [72]
et de Wang et Gursul [100], il est probable que cela provienne de différences de conditions expérimentales
et de moyens de mesure (proximité du plan avec le sol par exemple). Ces dernieres sont résumées dans le
Tableau 1.2.. Une récente étude expérimentale menée par Nichols [17] indique un rayon moyen de 0.017r;
pour une garde au sol 4/D; = 0.36. La grandeur U™ n’est pas précisée.

Re=POD M= &
Murphy [73] [72] 10 055 | ~0.1-1
Wang et Gursul [100] 10° 0.09 -

TasLE 1.2 — Différences de conditions expérimentales entre les études de Murphy [72] et Wang et Gursul
[100]

Brix et al. [11] ont mesuré indirectement le rayon du cceur du vortex en supposant le profil de vitesse
du tourbillon connu. Les mesures du rayon du cceur du vortex sont résumées dans la Figure 1.18. Il existe
peu d’études numériques mesurant le rayon du cceur du vortex de sol. Zantopp et al. [109] ont remarqué
une forte dépendance du rayon du ceeur du vortex avec la finesse du maillage : une étude de convergence a
montré que le rayon du cceur diminue avec I’augmentation de la finesse des mailles, alors que la circulation
est peu affectée. Ces valeurs ne sont pas exposées dans leur article. L’hypotheése d’un phénomene d’hysté-
résis est également évoquée par I’auteur. En effet, un maillage différent peut mener a la convergence d’une
autre solution avec les mémes conditions aux limites.

Finalement, les différents rayons du cceur du vortex de sol mesurés par Murphy [72], Wang et Gursul
[100] et Brix et al. [11] sont récapitulées sur la figure 1.18. Plus récemment, Nichols et al. [17] ont mesuré
expérimentalement le cceur du vortex pour une valeurs de U* inconnue dans un plan proche de ’entrée
d’air. Ils obtiennent un rayon moyen d’environ 0.017r;. Etant donnée I'importante quantité de mesure
effectuée par Murphy [72] pour différentes valeurs de U*, un rayon du coeur du vortex égale a 0.06r; est
retenu pour le rapport de vitesse U™ utilisée dans le cadre de cette these.
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Ficure 1.18 — Rayon du cceur du vortex mesuré par Murphy et MacMannus [72], Wang et Gursul [100] et
Brix et al. [11] (voir fig. 1.8 pour la définition de r;, h et Dy)
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Ficure 1.19 — Comparaison des profils de vitesse pour les parametres n = 1 etn = 2

2.2.3 Profil de vitesse

Toutes les études [72] [11] [69] ayant pour but de représenter analytiquement le vortex de sol ont utilisé
une famille de modeles algébriques de tourbillon concentré introduite par Vatistas et al. [98] dont le profil
de vitesse est défini de la facon suivante en coordonnées cylindriques :

r r

Vg = — ————— (1.8)
2n (rn + r%")ﬁ
L ] (S — } (19)
vzmx (1 + r*211)1/”

Avec vy la vitesse tangentielle du tourbillon, r*
vortex et n ’exposant de Vatistas. La circulation du vortex ainsi que son rayon peuvent étre mesurés
expérimentalement sans la connaissance de la forme du profil de vitesse. L’exposant de Vatistas n définit
la forme du profil de vitesse tangentielle du tourbillon. Murphy [72] a expérimentalement déterminé ce
parametre pour un vortex de sol en vent de face et en vent de travers en étudiant la décroissance de la
vitesse tangentielle selon la distance r du centre du vortex. Pour chaque point de mesure (U™, h/D;), le

ri, r. le rayon de son cceur, I' la circulation du
c
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Ficure 1.20 — Sens de rotation du vortex de sol en fonction de la direction du vent de travers (vue de face)

facteur de forme n est une valeur moyennée. Murphy [72] obtient un facteur de forme d’environ 1 pour le
vortex de sol en vent de face. Cependant, ces résultats sont en contradiction avec les affirmations de Brix
et al. [11], ou ces derniers considerent qu’un facteur de Vatistas égal a n = 2 est un meilleur choix pour
représenter le vortex de sol en vent de travers (la différence de profil entre n = 1 et n = 2 est illustrée sur
la figure 1.19). Ces derniers ont mesuré cette valeur pour un rapport de vitesse U* = 20 et une garde au sol
h

5. = L. Les configurations traitées par Murphy [72] étant plus représentatives des conditions de vent de

travers rencontrées dans cette these, I’exposant de Vatistas n = 1 sera retenu dans la suite de cette étude.

2.2.4 Sens de rotation

De Siervi et al. [89] ont remarqué que le sens de rotation du vortex de sol en condition de vent de
travers ne dépend pas du signe de la vorticité ambiante produite au niveau du sol. Ce phénomene confirme
la présence d’une source de vorticité supplémentaire a celle présente au voisinage du sol. D’apres les
observations de De Siervi et al. [89], en regardant de face I’entrée d’air et avec un vent de travers provenant
de la gauche, le sens de rotation du vortex va dans le sens des aiguilles d’une montre. Wang et Gursul [100]
ainsi que Murphy [72] ont observé un vortex de sol tournant dans le sens inverse des aiguilles d’une montre
pour un vent de travers provenant de la droite (en regardant de face I’entrée d’air). La direction du vent
détermine alors le sens de rotation du vortex de sol. Les deux configurations possibles sont illustrées sur
la figure 1.20. Murphy [72] a de plus remarqué qu’une diminution de la circulation du vortex est associée
a un changement de source de vorticité prédominante : la source de vorticité prépondérante devient celle
provenant de la couche limite au niveau du sol. Le mécanisme de formation du vortex de sol devient alors
similaire a celui du vent de face : la courbure des lignes de vorticité issues du sol forme deux vortex
contrarotatifs au niveau de I’entrée d’air. Ce phénomene a également été observé dans 1’étude de Wang et
Gursul [100]. Cependant, les conditions de vent de travers définies par les parametres U™ et h/D; utilisés
dans cette these donnent un vortex assez puissant pour ne pas se trouver dans ce cas de figure.

2.2.5 Position du vortex de sol

La position du cceur du vortex de sol au niveau de 1’entrée d’air influence en partie la maniere dont
I’aube va interagir avec le vortex. En effet, les caractéristiques géométriques d’une section de I’aube,
comme I’angle de calage, varient selon la direction radiale. On peut donc s’attendre a des phénomenes
d’interaction aubes/vortex différents en fonction de la position d’impact entre la grille d’aubes et le vortex.
De plus, la grille d’OGV se trouvant en aval du fan, la position azimutale du vortex au niveau de I’entrée
d’air conditionne la localisation du (ou des) OGV impacté(s) par le chargement instationnaire induit par
I’écoulement complexe issu de I’interaction entre le vortex et le fan. Murphy [72] a mesuré la position du
ceeur du vortex sur un plan orthogonal a I’axe de I’entrée d’air et situé a 0.7D; du premier plan de ’entrée
d’air. Il repere la position du vortex selon un syst¢éme de coordonnées polaires (r,,d) avec pour origine
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radiale le centre de la nacelle et un axe polaire (6 = 0) pointant vers le haut représenté sur la Figure L.8.
Pour un rapport de vitesse U* = 18.3 et une garde au sol I% = 0.25, le vortex de sol a une position radiale
adimensionnée égale a r,,/r; = 0.84 et un angle 6 de 140°. Grace aux mesures de pression totale au niveau
du ceeur du vortex, on peut remarquer une déviation vers les 6 croissants avec la diminution du rapport de
vitesse U*. Pour toutes ces mesures, Murphy obtient un angle 8 < 180°. Wang et Gursul [100] ont mesuré
la position moyenne du centre du vortex de sol dans un plan proche de I’entrée d’air pour un vent de travers
de mé&me sens, une garde au sol identique (h/D; = 0.25) et un rapport de vitesse U™ égal a 6.25. Le centre
du vortex est repéré par un angle 6 > 180°. Pour un rapport de vitesse de U* = 10, le vortex semble se po-
sitionner avec un angle # = 180°, alors que Murphy et MacMannus [73] observent un vortex de sol situé a
6 < 180°. Ces écarts peuvent étre expliqués par la différence de position axiale des plans de post-traitement
entre les expériences de Murphy [72] et Wang et Gursul [100]. En effet, aprés s’étre introduit dans la na-
celle, le vortex semble ne pas étre aligné uniquement dans une direction purement axiale. Pour un vent de
travers provenant de la droite, 1’axe du tourbillon a tendance a s’incliner dans la direction opposée au vent
de travers dans un plan parallele au sol. Il existe également un phénomene d’hystérésis du vortex de sol
observé expérimentalement par Shin et Cheryl [88]. En particulier, sa position ou méme sa présence pour
un débit donné dépend du chemin par lequel ce débit a été atteint. Ce phénomene d’hystérésis a également
été observé numériquement par Green [37]. Ces auteurs ont également mesuré la position du vortex de sol
au niveau d’un plan proche du sol. Les résultats des deux études concordent, avec un déplacement de la
position moyenne du centre dans la méme direction du vent de travers (dans le sens de I’écoulement) pour
les U* décroissants.

2.3 Instationnarité du vortex

Wang et Gursul [100] ont étudié expérimentalement le caractere instationnaire du vortex de sol en vent
de travers par une méthode PIV. Ces derniers ont observé le caractere instationnaire de la position du vortex
de sol au niveau de I’entrée d’air. IIs ont relevé un nombre de Strouhal de St = fD;/U; de I’ordre de 0.025
avec f la fréquence du phénomene instationnaire. Murphy [72] et Wang et Gursul [100] ont remarqué que
le vortex issu du champ aérodynamique moyenné a une forme elliptique, avec un demi grand axe aligné
avec la direction du vent. Cela suggere une direction de déplacement du vortex privilégiée, dans la méme
direction que le demi grand axe. L’instationnarité du vortex a été€ observée numériquement par Secareanu
et al. [87] grace a des calculs LES (Large Eddy Simulation) dans une configuration de vent de face. Le
nombre de Strouhal identifié est similaire a celui déterminé par Wang et Gursul [100]. Ce dernier explique
le caractere instationnaire du vortex de sol par I’instationnarité du foyer de séparation formé au niveau du
sol. Cependant, Jermy et Ho [46] ont observé durant leur calcul un vortex, une fois formé, stationnaire. Ils
supposent que le mouvement instationnaire observé dans les essais expérimentaux et études numériques
pourrait provenir d’un caractere instationnaire de 1’écoulement ambiant. La fréquence des oscillations de
la position du vortex est tres faible par rapport a la fréquence de passage des aubes fan sur le tourbillon et
aux fréquences de modes propres des OGV. En effet, en notant fj la fréquence du mode de I’'OGV étudié
dans le cadre de cette thése, on a f/fy ~ 1072 . Il est donc peu probable que cette instationarité influe
directement sur la réponse forcée des OGV. Néanmoins, une amplitude importante de ces oscillations peut
amener a solliciter des OGV initialement hors trajectoire du tourbillon. Les mesures expérimentales des
caractéristiques aérodynamiques du vortex menées par Murphy et MacMannus [73] traduisent un caractere
instationnaire du vortex. En effet, les mesures du facteur de Vatistas n, du rayon du cceur du vortex et de la
circulation totale varient en fonction du temps comme illustré dans la figure 1.21.
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Ficure 1.21 — Variation de la circulation I'* (a) et de r./r; (b) en fonction des mesures prises au cours du
temps [73]

3 Interaction vortex/roue mobile

Cette section traite de I’interaction entre un vortex incident et une roue mobile. Il existe deux familles
principales de roues mobiles : le fan et I’hélice. Un fan est caréné avec des aubes proches les unes des
autres : on parle de grille d’aubes. A I’inverse, une hélice possede des pales espacées et non carénées.

3.1 Influence du vortex sur la roue mobile
3.1.1 Réponse forcée

Lors de I'ingestion d’un vortex de sol par le moteur, une distorsion aérodynamique est présente au
niveau de I’entrée d’air. L’écoulement dans le plan de rotation de la soufflante n’est plus homogeéne. Un
déficit local de pression totale, ainsi qu’une modification de 1’angle de giration défini via I’équation 1.10,
mentionné par Berthelon [8], rendent I’écoulement hétérogene :

a = atan(&) (I.10)
Vi
V, correspond a la vitesse axiale de I’écoulement et V; a la vitesse tangentielle pour le rayon considéré.
L’angle « est alors lié au changement d’angle d’attaque de 1’aube. Chaque aube traverse cette distorsion
a une fréquence 6—1\6 Hz, avec N la vitesse de rotation de la soufflante en tr/min. Ce changement local de
pression totale et d’angle de giration modifie le chargement aérodynamique de I’aube au passage de la
distorsion. L’aube est sollicitée périodiquement par un chargement aérodynamique instationnaire : c’est
une réponse forcée.

3.2 Influence de la roue mobile sur le vortex

Dans sa progression depuis 1’entrée d’air, le vortex de sol rencontre tout d’abord le fan, et est une
source d’excitation pour ce dernier. Cependant, comme 1’a montré 1’étude expérimentale de Frohnapfel
et al. [35], certaines distorsions tres localisées au niveau de 1’entrée d’air, analogues a un vortex de sol,
peuvent toujours &étre présentes malgré le passage a travers la grille d’aubes du fan, et interagir avec les
composants en aval, comme I’OGV. Les auteurs de cette étude ont généré plusieurs distorsions dans le
champ aérodynamique du fan dont une distorsion locale, similaire a un vortex concentré avec un sens de
rotation opposé a celui du fan. Il ont ensuite mesuré les champs aérodynamiques au voisinage du fan en
amont (station 0.5) et en aval (station 1.5) comme le montre la figure 1.22. La distorsion locale est toujours
présente (méme si transformée) apres avoir traversé le fan. Elle s’est cependant déplacée dans la direction
de rotation du fan. Yang et al. [106] ont étudié I’'impact d’une hélice de turbopropulseur sur un vortex
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Ficure 1.22 — Ligne de courant d’un écoulement distordu en amont et en aval du fan [35]

incident dont I’axe est aligné avec 1’axe de rotation de I’hélice. Il a effectué un calcul numérique (RANS,
Reynolds-Averaged Navier—Stokes) du hachage du vortex par I’hélice illustré sur la Figure 1.23. Le vortex
est alors découpé en plusieurs parties (VS1, ..., VSn,...) par le passage successif des pales, tout en étant
convecté dans la direction axiale globale. Lors d’une coupe du vortex par une aube, le tourbillon est séparé
en deux parties (VS1 et VS2 sur la Figure 1.23) se déplacant dans une direction radiale opposée I’une de
I’autre.

Radial Chordwise
displacement displacement

Ficure 1.23 — Iso-surface de vorticité d’un calcul RANS représentant la découpe d’un vortex incident par
une hélice de turbopropulseur [106]

Il existe également un déplacement relatif des parties du vortex selon la corde de I’aube. Cela est
expliqué par une vitesse d’écoulement plus élevée a I’extrados qu’a I’intrados. Les axes des parties du
vortex VS1 et VS2 ne sont plus alignés. IIs sont alors séparés par I’aube. Dans un contexte d’écoulement
supposé potentiel et afin d’assurer une vitesse normale nulle a la paroi de I’hélice, cette derniere peut étre
représentée de fagon équivalente a la présence d’un vortex miroir en champ libre pour VS1 et VS2. Ces
vortex images (fictifs) induisent une vitesse sur leur vortex pere, engendrant un déplacement des vortex
réels le long de 1’aube représenté schématiquement sur la Figure 1.24. Chaque vortex (VS1 et VS2 dans le
cas de la Figure 1.23) posséde son propre vortex miroir.

Yang et al. [107] remarquent que la position moyenne du vortex entre un plan en amont et en aval de
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Ficure 1.24 — Explication du déplacement radial de VS1 et VS2 causé par I'image du vortex adapté de
Yang et al. [106]

I’hélice est différente comme I’illustre la figure 1.25. Il se déplace radialement en direction du centre de
rotation de I’hélice, et dans la méme direction angulaire que le sens de rotation des pales. Le vortex suit
le sens de rotation globale du fluide induit par I’hélice. Le centre du vortex se retrouve a une distance de
0.2R de sa position initiale.
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Ficure 1.25 — Position du centre du vortex incident en amont (bleu) et en aval (rouge) de la soufflante [107]

Zehner [75] a étudié numériquement I’influence de I’angle d’incidence sur la réponse acoustique de
I’interaction pale/vortex. Cette étude paramétrique fait partie d’un travail de recherche plus global portant
sur I'interaction d’une pale avec un vortex incident. L’angle de calage est défini comme I’angle entre le
plan de rotation de la pale et la corde du profil. La pale posseéde une loi de vrillage afin d’avoir locale-
ment une incidence nulle quel que soit le rayon de la pale. Zehner [75] fait varier I’angle de calage de
I’aube de +5° a —5° a vitesse de rotation constante afin d’induire une incidence non nulle. L’ auteur utilise
un profil symétrique. Il remarque que la mise en incidence de la pale dévie le tourbillon de sa direction
axiale. Comme le montre la Figure 1.26, la direction de déviation du tourbillon dépend du signe de I’angle
d’incidence. Un angle d’incidence négatif dévie ’axe du tourbillon dans la méme direction que celle du
mouvement de I’aube. Inversement, un angle d’incidence positif dévie 1’axe du tourbillon dans la direction
opposée du mouvement de 1’aube au moment de 1’'impact. L’intensité de cette déviation est d’autant plus
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forte que I’angle d’incidence est fort. En effet, I’augmentation de ce dernier augmente la différence de pres-
sion entre I'intrados et I’extrados, et par la méme occasion I’écart de vitesse entre I’intrados et 1’extrados.
De la méme fagcon que la déviation observée des parties "VS1" et "VS2" dans 1’étude de Yang et al. [107],
I’écart de vitesse entre 1’intrados et I’extrados de 1’aube a pour effet de dévier ’axe du vortex en aval de
I’impact entre le vortex et la pale.
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Ficure 1.26 — Déviation du vortex pour une incidence négative (au dessus) et une incidence positive (en
dessous) avec (Z2Y) le plan de rotation de la pale et un sens de rotation vers les y décroissants [75].

Yang et al. [107] ont également pu étudier expérimentalement I’'influence des pales sur la circulation
du vortex. Ils remarquent une redistribution de la circulation du vortex. En effet, la circulation totale du
vortex reste globalement constante avant et apres le passage des pales. Yang et al. remarquent néanmoins
une augmentation de la vorticité dans le cceur du vortex en aval de 1’hélice, induite par 1’étirement axial
du vortex. La circulation loin du cceur du vortex semble décroitre en raison de la vorticité négative générée
par le sillage des aubes pour un vortex contra-rotatif par rapport au sens de rotation de 1’hélice.

Yang et al. [106] ont comparé numériquement et expérimentalement 1’interaction entre un vortex in-
cident et une hélice. Il ont réalisé leurs calculs numériques via une modélisation RANS en comparant
différents modeles de turbulence : k —w SST et k — € avec les données expérimentales obtenues via des me-
sures PIV comme illustré sur la Figure 1.27. Lorsque le vortex n’est pas sectionné par une aube, le champ
de vorticité calculé avec le modele de turbulence £ — w SST est similaire a celui issu du champ PIV. Ce-
pendant, lors de I’interaction entre 1’aube et le vortex, le champ de vorticité calculé avec ce méme modele
de turbulence indique une dislocation du vortex en deux parties a peu pres égales, alors que le champ de
vorticité issu de I’essai suggere une déformation importante du vortex sans dislocation. Yang et al. [108]
ont réalisé un calcul similaire avec le modele de turbulence k — €. Le champ de vorticité ainsi obtenu se
rapproche des données expérimentales comme illustré sur la Figure 1.27.

Ces résultats suggerent une dépendance du résultat de la simulation numérique de I’interaction aube/vortex
avec le modele de turbulence utilisé. Dans le cas de Yang et al. [106], le modele k — £ semble plus adapté
pour la prévision de la dislocation du vortex incident lors de son impact avec une aube.

3.3 Influence du vortex sur le sillage des aubes

L’écoulement induit par le vortex incident interagit avec le sillage des aubes. Yang et al. [107] ont réa-
lisé des essais expérimentaux afin d’étudier le champ de vorticité de 1I’écoulement en aval de I’interaction
entre le vortex et I’hélice. Le champ de vorticité a été reconstitué par 1’intermédiaire de mesures PIV pour
un vortex incident corotatif (méme sens de rotation que 1’hélice) et contrarotatif (sens inverse de rotation
de I’hélice) illustré sur la Figure 1.28. Yang et al. [107] remarquent une augmentation (diminution) de I’in-
tensité de la vorticité dans le sillage des pales pour un vortex contrarotatif (corotatif). Ceci s’explique par
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Ficure .27 — Comparaison numérique et expérimentale du champ de vorticité en aval de I’hélice a I’instant

d’impact du vortex [107]

I’augmentation (diminution) de la différence de vitesse selon I’envergure entre 1’intrados et I’extrados pour

un vortex contrarotatif (corotatif).

Le tourbillon induit localement une variation de 1’angle d’incidence de I’aube le long de son envergure
dont le signe dépend du sens de rotation du vortex. Dans le cas d’un vortex contrarotatif, la variation de
I’angle d’attaque le long de I’envergure de 1’aube est négative. Ainsi, une vorticité négative s’échappe du
bord de fuite de 1’aube, augmentant I’intensité de la vorticité du sillage. A I’inverse, un vortex corotatif a
pour conséquence de diminuer la vorticité du sillage. Néanmoins, Wittmer et Devenport [105] semblent
montrer que la vorticité induite par le vortex incident au niveau du sillage semble diminuer au fur et a
mesure de la progression de 1’écoulement dans la direction axiale.
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3.4 Blade vortex interaction

Dans la littérature, 1’étude de I’interaction entre une aube et un vortex est nommée BVI (Blade Vor-

tex Interaction). Ce type de phénomene est décliné en 3 types : ’interaction parallele, perpendiculaire et
orthogonale.

[a) Paralléle. (b) Perpendiculaire. () Orthogonale.

Ficure 1.29 — Différentes configurations d’interaction [75]

— DL’interaction parallele illustrée sur la figure 1.29(a) correspond a la configuration ot I’axe du tour-

billon est aligné avec I’envergure de la pale. Cette configuration est une source de bruit importante
pour les hélicopteres, lors de I’interaction entre le rotor principal et ses tourbillons marginaux.

— Linteraction perpendiculaire illustrée sur la figure 1.29(b), a lieu lorsque la corde de 1’aube et I’axe

du tourbillon sont alignés. Cette configuration a particulierement été étudiée par Barnes et al. [4]
[6] [5] a travers des simulations ILES (Implicit Large Eddy Simulation). Un tourbillon marginal est
généré par une premiere aile, et vient interagir avec une aile suiveuse dont la corde est alignée avec
I’axe du tourbillon. Par I’intermédiaire d’un couplage du champ aérodynamique et d’un modele
de plaque plane a éléments finis, les auteurs calculent la réponse aéroélastique statique de 1’aile
suiveuse sujette a des charges aérodynamiques modifiées par le vortex incident. Cela est causé par
des interactions aérodynamiques entre les tourbillons marginaux des deux ailes, ainsi qu’une forte
instabilité des tourbillons. Garmann et Visbal [36] étudient I’interaction dynamique entre une aile
et un vortex se déplacant dans la direction perpendiculaire a son axe de rotation par I’intermédiaire
d’une simulation ILES.
L’interaction orthogonale est celle qui se rapproche le plus du cas fan/vortex de sol. Ce type d’in-
teraction est illustré sur la figure 1.29(c) et dont les parametres sont indiqués que la figure 1.30.
Cette configuration est particulierement étudiée dans le domaine des hélicopteres lors de 1’inter-
action entre le vortex induit en bout de pale du rotor principal et la pale du rotor anticouple. De
part son caractere fortement instationnaire et tridimensionnel, ce phénomene génere un bruit im-
portant. L'une des premieres études sur ce sujet est attribué a Schlinker et Amiet [85]. Ils réalisent
une étude expérimentale afin de mesurer I’impact acoustique de cette interaction. Quelques années
apres, I’équipe de Marshall et al. [63] [65] [50] s’est intéressée a la dynamique de !’interaction
dans un cadre simplifié par voie analytique, numérique et expérimentale. Lors de ces travaux, trois
parametres de similitude pilotant le type interaction entre 1’aube et le vortex ont été identifiés : le
parametre d’impact, le parametre d’épaisseur et le parametre axial.

— Parametre d’impact / : rapport entre la vitesse d’impact v; de la pale sur le tourbillon et le
maximum de vitesse tangentielle du tourbillon vi***. I’ordre de grandeur de la vitesse tangen-
tielle maximale d’un tourbillon peut étre estimé par I’approximation : vj'* ~ 271;,6.

— Parametre d’épaisseur 7 : rapport entre 1’épaisseur de la pale e et le rayon du cceur du tour-
billon r,.

— Parametre axial A : rapport entre le déficit de vitesse axiale au cceur du tourbillon v, et la
vitesse maximale tangentielle vi'**.

L’interaction “pseudo-orthogonale" se situe entre I’interaction orthogonale et perpendiculaire. Elle

est présente lorsqu’il existe un angle de calage de I’aube impactant le vortex, avec le plan de rotation

orthogonal a 1’axe du vortex. Zehner [75] et Yang et al. [106] [108] [107] ont rencontré ce type
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Ficure 1.30 — Parametres BVI (Blade Vortex Interaction)
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d’interaction. Dans le cadre e
localement orthogonal & I’axe de rotation du vortex de sol. Les aubes du fan possédant un angle
de calage non négligeable, le type d’interaction rencontré durant cette theése est alors qualifié de
pseudo-orthogonale.

Les parametres de similitude s’expriment alors :

vy 27r vy

I= 7 T (L11)
r=2 (L12)
re
Vg 271 Vg
- e = 7 (L13)

L’équipe de Marshall et al. [63] [66][65] [50] décrit plusieurs types d’interaction selon la valeur de ces

parametres de similitude.

— Pour un parametre d’impact faible 2 modéré (I < 0.1), Krishnamoorthy et Marshall [50] re-
marquent que le mouvement de rotation du tourbillon est assez puissant pour arracher de la vor-
ticité au sein de la couche limite, et ce méme avant impact. Plus ce parametre augmente, plus ce
phénomene apparait tard, jusqu’a ce que I’'impact devienne prépondérant. Ce régime est appelé
“tourbillon fort".

— Pour un parametre d’impact élevé, I’interaction dépend du parametre d’épaisseur [65].

— Un parametre d’épaisseur élevé T > (.25 va induire une courbure du vortex avant la péné-
tration de I’aube comme le montre la Figure 1.32, et ainsi rapprocher le vortex de 1’extrados
du profil [50]. La couche limite va ainsi étre arrachée, pour ensuite venir enrouler le vortex,
perturbant ce dernier [65]. On dit que la couche limite est “altérée".

— Pour un parametre d’épaisseur faible, la séparation de la couche limite n’a pas lieu, avec
tres peu de déformation de vortex avant I’impact. Cela revient a un régime de hachage d’un
vortex par une plaque plane (d’épaisseur presque nulle) [66]. On dit que la couche limite est
“non-altérée". Cependant, un décollement peut apparaitre apres impact : la couche limite est
entrainée dans le cceur du vortex [50].

Le phénomene physique piloté par le parametre axial est indépendant des deux autres para-
metres de similitude.
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— Pour un parametre axial faible, le rayon du tourbillon varie le long de son axe lors de la pénétration
de ’aube au sein du tourbillon. Il augmente au niveau de I’extrados, et diminue au niveau de
I’intrados. Marshall et Krishnamoorthy [65] nomment cette configuration le régime “subcritique”
illustré sur la Figure 1.31(a).

— Pour un parametre axial élevé, la vitesse axiale du tourbillon est assez importante pour que ce
dernier impacte I’extrados de la méme fagon qu’un jet sur une plaque plane. Ce régime est appelé
“supercritique" illustré Figure 1.31(b).

écoulement

Euummi

zone de compression
(amont)

zone d’étirement
{aval)

(a) Tourbillon subcritique, parametre (b) Tourbillon supercritique, para-
axial faible. métre axial fort.

Ficure 1.31 — Influence du parametre axial [75]

tourbillon déformé

Ficure .32 — Parametre d’impact faible et parametre d’épaisseur élevé [75]

Marshall et Krishnamoorthly ont introduit un parametre axial modifi€ A’, avec la moyenne du déficit
de vitesse axiale v, du vortex exprimée de la facon suivante :

1 e
Vg = F ; 2mrv,(r)dr (I.14)
C
,  Va 2nrev,

La limite entre le régime subcritique et supercritique a alors été identifiée comme A’ = % L’interaction

orthogonale aube/vortex est alors définie essentiellement par ces parametres sans dimension.

Dans la littérature, de nombreuses €tudes expérimentales et simulations haute fidélité ont été effectuées
afin d’étudier I’interaction orthogonale aube/vortex. Ces études sont recensées dans les tableaux 1.3 et 1.4.
Cependant, les études citées dans les tableaux 1.2 et 1.3 ne sont pas représentatives du cas traité dans cette
these.
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Ficure 1.33 — Niveaux de réponse vibratoire mesurés par jauge OGV lors d’'une montée/descente en régime
avec apparition/disparition de vortex sol

3.5 Réponse forcée de 'OGV

A ce jour, il n’existe pas d’études de réponse forcée d’OGV sous ingestion de vortex dans la littérature.
Harris et al. [41] ont étudié la réponse forcée d’un OGV induite par une excitation aérodynamique générée
par I’oscillation d’un choc en régime transsonique. Dans un cadre plus général, il n’existe pas d’étude de
réponse forcée avec une superposition modale d’un stator a des interactions de sillage d’un rotor amont.
Néanmoins, des analyses expérimentales des chargements instationnaires a la surface d’un stator induits
par le passage d’un rotor en amont de ce dernier ont été étudiées par Fleeter et al. [33]. Malgré I’absence
d’études sur la réponse forcée de ’OGV sous ingestion de vortex, ce phénomene a été observé en essais
sur un démonstrateur SAFRAN. Les niveaux de chargement aérodynamique instationnaire a I’origine des
forts niveaux vibratoires observés sont actuellement mal compris. En effet, si pour le fan, la distorsion
occasionnée par le vortex est tournante, il n’en est pas de méme pour I’OGY, stator, situé dans le méme
repere que le tourbillon. Le vortex se trouve haché par son passage a travers le fan tournant.

La figure 1.33 représente un spectrogramme d’une jauge de contrainte placée sur un OGV dans le sillage
de I’interaction entre le fan et le vortex lors d’une montée et d’une descente en régime. Les différents modes
de ’'OGV (modes 1, 2 et 3) sont indiqués sur I’axe des ordonnées au niveau de leur fréquence propre. On
remarque plus globalement la présence d’un décollement de manche en début de manceuvre suivi d’un
recollement subsonique, puis 1’apparition et la disparition du vortex de sol. Le niveau de réponse du mode
1 est particulierement élevé dans la zone vortex quel que soit le régime du moteur. Cela correspond a une
réponse asynchrone : la réponse vibratoire est dé-corrélée du régime de rotation, seule la présence du vortex
implique des niveaux de réponses de contraintes élevés. Pour le mode 3, on remarque un croisement de la
fréquence du mode propre avec la signature de I’ordre moteur N, correspondant au Neme harmonique du
régime moteur lié au passage du sillage des aubes du fan (N étant le nombre d’aubes de la roue mobile).
Cette coincidence correspond a la réponse forcée liée uniquement aux sillages du fan, avec N passages
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de sillage vus par ’OGV en un tour de roue. Le méme phénomene apparait sur le mode 3, avec en plus
une coincidence de I’ordre moteur N pendant la phase de décélération dans la zone vortex. Ce niveau de
réponse est beaucoup plus élevé que la coincidence sous sillage seul, suggérant une source d’excitation
différente sur les OGV.

L’objectif de ces travaux est d’analyser et de prévoir numériquement la source d’excitation de ’'OGV
observée en essais par I'interaction entre un vortex de sol et le fan. La caractérisation de cette source
d’excitation aérodynamique est indispensable pour la prévision de la réponse vibratoire, appelée réponse
forcée, de ’OGYV soumis a I’interaction entre la soufflante et le vortex de sol.

4 Bilan et objectifs de la these

Ce chapitre a tout d’abord décrit les mécanismes de formation du vortex de sol ainsi que ses caracté-
ristiques aérodynamiques (rayon du coeur, circulation totale, profil de vitesse, sens de rotation et position
dans I’entrée d’air) en fonction des parametres géométriques de 1’entrée d’air, du débit massique ingéré
ainsi que du vent de travers. Les caractéristiques aérodynamiques du vortex de sol sont utilisées pour sa
modélisation dans les simulation numériques effectuées dans ces travaux de these. Les diftérents phéno-
menes mis en jeu dans I’interaction entre un vortex incident et une roue mobile de turbomachine sont les
suivants :

— le passage de la distorsion au travers le fan.

— la déviation du centre du vortex en aval de la roue mobile.

— la déviation de 1’axe de rotation du vortex incident au passage des aubes.

— Une modification de la vorticité des sillages du fan en présence d’un vortex incident.

La présence de ces phénomenes montre la complexité de 1’écoulement généré par I’interaction entre le
vortex de sol et la soufflante. Certains OGV peuvent donc &tre soumis a cet écoulement instationnaire,
entrainant des fluctuations de contraintes mesurées lors des essais. Avec 1’augmentation du diametre des
moteurs et la diminution de la garde au sol, ’apparition des vortex de sol est plus probable avec des in-
tensités plus élevées, ce qui augmente également la fréquence d’apparition de réponse forcée des OGV
soumis au vortex transformé. Il est donc important pour les industriels de pouvoir estimer avec précision et
a un colt raisonnable la source d’excitation aérodynamique des OGV afin de prévoir leur réponse forcée
de maniere fiable. Cela est indispensable pour orienter les choix de conception en amont des essais de
certification. Toutefois, en raison de la complexité de cette source d’excitation, qui implique I’interaction
entre le vortex de sol et la soufflante, sa modélisation est indispensable et complexe a mettre en ceuvre.
Le premier objectif de la these est de mettre en place une simulation haute-fidélité d’un cas académique
représentant 1’interaction entre un vortex de sol et une soufflante simplifiée. Cette simulation permettra
d’obtenir une compréhension fine de la source d’excitation aérodynamique des OGYV, avec un résultat de
référence. Le deuxieme objectif est de créer une modélisation RANS qui représente au mieux 1’écoulement
complexe observé dans la premiere partie de ces travaux en vue d’une modélisation adaptée pour les outils
de simulation industriels. Cette étape nécessite une étude de 1’'influence des parametres de modélisation
basse-fidélité sur 1’écoulement du cas académique basé sur les résultats du cas de référence. Une fois ces
parametres convenablement choisis, un calcul aéroélastique de réponse forcée des OGV au sein d’un mo-
teur UHBR sous ingestion de vortex de sol est réalisé avec la modélisation déterminée précédemment. Le
chapitre II présente les méthodes numériques utilisées dans les simulations aéroélastiques afin de prévoir
la réponse forcée d’une structure a une sollicitation extérieure.
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Approches numériques du phénomene de
réponse forcée

L’ objectif de ce chapitre est de décrire les méthodes numériques utilisées dans les simulations aéroélas-
tiques afin de prévoir la réponse forcée d’une structure soumise a une excitation aérodynamique extérieure.
Dans un premier temps, le probleme de réponse forcée est introduit analytiquement grice aux équations
décrivant le phénomene. La description du probleme est ensuite enrichie en prenant en compte le couplage
fluide/structure. Enfin, les différentes méthodes numériques associées a différents niveaux de modélisation

de ce couplage sont décrites, ainsi que leurs hypotheses associées.
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1 Mise en équation de la réponse forcée

Les sources d’excitation présentées dans la partie 1.4 induisent un chargement instationnaire au niveau
de la structure. On peut modéliser la réponse structurelle a cette sollicitation périodique en écrivant le
principe fondamental de la dynamique. L'équation de la dynamique des structures dans le cas général est
de la forme :

[M]k(t) + [D]x(?) + [K]x(?) = F(¢) (IL.1)

La structure est modélisée a 1’aide de la méthode des éléments finis avec x(¢) le vecteur comportant les
coordonnées des N degrés de libertés. [M], [D] et [K] correspondent respectivement a la matrice de masse,
d’amortissement et de raideur. F(¢) correspond a la force d’excitation aérodynamique de la structure, indé-
pendante de son mouvement dans le cas du phénomene de réponse forcée.

C’est une équation différentielle linéaire du second ordre avec second membre. La simplification de cette
équation dans le cadre de la dynamique des structures passe par son passage dans la base modale du sys-
teme. Pour ce faire, on cherche une solution non triviale (x(¢) # 0) de 1’équation (II.1) en considérant le
systeme sans amortissement (ie. [D] = [0]) ni sollicitation extérieure (ie. F = 0) avec une solution de la
forme x(f) = Xe/“'. Cela revient a résoudre un probléme aux valeurs propres :

(K] - o’ [MDX = 0 (I1.2)

Ce systeme admet N valeurs propres associées a N vecteurs propres notés ¢;. On peut alors exprimer les
déplacements comme une combinaison linéaire des modes propres.

N
x() = ), $iai) (IL.3)
i=1

Avec g;(¢) le coefficient associé au mode propre ¢;. w; correspond a la pulsation propre du iéme mode, et
solution de I’équation ([K] - wi[M]) ¢; =0.
On exprime alors le déplacement dans la base modale :

x(1) = [@lq(n) (IL.4)

Avec [@] la matrice des modes propres et q(¢) le vecteur des coordonnées généralisées, a savoir les coeffi-
cients associés a chaque mode.
En projetant I’équation de la dynamique dans la base des modes propres, on obtient :

(16 + [Bla(®) + [¥1q(t) = Lag(t) (L5)
Avec :
1] = [@] [M][D]
Bl = [@]"[D][®]
[y] = [@][K][®]
f) = [ F@)

U, B et y sont respectivement la matrice de masse généralisée, la matrice d’amortissement structural
généralisée, et la matrice de raideur généralisée. On note que u et y sont diagonales par construction.
Sous I’hypothese de Basile [45] (amortissement structural faible et fréquences propres éloignées), 8 peut
également étre considérée diagonale. Les forces aérodynamiques d’excitation projetées selon la base des
modes propres sont les forces aérodynamiques généralisées. L' équation de la dynamique étant projetée
sur la base modale, nous obtenons donc N équations découplées ol chacune d’entre elles correspond a la
dynamique d’un mode propre. On peut donc traiter ces équations indépendamment.

L’équation de la dynamique associée au mode i dans le domaine temporel est donc :
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HiGi(®) + Biqi(1) + viqi(1) = fag.i(?) (I1.6)
En posant w; = /% la pulsation propre du mode i, & = £ son amortissement relatif et Juei(®) 1a
p Hi 2w 8>

sollicitation extérieure projetée sur le mode i, I’équation devient :

1
Gi(1) + 2E:wii(1) + Wi qi(1) = ;fag,i(t) (IL.7)

En supposant une sollicitation harmonique de pulsation €, la force d’excitation et les coordonnées
généralisées sont de la forme : fuz(1) = |fugile’™ et gi(t) = |gile/¥+¥). La réponse de la structure est de
méme pulsation que I’excitation, avec un déphasage ¢;.

On introduit la variable complexe comportant le déphasage des coordonnées généralisées par rapport aux
forces aérodynamiques généralisées : §; = |g;le/¥'.

En injectant ces variables dans 1’équation (IL.7), on obtient I’équation de la dynamique du mode i dans
le domaine fréquentiel :

. . 1
(—Q? + 2jEQw; + w )G = ;|fag,i| (IL8)
1

Ainsi ’amplitude de déplacement de la coordonnée généralisée du mode propre i en réponse a une
force aérodynamique généralisée de pulsation € est la suivante :

If ag,il/ Mi

1g:l(€2) = (IL9)
Vi - 0 + 260w
Avec un déphasage de la réponse :
—2&:w;
wi(QQ) = arctan(ﬁ) (II.10)

Le phénomene de résonance est atteint lorsque 1’amplitude de la réponse d’un mode propre est maxi-

male. Cela se produit pour une pulsation d’excitation Qy; = w; 1/1 - 2§,-2. Dans le cas d’un mode propre
sous amorti (§; < 1), la pulsation de résonance et la pulsation propre du mode i coincident (Qg; =~ w;).
Cette hypothese est justifiée dans le cas de roues aubagées [54]. Dans cette situation, I’amplitude de la
vibration est directement pilotée par I’amortissement, d’ou I’intérét de prévoir finement ce parametre.

2 Modélisation couplage fluide/structure

Dans la partie précédente, seul le fluide peut transmettre de 1’énergie vers la structure par 1’intermé-
diaire des forces aérodynamiques généralisées indépendantes du mouvement de la structure. Cependant, le
fluide au voisinage de la structure réagit au mouvement de cette derniere, générant de nouvelles variations
de pression a sa surface. Les forces aérodynamiques généralisées vont alors également dépendre du mouve-
ment et de la position de la structure, a savoir : x(f), k(¢), ¥(¢). Dans le cas le plus général de réponse forcée,
nous avons la combinaison des deux effets : une force d’excitation que 1’on peut considérer indépendante
du mouvement et une force de couplage, dépendant du mouvement, qui va modifier les caractéristiques de
fréquences et d’amortissement du systéme structural. L’équation de la dynamique de la structure devient
alors :

MX(t) + Di(t) + Kx(t) = F(¢, x(¢), X(t), %(t)) (IL.11)
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Figure II.1 — Illustration de I’influence de 1I’amortissement pour une réponse forcé [8]

En projetant dans la base modale, on obtient :

HG() + BG(0) +yq(t) = fag(t, x(1), X(2), (1)) (L.12)

La séparation en N équations modales indépendantes n’est plus possible : le second membre couple
les différents modes entre eux.

3 Meéthodes de résolution

Marshall et Imregun [62] ont énuméré exhaustivement les méthodes de calcul utilisées dans le do-
maine des turbomachines. Les problemes aéroélastiques font intervenir simultanément le domaine de la
dynamique des structures et de la mécanique des fluides. Le fluide sollicite la structure, et la structure
déplace le fluide. Il est alors nécessaire qu’un échange d’information entre ces deux domaines ait lieu. Cet
échange d’information est généralement classé en trois catégories :

-Le couplage fort, ot la structure et le fluide interagissent a chaque pas de temps physique.

-La méthode découplée, ou les calculs structure et fluide n’interagissent pas entre eux.

-Le couplage faible, qui est une méthode de calcul intermédiaire entre le couplage fort et la méthode dé-
couplée.

3.1 Méthode découplée

La méthode découplée repose sur I’hypothése de linéarité de I’amortissement [76] et de 1a superposition
des forces aérodynamiques (terme de droite de 1’équation II.11). Ces dernieres s’expriment sous la forme
suivante :

F(x,1) = [A]X + [B]X + F&<(¢) (IL13)

Avec [A] et [B] respectivement la matrice de raideur aérodynamique et d’amortissement aérodyna-
mique. F®¢(¢) correspond a la composante instationnaire des forces aérodynamiques indépendantes du
mouvement et de la position de la structure. En régime périodique, le terme d’accélération (X) a la méme
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phase que le terme de déplacement. Les termes inertiels sont donc compris dans la matrice de raideur [A].
En projetant dans la base modale, on obtient :

fag = [A'lq + [B']q + £3;° (IL14)

Avec [A’] = [D]T[A][®@] et [B'] = [®]T[B][D] respectivement les matrices de raideur aérodynamique
généralisée et la matrice d’amortissement aérodynamique généralisée. Sauf exception, ces matrices ne sont
pas diagonales : elles couplent les modes entre eux. La résolution séparée des équations est impossible. Le
découplage des modes se fait en supposant que les fréquences propres du systéme soient assez éloignf,’:es

pour ne pas interagir entre eux. Ainsi, pour un mode propre i, et en posant wa,iz = —% eté,; = —%,
I’amplitude du mode i est alors :
1
lqil(€2) = (L15)

V@R + 042 = ) + Q& + £,)0w,)?

Un calcul purement mécanique permet de déterminer la pulsation propre du mode ainsi que la matrice
de masse. L’amortissement mécanique du mode i noté &; est généralement déterminé de facon expérimen-
tale. Un calcul aérodynamique instationnaire avec un maillage fixe permet de déterminer |f ‘Z‘fl Un second
calcul aérodynamique est effectué avec un maillage mobile et une amplitude de mouvement imposée, afin
de déterminer w,; et &, ;. Ces variables maintenant connues sont finalement réinjectées dans I’équation afin
de calculer I’amplitude modale du mode i.

Cette méthode de calcul est rapide et est couramment utilisée dans le monde industriel. Cependant,
ces hypotheses assez fortes impliquent une perte d’information des échanges entre le fluide et la structure
[76][7] que I’on rappelle ci-apres :

- Excitation harmonique et indépendante du mouvement.

- Fluide léger.

- Découplage des modes propres.

- Le fluide n’a aucune influence sur les modes propres.

- Linéarité de la réponse aérodynamique au déplacement et a la vitesse de la structure.

3.2 Méthode de couplage fort

Contrairement a la méthode découplée, un échange d’information entre le fluide et la structure a lieu.
Les hypotheses sont donc beaucoup moins strictes par rapport a la méthode découplée. En effet, il n’y
a pas de superposition des forces aérodynamiques. Les non-linéarités aérodynamiques sont alors prises
en compte dans le calcul, comme la modification des modes et fréquences propres sous le chargement
aérodynamique et I'interaction des modes propres dans le cas d’un modele structural complet. De plus,
I’amortissement aérodynamique n’est plus linéaire.

Une méthode de calcul itérative est présentée par Piperno [77] avec les étapes suivantes :
— Initialisation du champ de déplacement X(¢) et du champ aérodynamique A(?).

— Calcul du nouveau déplacement de la structure X(¢+ Af) sous le chargement aérodynamique de A(?).

— Calcul du nouveau champ aérodynamique A(f + Af) modifié par X(¢ + Af)

— Avancement du pas de temps

Dans une telle approche séquentielle, la résolution du champ aérodynamique et du déplacement de
la structure ne se font pas exactement au méme instant. Ce décalage peut induire la non-conservation de
I’énergie entre le fluide et la structure [77].
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Une formulation implicite peut étre introduite afin de converger la structure et le fluide au méme instant
avant d’incrémenter le pas de temps physique [3]. Cela permet de s assurer de la conservation d’énergie
entre I’interface fluide/structure. Plusieurs variantes de ces algorithmes peuvent exister, avec des méthodes
sous-itératives de point fixe, ou des approches implicites utilisant une approche de Newton, ou bien I’ utili-
sation de sous-itération uniquement pour le calcul aérodynamique, utilisé dans les travaux de Delbove [25].
La méthode de couplage fort nécessite également le calcul d’un long régime transitoire avant d’arriver au
régime permanent.

3.3 Meéthode de couplage faible

Les méthodes de couplage faible sont des méthodes intermédiaires entre les méthodes de couplage fort
et les méthodes découplées. Contrairement au couplage fort, les échanges d’information entre le fluide et
la structure ne se font pas a chaque pas de temps physique. Il y a tout de méme des échanges d’information
ponctuels entre le fluide et la structure, a la différence de la méthode découplée. La méthode de couplage
faible est un processus itératif consistant a résoudre alternativement le probleme fluide et le probleme
structure. Le probleme dynamique est résolu en considérant 1’aérodynamique figée tandis que le probleme
fluide est résolu en considérant la structure figée. A chaque itération, une mise a jour de I’aérodynamique
dans le probleme structure et de la structure dans le probleme aérodynamique est effectuée. Le processus
prend fin lorsque 1’équilibre entre le fluide et la structure est atteint. Aucune hypothese de linéarité n’est
effectuée sur les forces aérodynamiques (contrairement a la méthode découplée). De plus, il n’est pas
nécessaire de résoudre un long régime transitoire avant d’atteindre une convergence du systeme couplé
(contrairement au couplage fort).

Cela revient a résoudre 1’équation de la dynamique projetée dans la base modale selon le mode propre
d’intérét i dans le domaine fréquentiel :

(i + joBi + ¥ = fugi(@1) (IL.16)

Cette méthode permet de capter les non-linéarités aérodynamiques liées au déplacement de I’aube et
son interaction avec I’excitation. Utilisé par Moffat et He [71], une des principales différences entre le cou-
plage fort et faible est I’hypothese de modes propres et fréquences propres constants [76] résolus dans le
domaine fréquentiel. Les calculs d’excitation et d’amortissement sont effectués dans le méme calcul et se
déroulent de la fagon suivante : Comme la méthode découplée, le couplage faible commence par un calcul
harmonique des fréquences et des modes propres de la structure. Un mouvement harmonique initial g; est
imposé lors d’un calcul fluide classique, ou les forces aérodynamiques généralisées f;g,l’((}j) sont extraites
dans le domaine fréquentiel. Une nouvelle amplitude et une nouvelle phase du mouvement harmonique
sont alors calculées avec la méthode de point fixe afin de vérifier I’équation I1.16. Le calcul fluide conti-
nue, et ainsi de suite. Cette méthode permet donc de capter les non-linéarités de I’amortissement ainsi que
I’influence du mouvement de la structure sur le fluide. Cependant, les fréquences et modes propres sont
supposés constants, et les modes propres n’interagissent pas entre eux. Le temps de calcul est plus faible
que pour un couplage fort car I’échange d’information entre la structure et le fluide ne se fait pas a chaque
pas de temps physique.

4 Bilan

Ce chapitre rappelle les principales approches numériques pour étudier le phénomene de réponse for-
cée. Tout d’abord, une mise en équation du phénomene physique est proposée, ainsi qu’une description des
hypotheses associées aux différents niveaux de modélisation. Ensuite, les méthodes numériques permet-
tant de résoudre ce type de probleme sont exposées. Les avantages et inconvénients de différents niveaux
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de fidélité de prévision de réponse forcée sont détaillés. Dans un contexte industriel de turbomachine, la
méthode découplée est privilégiée en raison de son faible coiit de calcul par rapport aux autres niveaux
de modélisation. Cette méthode sera utilisée pour estimer la réponse forcée des OGV soumis au vortex
transformé par le fan.






Chapitre

Modélisation et simulation numérique des
écoulements turbulents

L’ objectif de ce chapitre est de présenter les différents types de modélisations pour la simulation nu-
mérique des écoulements turbulents. Dans un premier temps, les approches moyennées sont abordées d’un
point de vue analytique par la description de 1’approche RANS ainsi que les différents modeles de tur-
bulence utilisés dans cette theése. Dans un second temps, des modélisations instationnaires permettant la
résolution d’une partie des structures turbulentes sont décrites ainsi que les méthodes hybrides RANS/LES.
Les techniques de discrétisation numérique sont décrites, en particulier la méthode des volumes finis utili-
sée au sein des simulations présentées dans ce manuscrit. Enfin, la formulation ALE (Arbitrary Lagrangian
Eulerian) utilisée pour les simulations numériques de cette thése est présentée ainsi que les méthodes de
discrétisation numérique spatiales et temporelles.
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1 Approches moyennées de la simulation des écoulements turbulents

1.1 Ecoulements turbulents et probleme de fermeture

Les équations de Navier-Stokes sont des équations aux dérivées partielles décrivant le comportement
des fluides. Elles décrivent les lois de conservation de la masse (III.1), de la quantité de mouvement (I11.2)
et de I’énergie (II1.3). On note p la masse volumique de la particule fluide, u; sa vitesse dans la direction
X;, p sa pression statique, E son énergie totale, o;; son tenseur des contraintes, g; le flux de chaleur dans
la direction x; et ¢ le temps. L’énergie totale comprend 1’énergie interne du fluide et son énergie cinétique
par unité de masse avec pour expression £ = e + %(u,-u,-). Nous négligerons la gravité devant les forces de
pression et inertielles. Les équations de conservation s’écrivent de la fagon suivante :

Oop  Opu;)
S+ =0 (ITL.1)
Apu;)  Opujuj)  do;
= 111.2
a | ox; | ox (2)
ApE) dpwE)  dq; 0oy
ot * ox; B 8x,~+ 3)61' (IL.3)

Nous sommes en présence de 14 inconnues pour 5 équations. Il est alors nécessaire d’ajouter des

relations de comportement du fluide afin de fermer le systéme d’équations.

— Le tenseur des contraintes peut &tre décomposé en une contribution de la pression statique p
(contrainte normale) et des contraintes visqueuses par I'intermédiaire du tenseur 7;;. Soit un fluide
obéissant a la loi de Newton, son tenseur des contraintes o;; est alors fonction du tenseur taux de
déformation §;; et est exprimé de la fagon suivante :

oij = —poij + Tij (111.4)
2 0u
= (25 - ga—m’:@j) (IIL5)

o _ 1 (0w | Ouj
AveCSU_E([‘)_xj-i_ﬁ_x,-

— Nous supposons que la viscosité dynamique est fonction uniquement de la température 7" obéissant
a la loi de Sutherland. La viscosité dynamique est alors exprimée comme suit :

Co
T1+T—

(T) = 1/— 0 (11L.6)
K Ho T01+%

Avec g, Ty et Cy des constantes de référence.

— La conduction thermique au sein de 1’écoulement est décrite par la loi de Fourier. Ce transfert
thermique est un échange d’énergie spontané d’une région de température élevée vers une région
de température plus basse. Le flux de chaleur dans la direction x; est décrit de la fagon suivante :

) et u est la viscosité dynamique du fluide.

gi= - ﬂg_T (I1L7)
Xi
c
A= PL’”’ (IIL8)
r

Avec A la conductivité thermique du fluide. Cette grandeur s’exprime en fonction de la capacité
thermique a pression constante C,, la viscosit€ dynamique y et du nombre de Prandtl Pr dans
I’équation I11.8.
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— En considérant un gaz caloriquement parfait a 1’équilibre thermodynamique local, la loi des gaz
parfaits permet d’écrire :
p =prT (I11.9)

de = C,dT (1II.10)

Avec r le rapport entre la constante universelle des gaz parfaits et la masse molaire du fluide, et C,
la capacité thermique de ce dernier & volume constant.

Grace aux lois de Newton, de Sutherland, de Fourier et des équations d’état, le systéme d’équations
est fermé avec autant d’équations que d’inconnues. Les solutions de ce systéme sont extrémement com-
plexes, décrivant a elles seules le comportement des écoulements laminaires et turbulents, la propagation
des ondes acoustiques, la transformation de 1’énergie cinétique en chaleur, etc. Ces solutions peuvent étre
déterminées numériquement par DNS (Direct Numerical Simulation), en discrétisant spatialement et tem-
porellement les équations (IIL.1), (II1.2) et (IIL.3). Afin de capter la totalité des phénomenes physiques
de I’écoulement, il est nécessaire d’avoir une discrétisation spatiale plus fine que la plus petite structure
cohérente physiquement présente dans 1I’écoulement. Dans un écoulement turbulent, on peut introduire le

nombre de Reynolds comme suit :
Urms L
Re= —— (IIL.11)
v
Avec uyms la moyenne quadratique de la vitesse fluctuante, L 1’échelle intégrale et v 1a viscosité cinématique
du fluide. Pour un nombre de Reynolds élevé, le rapport d’échelles turbulentes entre la plus grande et la
plus petite est tres élevé. L' ordre de grandeur du nombre de mailles a utiliser pour capter la totalité de ces
9 . . N

structures turbulentes est Re?, ce qui est bien trop couteux en matiere de ressources de calculs pour des cas

industriels (Re ~ 10°).

1.2 Approche (U RANS

Un moyen efficace pour diminuer le nombre de points de maillage pour un écoulement donné est de
résoudre les grandeurs aérodynamiques moyennées au lieu des grandeurs instantanées apres avoir établi
les équations RANS (Reynolds-Averaged Navier—Stokes). Cela permet de s’affranchir de la résolution
des fluctuations turbulentes, principales sources de contrainte du nombre de points de discrétisation du
domaine. Ce type de résolution permet alors la réduction des points de maillage entrainant mécaniquement,
en conjonction avec la possibilité de recourir a un plus grand pas de temps, une diminution drastique des
colits de calcul, rendant les simulations d’écoulements au nombre de Reynolds élevé accessibles dans
des cadres industriels. L’influence de la turbulence sur I’écoulement moyen est alors prise en compte via
des modeles de turbulences. Ces derniers ne sont pas parfaits et peuvent affecter grandement la solution
moyennée, comme observé pour la classe de problemes intéressant cette theése par Yang et al. [107] avec des
solutions différentes selon le modele de turbulence utilisé dans le cas de I’interaction entre une hélice et un
vortex incident. Il est alors nécessaire de choisir le modele le mieux adapté a la topologie de I’écoulement
afin d’obtenir un résultat physiquement acceptable. La résolution de I’écoulement moyen est réalisée en
séparant le champ instantané f(x, #) en un champ moyen f auquel vient s’ajouter une fluctuation aléatoire
S induite par les fluctuations turbulentes. I”opérateur - correspond a la moyenne de Reynolds décrite par
I’équation suivante :

_ (1 ¥
feen = lim (ﬁ ; fi(x, t)] (IL.12)

avec fi(x,t) la grandeur aérodynamique f en x au temps ¢ de ’expérience i parmi N réalisations d’expé-
riences indépendantes. f’ = f — f est une variable aléatoire avec une moyenne de Reynolds nulle. L’effet
des fluctuations sur 1’écoulement moyen est pris en compte grace a un modele de turbulence. Pour les
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écoulements compressibles, la moyenne de Favre est utilisée et permet de simplifier les équations. Elle est
exprimée de la fagon suivante :

F= &t (II1.13)

P

Avec f = f+ f” et f correspondant 2 la fluctuation du champ f associée a la moyenne de Favre. Cet
opérateur prend en compte la variation de masse volumique induite par la compressibilité de 1’écoulement.
Dans la suite de ces travaux, la moyenne de Reynolds est utilisée pour la masse volumique p et la pression
statique p tandis que la moyenne de Favre est appliquée aux autres grandeurs. Ainsi, en appliquant la
moyenne de Reynolds aux équations de Naviers-Stokes, en simplifiant le résultat grace & la moyenne de
Favre et apres certaines approximations, nous obtenons les équations RANS :

op Opi;)
P2 g (IIL.14)
dpay)  Opayy) 0T 9p 0%
_ i _9p 0% 1.1
a  ox;, | ox; ax | ox ({L15)
5+ Liad + k) 0@ + L + ki g Oq. O ii) pil; Tijili
pet i+ k) OW@+ amii+ by _ 0g Oq;  OTM) i) | OFuT)  y

= +
ot ij ox;  0x; 8xj 0x; 5)6]'
Les nouvelles inconnues résultant de 1’application de I’ opérateur moyenne sont le tenseur de Reynolds T;j =

—pu;.' u] et le flux de chaleur turbulent : g} = pu;.'h". Ces grandeurs représentent I’influence des échelles
turbulentes (non résolues) sur I’écoulement moyen (résolu). L’énergie cinétique turbulente s’exprime de la
facon suivante :

"oon

_ 1puu;
2 5

Afin de fermer le systeme d’équations, un modele de viscosité turbulente linéaire (hypothese de Bous-
sinesq) est utilisé pour modéliser le tenseur de Reynolds de maniere similaire aux lois définissant le tenseur
des contraintes visqueuses et de pression, ainsi que le flux de chaleur en introduisant une viscosité dyna-
mique turbulente y; et un nombre de Prandlt turbulent Pr;. Avec ces hypotheses, le tenseur de Reynolds et
le flux de chaleur turbulent s’expriment de la facon suivante :

k (I11.17)

- 20 2_
= (25 - ga—x’;éﬁ) - 3Pkdy; (IIL.18)
- 1 {ow On
. Cpuy 0T
q = _}f_r,tﬁ (111.20)

La modélisation de la turbulence est ainsi réduite a 3 grandeurs : y,, k et Pr,. Lenjeu des différents modeles
de turbulence est de proposer une fermeture du systéme la plus universelle et robuste possible tout en
fournissant une solution précise et fidele a la réalité. Nous nous intéressons uniquement a la modélisation
de la viscosité dynamique turbulente y, et de I’énergie cinétique turbulente k, Pr; étant supposé constant
dans notre cas. En supposant une contribution prédominante des structures tourbillonnaires de taille / et
de vitesse u sur le mécanisme diffusif induit par la turbulence, la viscosité cinématique turbulente peut
étre approximée par v; ~ ul. Le but du modele de turbulence est de déterminer v, et k, ou les deux échelles
turbulentes indépendantes (comme u et [) permettant d’approximer v; et k. Ces grandeurs sont généralement
décrites par des équations de transport permettant de fermer le systeme d’équations.
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1.3 Modeles RANS abordés
1.3.1 Modéle a 1 équation

Spalart et Allmaras [91] proposent la fermeture du systeme d’équations RANS par I'intermédiaire de
I’équation de transport de la pseudo viscosité cinématique turbulente, notée ¥ avec v, = f,,1V:

Dy . 10 AN v\
A P L RS R 1.21
Dt ch1 V+0'6xk (v+7)an]+ o Oxi Ox cwl (dw) ( )
S=0+f (I1.22)

B K2d? v '
Q= 20,0 (I11.23)
| (67 O

Qi‘: - - = 11124
J 2(6)Cj Bxi) ( )

Avec d,, distance de la particule fluide a la paroi, f,1, fio et f,, des fonctions de comportement proche
paroi, cp1, Cp2, Cy1, k €t 0 des constantes. Ces constantes sont paramétrées afin de modéliser au mieux
les comportements universels des écoulements (couche de mélange, couche limite, ...). Ce modele utilise
également les fonctions f,1, f2 et f,, [91] assurant un comportement physiquement correct en proche paroi.
Ce modele de turbulence, couramment utilisé en aéronautique, est facilement intégrable et simple a mettre
en place. Cependant, sa grande simplicité et sa robustesse sont a pondérer par le caractere perfectible
des prévisions obtenues dans des écoulements généraux. Dans le cas d’un modele a 1 équation décrit
par I’équation de transport de la pseudo-viscosité turbulente, la détermination directe de v, ne permet pas
de calculer explicitement les échelles turbulentes u et /. Dans ce cas, 1’énergie cinétique turbulente est
considérée comme nulle.

1.3.2 Modéles a 2 équations

Les modeles a deux équations utilisent deux équations de transport, chacune décrivant une échelle tur-
bulente. L'une des deux grandeurs turbulentes couramment utilisée au sein de ces modeles est I’énergie
cinétique turbulente k = %(u;' u;.') car I’expression de son équation de transport peut étre obtenue en mani-
pulant les équations (I11.2) et (II1.15). Une seconde équation de transport décrivant le comportement d’une
autre grandeur turbulente est nécessaire afin de fermer le systéme d’équations.

Modéle k-epsilon Ce modele de turbulence utilise les grandeurs turbulentes & et &, respectivement 1’éner-
gie cinétique turbulente et son taux de dissipation. L’hypothese principale de ce modele est la similitude
des termes de production, de diffusion et de destruction dans 1’équation de transport de &, inspirée de
I’équation de transport de k. Le modele s’exprime de la fagon suivante :

k2
vy = C#; (I11.25)
d(pk)  O(pkit}) 0 w\ ok _
——+ ——— =P+ — — |- I11.2
ot * Ox; * ox; pr o) 0x; re ( 6)
dpe) Opeinj) & 0 U\ Os _&?
o PR Ceal il o M+ o) o, Ceop T (I1.27)
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Le terme P correspond a la production d’énergie cinétique turbulente, et est exprimé de la facon sui-
vante : _
Tfj%

J

Les coeflicients dans les équations de transport ont été calibrés afin que le modele soit représentatif de
certains types d’écoulements remarquables. Ce modele n’étant pas intégrable jusqu’a la paroi, des versions
"bas-Reynolds" ont été développées afin de I’étendre jusqu’en proche paroi grice a des fonctions dédiées :
c’est le cas du modele k — £ de Launder et Sharma [53].

P= (111.28)

Modéle k-omega Le modele k — w [102] est décrit par deux équations de transport représentant la va-
riation de 1’énergie cinétique turbulente k et du taux de dissipation spécifique w. Le modele k — w Wilcox
2006 est utilisé dans la suite de ces travaux. Il est décrit par les équations (I111.29), (I11.30) et (I11.31).

Ve = ﬁ (111.29)
w

d(pk)  O(pkit ) 0 U\ ok _
———+———— =P+ — — | — | - Bwok 111.30
ot * Ox;j * oxy, a o) Ox; Ppkw ( )

dpw) O(pwij) w 0 U\ dw _ 5 pog Ok Ow

=y—P+— — | —|-PBa —_— 1I1.31
ot - Ox;j yk - Ox; a o) 0x; Bopo+ w 0x;j0x; ( )

Avec o, Br, ¥, 0w, Bo €t 04 des constantes. Contrairement au modele k—e décrit précédemment, le modele
k — w est intégrable en proche paroi.

Modéle k-1 Smith Le modele k£ — [ de Smith [90] utilise I’échelle de longueur / de la turbulence en plus
de I’énergie cinétique turbulente k. Ces équations de transport sont exprimées de la facon suivante :

opk) | APkE) _, pR  ovk 9k o [(M &)%]

2 .
ot axj Bl K (9)6‘,' ax.,' ax.,- (9)6_,'

(I11.32)
Ok

@+a@lﬁ1):(z—Ez)ﬁ@[1-( d )2

2 ~
ol :
_mloe ot e 0h plat ok
ot 3)6]' B, kd,,

;lzﬁxjﬁxj kd,, P Ox;j o1k 0x;j 0x;

0 Mt ol
+ o, [(,u + 0'1) axj] (111.33)

Avec By, oy, E», k, 0 des constantes et d,, la distance a la paroi. D’apres son auteur, un des principaux
avantages de ce modele est une meilleure représentation des couches limites compressibles turbulentes
[90].

2 Approches instationnaires

Afin de diminuer le poids de la modélisation dans le résultat des calculs numériques, et ainsi obtenir des
champs aérodynamiques dont le degré de précision est plus élevé que les modeles RANS, il est nécessaire
de réduire la part de la modélisation au sein du calcul en résolvant une partie des fluctuations turbulentes,
enticrement modélisées dans les approches RANS. Cela donne de plus acces (au moins partiellement) a la
partie instationnaire du champ aérodynamique liée a la turbulence. La méthode de résolution utilisée dans
ces travaux de these est la ZDES (Zonal Detached Eddy Simulation), une méthode hybride entre le RANS
et la LES (Large Eddy Simulation) développée par 'ONERA. Avant de détailler les principes de la ZDES,
il est nécessaire de décrire la méthode LES ainsi que les différents modeles ayant précédé la ZDES.
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2.1 DNS et LES

Les écoulements a grand nombre de Reynolds sont sujets a un développement de la turbulence : les
structures tourbillonnaires qui constituent la turbulence imposent localement des fluctuations importantes
de vitesse des particules fluides en apparence aléatoires. L’activité turbulente peut étre représentée par un
spectre d’énergie illustré Figure (II1.1) avec « correspondant au nombre d’onde des fluctuations turbulentes.
L’énergie cinétique turbulente est imposée par les échelles de I’écoulement moyen (longueur, cisaillement)
et est transférée des grandes échelles aux plus petites, jusqu’a atteindre 1’échelle dite de Kolmogorov ou
I’effet de la viscosité moléculaire devient prépondérant. A ce niveau, I’énergie cinétique turbulente est
dissipée par friction moléculaire sous forme de chaleur. Les échelles intermédiaires correspondent a la par-
tie inertielle ol le comportement de la turbulence est quasiment universel, peu dépendant des conditions
initiales et des propriétés du fluide et de I’écoulement moyen. Si dans certains cas une résolution de 1’écou-
lement moyen peut étre suffisante, les modeles de turbulence présentent de nombreuses limitations [61].
Il est parfois nécessaire de résoudre numériquement la turbulence afin de s’affranchir le plus possible des
modeles RANS et de leurs hypotheses associées. Cependant, la simulation numérique directe DNS (Direct
Numerical Simulation), donc sans aucune modélisation, est encore trop cofiteuse et reste limitée a des géo-
métries académiques et des bas nombres de Reynolds. La résolution LES (Large Eddy Simulation) est un
intermédiaire entre les méthodes RANS et DNS, en résolvant seulement une partie du spectre turbulent.
Seules les structures tourbillonnaires les plus énergétiques sont résolues, correspondant aux plus grandes
structures turbulentes. Le reste du spectre turbulent est modélisé. La contribution de la modélisation au
comportement de I’écoulement est alors moins importante qu’en RANS avec une résolution des structures
turbulentes les plus énergétiques. La discrétisation spatiale de la résolution LES est cependant bien plus
restrictive que la résolution d’un champ moyen avec une discrétisation déterminée par I’échelle de longueur
de la plus petite structure turbulente a résoudre. Les figures (I111.2), (IIL.3) et (II1.4 ) montrent les différents
niveaux de modélisation de la turbulence en fonction de la méthode de résolution. Dans le cas de la LES,

log(Ey)

® o

Echelles inertielles

Echelles dissipatives
Echelles les plus

énergétiques

log(x) g

Ficure III.1 — Spectre d’énergie de la turbulence

la séparation entre les échelles turbulentes modélisées et résolues équivaut a I’application d’un filtre spatial
passe-bas sur 1’écoulement, éliminant les structures turbulentes avec une échelle de longueur plus petite
que I’échelle caractéristique du filtre. En pratique, la discrétisation spatiale du domaine filtre naturellement
les structures turbulentes plus petites que la taille caractéristique de la maille. En supposant que le maillage
se comporte comme un filtre avec une échelle caractéristique correspondant au nombre d’onde de coupure
K¢, les structures tourbillonnaires avec un nombre d’ondes « < k. sont alors calculées, tout en modélisant
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RANS / URANS

log(Eyx)
log(Ey)

log(Ey)

log(x) log(x)

Ficure II1.2 — Spectre d’énergie Figure II1.3 — Spectre d’énergie FiGure II1.4 — Spectre d’énergie
de la turbulence en RANS de la turbulence en LES de la turbulence en DNS

les structures ou k > k. par exemple via un terme de diffusion. Le nombre d’onde de coupure se situe
nécessairement dans la partie "inertielle" du spectre pour en exploiter le caractere relativement universel.
La grandeur aérodynamique f(x,) est décomposée en une partie filtrée (résolue) f(K < K.) et une partie
appelée "sous-maille" f (k> k) correspondant aux échelles a modéliser. L’application de I’opérateur fil-
trage laisse apparaitre le tenseur sous-maille qui est de la forme Tij = —(uu; —uuj). Ce terme représente
I’influence des échelles non résolues sur I’écoulement filtré. De la méme facon que le modele RANS, une

hypothese supplémentaire doit étre introduite afin de fermer le systéme. Une viscosité sous-maille est alors
2

définie, modélisant la diffusion turbulente causée par les échelles sous-maille (k > k.) : vspy = % avec

1 es I’échelle de longueur sous-maille correspondant a la taille caractéristique du plus grand tourbillon non
résolu, et T gs son temps caractéristique. En supposant que [y gs soit proportionnel a la taille caractéris-
tique A du filtre spatial /;ps = C,A et que I’échelle de temps 7,5 soit la méme que 1’échelle de temps
caractéristique du plus petit tourbillon résolu, on a 7. g5 = \/AI_A Nous pouvons alors écrire :

25485

vsm = C2A%S (111.34)

S = 258, (I11.35)
Avec Cy la constante de Smagorinsky. En diminuant I’étendue du spectre turbulent a modéliser grace a
la résolution des structures turbulentes les plus énergétiques, le poids du modele sur le résultat est alors
atténué. Le colit de calcul de la résolution LES est inférieur a la DNS, mais plus élevé que le RANS. De
plus, les structures turbulentes les plus énergétiques en proche paroi, et donc résolues en LES, atteignent
des tailles bien inférieures a celles contenues au sein d’un sillage. Cela nécessite des tailles de maille
proche paroi trés petites par rapport a celles présentes au sein d’un sillage, engendrant un colit de calcul
tres important. Les ressources de calcul actuelles ne permettent pas de résolution WRLES (LES résolu
jusqu’a la paroi) d’une géométrie complete dans un cadre industriel.

2.2 Approches hybrides RANS/LES

Une méthode de résolution hybride entre la LES et le RANS nommée DES97 (Detached Eddy Simula-
tion) a été proposée par Spalart et al. [93]. Cette derniere a pour ambition de résoudre les couches limites
attachées en RANS, et le reste du domaine en LES. Une résolution idéalement en RANS des couches
limites attachées permet 1’utilisation d’un maillage localement plus grossier par rapport a une résolution
LES intégrale. Le reste du domaine est résolu idéalement en LES permettant de capter une partie du spectre
turbulent. Une résolution hybride RANS/LES limite alors le surcofit de calcul 1ié a la résolution de la tur-
bulence des couches limites attachées grace a une description locale en RANS. Des modeles hybrides
RANS/LES couramment employés sont la DES [93], la DDES (Delayed Detached Eddy Simulation) [92]
et la ZDES [20], [21] (Zonal Detached Eddy Simulation).
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2.2.1 DES97

Spalart et al. [93] ont modifié le terme de destruction du modele RANS de Spalart-Allmaras [91] en
remplacant la distance 2 la paroi par la distance d définie comme suit :

Dy 14 v ey OV OF %
— = SV +—— +V)— |+ ————Cp = I11.36
Dt @,—K o Oxy v %8xk] o Ox Oxy cwt d ( )
Production
Dif fusion Destruction
d = min(d,,, Cpes Amax) (111.37)
Amax = max(Ax, Ay, Az) (II1.38)

Avec Apax correspondant a I’échelle caractéristique de taille de maille utilisée par le modele pour agir
comme un filtre passe-bas. Ainsi, au sein de la couche limite, lorsque la distance a la paroi d,, est plus
faible que I’échelle Cpgs A, nous avons d=d,. L’équation de transport du modele DES97 devient iden-
tique a celle du modele RANS de Spalart-Allmaras (II1.21). Tant que d = d,,, une modélisation RANS a
localement lieu et la totalité de la turbulence est localement modélisée. Les grandeurs résolues de I’écoule-
ment tendent alors vers des valeurs moyennées dans le sens d’une modélisation RANS. Loin de la paroi par
rapport a la taille de maille, nous avons d,, > CpgsA impliquant d = CpesA. Le modele ne se comporte
plus comme le modele RANS de Spalart-Allmaras car I’équation de transport de ¥ est modifiée. En effet, 1a
distance d devient petite par rapport a d,, (modéle RANS classique). Cela a pour effet d’augmenter le terme
de destruction de ¥. Localement, la viscosité turbulente diminue permettant aux structures turbulentes de se
développer. En supposant un nombre de Reynolds élevé et un équilibre entre la production et la destruction
de la pseudo viscosité, on a alors :

7o Chpg A2Q (I11.39)

Le modele se comporte alors comme un modele de viscosité sous-maille pour la LES. En somme, 1’ob-
jectif de la DES est de modéliser la couche limite en RANS avec une résolution LES loin des parois.
Cette stratégie permet de réduire le colit de calcul de la région proche paroi en s’affranchissant de la ré-
solution de la turbulence au sein de la couche limite. Cela permet d’atteindre des nombres de Reynolds
élevés dans le cadre d’écoulements industriels. Le reste de 1’écoulement est résolu en LES ce qui permet
par exemple de pallier les limitations de I’approche RANS dans les décollements massifs. Cette résolution
hybride RANS/LES poss¢de néanmoins un inconvénient non négligeable au niveau de la transition entre
ces deux types de modélisation, appelée "zone grise". En effet, lorsque d,, ~ CpgsA, la solution n’est ni
strictement RANS, ni strictement LES. La localisation de cette zone dépend du maillage, plus particulic-
rement de A. En notant 6 1’épaisseur de la couche limite, CpgsA > ¢ impose une résolution RANS au
sein de la couche limite, avec une zone grise a I’extérieur de cette derni¢re. Dans le cas d’un maillage
fin, c’est-a-dire pour CpgsA < &, la zone grise se situe au sein de la couche limite, dont une partie est
résolue en LES. Ces deux cas de figure sont schématisés sur la figure (IIL.5ab). Le modele impose alors lo-
calement une décroissance de la viscosité turbulente afin de laisser la possibilité aux structures turbulentes
de se développer. Cependant, si les échelles de longueur de la turbulence sont localement trop petites par
rapport a la taille de maille, alors les structures turbulentes ne pourront pas étre résolues malgré I’activa-
tion d’une résolution LES par le modele. Il en résulte une chute de la viscosité turbulente sans résolution
de structures tourbillonnaires. Comme les tensions de Reynolds résolues ne compensent pas la chute des
tensions de Reynolds modélisées, il y a un déficit de tensions de Reynolds totales. Cela peut mener a une
sous-estimation du coefficient de frottement ou, dans le pire des cas, a une séparation prématurée de la
couche limite [70] (GIS, Grid Induced Separation). Afin de corriger cet effet indésirable, Spalart et al. [92]
ont modifié le modele DES97 en introduisant la formulation DDES (Delayed Detached Eddy Simulation).
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(@) (b)
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couche limite
RANS
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Ficure II1.5 — Différentes positions de la zone grise du modele DES97 en fonction de la discrétisation du
maillage : (a) extérieure a la couche limite (b) intérieure a la couche limite tiré de Leonard [56] adapté de
Spalart et al. [93].

2.2.2 DDES

Une modification de I’échelle de longueur d du modele DES97 est apportée par Spalart et al. [92] en
2006 afin de retarder le passage a la résolution LES selon 1’éloignement de la paroi. Cela permet de forcer
la modélisation en RANS de la zone interne de la couche limite, avec une transition au modele sous-maille
(LES) idéalement a I’extérieur de cette derniére. d est alors définie de la facon suivante :

d = d,, — fymax(0,d,, — CpgsA) (I11.40)
fa =1~ tanh|(8ry)’ (IIL.41)
= (I1.42)

/313_'4 2 72
ananK dw

Au sein de la couche limite, f; = 0 donc d = d,,. Cela correspond 2 une modélisation RANS. Lorsque f; =
1, d se comporte comme une modélisation DES97. La méthode DDES peut toutefois ne pas assurer une
protection suffisante des couches limites attachées pour des maillages finis et/ou en présence de gradients
de pression adverse.

2.2.3 ZDES

Un seul modele est difficilement capable de résoudre convenablement la totalité des phénomenes aéro-
dynamiques, en particulier les décollements [20]. En effet, un critere unique déterminant le passage entre
résolutions RANS et LES semble irréaliste compte tenu de la complexité des écoulements a grand nombre
de Reynolds. En réponse a ce défi, la ZDES (Zonal Detached Eddy Simulation) est une méthode hybride
RANS/LES développée a ’ONERA [21] qui permet & I’utilisateur de définir des zones avec le mode de
résolution le plus adapté a la topologie de I’écoulement. Les modes 0 (résolution RANS intégrale), 1 et 2
(résolution LES dans les régions décollées) et 3 (Wall-modeled Large Eddy Simulation) sont implémentés
a ce jour. Le mode 1 est particulierement adapté aux écoulements dont le décollement massif est imposé par
la géométrie comme sur la Figure II1.6(I). Le mode 2 est utilisé pour les écoulements ou la localisation du
décollement massif est a priori inconnue, causé généralement par un gradient de pression adverse schéma-
tisé sur la figure II1.6(II). Le passage de la modélisation RANS a la résolution LES est alors automatique.
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Le mode 3 est finalement utilisé pour les écoulements dont le décollement est imposé par la dynamique de
la couche limite elle-méme (par exemple les décollements minces représenté sur la figure II1.6(1I1)). Dans
ce cas, la zone externe de la couche limite attachée est résolue en LES a partir d’une distance a la paroi
drer = 0.10.

(1)

d (]
<< %« 1 = 0O(1) or o—>1

Ficure 111.6 — Classification des types d’écoulements [21]

Ces modes sont obtenus grice a la définition de la distance caractéristique d remplacant d,, dans 1’équa-
tion II1.21 et déclenchant le mode de résolution associé. L’échelle de longueur utilisée au sein de la ZDES
est exprimée de la facon suivante :

d,y si mode = 0

- dL simode = 1

dzpes =4 “PES (I11.43)
djope  simode =2
JIZI]I)ES si mode = 3

Le mode 1, utilisé pour des décollements massifs imposés par la géométrie, utilise 1’échelle caractéris-
tique suivante :
I _ .
dzpes = min(dy, CpesApgs) (111.44)

Cette formulation est similaire a I’échelle de longueur utilisée en DES97. Les différences résident dans le
traitement des fonctions d’amortissement du modele en mode LES ainsi que la définition de la taille de
maille Al . = Ao ou A,, exprimée de la facon suivante :

DES
Avol = JAAA, (I11.45)

Ay = +/So (111.46)
avec §, la section moyenne de la face normale au vecteur vorticité. L’ utilisation de A,, modifie la sélection
des échelles turbulentes résolues, ainsi que le niveau de pseudo-viscosité turbulente [21]. Cette nouvelle
formulation de I’échelle de longueur sous-maille permet de réduire le niveau de viscosité turbulente afin
d’accélérer la formation naturelle d’instabilités. Il est néanmoins souhaitable de rechercher une géométrie
de maille aussi cubique que possible pour la LES et I’'usage de Ao, tout comme A%, dans le contexte
de mailles aplaties fréquemment rencontrées dans les calculs RANS/LES, est sujet a débat. Par ailleurs,
les fonctions proches paroi de 1’éq.(I111.36) ne sont plus prises en compte lors de la résolution LES pour le
mode 1 en imposant les valeurs suivantes :

=1 fiu=0, fi=1 (1I1.47)
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Cela permet d’éviter que les fonctions proches paroi RANS interprétent le faible niveau de viscosité sous-
maille en LES comme une région proche paroi avec une forte décroissance non linéaire de la viscosité
turbulente. De plus, f,, = 1 permet de soutenir la destruction de ¥ hors des couches limites, favorable a la
formation d’instabilités nécessaires a la résolution de structures turbulentes.

Le mode 3 est utilisé dans le cas des couches limites turbulentes ol le décollement est fortement
influencé par la dynamique de la couche limite elle-méme. Contrairement aux modes 0, 1 et 2, la couche
limite n’est pas résolue intégralement en RANS mais via une résolution WMLES (Wall-Modeled Large
Eddy Simulation). A partir d’une distance a la paroi dj,** ~ 0.16, la couche limite est résolue en LES.
Le maillage au sein de la couche limite doit étre assez fin pour résoudre les structures tourbillonnaires
susceptibles de se développer et impacter la dynamique globale de la couche limite, et de la turbulence
résolue doit &tre injectée en début de région ZDES mode 3. La taille de maille Al

DES est exprimee comme
suit :

3 d, sid,<d"
11T w
Apgs =9 (111.48)
dl s sidy>die

Des exemples d’utilisation du mode 3 sont donnés par [23], [19], [24] et [97].
Le mode 2 (2012), employé pour les décollements massifs induits par un gradient de pression, utilise
I’échelle caractéristique suivante :

d¥.s = dy — fymax(0,d,, — CppsAhce) (111.49)

Cette expression est similaire a ’échelle de longueur introduite pour la DDES (III.41), avec néanmoins
I'utilisation de la taille de maille AEES exprimée de la facon suivante :

~ Amax si fd < fd()
AL - (111.50)

Avol (OuAy) st fa> fao

Comme pour la résolution DDES, f; permet d’assurer la modélisation de I'intégralité de la couche limite
en RANS avec f;p imposé a 0,8. Dans le cadre de cette these, nous utiliserons la derni¢re version du mode
2 (appelée ZDES mode 2 (2020)) décrite dans la section suivante.

ZDES mode 2 (2020) Cette derniere version du mode 2 de la ZDES [22] permet de résoudre les incon-
vénients liés a la fonction de protection f; (III.41) de la DDES et de la ZDES mode 2 (2012), qui présente
un défaut de protection des couches limites en présence de maillages tres fins et/ou de forts gradients de
pression adverse conduisant parfois a un effondrement prématuré de la viscosité turbulente et a des décol-
lements non-physiques. Pour résoudre ces difficultés tout en évitant que le renfort de protection n’induise
un retard dans la formation d’instabilités au sein des couches de mélange, le mode 2 (2020) [22] introduit
des fonctions de protection de la couche limite afin d’imposer une modélisation de I’intégralité de cette
derniere en RANS, quels que soient la finesse du maillage et le gradient de pression adverse imposé. La
fonction de protection résultante est exprimée dans 1’équation II1.51. Un senseur supplémentaire Gy dé-
crit dans 1’équation II1.53, permet de détecter la zone de sillage de la couche limite attachée et est utilisé
conjointement avec la fonction de protection initiale du mode 2 [21] f,;, permettant la protection RANS de
la couche limite attachée. Malgré 1’extension spatiale de la région en RANS associée a la couche limite
attachée grice a une meilleure protection de cette derniere, le modele doit assurer une diminution de la vis-
cosité turbulente en s’éloignant de la couche limite au moins aussi rapide qu’en 1’absence des fonctions de
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protection. Une fonction d’inhibition fg (Gq) décrite dans I’équation II1.55 permet d’accélérer la décrois-
sance de la pseudo-viscosité turbulente lorsqu’un décollement est détecté, favorisant le développement des
instabilités le plus tot possible au sein des couches de mélange par I’'intermédiaire du senseur Gq décrit
dans 1’équation III1.54 détectant les écoulements décollés. Cette formulation est détaillée et validée dans
[22], démontrant I’efficacité de la résolution RANS/LES.

Jp = Ja(ra) (1 = = fa(Gy)) fr (Ga)) (IL5T)

= —— Yy (I11.52)

[Oui Qui 2 1
6)6_,‘ (9)6]‘,( dW

_ Csymax (0, —0v/0n)

Gy (I11.53)
(Q
Ga = ((|9 D (I11.54)
n
1 si Gao <Cy
. Ic4-G
1z (Ga) = 1+exp( 760) si Cy<Go < %‘C4, avec a=2 §C4 2 (II1.55)
1-a2
0 si Ga > %C4

avec Cj et C4 deux constantes respectivement égales a 0.03 et 25. Aucune autre formulation détaillée pour
la protection automatique des couches limites attachées indépendamment du maillage et du gradient de
pression n’a été publiée a notre connaissance.

2.2.4 Applications des méthodes hybrides RANS/LES en turbomachine

Les méthodes de résolution hybrides RANS/LES ont déja été utilisées pour 1’étude des écoulements
au sein de turbomachines. Une des premicres études recensées a été réalisée par Borello et al. [10]. Ces
derniers ont effectué des comparaisons de calculs RANS et LES/RANS du tourbillon de jeu. Ils ont dé-
montré une meilleure résolution du vortex par cette derniere méthode. Riou [79] et Riera et al [80] ont
ensuite utilisé avec succes la ZDES pour étudier également le tourbillon de jeu et montrer 1’intérét de cette
méthode hybride RANS/LES par rapport a la modélisation RANS. En 2015, Marty et al. [67] ont étudié
I’écoulement de jeu et le sillage d’aubes fan du rotor transsonique CREATE. Bonneau [9] a également ef-
fectué un calcul ZDES d’un secteur Fan/OGV d’un moteur UHBR afin d’étudier le bruit d’interaction large
bande de la soufflante. Le contenu spectral des sillages est en accord avec les résultats expérimentaux. Plus
récemment, un calcul ZDES mode 2 d’un Fan/OGV 360° a été réalisé par Francois et al. [34] dans le but de
prévoir le bruit d’interaction a large bande d’une soufflante intégrant un rotor de nouvelle génération. Cette
étude montre une maturité satisfaisante de la ZDES pour capturer les phénomenes turbulents d’un écoule-
ment complexe de turbomachine dont le champ de vorticité résolue avec une approche ZDES est illustré
sur la figure I11.7. Tucker et al. [95] ont réalisé différents calculs utilisant une approche hybride RANS/LES
(autre que la ZDES) afin de prévoir les écoulements secondaires au voisinage des aubes de turbines et de
compresseurs axiaux ainsi qu’une résolution des structures turbulentes générées par le jet coaxial en sortie
du moteur. Ces calculs montrent une maturité suffisante pour capturer précisément le contenu turbulent
d’écoulements autour de géométries complexes telles que les turbomachines.
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VortMagn

Figure I11.7 — Champ de vorticité d’une résolution ZDES mode 2 de Frangois et al. [34]

3 Discrétisation numérique

3.1 Méthode des volumes finis

Tous les calculs aérodynamiques présentés dans ce manuscrit passent par la discrétisation spatiale
d’équations aux dérivées partielles décrites dans la section 1.2 au sein du domaine du calcul. Ce domaine
est découpé en une multitude de petits volumes élémentaires appelés "cellules", formant ainsi un maillage.
La méthode des volumes finis est utilisée pour intégrer les équations de conservation (I11.14), (II[.15) et
(II1.16) sur chaque volume élémentaire V., du domaine. Cette méthode consiste a introduire le vecteur des

variables conservatives W ainsi que le vecteur des flux F;(W) dans la direction i.

p pit;
piiy pﬁlﬁi+p(515—7”ii—7_'li
W= pil S Fi(W) = pitaii + pbai = Ty; = Tai (IL.56)
pit3 pitsii; + poz; — Tgl. — T3
5( + Liugdiy + k) 5(2 + Sl + k + p)iti + i + g — (Tij + )i

Les équations de conservation (II1.14), (II1.15) et (II1.16) peuvent alors s’écrire sous la forme vectorielle :

oW W)
ot O0x; B

L’équation II1.57 est intégrée sur chaque volume de controle V. supposé fixe, de frontiere dV, et de
normale n. Le théoreme de Green-Ostrogradski permet d’écrire :

ff a—WdV+ ff F,(W)ndS =0 (II1.58)
v, Ot av.

0 (I11.57)

3.2 Formulation ALE

L’équation (II1.56) exprime les flux pour un volume de contrdle fixe et non déformable. Cependant, en
aéroélasticité, la géométrie peut se déformer au fil du temps et étre en mouvement, notamment dans le cas
des machines tournantes. Dans ce contexte, il est nécessaire de redéfinir les flux pour prendre en compte
ces phénomenes. La méthode d’expression des équations du mouvement appelée "Arbitrary Lagrangian-
Eulerian” (ALE) est une approche hybride combinant les formulations Eulérienne et Lagrangienne. Elle
permet de considérer un volume de controle V.(¢) variable dans le temps et en mouvement avec un vecteur



3. Discrétisation numérique 61

vitesse a la frontiere V. Selon le théoréme de transport de Reynolds, la variation de la grandeur W intégrée
dans le volume de controle V,(¢) s’écrit de la fagon suivante :

d
= f f WdV = f f AL f W(VE.n)dS (111.59)
dr JJJv.a vy Ot V()

L’équation (II1.58) devient :

i ff WdV + ff F;(W,Vn;dS =0 (II1.60)
dr JJJv.a V()

pli; = Vi)
piti (it — Vi) + pbii — 71, — Tii
Fi(W, V%) = pita(it; — Vi) + pooi — Ty, — Toi (11.61)

pus(it; — Vi) + pdsi — 75, — T3i
52 + 3l + k)@t = V§) + qi + g} + piti = (3 + 7] )i
— Si V¢ est nul, le volume de contrdle est fixe et I’équation (II1.60) devient semblable a 1’équation
(IT1.58) représentant la formulation Eulerienne.

— Si V¢ =T, le vecteur vitesse du volume de controle est égale i chaque instant au vecteur vitesse de
I’écoulement. On retrouve la formulation Lagrangienne.

3.2.1 Discrétisation des flux

Les domaines de calcul utilisés dans ces travaux sont discrétisés spatialement de manicre structurée.
Les grandeurs aérodynamiques sont évaluées au centre des volumes de contrdles, repérés par des indices
dans les 3 directions du maillage (i, j, k). En supposant que le domaine de calcul est composé de cellules
hexaédriques de volume V;j;, nous avons :

d(ViixWijr) N
dt

La somme des flux a travers les faces du volume de controle est le résidu de la cellule noté R; i et s’exprime
de la facon suivante :

Rij=0 (IIL.62)

R =F Foy . +F F,1s+F s —F

i+ ik ij+ik T L j- ijh+d ijk=1 (II1.63)

Un schéma spatial est requis afin d’estimer les flux traversant les six faces du volume de contr6le. Dans
ces travaux, deux schémas sont utilisés : le schéma de Roe [82] et le schéma AUSM+(P) [58]. Par souci de
simplification, ces schémas sont décrits selon I’unique direction i.

Schéma de Roe Le schéma de Roe [82] est a la base de nombreux schémas numériques pour les écoule-
ments compressibles. Afin d’évaluer le flux F,, 1, 0n introduit un état moyen en i + % dépendant des états
enieti+1:

P = \pipir1 (I11.64)
= VPitti + \Pir1tit1
\VPi + \Pir1

— ihi + \pixthui
. Voili + \pisthisn) (I11.66)

Vi + Dt

(I11.65)
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Le flux eni+ 1/2 s’écrit :
1 A
Fici = 5 (Firt + Fi - JA] (Wit = W) (I1L.67)

Avec A la matrice jacobienne des flux évalué avec I’état moyen W. La matrice jacobienne des flux est

exprimée de la facon suivante :
JF(W)

oW
Ce schéma numérique est particulierement adapté a la résolution des chocs. Il autorise cependant 1’appa-
rition de chocs de détente, violant le second principe de la dynamique. Pour corriger ce probleme, Harten
et Hyman [42] proposent d’ajouter une correction d’entropie. Pour chaque valeur propre A; de la matrice
jacobienne, le module de Harten de la valeur propre s’écrit :

A(W) = (111.68)

|/lk| si A < =0y,
2

Wil =14 05 (;_: + 5,,) Si =0y < Ax <6 (I11.69)
[l si Ak > Op

Le parametre ¢, est adimensionné et renseigné par 1’utilisateur. Il augmente néanmoins la dissipation au
sein du calcul. Le flux en i + 1/2 s’écrit en présence de la correction entropique :
1 1 _1
Fiiip= 3 (Fig1 +F) — ERl/lleR Wiz = W) (II1.70)
Avec R la matrice de changement de base permettant de diagonaliser A telle que :

A =RAR™! (IIL71)

Schéma AUSM+(P) Les schémas du type AUSM (Advection Upstream Splitting Method) sont intro-
duits par Liou et Steffen [59] en 1991. Le principe est de séparer le flux convectif en deux phénomenes
distincts : la convection du fluide et la propagation des ondes de pression. Le flux total dans une direction
s’exprime de la facon suivante :

ou pu 0
F=|pill+p |=| pi> |+ ]| p (111.72)
pHu pHu 0

N—— N——"
convection F,  pression P

P
En posant ® = | pu |, nous avons F, = u® = Mc® avec M le nombre de Mach directionnel et ¢ la

pH
vitesse du son. Le flux en i + 1/2 s’écrit alors :

Fiii0 = Mi1)2¢i012®ic12 + Pigi 2 (II1.73)

La valeur de M;, /2 est obtenue a I’aide des états en i et i + 1. ¢c;41/2 et @;41/2 sont quant a eux déterminés
de la facon suivante :

D; si M,'+1/2 >0

s @i/ = { ®..; sinon (111.74)

Ci si M,'+1/2 >0
Ci+1/2 = .
Ci+1 SInon

Le terme de pression P;.1/> est calculé grace a p; et p;y1. Liou [57] améliore ce schéma en imposant une
vitesse du son a I’interface constante quelle que soit la valeur de M;; ;2 : ¢; = 4/cicir- Les expressions
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de Mii12 et pis1/2 sont également modifiées. Ce schéma possede néanmoins des problémes de stabilité
dans les zones subsoniques. Pour rectifier cela, Liou et Edwards [58] introduisent le schéma AUSM+(P)
en ajoutant un terme dissipatif dont la valeur dépend de la vitesse de 1’écoulement tout en conservant la
bonne restitution des chocs. La stabilité de la solution a faible nombre de Mach se trouve alors améliorée.
Cette modification entraine cependant une augmentation du coit de calcul. Mary et Sagaut [68] ont modifié
ce schéma afin de le rendre moins dissipatif lors de son usage dans un contexte LES. Cette mise a jour ne
prend pas en compte les propriétés de capture des chocs. Le flux est alors décrit de la facon suivante :
Fiii = 2@, 4 ) - D@, - @y 4 DR
2 2 2
La vitesse a I’interface (i + 1/2) prend en compte le couplage vitesse/pression dans les zones de nombre de
Mach faible avec 1’ajout d’un terme stabilisateur de pression :

(Ui + Uiz1)
2

avec C, une constante dimensionnée. Le parametre Uy, est un terme dissipatif dépendant de la vitesse de
I’écoulement. Il est défini de la fagon suivante :

(111.75)

Uis12 = - C(P; + Piyy) (ITL.76)

Ugis = Ymax (w Cl) (111.77)

C1 est une constante et ¥ correspond a un capteur permettant de minimiser la dissipation numérique. ¥ est
une fonction binaire valant 1 aux interfaces i + 1/2 et i — 1/2 si des oscillations sont détectées. Dans le cas
contraire, ¥ est nul, sans apport de dissipation numérique. Les constantes C; et C, sont définies a partir
des données de référence Ty, prer €t M5 spécifi€s par I'utilisateur et du coeflicient de dissipation a.

3.2.2 Intégration temporelle

Les résolutions numériques de phénomenes physiques instationnaires rencontrées dans ces travaux
nécessitent une discrétisation temporelle en plus d’une discrétisation spatiale. Le temps physique de la
simulation est alors discrétisé avec un pas Af uniforme. Il existe deux grandes familles de discrétisation
temporelle : explicite et implicite. La premiere méthode est la plus simple a mettre en ccuvre. Elle consiste
a discrétiser la dérivée temporelle de 1’équation aux dérivées partielles et d’évaluer les flux a I’itération n.
L’équation (I11.62) devient :

(d(VijkWijk)

dt ijk
En supposant les solutions aux itérations 1,...,n — 1,n connues et la solution en n + 1 recherchée, la
dérivée temporelle a I’itération n est exprimée en fonction de W?]fi', W?jk et W?ﬁcl a I’ordre 2. On peut
donc directement exprimer la solution a I’itération n + 1 en fonction des champs aux itérations net n — 1.
Cependant, la stabilité de ce type de discrétisation dépend du pas de temps At choisi. La discrétisation
temporelle doit respecter le critere CFL (Courant, Friedrichs et Lewy) exprimée comme suit :
Amin

avec Apin la dimension de la plus petite cellule du domaine et ¢ la vitesse du son. Les schémas temporels
explicites sont contraints par un CFL ~ 1, réduisant le pas de temps et rallongeant considérablement le
temps de calcul. Pour éviter cela, les schémas implicites sont privilégiés. Ils peuvent étre inconditionnelle-
ment stables et utilisables pour un CFL > 1. Dans ce cas, 1’équation (II1.62) est alors exprimée a I’itération
n + 1 de la facon suivante :

) +RW!)=0 (I11.78)

d(Vi Wi\
(#) +RW!H =0 (I11.80)
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La dérivée temporelle est approximée via un schéma décentré amont d’ordre 2 :
n+lyyn+1l _ n n n—1yyn—1
Vi Wi =4V Wi + Vi Wik

111.81
2At ( )

d n+l1 3
(E(Vijkwijk)) ~

Cependant, Wl.”.ltl n’est pas explicitement exprimé en fonction de W}, et W.”.;l. Il est alors nécessaire
J ij ij
d’inverser I’opérateur implicite. On définit la fonction H (Wlf?jzl) que I’on cherche a annuler :

3VIAWI — 4V Wi 4+ Ve TWE

1y _ ik "Tijk ijk ijk " ijk +1y
HW;") = AL +RW;) =0 (111.82)
Le zéro de la fonction H est déterminé par I’intermédiaire d’ une méthode itérative appelée méthode de
Gear. Cela revient a résoudre un probleme de Newton a 1’aide de la matrice jacobienne ngf, :
oH\" ,
(ﬁ) AWZ.?’.';{ = —H(Wl.j,.';c) (I11.83)
In _ I+1, 1,
AWI.;}( =W " Wl.]f}c (111.84)
ol " (V! OR \"
il IR RSSO (IIL.85)
oW 2At AW
On _
Wl.jZ = W?jk (111.86)

Ln
ijk
jusqu’a annuler la fonction H et ainsi converger vers W;’;,;l en un nombre limité d’itérations nécessaire
pour diminuer le résidu d’au moins un ordre de grandeur.

avec [ correspondant a I’itération de la résolution Gear. Cette méthode consiste ainsi a itérer sur W

4 Bilan

On a vu dans ce chapitre les différentes méthodes numériques pour simuler les écoulements turbulents.
Tout d’abord, I’approche moyennée de la simulation des écoulements turbulents a été exposée en détaillant
les hypotheses qui lui sont associées. Ensuite, les différents modeles de turbulence de I’approche RANS
utilisés ultérieurement dans ces travaux ont été décrits. Les méthodes de résolution haute-fidélité de la
turbulence ont également été présentées, en particulier la ZDES qui est utilisée pour le calcul du cas acadé-
mique représentant |’interaction fan/vortex. Certaines applications de cette méthode de résolution publiées
dans la littérature dans le cadre des turbomachines ont été présentées et ont démontré une bonne maturité
pour ce type de probléme. Enfin, les méthodes de discrétisation numérique utilisées dans le cadre de ces
travaux ont été décrites, en particulier les schémas numériques de Roe et AUSM+(P), et une version peu
dissipative de ce dernier adaptée a la résolution des échelles turbulentes dans un contexte LES ou ZDES.
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Etablissement d’une base de données de
référence sur une interaction vortex/grille
d’aubes

Ce chapitre a pour objectif d’étudier numériquement la source d’excitation générée par 1’interaction
entre le vortex de sol et le fan. En raison de I’absence d’études numériques haute-fidélité et expérimentales
dans la littérature sur ce type d’interaction, un cas académique représentatif de ce type d’interaction est
élaboré afin d’établir une base de données de référence. Plusieurs simplifications sont réalisées afin de
maitriser le cofit de calcul d’une simulation haute-fidélité de la turbulence. Ce chapitre se décompose
en trois parties. La modélisation du vortex de sol est tout d’abord décrite et évaluée dans le contexte d’un
écoulement uniforme. La seconde partie présente les choix de modélisation pour le cas académique, congus
pour s’adapter aux exigences de calcul d’une simulation haute-fidélité. Enfin, le champ aérodynamique du
calcul haute-fidélité est analysé, en particulier le champ instantané, le champ moyen et le contenu spectral

de I’écoulement.
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1. Modélisation du vortex de sol 09

1 Modélisation du vortex de sol

Comme décrit dans la section I.2.1, la vorticité générée en proche paroi au niveau du sol et de la nacelle
contribue 2 la formation du vortex de sol. Pour simuler numériquement un tel vortex, la méthode la plus
naturelle consiste a effectuer un calcul complet comprenant une nacelle et un sol en présence de vent de
travers [8] [109] [94]. Toutefois, ces simulations nécessitent un domaine de calcul important qui, compte
tenu de la taille du maillage d’une résolution haute-fidélité de ce type d’€coulement, aurait entrainé un cofit
de calcul élevé dans le cadre de cette étude. Afin de réduire ce cofit, le vortex est introduit directement au
niveau du plan d’entrée d’air via une condition aux limites d’injection subsonique en amont des aubes du
fan. Cette section a pour objectif de décrire la modélisation du tourbillon introduit dans le plan d’entrée
d’air, ainsi que la méthode utilisée pour I’injection de ce dernier dans le domaine de calcul.

1.1 Définition du vortex analytique

Nous avons choisi de modéliser le vortex de sol a I’aide d’une approche analytique. Cela permet de

contrdler avec précision les caractéristiques aérodynamiques du tourbillon. De plus, cette approche permet
I’injection de I’expression exacte de la distorsion directement dans la condition limite d’entrée. En effet,
I’utilisation d’une cartographie issue de données expérimentales ou numériques aurait nécessité une inter-
polation au niveau du plan d’entrée car les centres cellules du cas d’étude accueillant le champ solution ne
coincideraient pas avec les données de la cartographie. Cette interpolation aurait pu entrainer une perte de
précision. Le vortex modélisé est supposé parfaitement axisymétrique et sans déficit de vitesse axiale. A
ce jour, aucun article ne fait état a notre connaissance d’une mesure précise d’un déficit de vitesse axiale
au sein du vortex de sol. De plus, la composante de vitesse radiale est négligée devant la vitesse azimutale.
Plusieurs études expérimentales ont montré que la position du vortex de sol peut étre instationnaire, avec
un nombre de Strouhal fD;/U; d’environ 0.025, comme décrit dans la section 1.2.3. Cependant, le nombre
de Strouhal associé a la fréquence propre la plus faible des modes structuraux des OGV est de I’ordre de 5,
etil n’y a pas de phénomenes aérodynamiques instationnaires du vortex de sol rapportés dans la littérature
a une telle fréquence. Par conséquent, la position du vortex ainsi que ses caractéristiques aérodynamiques
sont supposées stationnaires dans le plan d’entrée par rapport a la fréquence de vibration des OGV et au
passage des aubes du fan. Le vortex modélisé est ainsi stationnaire. Dans un contexte industriel, cette po-
siton détermine 1’intégralité du parcours du vortex au sein du moteur.
Le choix du type de tourbillon analytique s’appuie sur I’étude de Murphy [72] décrite dans la section
(2.2.3) du chapitre I. Cette étude montre que le profil de vitesse du vortex de sol issu des données expé-
rimentales correspond au profil de vitesse d’un tourbillon de Scully [86]. En se plagant dans un repere
cylindrique (r, ) avec pour origine le centre du tourbillon, vy sa vitesse tangentielle, r la distance relative
al’axe, r. le rayon du cceur du vortex (distance entre le centre et le point de vitesse tangentielle maximale)
et I' sa circulation totale, 1’expression du profil de vitesse est la suivante :

r r
= Iv.1
Vo) = S5 2 Iv.1)
14] 2r

v = V.2
Vimax 72+ 1 (v2)

Avec Vimax = I'/(4nr,) la vitesse tangentielle maximale et 7 = r/r.. L’axe du tourbillon injecté est ortho-
gonal au plan d’injection définissant la condition aux limites d’entrée. En subsonique, cette condition est
définie uniquement par la pression d’arrét P,, I’enthalpie d’arrét H, et le vecteur vitesse unitaire t. Les
grandeurs en champ lointain, qui correspondent a I’absence de vortex, sont connues et notées avec I’indice
()oo- Le vortex est alors généré dans le plan d’entrée par I'intermédiaire de P;, H, et t en fonction des
caractéristiques du champ lointain et des caractéristiques aérodynamiques du vortex. En injectant le champ
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de vitesse du tourbillon (eq. IV.1) dans I’équation de conservation de quantité de mouvement radiale expri-
mée en coordonnées cylindriques et en négligeant la diffusion visqueuse devant les termes inertiels, nous

avons :
oP va(r)
i p(r) p
A ce stade, nous ne disposons que d’une seule équation pour deux inconnues : P et p. Il est alors nécessaire
d’introduire une équation supplémentaire. L’ hypothese simplificatrice d’un vortex avec une enthalpie totale
homogene est retenue, permettant de prendre en compte la compressibilité au sein du tourbillon. Ainsi, la

pression, la masse volumique et la vitesse tangentielle sont reliées par I’équation suivante :

(IV.3)

y P v UL
G-Dpn 2 T2 e v

2
Avec H, = ﬁ %’ + % Le champ de masse volumique est alors le suivant :
Y P(r)
p(r) = v pE——— av.s)
0 [
Hi -5 -3
En injectant I’équation (IV.5) dans I’équation (IV.3), la pression statique vérifie :
dap Y v
dr Iv.6)

P O-Dr(H, - UR2-2))

Le champ de pression est alors obtenu en intégrant I’équation (IV.6) du centre du tourbillon jusqu’au champ

lointain (r — o0). En exprimant vy en fonction de 7 et V¢ a I’aide de I’équation (IV.2) et en supposant
2

que V“z‘“ < H; A — UTZ", le champ de pression solution de 1’équation (IV.6) d’apres Falissard [31] est :

=2 2
P 2V. H;w r+1)-V-
14 max atan (7 1)~ Vi _z (IV.7)

= exp
Fo &= \/21‘11(,0 - U(%o - Vr%lax Vinax \/2Hfoo - Uzo - Vr%lax .

En présence du vortex et pour un écoulement purement axial en champ lointain, avec une vitesse de Uc,
I’enthalpie statique dans le plan d’injection s’exprime de la facon suivante :

H(r) = H,_ - %(Ufo + V3 () (IV.8)

Dans le cas d’un écoulement compressible, la pression d’arrét et la masse volumique d’arrét sont reliées
par la pression statique et la masse volumique de la facon suivante :

Pi(r)p, 7 (r) = P(rp™"(r) Iv.9)

Grace a la relation II1.9 des gaz parfaits et apres quelques manipulations, la pression d’arrét d’un écou-
lement a enthalpie totale homogene peut €tre exprimée en fonction de la pression statique, de 1’enthalpie
statique et de I’enthalpie d’arrét :

H, \7
Pi(r) = P(r)(H (;")) (IV.10)

Dans le cas d’un écoulement sans tourbillon, I’expression (IV.10) devient :

Y

H, =
P, = Po| —=— (IV.11)
t H, - 1U2
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Le rapport des équations (IV.10) et (IV.11) donne :

PAr) _ (P(r)) [sz - %Ué)ﬁ (IV.12)

P, Py H(r)

o

Les équations (IV.7), (IV.8) et (IV.2) permettent finalement d’obtenir les grandeur P,, H, et t a prescrire
dans le plan d’injection afin de générer un tourbillon de Scully a enthalpie totale homogene représentatif
du vortex de sol :

2@+ 12H, - U\
ki ® e 2 7 =) X
27 + )2H, - UL —4V2_ 7
A% H, (P +1)-V3
xp| —~ 1 ey atan | —— (Pr) - Vow | g (IV.13)
=b |on, vz -v2, Vinax \2Hr,, — U2 = Vi,
H, =H,, (IV.14)
Us
o= (IV.15)
—vgcos(d
g sttt (IV.16)
v
in(6
fo 22 Sgl( ) (IV.17)

Avec V = / vg + UZ,. Ces grandeurs aérodynamiques définissant la condition aux limites d’injection sont
uniquement déterminées par les caractéristiques aérodynamiques du champ lointain (P;_, H; , Us), les
propriétés du tourbillon (7., Vimax ouI') et la distance r par rapport au centre du vortex.

1.00 1.00
0.99 0.99|
0.98 0.98
097 0.97}
& 0.96 % 0.96
X 0,95 0.5
0.94} 0.94}
0.93 0.93
0.92 0.92

FiGure IV.1 — Pression d’arrét décrite en (IV.13) en = FiGure IV.2 — Pression statique décrite en (IV.7) en
fonction du rayon pour I' = 55 m?>s™! et r. = 0.07 m  fonction du rayon pour I' = 55 m*s~! et r. = 0.07 m
(cas d’étude) (cas d’étude)

La figure (IV.1) représente la pression totale décrite par I’équation (IV.13). Le déficit maximal de
pression d’arrét est atteint en r = O et tend vers P, lorsque r tend vers +oco.
1.2 Validation de I’injection d’un vortex analytique en entrée de domaine numérique

Afin de valider la méthode d’injection du tourbillon décrite dans la section 1.1, I’expression analytique
de la pression d’arrét (IV.13), de I’enthalpie d’arrét (IV.14) et du vecteur vitesse unitaire (IV.17) sont
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imposées au niveau du plan d’entrée d’un calcul RANS a I’aide de la condition aux limites d’injection
subsonique. La pression statique et le profil de vitesse du tourbillon au niveau de la condition d’injection
du calcul RANS apres convergence sont comparés avec les grandeurs analytiques imposées. Dans ce type
de modélisation RANS, il est également nécessaire de spécifier les grandeurs turbulentes. Dans notre cas,
la turbulence modélisée contenue dans le tourbillon est supposée égale a celle du champ lointain, a savoir
(%)oo = 1.1073 avec v, la viscosité turbulente et v la viscosité cinématique. Le domaine de simulation est
représenté par un domaine cartésien. Une condition de pression uniforme est imposée en sortie afin de
générer une vitesse axiale Us. Un gradient de vitesse important est présent dans le coeur du vortex, ce
qui nécessite une discrétisation suffisante pour obtenir une représentation correcte du tourbillon au sein
du calcul. Pour ce faire, la zone d’injection du tourbillon est discrétisée de maniere homogene avec un
minimum de 20 points en son centre, une valeur similaire a celle utilisée dans la modélisation du vortex
de Zehner [75]. Le schéma du domaine de calcul est présenté dans la figure IV.3 (gauche) tandis que
I’isosurface de vorticité a |w/wmax| = 0.5 est représentée dans la figure I'V.3 (droite).

|/ Wmax|
1

Ros

-
=
0.05

Ficure IV.3 — (gauche) Schéma du calcul RANS avec vortex seul — (droite) Champ de vorticité en x = 0 et
1sosurface de vorticité (Jw|/wmax = 0.5)

Afin de s’assurer de la bonne représentativité du tourbillon au niveau de la condition d’injection, la
vitesse tangentielle ainsi que la pression statique du tourbillon obtenues grace a un calcul RANS sont
comparées aux grandeurs analytiques d’un tourbillon de Scully défini précédemment dans ce chapitre. La
figure (IV.4) montre une bonne concordance entre la vitesse tangentielle résolue en RANS et celle obtenue
analytiquement au niveau du plan d’injection. La pression statique est également comparée sur le méme
plan, comme illustré sur la figure (IV.5). Les résultats obtenus par la simulation RANS sont en accord avec
les grandeurs analytiques. Méme si ces comparaisons sont effectuées sur un vortex avec des caractéristiques

légerement différentes que celles du cas académique ( % = —1.46etr./c =0.29 pour la comparaison et
% = —1.34 et r./c = 0.20 pour le cas académique), les conclusions restent valables pour le vortex du cas
d’étude.

La méthode d’injection de tourbillon peut étre validée avec une approche qui garantit la représentativité
du profil de vitesse et du déficit de pression statique au niveau de la condition d’injection du domaine de
calcul par rapport au profil analytique imposé. Des calculs préliminaires ont montré que la conservation de
ces grandeurs le long de I’axe du vortex dépend de la dissipation au sein du calcul. Or, cette derniere étant
extrémement faible pour le calcul haute-fidélité, le déficit de pression ainsi que le profil de vitesse sont tres
bien conservés le long de 1’axe du vortex du calcul présenté dans ce chapitre.

2 Définition du cas académique

Le cas académique a pour objectif de représenter, avec certaines hypotheses, la source d’excitation aé-
rodynamique des OGV résultant de I’interaction entre le vortex de sol et le fan. Il se présente sous la forme
d’une grille d’aubes linéaires de fan dont le profil est représentatif de la géométrie fan d’un démonstrateur
industriel UHBR échelle 1 ayant réalisé des essais sous vent de travers. Une campagne d’essai complete a
été réalisée sur ce démonstrateur et a ainsi permis d’acquérir des mesures de réponse vibratoire sous vent
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Ficure IV.4 — Vitesse tangentielle du tourbillon dans  Ficure IV.5 — Déficit de pression statique du tour-
le plan d’injection pour CFT‘DO = —1.46 et = = 029  billon dans le plan d’injection pour LFT‘,X, = —146et
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instationnaire généré par I’interaction entre le fan et vortex de sol, d
par I'intermédiaire d’une approche haute fidélité sur un cas académique représentatif du cas industriel.

z

A
ou I'intérét de construire une référence

B

2.1 Choix de modélisation et simulation numérique
2.1.1 Architecture du cas académique

Pour des raisons techniques et de limitation du codt de calcul, plusieurs simplifications du cas d’étude
sont introduites. Tout d’abord, il n’est pas envisageable de réaliser une simulation numérique haute fidélité
composée d’un fan suivi d’une grille OGV qui serait tres coliteuse. Le principal objectif du cas académique
étant de fournir une modélisation pertinente de 1’interaction entre une grille d’aubes et un vortex incident, il
n’est pas nécessaire de modéliser la grille OGV dans le calcul. Nous négligeons pour la suite I’influence de
la grille redresseuse sur I’écoulement amont. Seules les aubes fan sont présentes dans le cas académique.
La rotation du fan est remplacée par la translation rectiligne uniforme d’une grille composée de 5 aubes a
profil constant en envergure représentatif du cas industriel. La vitesse de translation et le profil des aubes du
cas académique correspondent respectivement a la vitesse tangentielle et au profil au point d’intersection
entre I’axe de rotation du vortex de sol et le plan fan de la turbomachine. Ce point d’intersection est
déterminé grice aux travaux expérimentaux de Murphy et MacMannus [72]. La translation des aubes
permet de remplacer les conditions aux limites au niveau du moyeu et du carter par des conditions de
symétrie localisées hors de la zone d’injection du tourbillon. En effet, la condition d’adhérence sur le
moyeu et le carter serait trop coliteuse a prendre en compte : un maillage classique en proche paroi avec
y* < 1 serait nécessaire afin de capturer correctement la couche limite, ce qui n’est pas possible au vu des
ressources de calcul disponibles pour la résolution haute-fidélité. Le mouvement du domaine est modélisé
en ajoutant une vitesse d’entrainement dans le calcul des flux a I’interface des volumes de controle du
maillage grace a la formulation ALE décrite dans la section 3.2 du chapitre III. L’absence de rotation
implique un angle de calage constant des aubes avec un profil invariant selon 1’envergure. Un schéma du
domaine de calcul est présenté sur la figure IV.6. Le nombre de Reynolds de la simulation, basé sur la
vitesse relative de I’aube et sa corde c, est Re = 5.10°.

Le vortex de sol est injecté au sein de la condition aux limites d’entrée avec une méthode semblable
a celle décrite dans la section 1 de ce chapitre. En raison du mouvement relatif entre les aubes fan et le
vortex, deux référentiels sont mis en jeu et sont illustrés sur la figure IV.6 : R attaché au sol et R; attaché
au domaine de calcul D en translation dans la direction des y avec une vitesse V). Par décomposition des
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Caractéristiques de la grille d’aubes
Corde axiale, ¢, 0.677c
Angle de calage, S (deg) 47.4
Envergure, L, 3.76¢
Longueur, Ly 4.76¢
Largeur, L, 3.79¢

TaBLE IV.1 — Caractéristiques de la grille d’aubes

vitesses, le centre du vortex est en translation dans la direction des —y a une vitesse V, par rapport au
domaine de calcul D. Pour représenter ce mouvement au sein de la simulation, les coordonnées du vortex
dans le plan d’injection sont mises a jour a chaque pas de temps grace a un module externe du solveur, afin
de garantir une vitesse —V,.y du centre du vortex par rapport au domaine de calcul. Les caractéristiques
de la grille d’aubes sont synthétisées dans le tableau IV.1. Un schéma d’une section inter-aube est illustré
Figure IV.7. Une zone tampon est positionnée en amont de la condition aux limites de sortie afin de dissiper
les fluctuations de pression haute fréquence par le maillage jusqu’a la condition de sortie ainsi que les
réflexions sur la condition de sortie, génératrices d’oscillation de pression haute fréquence remontant le
domaine de calcul. Le choix de la taille du domaine de simulation est un compromis entre le coit de
calcul et les perturbations résultant de I’interaction entre 1’écoulement induit par le vortex incident et les
conditions aux limites du domaine. En effet, la présence d’un tourbillon dans une simulation nécessite un
domaine de calcul suffisamment grand pour permettre le développement du tourbillon, car les conditions
aux limites contraignent son écoulement induit. Si le domaine est trop petit, cela peut altérer le voisinage du
ceeur du tourbillon, entrainant des résultats non-physiques. Il est donc crucial d’avoir une taille de domaine
suffisante pour garantir la précision des résultats tout en minimisant le cofit de calcul.

A inlet . Cx |
~4 D < y
‘11_/]—1_/ 1.11cy : ;
: X
Uy > r | : (buffer zone)
20 | 6/> Lz : E AQC»‘
y‘)R X0 , ' 1.69¢, :
0 i B\L—’_,
y A outlet
L Z
R -14Cx

Ficure IV.6 — Schéma du domaine de calcul
Ficure IV.7 — Schéma d’une section inter-aube

2.1.2 Définition des conditions aux limites

Les conditions aux limites du domaine sont illustrées sur la figure IV.8. Une condition d’injection est
appliquée a I’entrée du domaine sur le plan a x = 0 en spécifiant la pression d’arrét, I’enthalpie d’arrét, le
vecteur vitesse unitaire et la ou les grandeur(s) turbulente(s). Toutes ces grandeurs sont déterminées afin de
générer un vortex avec les caractéristiques aérodynamiques souhaitées. La condition de sortie correspond
a une condition de non-réflexion, qui permet d’éviter la réflexion des ondes acoustiques sur le bord du
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— 5 Outlet (condition de
— non réflexion)

[ Condition périodique
I Condition de glissement
[ 1 Condition d’adhérence

Inlet (injection

subsonique)
Ficure IV.8 — Schéma des conditions aux limites du domaine de calcul

y X

domaine. Les grandeurs conservatives nécessaires pour cette condition aux limites sont extraites de calculs
préliminaires RANS avec une pression imposée en sortie de domaine ce qui permet la convergence du
calcul vers le point de fonctionnement souhaité. Des conditions aux limites périodiques sont prescrites sur
les plans y = O et y = L, pour assurer une translation infinie du vortex dans le plan d’injection. Les plans
z = 0etz = L, respectent des conditions de glissement. Enfin, une condition d’adhérence est appliquée a
la surface des aubes.

2.1.3 Point de fonctionnement du cas académique

Le point de fonctionnement du cas académique est déterminé en 1’absence de vortex. Cette étape permet
de déterminer les grandeurs aérodynamiques en champ lointain nécessaires a I’injection du vortex, ainsi
que les grandeurs conservatives en sortie a imposer au niveau de la condition de non-réflexion. Le point de
fonctionnement de la grille d’aubes est repéré par le débit massique 1 traversant le domaine et le taux de
compression 7 correspondant au rapport de pression totale aval et amont de la grille d’aubes. Les conditions
génératrices sont les suivantes : une pression totale P, . = 101325 Pa, une enthalpie totale H;_ = 2.89-10°
J et un vecteur vitesse unitaire ﬁ = ex. Les isovitesses calculées dans cette section sont obtenues par

I’intermédiaire de calculs RANS.

oo OO° ='0.83

14| ea Q= 1.00
e Q" =1.17
o Q" =1.25

1 % Point retenu

”/”ref

(5| A,

30 35 55

Ficure IV.9 — Isovitesses du cas académique
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La figure IV.9 présente plusieurs isovitesses du cas académique associées a différentes vitesses de
rotation adimensionnées Q* = V,R/€Q, avec V, la vitesse de translation de la grille d’aube, R le rayon
d’extraction du profil utilisé pour le cas académique et €, une vitesse de rotation de référence. Un choc
assez prononcé est présent au niveau de I’extrados proche du bord d’attaque de 1’aube pour les vitesses
de translation adimensionnées Q* = 1.17 et Q* = 1.25. Cela peut entrainer des difficultés numériques
liées aux schémas numériques tres peu dissipatifs employés pour la résolution de la turbulence ainsi qu’un
décollement au niveau de I’extrados avec une activation de la résolution de la turbulence par le mode 2 de la
ZDES en proche paroi. Il est donc préférable de choisir un point de fonctionnement sans choc afin d’avoir
une activation de la ZDES uniquement dans les sillages et le vortex transformé. Le point de fonctionnement
d’intérét de I'industriel étant Q* = 1.47, un choc important apparait a 1’extrados des aubes. Nous sommes
alors contraint de choisir un point de fonctionnement sans choc, comme c’est le cas pour les isovitesses
adimensionnées Q* = 1.00 et Q* = 0.83. L’isovitesse Q* = 1.00 étant le régime maximal de la plage
de fonctionnement sans choc, il est retenu pour la suite de 1’étude. Le point de fonctionnement choisi est
représenté sur la figure (IV.9) par le symbole (%), dont U, est le plus proche de la ligne de démonstration
des essais de vent de travers.

2.1.4 Maillage

La figure IV.10 présente le maillage 2D d’une section inter-aubes élaboré a I’aide de 1’ outil Autogrid. Ce
logiciel permet de générer un maillage structuré avec une topologie en O4H autour des aubes. La densité
de maillage est aussi homogene que possible sur I’ensemble du domaine afin d’assurer une résolution
suffisante du tourbillon traversant I’intégralité du domaine dans la direction y. La taille de la premiere
maille en proche paroi a été choisie de maniere a vérifier Ay* = 1, ce qui permet d’assurer une bonne
précision des résultats dans un contexte d’une résolution RANS de la couche limite, ce qui est le cas pour
le mode 2 de la ZDES. Un léger raffinement est effectué dans la zone de sillage afin de capter les structures
turbulentes qui s’y développent. Dans les zones a fort cisaillement, la taille de maille est choisie de sorte
que Ax*, Ay*, Az" < 300, avec un taux d’accroissement inférieur & 5 % dans ces régions. Pour la zone
tampon, un taux d’accroissement de 15 % est utilisé dans la direction x. Le maillage 2D illustré sur la
figure IV.10 est extrudé dans la direction z pour créer un maillage 3D. Ainsi, le plan d’injection résultant
de cette extrusion est montré sur la figure IV.11. Pour garantir une bonne résolution de la turbulence au
niveau de I’interaction entre le vortex et le fan, une zone de maillage dense et homogene est placée au
centre du domaine, avec une longueur de 5.4r. selon I’axe z. Cette longueur est choisie a la suite de calculs
préliminaires basse-fidélité qui ont permis d’estimer la taille de la zone de diffusion du vortex transformé
par le fan, assurant de capter I’intégralité de 1’écoulement résultant de 1’interaction entre le vortex et le fan.
Un taux d’accroissement des mailles de 15 % est appliqué afin d’étendre le domaine dans les directions
+z et donc de réduire les interactions entre I’écoulement induit généré par le vortex et les conditions aux
limites du domaine. Le maillage final est composé de 167 millions de cellules, réparties sur 230 plans 2D
contenant chacun 726 000 cellules.

2.1.5 Parametres numériques

Le solveur CFD utilisé pour les calculs de cette étude est le code elsA [51] développé par I’ONERA.
Ce solveur 3D est dédié¢ aux écoulements compressibles pour des gaz parfaits et repose sur la méthode des
volumes finis. La discrétisation spatiale s’appuie sur une version peu dissipative du schéma de AUSM+(P)
[68], complété par un limiteur d’ordre 3 [47]. La résolution de la turbulence est effectuée en utilisant le
mode 2 de la ZDES avec le modele de turbulence de Spalart-Allmaras pour les couches limites attachées.
L’intégration temporelle est réalisée grace a la méthode GEAR, décrite a la section (3.2.2). Le pas de temps

adimensionné est égal a Athv”' = 1.08 x 107 afin d’obtenir un nombre de Courant-Friedrichs-Lewy (CFL),




2. Définition du cas académique 77

Vortex

18.8 r¢ 54r.

Ficure I1V.10 — Maillage d’une section inter-aube Ficure IV.11 — Maillage du plan d’injection

basé sur la vitesse maximale de propagation d’ondes acoustiques, inférieur a 47 pour les cellules situées
en proche paroi et inférieur a 1 en dehors des couches limites. Le CFL est défini de la facon suivante :
U| + a)At
CFL = (ll—) (IV.18)
min(Ax, Ay, Az)

avec a la vitesse du son, |U| la norme du vecteur vitesse et Ax, Ay, Az la taille de maille dans la direc-
tion x,y, z. La traversée du vortex le long d’une section inter-aube est discrétisée en 9260 pas de temps.
5 sous-itérations sont effectuées entre chaque pas de temps physique afin d’obtenir une réduction du rési-
dus unitaire de plus d’un ordre de grandeur. La simulation est effectuée sur 1010 processeurs pendant 80
passages d’aubes sur le vortex (40 passages en régime transitoire et 40 passages en régime permanent).

2.2 Adaptation du vortex au cas académique
2.2.1 Caractéristiques aérodynamiques du vortex dans le cas académique

Afin d’obtenir une interaction entre le fan et le vortex de sol cohérente entre la simulation du cas
académique et celle observée en essais, il est indispensable d’introduire un vortex analytique présentant
des caractéristiques aérodynamiques similaires a celles d’un vortex de sol généré en conditions réelles.
Murphy et MacMannus [72] ont étudié les caractéristiques aérodynamiques du vortex de sol en conditions
réelles pour différentes conditions. Ils se sont notamment intéressés au rayon du cceur du vortex et a sa
circulation totale en fonction des grandeurs U;/U et h/D; avec U; la vitesse de I’écoulement au sein de
I’entrée d’air, U la vitesse du vent de travers, & la distance au sol de 1’axe moteur et D; le diametre de
I’entrée d’air. En tenant compte de la géométrie du démonstrateur, de 1’intensité du vent latéral ainsi que du
point de fonctionnement déterminé précédemment, les propriétés aérodynamiques du vortex sélectionnées

r

sont les suivantes : e = —1.34, % = (0.2 avec c la corde d’une aube.

2.2.2 Périodisation du vortex

L’injection d’un vortex analytique dans le plan d’entrée du domaine ne satisfait pas les conditions
périodiques a I’interface entre deux vortex consécutifs générés par la périodicité du domaine, visible en
r/re = 9 sur la figure IV.12. Cette interface périodique induit la présence d’un vortex co-rotatif fictif de
I’autre coté de I’interface périodique, ce qui entraine des vitesses locales de directions opposées de part
et d’autre de cette interface. Par conséquent, un gradient de vitesse apparait, générant une vorticité non
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désirée, comme le montre la figure I'V.12. Cette vorticité est convectée par 1’écoulement jusqu’aux aubes et
peut venir polluer le calcul. De plus, cette anomalie peut étre préjudiciable pour les calculs haute-fidélité
car la couche de vorticité peut donner naissance a la résolution de structures turbulentes non désirées se
propageant au sein du calcul.

10 i5

rfre

Fiure IV.12 — Champs de vorticité du plan x = 0 avec le profil de vitesse du tourbillon en z = z.

Loin du cceur du vortex, la décroissance du profil de vitesse suit une relation en % Ainsi, il est préfé-
rable d’avoir un domaine suffisamment large par rapport a la taille du coeur du tourbillon pour minimiser
Iinteraction entre le champ induit par le vortex et les conditions aux limites, réduisant ainsi le gradient
de vitesse a I'interface périodique. Néanmoins, les dimensions du domaine de calcul du cas académique
sont contraintes par les ressources de calcul disponibles. Pour réduire le gradient de vitesse aux interfaces
périodiques sans altérer les caractéristiques du vortex et sans nécessiter un domaine trop étendu, il est es-
sentiel d’introduire un tourbillon qui, des I’injection, respecte les conditions aux limites du domaine. Pour
ce faire, la contribution des tourbillons fictifs induits par les conditions de périodicité et de symétrie est
prise en compte dans le domaine. Ces vortex images sont représentés sur la figure IV.13. Le plan d’injec-
tion du calcul se situe au centre du réseau, avec pour coordonnées (0,0). Le vortex injecté tourne dans le
sens antihoraire. Les tourbillons situés en (0, + 1), générés par les conditions périodiques, sont co-rotatifs.
Les tourbillons situés en (+ 1, 0), générés par les conditions de symétrie, sont contra-rotatifs. Un réseau
composé de nyortex X Myortex tourbillons est créé, incluant le vortex du domaine de calcul et les vortex induits
a ’extérieur de ce domaine. L’enjeu consiste a prendre en compte la contribution de 1’écoulement des vor-
tex images sur le domaine de calcul en (0,0) afin d’obtenir un tourbillon injecté respectant les conditions
périodiques et de symétrie aux bords du domaine. Les coordonnées polaire (+-", 87" du tourbillon de
coordonnées (m, n) s’expriment au sein du domaine de calcul de la facon suivante :

r(m,n) — \/(y _ mL’\y)Z +(z— }’lL:)Z
gimm - — Arctan ( 2oty )

y—mlLy

(IV.19)

Avec (m, n) tel que m € [—nyort, Nvortll, 7 € [—Ryort, Pvort]l. Le champ de vitesse du tourbillon situé en (m, n)
au sein du domaine de calcul s’exprime alors :

v(m,n)(y’ Z) (_ 1 )n+] ve(r(’"’”))cos(H(’”*"))
W(m,n)(y’ Z) — (_ 1 )m ve(r(’"*”) )Sin(e(m,n))

(Iv.20)

En sommant la contribution de tous les tourbillons, le champ de vitesse au sein du domaine de calcul
devient alors :

V= Z nz plmn) (IV.21)

M==Nyort N==Nyort
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~~~~~~~~~~~~~ Condition de prériodicité
Condition de symétrie

J (_1,_1)E (-1,0)5 (-1,1)§ E] Domaine de calcul

FiGure IV.13 — Schéma du réseau de tourbillons injecté au niveau de la condition aux limites d’entrée

Nyort Nyort
w= Y > w (Iv.22)

M=—Nyort N="Tvyort

Dans un souci de simplification, nous faisons I’hypotheése que la modification de la pression statique due a
la contribution des tourbillons situés a 1’extérieur du domaine de calcul est négligeable. Ainsi, la pression
d’arrét, qui prend en compte la contribution des tourbillons voisins a I'intérieur du domaine, s’exprime
comme suit :

Hoo\71
P = p( = )7 1 (IV.23)
1
W =H, - E(Ui, +12 +wh) (IV.24)

L’enthalpie totale résultant de la somme des tourbillons reste uniforme et égale 8 Hy,. Le vecteur vitesse
unitaire est mis a jour en utilisant le champ de vitesse induit par la somme des vortex décrit par les équa-
tions (IV.21) et (IV.22). La figure (IV.14) illustre le champ de vitesse analytique avec (a droite) et sans (a
gauche) les contributions des vortex induits pas les conditions aux limites du domaine. La prise en compte
des vortex induits permet au champ de vitesse du domaine de calcul de respecter les conditions de pé-
riodicité latérales et de symétrie sur les bords inférieur et supérieur du domaine. En s’éloignant du centre
du tourbillon, le champ de vitesse est modifié progressivement. L’erreur relative sur la vitesse induite par
I’ajout de 440 vortex voisins au tourbillon analytique est de I’ordre de 2% a r/r. = 1 pour une taille de do-
maine de 18.87, dans la direction z. Bien que cette différence puisse sembler importante, elle est acceptable
au bénéfice de la suppression de I’anomalie engendrée par le gradient de vitesse a I’interface des deux vor-
tex périodiques. Les illustrations sont réalisées avec un domaine carré de longueur 16r.. Les phénomenes
observés sur ces figures sont identiques pour un domaine de longueur 18.8r,.

La somme de tourbillons est injectée dans les conditions aux limites d’un calcul RANS, avec une
densité de maillage et des parametres numériques identiques a ceux utilisés pour le calcul illustré sur la
figure (IV.12). Les champs de vorticité et de vitesse obtenus avec cette méthode sont présentés sur la figure
(IV.15). La figure IV.15 montre la quasi disparition de 1’anomalie de vorticité a I’interface périodique
(r/r. = —11) grace a la méthode décrite dans ce paragraphe, en prenant en compte les contributions des
tourbillons images. La comparaison de profil de vitesse du tourbillon avec et sans réseau de vortex est
illustrée sur la figure IV.16 avec une interface périodique en r/r. = +8. Dans le cas académique présenté
dans cette étude, le tourbillon prescrit au niveau de la condition aux limites d’entrée est injecté en suivant
la méthode décrite dans ce paragraphe.
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Ficure IV.14 — Lignes de courant du vortex analytique seul (a gauche) et avec la prise en compte des vortex
induits (a droite)
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Ficure IV.15 — Champs de vorticité du plan x = 0 avec le profil de vitesse du tourbillon en z = z. avec le
réseau de vortex
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FiGure IV.16 — Profil de vitesse du tourbillon analytique avec et sans réseau de vortex
2.3 Choix des extractions pour les post-traitements

Des outils de post-traitement sont mis en place pour extraire des données pertinentes dans le but d’ana-
lyser I’écoulement et de comparer les résultats haute-fidélité avec ceux obtenus en basse-fidélité. Ces ex-
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tractions sont effectuées en cours de calcul via un module externe, et permettent de stocker les grandeurs
telles que la masse volumique, la quantité de mouvement dans les trois directions, 1’énergie totale, les
variables turbulentes ainsi que les trois composantes de la vorticité.

28 capteurs sont répartis sur 3 plans a x constant afin d’obtenir les grandeurs conservatives et de vorti-
cité au cours du temps dans le coeur du vortex transformé par le passage des aubes de fan. Comme illustré
sur la figure IV.17, les plans A et C se situent respectivement a proximité du bord de fuite de I’aube de
fan et a proximité du bord d’attaque des OGV (absents du calcul), tandis que le plan B est équidistant des
plans A et C. Sur chacun de ces plans, 9 capteurs recouvrent le vortex, comme illustré sur la figure I'V.18.
Ces capteurs suivent le tourbillon transformé dans le maillage au cours du calcul grace a la mise a jour de
leur position a chaque itération. Un capteur mobile par rapport au maillage est placé hors du vortex dans
le plan C afin de capter uniquement le passage des sillages des aubes de fan. La fréquence d’extraction
est de 5 itérations pour le calcul ZDES (f,xracr = 1.3 - 10 Hz) et d’une itération pour le calcul URANS
(foxtrace = 2.5 - 10° Hz). La fréquence d’extraction des capteurs dans le calcul ZDES a été choisie grace a
une étude de convergence du contenu spectral en fonction de la fréquence d’extraction, pour des valeurs de
6.5 - 10°Hz (correspondant a 1/Af) et 1.3 - 10° Hz. Le contenu spectral des signaux obtenus avec ces deux
fréquences d’extraction étant identique aux fréquences ou le signal contient une énergie significative (pas
de repliement spectral), une fréquence de 1.3 - 10% Hz est retenue pour la suite de cette thése.
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Ficure IV.17 — Plans de post-traitement

Le champ solution 2D au niveau du plan C illustré sur la figure IV.17 est extrait au centre des cellules
toutes les 50 itérations pour le calcul ZDES (fextracr = 1.3 - 10°Hz) et toutes les 2 itérations pour le calcul
URANS (foxiraer = 1.25 - 10°Hz).

2.4 Définition de la moyenne de phase

Contrairement a la solution URANS correspondant au champ moyenné au sens de Reynolds (moyenne
d’ensemble), le champ instationnaire issu de la ZDES n’est pas périodique en raison de la présence de
fluctuations induites par la résolution de la turbulence. Pour isoler I’écoulement moyen du calcul haute-
fidélité et supprimer ces fluctuations, une moyenne de phase des grandeurs obtenues grace aux extractions
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décrites dans la section 2.3 du chapitre IV est réalisée. La période moyenne obtenue est ainsi comparable
avec celle issue du champ moyen obtenue avec les modélisations RANS. Dans le référentiel du maillage, la
périodicité du phénomene correspond au temps de passage d’aubage fan dans le repere R pour parcourir le
domaine, soit 5 canaux inter-aubes. Toutefois, I’objectif principal de ces travaux de these est de s’intéresser
aux efforts a prévoir sur les OGVs (méme s’ils sont fictifs ici), qui sont dans le repere vortex Ry. Les études
statistiques des grandeurs issues des extractions décrites dans la section 2.3 sont donc effectuées dans le
référentiel attaché aux OGYV, (et donc au tourbillon incident) afin d’étudier 1’écoulement instationnaire vu
par les OGV. La moyenne de phase est alors effectuée dans Ry. Chaque instant de la période est moyenné
avec les échantillons des autres périodes avec une phase identique. Ainsi, la moyenne de phase est définie
de la facon suivante : soit A(x,y,z,t) une grandeur aérodynamique instationnaire issue du calcul ZDES
au point de coordonnées (x,y,z) et au temps ¢, avec 7T le temps de passage du vortex le long d’un canal
inter-aube, la moyenne de phase de A sur un échantillon de N passages d’aubes est alors :

& Ay, 2t +iT)
Ve [0,T], <A >y (x,y,2,0) = § yT (IV.25)
i=0

Avecy’ =y —iV,T (mod Ly). La coordonnée y" provient du passage du référentiel R; attaché au domaine
de calcul au référentiel Ry attaché au sol. Cette moyenne de phase est relativement simple a réaliser pour
les capteurs : ces derniers étant mobiles a une vitesse V, selon —y, la coordonnée y" de I’équation IV.25
correspond naturellement aux coordonnées du capteurs. En revanche, I’application de la moyenne de phase
a un instant donn€ sur le plan C nécessite la translation du i-€éme canal inter-aube d’une distance iV,T
modulo L, selon I’axe y afin de réaliser le passage dans le référentiel Ry. Pour obtenir une convergence
statistique de la moyenne de phase qui rend cette derniere acceptable, il est essentiel de disposer d’un grand
nombre d’échantillons N > 1. En pratique, le nombre d’échantillon est limité par le cofit de calcul. Dans
notre cas, 40 périodes ont pu étre réalisées apres le régime transitoire (N = 40). La convergence de cette
moyenne de phase est décrite dans la section 3.3.1 de ce chapitre.

3 Etude de I’écoulement généré par Pinteraction entre la grille d’aubes et
le vortex incident

3.1 Analyse du champ instantané

Le critére-Q permet de mettre en évidence les structures tourbillonnaires au sein d’un champ aérody-
namique, en particulier les structures turbulentes résolues par la simulation haute-fidélité utilisée dans ces
travaux. Le critére-Q est défini de la fagon suivante :

0= (1P - s P) (IV.26)
1 T

0= (gmay - emav ) w2
1 T

3 = 3 {ama +(gmav) w2

avec ) le tenseur taux de rotation, S le tenseur taux de déformation et V le vecteur vitesse. Les valeurs
positives de Q correspondent aux régions de I’écoulement ol la vorticité est supérieure au taux de défor-
mation, mettant en évidence les structures turbulentes résolues. Une iso-surface de critére-Q colorée par
le module de la vorticité est illustrée sur la figure IV.19. L’axe de rotation du vortex est colinéaire avec la
direction de I’écoulement, c’est-a-dire 1’axe des x. De plus, la portion du tourbillon en amont des aubes fan
ne semble pas étre altérée. Cette derniere est divisée en deux tourbillons distincts (P1 et P2) par I'impact de
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Ficure I1V.19 — Isosurface de critere-Q colorée par la norme de la vorticité

I’aube. P2 reste cohérent en 1’absence de développement de structures turbulentes et est confiné entre deux
aubes. La figure IV.19 montre un déplacement relatif entre P1 et P2 selon la corde a la surface de I’aube en
contact de ces deux portions. Ce phénomene est causé par la différence de vitesse entre I’intrados et 1’ex-
trados de I’aube. Apres un temps b/V, correspondant au temps de parcours du vortex le long d’une section
inter-aube dans le référentiel du domaine de calcul, la portion P2 atteint la position de la portion P3. Proche
de x/c, = 3.3, des structures turbulentes apparaissent au sein d’une extrémité de P3. Pour x/c, > 3.3, le
vortex est suffisamment déstabilisé pour générer de multiples structures tourbillonnaires au lieu de former
une seule structure cohérente comme initialement. Ces structures turbulentes, résolues par la simulation,
sont convectées jusqu’au plan de sortie du domaine de calcul suivant 1’angle de déviation de I’écoulement
induit par la translation des aubes de fan. De plus, I'isosurface de critere-Q illustrée sur la figure IV.19
met en évidence les structures turbulentes du sillage des aubes provenant du bord de fuite. La résolution
LES est bien activée pres du bord de fuite des aubes de fan avec une décroissance rapide de la viscosité
turbulente juste apres le décollement de la couche limite, ce qui permet le développement de structures
turbulentes. Le cadre situé a droite de la figure IV.19 montre la superposition des structures turbulentes du
tourbillon transformé avec celles provenant du sillage des aubes de fan. Toutefois, ces dernieres different
en taille et illustrent bien 1’aspect multi-échelles de la turbulence.

Plus généralement, la figure I'V.19 illustre la déviation globale du vortex transformé par son interaction
avec les aubes. Du point de vue des OGV fixes par rapport a Ry, le sillage des aubes est translaté dans la
direction y et le centre du vortex incident dans le plan d’injection est fixe selon cette méme direction. Les
OGYV étant également fixes dans Ry, les structures turbulentes issues du tourbillon transformé impactent
constamment les mémes OGV. L’angle de déviation du vortex transformé dépend du point de fonction-
nement du compresseur. En effet, I’augmentation de la pression statique de sortie (pour une vitesse de
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translation des aubes donnée) ou I’augmentation de la vitesse de translation (pour un rapport de pression
statique donné) conduit a un angle de déviation du tourbillon transformé plus élevé, impactant alors des
OGYV différents. La position des OGV impactés par les structures turbulentes du tourbillon transformé dé-
pend alors du point de fonctionnement du fan. De plus, en conditions réelles, la position du tourbillon en
amont du fan détermine les OGV impactés par celui-ci. Cette position dépend de plusieurs facteurs, tels
que la direction et I’intensité du vent de travers, ainsi que le point de fonctionnement du moteur, les pa-
rametres d’intégration (garde au sol) et la géométrie de la manche d’entrée d’air. Toutefois, il est difficile
de déterminer cette position expérimentalement. De plus, le caractere instationnaire de la position amont
du vortex de sol, décrit par Wang et Gursul [100] et présenté dans la section 2.3 du chapitre I, peut aussi
étendre la zone des OGV impactés par le vortex transformé.

Ficure 1V.20 — Isosurface de critere-Q colorée par la vorticité (2)

La figure IV.20 présente une vue différente de I’iso-surface de critere-Q de la figure IV.19, mettant en
évidence le comportement du vortex en amont et en aval de son impact avec les aubes. Les portions P1,
P2 et P3 sont déviées les unes par rapport aux autres dans le sens de 1’envergure des aubes. Ce phénomene
peut étre expliqué par les interactions aubes - portion de vortex. Pour chaque portion de vortex, un vortex
miroir est généré dans I’aube afin de maintenir une vitesse normale a la paroi nulle. Ces vortex images
possédent un sens de rotation opposé et une circulation égale a celle du vortex incident, générent des
vitesses induites opposées de part et d’autre de 1’aube et entrainent la dérive des deux parties du vortex
dans des directions opposées. Ce mécanisme est décrit dans la section 3.2 du chapitre I. Lorsque deux
portions de vortex incident sont séparées par une aube (comme P1 et P2 ou P2 et P3), I’extrémité du vortex
proche de I’extrados dérive dans la direction —z, alors que I’extrémité du vortex proche de I'intrados dérive
dans la direction +z. Pour un vortex avec un sens de rotation inversé, les extrémités des portions sont alors
déviées dans des directions opposées a celles observées. Tant qu’une partie du vortex est confinée entre
deux aubes, les déplacements de direction opposée des extrémités de cette portion de vortex génerent une
réorientation continue de son axe de rotation. Dans cette simulation, le phénomene de réorientation de 1’axe
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de rotation semble plus prononcé que celui observé par Yang et al. [106], qui représente une hélice sous
ingestion de vortex. Cela peut étre causé par la présence d’une section inter-aube plus petite pour les aubes
d’un fan que pour I’hélice de I’étude de Yang et al. [106]. En effet, une distance plus courte entre les deux
extrémités de la portion de vortex confinée entre deux aubes génere un angle de rotation plus important
de I’axe du vortex pour un méme déplacement des extrémités. Une circulation de vortex plus élevée peut
également intensifier les vitesses induites par le vortex miroir et donc accroitre les déviations des portions
et par conséquent 1’inclinaison de 1’axe de rotation.
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Ficure IV.21 — Isosurface de critere-Q colorée par la vorticité (3)

La figure IV.21 montre I’intersection du vortex transformé avec le sillage des aubes. On observe une
altération du sillage des aubes au voisinage du vortex transformé. Par ailleurs, le tourbillon ne traverse pas
a proprement parler le sillage des aubes, a la différence de ce que pourrait suggérer une lecture hative la
figure IV.21. En effet, dans Ry, les particules fluides situées au sein du vortex transformé en aval de la grille
d’aubes ont une composante de vitesse selon y similaire a celle des particules fluides du sillage des aubes.
Par conséquent, les particules fluides du vortex situées au voisinage du sillage restent a proximité de celui-
ci pendant toute la traversée du domaine : vortex transformé et sillage des aubes sont convectés ensemble. A
I’inverse, les particules fluides du vortex transformé situées relativement loin des sillages restent a distance
de ces derniers jusqu’a la sortie du domaine. Les structures turbulentes du tourbillon transformé entre
deux sillages résultent donc majoritairement de la déstabilisation du vortex et non du sillage des aubes. Au
niveau de I’intersection du vortex transformé avec les sillage des aubes, les structures turbulentes provenant
de ces deux phénomenes se rencontrent, comme cela est visible sur la figure IV.21. On y observe également
une diminution de la vorticité des structures turbulentes au sein du sillage en s’éloignant du bord de fuite.
Au-dela de c,/x = 0.3, distance a partir de laquelle la turbulence résolue apparait au sein du tourbillon
transformé, la vorticité des structures turbulentes qui le composent est supérieure a celle présente au sein
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du sillage des aubes.

La figure IV.22 illustre les champs de vorticité dans le plan d’injection, dans les plans A, B et C ainsi
que certains plans intermédiaires indiqués sur la figure IV.19. Le plan d’injection contient le tourbillon in-
cident (P1) avec une vorticité adimensionnée maximale d’environ 8. En se rapprochant de la grille d’aubes,
le centre du tourbillon se décale progressivement dans la direction —z jusqu’a atteindre 1’extrados de la pre-
miere aube rencontrée. Ce déplacement est causé par le vortex miroir généré au niveau de 1’aube séparant
les portions P1 et P2. La figure IV.22 montre également le déplacement relatif de ces portions selon z sur le
champ de vorticité du plan =~ = 2.13. La portion P2 est alors confinée entre deux aubes sans développement
de structures turbulentes, avec une vorticité maximale au centre d’environ 13 en == = 2.56. On constate
également une légere altération de la couche limite attachée de I’aube, résolue en RANS par I'intermé-
diaire de la formulation ZDES. Cette altération est principalement causée par la vitesse induite du vortex
sur la couche limite, ainsi que par la modification de I’angle d’incidence de I’aube, causée par I’écoulement
induit par le tourbillon en amont du bord d’attaque. Au niveau du plan A, on observe une forte interaction
entre 1’une des extrémités de la portion P3 et le sillage. De plus, a une distance de i = 3.31, la portion P3
subit une déstructuration indépendamment du sillage voisin, avec une vorticité beaucoup plus concentrée
qu’en amont avec une valeur adimensionnée égale a 27. La déviation du tourbillon induite par la translation
des aubes ainsi que le changement d’orientation de 1’axe par le vortex miroir génerent une réorientation
globale de la portion. Plus précisément, I’extrémité amont d’une portion de vortex se retrouve sur la par-
tie supérieure gauche de la section inter-aube délimitée par deux sillages consécutifs sur la figure [V.22,
tandis que I’extrémité avale se retrouve sur la partie inférieure droite de la méme section inter-aube. Cette
nouvelle orientation est observée pour toutes les portions de tourbillon au sein d’une section inter-aube
(c’est-a-dire entre deux sillages) en aval des aubes. Ce phénomene est particulierement visible dans le plan
B, qui intersecte le vortex transformé entre deux sillages. On remarque également une déviation croissante
des sillages au voisinage du vortex transformé au fur et 2 mesure de sa progression dans la direction axiale,
en particulier au niveau du plan C. Ce phénomene peut s’expliquer par la déviation continue du sillage
causée par 1’écoulement induit par le vortex en aval des aubes. Cette déviation augmente progressivement
dans la direction axiale car le sillage est dévié en continu par le champ induit par le tourbillon.

La figure 1V.23 présente les champs de vorticité du plan C & proximité du bord d’attaque des OGV
(fictifs) a différents instants. Les fenétres correspondant a ces instants sont représentées dans le référentiel
Ro. Au temps ¢ = 0, I’étendue de la perturbation est d’environ 1.25b selon I’axe y. Or, 1’écart inter-aube des
OGYV est égal a 0.45b. Ainsi, 4 OGV (en rouge sur la figure IV.23) se trouvent constamment dans la zone
du tourbillon transformé et sont donc soumis en permanence aux structures turbulentes du tourbillon. Des
OGYV fictifs sont représentés sur le plan C de la figure IV.23 afin d’estimer le nombre d’OGV impactés par
les structures turbulentes. Les OGV les plus proches de la zone d’impact du vortex transformé (voisins des
OGYV colorés en rouge) percoivent quant a eux un sillage perturbé par le vortex. Les efforts instationnaires
de ces OGV sont alors tres probablement impactés par ce sillage courbé.

3.2 Analyse spectrale

La figure IV.24 présente la position et le nom des capteurs initialement introduits dans la section 2.3.
Le capteur situé au centre du vortex transformé est désigné par la lettre C. Les capteurs voisins sont repérés
par les abréviations des points cardinaux (Nord, Sud, Est, Ouest) par rapport au capteur central (C). Enfin,
le capteur situé a I’extérieur du vortex est nommé H. Ces capteurs sont fixes par rapport au centre du vortex
et sont donc mobiles par rapport au maillage. La vitesse axiale extraite des capteurs C des plans A, B et C
est disponible dans I’annexe 1.

Pour étudier le contenu turbulent au sein du vortex transformé, une analyse spectrale est effectuée en
calculant la densité spectrale de puissance (DSP) de la quantité de mouvement axiale (en supposant une
isotropie de la turbulence), a partir des capteurs présentés sur la figure IV.24. Cela permet d’analyser la
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FiGure 1V.22 — Champ de vorticité au niveau de différents plans a x = csf a un instant donné

répartition de 1’énergie des structures turbulentes dans le domaine fréquentiel. Pour rappel, ces capteurs
sont fixes par rapport au centre du vortex, mais mobiles par rapport au maillage. Par conséquent, les cap-
teurs ne se trouvent pas toujours au centre des cellules ol la solution de I’écoulement est calculée par le
solveur. Les grandeurs aérodynamiques au niveau de ces capteurs sont donc obtenues par interpolation
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Ficure 1V.24 — Position des capteurs mobiles au niveau du plan C

dans la direction y a I’aide d’un schéma d’ordre 3. Cette interpolation induit une erreur non négligeable
sur la densité spectrale de puissance pour des fréquences adimensionnées f7 supérieures a 14, ce qui est
largement supérieur aux fréquences propres de ’OGV qui sont de I’ordre de f7" ~ 1 et permet 1’analyse
dans la gamme de fréquence d’intérét. Pour calculer la DSP, la méthode du périodogramme moyenné de
Welch [101] est utilisée avec un recouvrement de 50 % et 9 fenétres de Hamming pour les signaux du
calcul ZDES sur 40 périodes.
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Ficure V.25 — Densités spectrale de puissance de la quantité de mouvement axiale

La figure IV.25a représente la densité spectrale de puissance de la quantité de mouvement axiale mesu-
rée par le capteur (C) pour les plans A, B et C. Dans le plan A, le pic principal se manifeste a 7" = 1. Cette
fréquence correspond a la fréquence fondamentale du signal associée a la fréquence de passage du vortex
le long d’un canal inter-aube. Les pics spectraux observés aux fréquences supérieures correspondent aux
harmoniques du méme phénomene, qui sont clairement identifiables grace a la faible intensité des phé-
nomenes avec une signature large bande. Cependant, pour les signaux issus des capteurs (C) situés aux
plans B et C, le spectre s’étale sur une large bande de fréquence, ce qui rend difficile I’identification des
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du passage d’aube. L’empreinte large bande correspond aux structures turbulentes résolues. Ces dernieres
semblent étre présentes au sein du vortex transformé au niveau des plans B et C, ce qui est cohérent avec les
observations effectuées dans la section 3.1 ou la dislocation du tourbillon en structures turbulentes a partir
d’une distance axiale x/c, = 3.3 située entre les plans A et B apparait. Ainsi, les fluctuations turbulentes de
vitesse apportent de I’énergie au spectre sur une large bande de fréquences au niveau des plans B et C. Pour
évaluer la contribution des structures turbulentes du cceur du vortex sur la densité spectrale de puissance
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au niveau du plan C, les spectres des capteurs (C) et (H), situés respectivement au centre et en dehors du
tourbillon transformé, sont comparés sur la figure IV.25b. Le capteur H percoit principalement le déficit
de vitesse du sillage des aubes de fan a une fréquence adimensionnée f7 = 1, visible par un pic spectral a
cette méme fréquence ainsi que les fluctuations turbulentes en son sein. Dans ce cas, I’énergie large bande
correspond aux structures turbulentes présentes dans ces sillages. En revanche, le capteur (C) situé dans le
ceeur du tourbillon transformé percoit constamment les fluctuations turbulentes liées au mélange entre le
sillage et le vortex transformé. Le spectre du signal issu du centre du vortex transformé atteint sur toutes
les fréquences des niveaux plus élevés que celui issu du capteur situé hors du tourbillon. Les fluctuations
turbulentes au sein du vortex transformé sont plus intenses que celles présentes dans le sillage hors de
vortex. Il est important de préciser que les fluctuations de vitesse mesurées par le capteur (C) du plan C ne
correspondent pas simplement a la somme des fluctuations associées aux structures turbulentes du vortex
transformé et celles présentes au passage des sillages. En effet, comme évoqué dans la section 3.1, le vor-
tex transformé et les sillages interagissent et sont convectés ensemble. Ainsi, il est difficile de déterminer
précisément 1’origine des fluctuations de vitesse percues par le capteur (C) a la fréquence f7 = 1. La com-
binaison de ces deux phénomenes aérodynamiques est alors vue comme une unique source d’excitation
aérodynamique pour les OGV.

Pic energy

10%

10!

fT=1 fT=2

Ficure IV.26 — Niveau des pics spectraux de DSP de pu au voisinage des fréquences f7 = 1 et fT = 2 des
capteurs au plan C présentés sur la figure IV.24

La densité spectrale de puissance de quantité de mouvement axiale est calculée pour les 9 capteurs au
sein du vortex transformé afin d’étudier 1’énergie au voisinage du pic principal et celui correspondant au
deuxieme harmonique. L’énergie ¢ au voisinage du pic a la fréquence fp s’exprime :

U(fo) = ff ) G (pouypu Af (IV.29)

avec G(pu)(pu) la densité spectrale de puissance de la quantit€ de mouvement axiale et I = [ fo — ATf , fo+ ATf].
L’intervalle Af est identique pour le calcul des niveaux d’énergie au voisinage des fréquences f = 1/T et
f =2/T. La figure IV.26 illustre 1’énergie du signal des 9 capteurs présents dans le plan C au voisinage
des fréquences fT = 1 et fT = 2 avec une échelle logarithmique. Des écarts significatifs d’énergie
spectrale pour f7 = 1 sont observés entre les capteurs O et NO. Pourtant trés proches, les signaux issus de
ces capteurs présentent respectivement une puissance spectrale adimensionnée ¢//(peUs)? de 2.7 x 107!
et 8.6 x 1073, Concernant le deuxiéme harmonique, d’importants écarts relatifs d’énergie spectrale sont
également présents. Les signaux provenant des capteurs (C) et (S) présentent une puissance spectrale plus
élevée que les autres capteurs, bien que leur premier harmonique ne soit pas prépondérant. En somme, la
comparaison de 1’énergie spectrale des différents capteurs au sein du vortex transformé met en évidence
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d’importantes différences entre ces derniers malgré leur proximité dans I’espace. Cela peut €tre causé
par I’instationnarité de la position du cceur du tourbillon transformé dans le plan C. En effet, I’axe de
rotation des portions du vortex n’est plus aligné avec 1’axe x. Cela entraine un déplacement du cceur du
tourbillon transformé dans le plan a x =cst, causé par la convection du tourbillon et le confinement des
portions de tourbillon au sein d’un canal inter-aube. Les capteurs centraux sont constamment dans le coeur
du vortex transformé. En revanche, les capteurs O et E proches des extrémités du vortex, les pergoivent
périodiquement a cause de la convection axiale du tourbillon désaxé par rapport a I’axe x au travers du plan
C.

En somme, le contenu spectral de I’écoulement du cceur du vortex au niveau du plan C est assez
hétérogene, comme le montre la variation d’énergie des pics a des fréquences de fT = 1l et fT = 2
pour les différents capteurs. Ainsi, deux OGYV voisins impactés par le coeur du tourbillon transformé n’ont
aucune raison d’étre soumis aux mémes fluctuations d’efforts, et donc d’avoir la méme réponse vibratoire.
Toutes les DSP mesurées sur les capteurs situés dans le cceur du vortex transformé sont plus élevées que
celle du signal provenant du capteur situé en dehors du vortex.

3.3 Analyse du champ moyenné
3.3.1 Convergence de la moyenne de phase

Comme évoqué dans la section 2.4, la précision d’une moyenne de phase dépend du nombre d’échan-
tillons utilisé pour son calcul. La convergence de la moyenne de phase ne peut pas étre considérée comme
atteinte tant que sa valeur dépend du nombre d’échantillons. Dans notre étude, une période de passage
d’aube sur le vortex est discrétisée en 186 instants. Le champ de chaque instant est ensuite moyenné
avec celui de 39 autres périodes résolues a phase identique. Le nombre d’échantillons total correspond au
nombre de passages de vortex le long d’un canal inter-aube et est limité par les ressources de calcul. Pour
étudier la convergence de la moyenne de phase, cette derniere est appliquée a la vitesse axiale des capteurs
centraux des plans A, B et C, ainsi que du capteur (H) du plan C et est tracée sur les figures IV.27a, IV.27b,
IV.27¢c et IV.27d, en fonction du nombre d’échantillons utilisés pour son calcul.

Les signaux présentant de faibles fluctuations de vitesse ont des moyennes de phase ne dépendant plus
significativement du nombre d’échantillons pour N = 40. C’est le cas des capteurs (C) du plan A (IV.27a),
(C) du plan C (IV.27¢) et (H) du plan B (IV.27d). En revanche, la moyenne de phase du signal provenant
du capteur (C) au plan B (IV.27b) ne semble pas étre totalement convergée. Pour modéliser correctement
la source d’excitation aérodynamique de I’OGY, il est essentiel de représenter de maniere précise le vortex
transformé pres du bord d’attaque de I’OGV. Par conséquent, les comparaisons de modélisations du champ
moyenné ne sont effectuées qu’au niveau du plan C car les moyennes de phase sont considérées comme
quasi-convergées et exploitables.

La figure IV.28 présente les champs d’énergie cinétique turbulente résolue par la ZDES a différents
instants dans Rp. Cette grandeur permet de quantifier la répartition énergétique de la turbulence dans le
plan C. Pour un instant donné, les fluctuations de vitesses induites par la turbulence résolue sont calculées
en soustrayant le champ de vitesse moyenné du champ de vitesse instantané de la facon suivante :

”

u; =ui—<u>y (IV.30)
ou I’on rappelle que < u; >y est la moyenne de phase estimée a partir de N échantillons. L’énergie cinétique
turbulente massique est alors calculée comme suit :

1
k = 3 <u;ju; >y (IV.31)
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d’aubes



3. Etude de I’écoulement généré par Pinteraction entre la grille d’aubes et le vortex incident 93

t=0

W=

-
1
(OS] 9}
~

| . | |2E |
0 0.08 Us

FiGure 1V.28 — Energie cinétique turbulente résolue au plan C

A chaque instant, I’énergie cinétique turbulente dans le tourbillon transformé est nettement plus élevée que
dans les sillages et dans le reste du domaine. En effet, les sillages les plus éloignés du tourbillon transformé
présentent une énergie cinétique turbulente adimensionnée d’environ 4 x 107>, En revanche, dans le coeur
du vortex transformé, cette grandeur atteint environ 0.1. Sur la figure IV.28, le sillage gauche au voisinage
du vortex transformé possede une énergie cinétique turbulente plus élevée que les autres sillages, avec
une valeur d’environ 0.02. Cela est probablement causé par le changement local d’incidence induit par la
présence du tourbillon en amont de I’aube, modifiant les couches limites a la surface des aubes. Le sillage
moyen de ces dernicres est alors altéré, impactant alors le développement des structures turbulentes au
sein du sillage. On remarque également sur la figure IV.28 une hétérogénéité de la répartition spatiale de
I’énergie cinétique turbulente au sein du cceur du tourbillon transformé, avec une variation de sa distribution
au cours du temps. A I’instant ¢t = 0, I’énergie cinétique turbulente est principalement concentrée sur la
partie basse a droite par rapport au centre du cceur du tourbillon visible sur la figure IV.28, tandis qu’a
Pinstant ¢t = %T, elle est principalement concentrée sur la partie haute a gauche par rapport au centre
du cceur. Ce phénomene peut expliquer la différence énergétique des pics spectraux des différents capteurs
décrite dans la section 3.2. Les zones de disparité d’énergie cinétique turbulente au sein des sillages peuvent
provenir d’un bruit statistique provenant d’une convergence en moyenne de phase pas assez poussée. En
revanche, il est moins probable que les zones a forte concentration d’énergie cinétique turbulente au sein du
ceceur du tourbillon proviennent de bruit statique au vue de leurs valeurs relativement élevées. A un instant
donnée, cette zone contient d’importantes fluctuations de vitesse induites par la résolution de la turbulence,
et se déplace au travers du plan C en fonction du temps au niveau des différents capteurs. Cette différence
de répartition d’énergie cinétique turbulente peut-Etre causée par I’inclinaison de I’axe du vortex avant sa
déstabilisation en structures turbulentes. En effet, son axe de rotation n’étant plus parfaitement aligné selon
I’axe x au passage des aubes du fan, la convection du tourbillon transformé au travers du plan C induit une
variation spatiale de I’énergie cinétique turbulente au cours du temps. Ainsi, un OGV situé dans la zone du
ceeur du tourbillon transformé ne pergoit pas constamment un écoulement turbulent de méme intensité.

La figure IV.29 illustre les tensions de Reynolds, avec un terme croisé et les termes diagonaux au



Chapitre IV. Etablissement d’une base de données de référence sur une interaction vortex/grille
94 d’aubes

niveau du plan C a I'instant 7 = 2/3T. Parmi les termes croisés, seul 7/, est représenté car ce dernier est
représentatif des ordres de grandeur des champs de 7%, et 75,. On constate que les termes diagonaux sont du
méme ordre de grandeur dans le cceur du tourbillon et que les termes croisées, représentant les corrélations
entre les fluctuations de vitesse dans des directions différentes, sont beaucoup plus faibles. Cela suggere
alors une turbulence plutot isotrope dans le coeur du tourbillon transformé.
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™
Ficure IV.29 — Tensions de Reynolds du plan C a I'instant t = 2/3T
4 Bilan

On a présenté dans ce chapitre un cas académique d’étude de I’interaction entre une grille d’aubes et
un vortex injecté dans la direction axiale a I’entrée du domaine de calcul. La méthode d’injection d’un
tourbillon analytique représentatif du vortex de sol a été validée grace a la comparaison du vortex analy-
tique prescrit au niveau de la condition aux limites d’entrée et celui obtenu par I’intermédiaire d’un calcul
RANS dont le vortex analytique est prescrit au niveau des conditions aux limites d’entrée. Le tourbillon
injecté est également modifié en prenant en compte un réseau de vortex images afin de le rendre périodique
et ainsi respecter les conditions aux limites du domaine de calcul. Apres une description de 1’architecture et
des parametres de résolution du cas académique, la topologie de 1’écoulement instationnaire est présentée,
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montrant le hachage du vortex par les aubes du fan, sa déstabilisation et le développement de structures
turbulentes résolues en son cceur. Une interprétation physique de la déviation de 1’axe des portions de tour-
billons hachés au passage des aubes a également été apportée, conditionnant la forme du vortex transformé
en aval des aubes du fan. Cet écoulement, avec un niveau élevé de fluctuations de vitesse, est dévié et
convecté dans la direction des OGV. Apres une description des post-traitements mis en place, en particu-
lier I’extraction de différents plans & x = cst et la stratégie d’extraction des grandeurs conservatives par
des capteurs mobiles dans et en dehors du vortex transformé, une analyse spectrale est effectuée. Cette
derniere révele la présence de fluctuations de quantité de mouvement axiale (mais également de toutes
les grandeurs conservatives non illustrées dans ce manuscrit) au niveau du bord d’attaque des OGV, et
a mi-distance entre la grille fan et les OGV sur une large bande de fréquences, indiquant la présence de
turbulence résolue. Des pics sont néanmoins présents dans le spectre de la simulation ZDES a la fréquence
de passage des sillages et ses harmoniques. De plus, un spectre plus énergétique est observé a I’intérieur
du vortex transformé qu’a I’extérieur, ce qui signifie qu’un niveau de turbulence plus élevé est atteint a
I'intérieur du tourbillon transformé par rapport au sein des sillages. Le contenu spectral de 1’écoulement
du cceur du tourbillon transformé est spatialement hétérogene comme le montre les différences d’énergie
spectrale mesurées par les 9 capteurs couvrant le tourbillon transformé. La forte intensité turbulente au
sein du vortex transformé est caractérisée par une importante concentration d’énergie cinétique turbulente.
On constate également une turbulence plutdt isotrope. Cependant, ce type de calcul permettant de résoudre
les structures turbulentes au sein du sillage des aubes et du vortex transformé est relativement coliteux
en ressources de calcul. Il est alors préférable, d’un point de vue industriel, de modéliser intégralement
la turbulence afin de réduire les ressources nécessaires. Il existe cependant de nombreux parametres de
modélisation pouvant modifier le résultat en fonction de leurs hypothéses associées.

Le chapitre V est consacré a la comparaison des différentes modélisations de la turbulence en prenant
comme référence le calcul présenté dans le chapitre I'V.






Chapitre

Définition d’une modélisation basse-fidélité
de I’excitation aérodynamique grace au calcul
de référence

L’ objectif principal de ce chapitre est d’établir une modélisation basse-fidélité pertinente pour la pré-
vision de la source d’excitation aérodynamique résultant de 1’interaction entre le fan et le vortex. Dans un
premier temps, 1’influence de certains parametres de modélisation de la turbulence ainsi que différentes
méthodes de discrétisation spatiale sont évaluées sur 1’écoulement généré par 1’interaction fan/vortex du
cas académique décrit dans le chapitre IV avec des parametres numériques et un maillage adaptés a une
modélisation RANS. Ces analyses sont effectuées au regard du calcul haute-fidélité ZDES de référence
décrit dans le chapitre IV, avec des criteres de comparaison locaux et globaux présentés dans ce chapitre.
Suite a cette analyse approfondie, les parametres de modélisation les plus pertinents en vue d’un calcul de
réponse forcée des OGV d’un moteur UHBR sous ingestion de vortex de sol sont décrits et identifiés.
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1 KEtude de I’effet du modéle de turbulence et des paramétres numériques
sur la prévision de I’excitation

En raison du cofit de calcul €levé des simulations haute-fidélité, les industriels ont généralement recours
a une modélisation complete de la turbulence par des descriptions RANS qui permettent de résoudre le
champ moyenné. Dans ce contexte, le poids de la modélisation sur le résultat est beaucoup plus important
que dans le cas de la formulation ZDES, impliquant également I’ utilisation de modeles avec de nombreux
parametres numériques pouvant influencer la solution. Pour obtenir une solution proche de la réalité, il peut
étre nécessaire de sélectionner les bons modeles ainsi que les parametres numériques adéquats en fonction
de la topologie de I’écoulement. Etant donné la complexité de la source d’excitation aérodynamique des
OGY, a savoir I’écoulement généré par I’interaction complexe entre le fan et le vortex, il est difficile de
déterminer a priori les parametres de modélisation les plus pertinents. Dans cette étude, un cas académique
similaire a celui utilisé pour le calcul haute-fidélité (décrit dans le chapitre IV) est utilisé, avec un maillage
et des parametres numériques adaptés pour une modélisation RANS. Les caractéristiques de la source
d’excitation aérodynamique obtenues avec différents types de modélisations RANS sont comparées a la
solution de référence résolue grace a la simulation haute-fidélité.

1.1 Choix de modélisation et paramétres numériques
1.1.1 Maillage

La figure V.1 illustre le maillage 2D d’une section interaube du maillage utilisé pour la modélisation
RANS. Les principales différences avec le maillage ZDES sont le nombre de points (11M de poins contre
168M pour le calcul ZDES), et I’orientation des mailles en aval de 1’aube, qui ne sont plus alignées avec
le sillage, mais avec la direction axiale. Cette caractéristique est courante dans les calculs RANS de turbo-
machines en milieu industriel et n’est pas dommageable car la résolution numérique du cisaillement dans
les sillages n’est pas aussi critique en RANS qu’en ZDES ou elle est déterminante pour |’apparition du
contenu LES turbulent résolu. L’extrusion du domaine dans la direction z est réalisée de la méme fagon
que pour I’élaboration du maillage ZDES. Le plan d’injection illustré sur la figure V.2 posséde une topo-
logie identique a celle du calcul ZDES, mais avec des mailles plus grossieres. Dans la zone de parcours de
vortex d’épaisseur 5.4r., la discrétisation est homogene avec une densité de plus de 20 points au sein du
cceur du vortex. Une valeur similaire est utilisée dans la modélisation du vortex de Zehner [75]. Enfin, la
taille de la premiére maille en proche paroi des aubes au centre de la maille vérifie y* < 1.

1.1.2 Convergence en maillage

Une étude de convergence en maillage est réalisée afin de garantir la qualité des résultats RANS. Trois
maillages sont élaborés avec des topologies identiques et une densité de maillage différente. Un maillage
grossier (M), intermédiaire (M) et tres fin (M;) du cas académique utilisant les critéres décrits en 1.1.1
sont utilisés pour les calculs RANS avec ingestion de vortex. Les maillages My, M| et M, sont respective-
ment composés de 6 M, 11 M et 23 M points. Les figures V.3 et V.4 montrent I’étude de convergence en
maillage du débit massique et des efforts axiaux d’une des aubes du fan. L’écart relatif de débit massique
entre My et les deux autres maillages est d’environ 9.6 %, mais cet écart se réduit a 0.09 % entre M, et
M,. L’ écart relatif de I’effort axial entre M) et les deux autres maillages est d’environ 10.9 %, mais I’écart
relatif est de 0.1 % entre M, et M,. Etant donné les faibles écarts du débit massique et des efforts axiaux
des aubes entre les maillages M) et M, et le grand nombre de calculs a effectuer pour étudier I'influence
des parametres de modélisation sur I’interaction entre le fan et le vortex, le maillage choisi pour la suite est
M.
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1.1.3 Parameétres numériques

Le solveur utilisé dans de cette étude est le code elsA déployé sur le méme calculateur que le calcul de
référence, décrit dans le chapitre IV. L’intégration temporelle est réalisée par le schéma de Gear avec un pas
de temps physique adimensionné de % = 2.87 x 1073, et 5 sous-itérations permettant de réduire le résidu
relatif entre deux pas de temps physiques d’au moins un ordre de grandeur. Ce pas de temps correspond
a une discrétisation du phénomene instationnaire, c’est-a-dire le passage du vortex sur une section inter-
aube, en 348 itérations. La modélisation RANS nécessite la prise en compte de nombreux parametres de
modélisation de la turbulence, tels que le modele de turbulence et le taux de viscosité turbulente injecté
dans le calcul. Dans cette étude, différents modeles de turbulence sont évalués, notamment les modeles de
Spalart-Allmaras, k — [ de Smith, K — w Menter SST et kK — & LS décrits dans la section 1.3 du chapitre
III. Le rapport de viscosité turbulente imposé en entrée du domaine de calcul, noté (v;/v)w, est étudié
avec des valeurs de I’ordre de 100 et 0.01. Les schémas de discrétisation spatiale sont également étudiés,
plus précisément le schéma de Roe et le schéma AUSM+(P) présentés dans la section 3.2.1 du chapitre
III. Parmi la littérature consultée, une seule étude [106] a mis en évidence des diftérences de solution sur
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Iinteraction entre une hélice et un vortex incident en fonction des parametres RANS, en particulier le
modele de turbulence utilisé, décrit dans la section 3.2 du chapitre I. Cependant, le cas d’étude considéré
dans cette theése, a savoir I’interaction entre un fan et un vortex de sol, est différent. Ainsi, les résultats
des simulations RANS avec différents parametres numériques seront étudiés et comparés a ceux du cas
de référence, a savoir la solution moyennée de la ZDES. Les simulations RANS ont été effectuées sur 76
processeurs pendant 50 passages d’aubes sur le vortex.

1.1.4 Topologie de I’écoulement

La Figure V.5 illustre le champ de vorticité instantanée provenant d’un calcul RANS utilisant le mo-
dele de Spalart-Allmaras avec un (¥/v) injecté égal a 0.01 et avec le schéma AUSM+(P). Ce champ est
comparé avec celui du calcul ZDES. Ce champ de vorticité est extrait dans dans les plans A, B et C ainsi
que des plans intermédiaires a x constants illustrés sur la figure IV.19 pour un instant donné. Les champs
de vorticité des plans d’injection et des plans en é = 2.13 et 2.56 montrent une similitude entre les calculs
RANS et ZDES, en raison de 1’absence de turbulence dans le vortex injecté. Par conséquent, le champ
instantané du calcul ZDES au niveau du plan d’injection est semblable au champ moyen obtenu via la
modélisation RANS. La vorticité présente au sein des couches limites attachées des aubes visible sur les
plans x/c, = 2.13 et 2.56 montre des couches limites semblables entre les deux résolutions. En effet, le
mode 2 de la ZDES permet une modélisation RANS des couches limites attachées au méme titre que la
modélisation RANS complete. De plus, la portion P2 est toujours cohérente lors du passage de 1’aube.
Il n’y a pas encore de structures turbulentes développées au sein du champ instantané de la ZDES. Le
plan A de la modélisation RANS differe de celui de la ZDES, en particulier au niveau des sillages ou
des structures turbulentes se développent au sein du calcul haute-fidélité. La forme globale du vortex des
modélisations RANS parait similaire a celle issue de la ZDES, avec une zone de concentration élevée de
vorticité au niveau de la région d’interaction entre le sillage et le tourbillon. Des différences dans le champ
de vorticité apparaissent au sein du coeur de la portion P3 entre les champs RANS et ZDES au niveau du
plan en x/c, = 3.31. Des structures turbulentes se développent au sein du tourbillon transformé du calcul
ZDES, mais sont absentes du RANS car intégralement modélisées. Au niveau des plans B et C, la vorti-
cité du cceur du tourbillon transformé diminue au sein de la modélisation RANS, et plusieurs structures
tourbillonnaires cohérentes sont présentes. Des structures turbulentes sont nettement visibles au sein du
tourbillon transformé de la résolution ZDES. En revanche, quel que soit le plan, la déviation globale des
sillages est similaire entre les champs RANS et ZDES. Le parcours du tourbillon a travers la grille d’aubes
du calcul RANS est globalement semblable a la résolution ZDES. Les principales différences résident dans
la résolution des structures turbulentes dans le calcul haute-fidélité, au niveau des sillages et du tourbillon
transformé, a partir du plan A. La forme du tourbillon transformé et la déviation des sillages voisins entre
ces deux types de résolutions sont néanmoins similaires.

1.2 Comparaison des différentes modélisations basse-fidélité avec le cas de référence
1.2.1 Définition des criteres de comparaison

Des critéres de comparaison sont introduits afin de confronter les différentes modélisations basse-
fidélité de I’interaction fan/vortex entre elles, en les comparant avec I’écoulement moyen issu du calcul de
référence présenté dans le chapitre IV. Ce dernier est composé d’une grille d’aubes de fan en translation
sous ingestion d’un tourbillon axial représentatif d’un vortex de sol. La méthode de résolution utilisée pour
le calcul de référence est la ZDES, permettant de résoudre les structures turbulentes au sein des sillages et
du vortex transformé par la grille d’aubes. Une moyenne de phase est appliquée a la solution afin d’étre
comparée aux calculs RANS.
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FiGure V.5 — Champs de vorticité des plans a x =cst (RANS-SA (a gauche) et ZDES (a droite))

Comparaison temporelle locale Certaines grandeurs aérodynamiques obtenues a partir de capteurs fixes
dans Ry et positionnés aux mémes coordonnées que ceux issus du calcul de référence sont moyennées (via
la moyenne de phase décrite dans la section 2.4 du chapitre IV), puis comparées avec les mémes capteurs
provenant des calculs RANS. Cette approche permet d’analyser localement I’évolution des grandeurs aé-
rodynamiques en fonction du temps sur une période donnée. Les grandeurs considérées sont la pression
p, le module de vitesse V et I’angle ©, qui est défini comme 1’angle entre 1’axe x et le vecteur (v,,v,), tel
qu’illustré sur la figure V.7. Pres du bord d’attaque des OGV, et donc au niveau du plan C, la variation
de ® entraine une modification des efforts exercés sur I’OGV. Une prévision précise de cette grandeur est
cruciale pour le calcul du chargement instationnaire sur les OGV, et donc pour la prévision de leur réponse
forcée. Ce critere offre une comparaison quantitative et trés localisée du champ aérodynamique entre les
différentes modélisations en certains points du domaine.

Comparaison temporelle globale Afin de quantifier le contenu tourbillonnaire au sein du vortex trans-
formé, la circulation I" et I’enstrophie Z de ce dernier sont calculées grice aux expressions suivantes :

l":ffwxds (V.1)
S
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Z= f f |lw| ds (V.2)
S

avec w, la composante axiale du vecteur de vorticité, |w| le module de ce dernier et S la surface d’inté-
gration illustrée sur la figure V.6 englobant le coeur du tourbillon transformé. Ces grandeurs sont calculées
au plan C des simulations RANS et ZDES moyennée. Le calcul de I' permet de quantifier la circulation
axiale totale du tourbillon intersectant la surface S. Le calcul de Z peut étre interprété comme une mesure
des contributions tourbillonnaires de I’écoulement, en mettant en évidence les petites structures tourbillon-
naires avec un niveau élevé de vorticité concentré sur une petite surface, contrairement a I" correspondant a

une moyenne sans les termes mis au carré. Ainsi, pour une circulation donnée, plus la vorticité est concen-
trée en certains endroits de S, plus Z sera grande. La surface d’intégration S utilisée pour le calcul de ces
deux grandeurs est un disque de rayon 2.68r,. avec pour centre 7 = %, et la coordonnée y identique a celle
du capteur (C) situé dans le plan C. Ces grandeurs permettent de caractériser le contenu tourbillonnaire du
vortex avec 2 scalaires, a savoir I" et Z.

Comparaison spatiale La moyenne de phase est appliquée au plan C du calcul de référence, ce qui
permet la comparaison du champ aérodynamique a une phase donnée, notamment le champ de vorticité,
avec celui issu des différentes modélisations RANS. Une analyse de la distribution de la vorticité au sein
du cceur du tourbillon transformé, provenant des différents calculs RANS, permet d’étudier I’'impact des
parametres numériques sur la topologie de 1’écoulement au plan C a différents instants de la période cor-
respondant au passage du tourbillon le long d’une section interaube. Une comparaison avec le champ de
vorticité du calcul de référence (ZDES moyennée) permet de compléter la discrimination des différents
parametres numériques RANS.

Comparaison spectrale La densité spectrale de puissance est calculée pour la quantité de mouvement
axiale au niveau du capteur (C) du plan C, en suivant la méthode décrite dans la section 3.2 du chapitre I'V.
Bien que cette analyse demeure spatialement locale, le contenu fréquentiel des grandeurs aérodynamiques
au sein de I’écoulement a un effet sur les fluctuations des efforts sur ’OGV et, par conséquent, sur sa
réponse forcée.

oGv

| . =P

0 147"
FiGure V.6 — Champ de vorticité du plan C avec la FIGURE V.7 — Représentation de I"angle ©
surface d’intégration S

1.2.2 Matrice de calculs

Les simulations RANS comportent de nombreux parametres numériques, tels que les parametres de
modélisation de la turbulence et de discrétisation spatiale. Comparer indépendamment tous ces parametres
serait impossible, car cela nécessiterait un nombre de calculs dépassant largement les ressources dispo-
nibles dans le cadre de cette these. Nous avons donc choisi de nous concentrer sur les parametres dont la
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modification pourrait a priori influencer significativement le champ aérodynamique du vortex transformé
par le fan, c’est-a-dire un champ présentant des structures tourbillonnaires avec des taux de vorticité élevés
et des gradients de vitesse importants, comme observés dans la section 3.1. Les parametres de modélisa-
tion étudiés incluent le type de modele de turbulence, le rapport de viscosité turbulente injecté au sein du
domaine, la méthode de calcul du terme de production de viscosité turbulente et le schéma de discrétisa-
tion spatiale utilisé. Les modeles de turbulence examinés sont le modele de Spalart-Allmaras, le modele
k — I de Smith, le modele k — £ de Launder et Sharma et le modele kK — w Menter SST. Deux valeurs de
7t/V)oo ((7/v)eo pour le modele de Spalart-Allmaras) sont injectées dans le calcul, a savoir 0.01 et 100, et
sont comparées afin d’évaluer leur influence sur la solution. Ces valeurs sont volontairement tres distinctes
pour mettre en évidence leur impact sur la solution. Dans les modeles de turbulence a deux équations utili-
sant I’énergie cinétique turbulente k, le terme de production associé a cette grandeur dans son équation de
transport peut étre déterminé de plusieurs fagons, en particulier :

o (s)
Py =4 %% , (V.3)
utllgll (Q)

avec T{j le tenseur de Reynolds décrit dans la section 1.2 du chapitre III, ||Q|| = /2€;;€;; et Q;; =

% (g—)’g - %) Lorsque Py est calculé en utilisant I’expression ($ ), la production d’énergie cinétique turbu-

lente croit avec le module du tenseur taux de déformation. En revanche, lorsque le terme (Q2) est employé,
la production d’énergie cinétique turbulente augmente avec le module du tenseur taux de rotation. En rai-
son de la forte présence de vorticité au sein du vortex injecté, les champs aérodynamiques résultant de
I’interaction entre le fan et le vortex sont susceptibles de donner des résultats différents en fonction de la
méthode de calcul de Py utilisée dans les simulations RANS. Un limiteur de production de k peut &tre
employé afin d’éviter les surproductions dans le cas ol le tenseur taux de déformation atteint des valeurs
élevées sans qu’une forte production soit physiquement attendue, comme au point d’arrét au niveau du
bord d’attaque des aubes. Le modele de Spalart-Allmaras, quant a lui, emploie le module du tenseur de
rotation pour le calcul de la production de viscosité turbulente. Ceci peut induire une production erronée
de viscosité turbulente en présence de vorticité dominant le taux de déformation par exemple dans les
structures tourbillonnaires. Pour remédier a cela, Dacles-Mariani et al. [18] utilisent une version modi-
fiée du terme source c,; Q¥ en comparant le module du tenseur taux de rotation et celui du tenseur taux
de déformation. Cette correction réduit la viscosité turbulente dans les régions ol le taux de vorticité est
supérieure au taux de déformation, comme dans les régions du coeur du vortex. En théorie, il ne devrait
pas y avoir de production de turbulence dans ces zones. L' impact de la correction de rotation du modele
de Spalart-Allmaras (SA-R) sur le tourbillon transformé est analysé dans la suite de cette theése. En ce qui
concerne les schémas de discrétisation spatiale, le schéma de Roe, largement employé dans I’industrie et
réputé pour sa robustesse, ainsi que le schéma AUSM+(P) sont sélectionnés.

Etant donné le nombre de parametres de modélisation & comparer, 38 combinaisons différentes de jeux
de parametres sont possibles. Bien que le cofit de calcul pour toutes ces simulations soit supportable, le
nombre de comparaisons et de post-traitements a réaliser est trop élevé. Par conséquent, nous avons décidé
de minimiser le nombre de calculs tout en comparant chaque parametre de modélisation au moins une fois,
en maintenant les autres facteurs constants. La matrice de calcul est représentée dans le tableau V.1.

12 calculs RANS sont présentés, et ont été réalisés dans les mémes conditions. Tous les post-traitements
sont identiques et ont été effectués aux mé€mes pas de temps. Les différences entre ces simulations résident
uniquement dans les parametres du tableau V.1.
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Modele de turbulence | Schéma spatial | (v;/V)e Py
Roe 100 -
Roe 100 SA-R
Spalart-Allmaras Roe 0.01 -
AUSM+(P) 0.01 -
AUSM+(P) 0.01 SA-R
Roe 100 Q
k — [ Smith Roe 100 S
Roe 0.01 S
Roe 100 S + limiteur Py
k-elS Roe 0.01 | S + limiteur Py
Roe 100 S + limiteur Py
k—wM T
w Menter S5 Roe 0.01 | S + limiteur P

TasLE V.1 — Matrice de calcul

1.2.3 Influence de la discrétisation spatiale

Les schémas de discrétisation spatiale examinés dans cette section incluent le schéma de Roe (utilisant
la correction de Harten décrite dans la section 3.2.1 du chapitre IIT avec comme paramétre 1073) et le
schéma AUSM+(P), décrits en détail dans la section 3.2.1. Cette comparaison est réalisée en utilisant le
modele de Spalart-Allmaras et un rapport de pseudo-viscosité turbulente fixé a2 0.01 au niveau de I’injection
du domaine, dans le but de minimiser la diffusion causée par la turbulence modélisée et de mettre en
évidence la dissipation numérique générée par ces schémas de discrétisation.

Comparaison temporelle globale

La figure V.8 montre la circulation du tourbillon transformé sur une période T pour le calcul de réfé-
rence ainsi que pour les modélisations RANS avec les schémas de Roe et AUSM+(P) et le calcul ZDES
moyenné. Les circulations totales des trois calculs sont similaires, bien qu’une légere sur-estimation de
la norme de la circulation du tourbillon obtenu avec le schéma de Roe soit observée par rapport a celui
obtenu avec le schéma AUSM+(P) entre t/T = 0.1 et t/T = 0.9. La figure V.9 représente 1’enstrophie
du tourbillon transformé sur la méme période 7" pour ces trois calculs. Un niveau d’enstrophie plus élevé
est constaté pour la modélisation RANS obtenue avec le schéma AUSM+(P). L’exces d’enstrophie pré-
sent dans les calculs RANS par rapport au calcul ZDES est également plus prononcé entre t/7 = 0.2
et t/T = 0.55 avec le schéma AUSM+(P) par rapport a celui obtenu avec le schéma de Roe. Ainsi, le
schéma AUSM+(P) semble étre 1égerement moins dissipatif que le schéma de Roe, avec une enstrophie
globalement plus élevée. L’augmentation de 1’enstrophie induite par le changement de schéma spatial est
cependant moins significative qu’avec la diminution de la (pseudo-)viscosité turbulente comme décrit dans
le paragraphe 1.2.4 de ce chapitre.

La figure V.10 illustre le champ de vorticité du plan C a différents instants pour les calculs ZDES
moyennée et RANS avec les schémas de discrétisation Roe et AUSM+(P). La répartition des zones de
concentration de vorticité au sein du tourbillon transformé pour les deux jeux de parameétres est similaire,
avec néanmoins des intensités plus élevées dans les plans illustrés sur la figure V.10 de la modélisation
RANS utilisant le schéma AUSM+(P). On observe en particulier une meilleure représentation de la zone
de concentration de vorticité au niveau de ’interaction entre le sillage et le vortex transformé a I’instant
t = 0 avec ce méme schéma de discrétisation. A I'instant ¢ = %T, la zone de concentration en vorticité au
ceeur du tourbillon transformé, responsable de 1’exces d’enstrophie des calculs RANS avec (¥/v)o = 0.01
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AUSM+(P) qu’avec le schéma de Roe. De plus, la vorticité au sein des sillages courbés par la présence

du tourbillon est plus élevée avec le schéma AUSM+(P) qu’avec le schéma de Roe, se rapprochant de
la valeur obtenue dans le calcul de référence. La répartition de vorticité des deux modélisations RANS a
I’instant ¢t = %T est similaire a celle de la ZDES moyennée, bien qu’une concentration en vorticité plus
élevée soit observée dans le calcul RANS avec le schéma AUSM+(P). En somme, le schéma numérique a
peu d’influence sur la topologie du tourbillon transformé au niveau du plan C. En revanche, la principale
différence entre les méthodes de discrétisation réside dans I’intensité de la vorticité au sein du cceur du
tourbillon transformé, qui est plus élevée avec le schéma AUSM+(P). Cette observation est cohérente avec
les valeurs d’enstrophie plus élevées observées au sein du méme calcul par rapport a celui utilisant le
schéma de Roe.

Comparaison du vortex incident

La figure V.11 illustre 1’évolution de la vorticité maximale du tourbillon en amont de I’interaction avec
les aubes du fan prévue par les modélisations RANS utilisant le schéma de Roe et AUSM+(P) avec le
modele de Spalart-Allmaras.

La baisse de vorticité du centre du vortex observée dans les simulations utilisant le schéma de Roe avec
deux valeurs différentes de (V/v) injecté est du méme ordre de grandeur. La distinction majeure réside
cependant dans le choix du schéma de discrétisation. Dans le cas de la simulation avec le schéma de Roe
avec un rapport de viscosité turbulente injecté égal a (v/v) = 0.01, la vorticité du centre du vortex décroit
fortement de x/cx = 0 a 0.07, puis diminue progressivement en oscillant jusqu’a une valeur de 0.931 a
x/cy = 1.41. Cela correspond a une diminution de 6.9 % de la vorticité axiale au centre du tourbillon. La
diminution de vorticité axiale est également observable pour le calcul RANS avec le schéma AUSM+(P),
bien que cette baisse soit moins importante que celle obtenue avec le schéma de Roe entre x/c, = 0 et
0.07. A x/c, = 1.41, la vorticité axiale au centre du vortex atteint 0.972, représentant une diminution
globale de 2.8 %, beaucoup plus faible que dans le cas du schéma de Roe. Cependant, les variations du
rayon du cceur du tourbillon (inférieure a la taille d’une cellule) et de la vitesse tangentielle maximale
dans la direction axiale (< 1%) restent négligeables, et par conséquent sa circulation totale également. En
effet, ’évolution axiale de la vorticité au centre du tourbillon, illustrée sur la figure V.11, est extrémement
localisée. Sa contribution sur la circulation totale du tourbillon est alors faible. Cela peut expliquer les
variations négligeables de la vitesse tangentielle maximale et de rayon du cceur du vortex en amont de la
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Ficure V.10 — Champs de vorticité du plan C

e—e Roe 7/v =0.01
+ Roe v/v =100
e—e AUSM+(P) v/v =0.01

0.93}

09y 0—02 04 06 03 10 12 14 16

Ficure V.11 — Evolution de la vorticité axiale maximale du vortex en fonction de la distance axiale

grille d’aubes malgré la décroissante de cette vorticité maximale au centre du tourbillon.
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1.2.4 Influence du modele de turbulence et du taux de viscosité turbulente injecté en entrée du
domaine de calcul

Dans le cas des modeles RANS a deux équations de transport, la condition d’injection des simulations
RANS nécessite la prescription des deux grandeurs turbulentes transportées. Pour les modeles a une équa-
tion de transport, une seule est imposée. Ces grandeurs turbulentes, dont la combinaison forme la viscosité
turbulente, sont convectées depuis la condition aux limites d’entrée jusqu’a la grille d’aube, suivant une
évolution définie par les équations de transport propres a chaque modele. De plus, le comportement de ces
équations sur les grandeurs turbulentes dépend localement de 1’état de ces mémes grandeurs turbulentes,
et par conséquent, de la viscosité turbulente locale présente dans le calcul. Cela a pour effet de modifier
le champ moyen issu de la résolution RANS. Ainsi, le rapport de viscosité turbulente (v;/v)., imposé en
entrée de domaine des simulations RANS peut avoir une influence sur le champ aérodynamique moyen
généré par I'interaction entre le fan et le vortex, et donc sur la source d’excitation aérodynamique des
OGYV. Un champ uniforme de rapport de viscosité turbulente (v;/v) est initialisé au sein du calcul. De
plus, le cas académique présente des conditions périodiques et de symétrie comme illustré sur la figure
IV.8. Le champ turbulent est initialisée avec la valeur de (v;/v). imposée en entrée de calcul. Parmi les
calculs réalisés dans le cadre de cette these, le champ solution du modele de k—& LS dépend de la valeur de
(v1/v)s initiale. En effet, un rapport de viscosité turbulente trop faible (i.e. (v;/v)o=0.01) a I’initialisation
du champ 3D conduit & un champ convergé présentant une couche limite complétement laminaire. 11 est
alors nécessaire d’initialiser le calcul avec une valeur de (v;/v) élevée (i.e. (v;/v)e > 50) quelle que soit
la valeur imposée dans le conditions d’injection. Afin d’étudier la tendance globale de I’effet de (v;/V)w
((#/v)s pour le modele de Spalart-Allmaras, décrit dans le paragraphe 1.3.1 du chapitre III) imposé en
entrée du domaine (2 savoir dans la condition aux limites d’injection) sur le vortex transformé par le fan,
des simulations RANS avec des valeurs égales a 100 et 0.01 sont réalisées en utilisant quatre modeles de
turbulence différents : Spalart-Allmaras, k—/ de Smith, k—& LS et k—w Menter SST. Toutes les simulations
décrites dans cette section sont réalisées a I’aide du schéma de Roe.

Comparaison temporelle globale

La figure V.12 illustre la circulation du vortex transformé pour ces huit simulations RANS au cours
d’une période, ainsi que celle issue du champ moyen de la ZDES. Les courbes en trait plein et en pointillé
représentent respectivement les calculs réalisés avec un rapport de viscosité turbulente fixé a 0.01 et 100.
La pseudo-viscosité turbulente ¥/v est imposée dans le cas du modele de Spalart-Allmaras. La circulation
du vortex transformé calculée au travers la section S n’est pas constante car une source de vorticité externe
instationnaire contribue au calcul de cette circulation. En effet, au voisinage du vortex transformé, la vor-
ticité moyenne selon x au sein du sillage traversant S est en moyenne positive dans le plan C, tandis que
la vorticité selon x au sein du tourbillon transformé est en moyenne négative comme le montre le champ
de vorticité axiale de la figure V.14. La vorticité au sein du sillage est liée au gradient de la vitesse dans la
direction normale a la paroi de 1’aube de la vitesse selon I’envergure induite par la présence du tourbillon.
Comme le montre la figure V.15, cela génere une vorticité axiale positive (en rouge) au sein des couches
limites des surfaces des aubes dont le vecteur normal est orienté vers le tourbillon injecté, et négative (en
bleu) au voisinage des surface opposées. La norme de cette vorticité négative est moins élevée que celle
positive car la vitesse induite par le tourbillon décroit avec la distance avec son centre. Ainsi, la valeur
moyenne globale de la vorticité axiale contenue dans les sillages des aubes du fan est positive.

La décroissance de la norme de la circulation totale entre t/7 = 0 et t/T = 0.2 correspond a I’entrée
du sillage provenant de la gauche du tourbillon transformé visible sur la figure V.15 et en translation vers
des valeurs croissantes de y dans la section S. La vorticité présente dans le sillage est majoritairement
positive, ce qui diminue la norme de la circulation totale mesurée dans S (voir Eq.V.1), dont la majorité
de la vorticité est négative et provient du tourbillon transformé. A I’instant /T = 0.2, la contribution de
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la norme de la vorticité provenant du sillage est maximale. Au fur et 2 mesure de la traversée du sillage
dans la direction y, la norme de la vorticité augmente progressivement avec la traversée des sillages dans la
section §. De plus, I’inclinaison de I’axe de rotation du tourbillon décrit dans la section 3.1 du chapitre IV
induit une augmentation de la composante axiale de la vorticité du tourbillon transformé. Cela entraine une
augmentation de la norme de I' jusqu’a #/7 = 0.95. En résumé, la variation de la norme de la circulation
totale (axiale) au travers la section S est induite deux phénomenes : la traversée des sillages au travers S,
dont la vorticité globalement positive, varie, ainsi qu’une modification de la circulation axiale (négative)
du vortex transformé induite par une modification de son axe de rotation.
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FiGure V.12 — Circulation du vortex transformé sur  Figure V.13 — Enstrophie du vortex transformé sur
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FiGure V.14 — Champ de vorticité axiale en RANS
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i ) W o

Ficure V.15 — Représentation de la vorticité axiale (w, < 0 en bleu, w, > 0 en rouge) dans le sillage des
aubes du fan

On constate que, pour les intervalles de temps ¢/7 = 02 0.08 et /T = 0.74 a 1.0, tous les calculs RANS
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sous-estiment la norme de circulation totale du vortex transformé. Pour les modeles de Spalart-Allmaras
et k — [ de Smith, une diminution respective de (¥;/v)« et (v;/V)s induit une diminution de la norme de la
circulation totale du vortex transformé. Cela est probablement causé par une augmentation de la vorticité
au sein des sillages. Concernant le modele k£ — £ LS, I’impact majeur de la diminution de (v,/v). concerne
une diminution de la norme de circulation du tourbillon entre #/7 = 0.65 et 0.78 alors que les normes de la
circulation totale des autres modeles et du cas de référence sont strictement croissantes durant cet intervalle
de temps. Quant au modele k — w Menter SST, la diminution du rapport de viscosité turbulente injecté dans
le calcul a peu d’influence sur la circulation totale du tourbillon transformé.

La figure V.13 illustre la variation d’enstrophie (voir Eq. V.2) au cours du temps des quatre modeles
de turbulence pour (v;/v)e = 0.01 et 100 ainsi que celle du cas de référence. Pour (v;/v)s, = 100, le
niveau global d’enstrophie est sous-estimé par rapport au calcul ZDES moyenné quel que soit le modele
de turbulence. On remarque une évolution similaire d’enstrophie des modeles de Spalart-Allmaras et k — &
LS avec (v;/v)s = 100 au cours du temps, tandis que le niveau global d’enstrophie du modele k — € LS est
légerement plus élevé que les deux autres modeles RANS. En diminuant (v;/v). a une valeur égale a 0.01,
I’enstrophie des quatre modeles augmente malgré des niveaux différents selon le modele. L’enstrophie
du modele k — £ LS atteint des niveaux proches de ceux du calcul de référence. En revanche, un exces
important d’enstrophie est prévu entre les instants /7 = 0.26 et t/T = 0.60, également présent avec le
modele de Spalart-Allmaras, a un moindre niveau. Cette surestimation de I’enstrophie est causée par des
valeurs de vorticité €levées selon y et z présent dans les calculs RANS dont la surévaluation est amplifiée
par la mise au carré du module de vorticité (voir Eq. V.2). Cette anomalie n’est pas présente sur le tracé de
la circulation car cette derniere est calculée uniquement a partir de la vorticité axiale comme décrit dans
I’équation V.1. Malgré la faible valeur de viscosité turbulente injectée en entrée du domaine, le niveau
d’enstrophie du modele k — [ Smith est sous-estimé par rapport au calcul de référence. La diminution du
(v:/v) injecté pour le modele k — w Menter SST induit une légére augmentation de I’ enstrophie mais cette
derniere reste au méme niveau que celui onservé pour les autres modeles de turbulence avec un (v;/v)s, ou
(7/v)e pour le modele de Spalart-Allmaras) injecté égal a 100.

En somme, pour tous les modeles de turbulence testés, une diminution de (v;/v) imposé au niveau
de la condition d’injection au sein du calcul induit une augmentation globale de I’enstrophie du tourbillon
transformé se rapprochant, selon le modele, des valeurs du calcul de référence (au sens de la moyenne
de phase). La diminution de viscosité turbulente permet aux structures tourbillonnaires cohérentes de se
développer en limitant leur diffusion.

Comparaison temporelle locale

La figure V.16 compare tout d’abord au calcul ZDES, les variations de pression du capteur (O) situé a
I’intérieur du tourbillon transformé pour les modeles de turbulence de Spalart-Allmaras, k — e LS, k — [ de
Smith et k — w Menter SST, pour des valeurs de (v;/v). €égales a 100 et 0.01 ainsi que la valeur moyenne
du calcul de référence.

Il est observé que, indépendamment des valeurs de (v;/v)w, la pression obtenue par les calculs RANS
est surestimée par rapport au calcul de référence moyenné. La principale différence entre les calculs RANS
avec un rapport de viscosité turbulente élevé et le calcul de référence réside dans la croissance de la pression
statique des modeles RANS ((v;/v)e = 100) entre t/T = 0.83 et t/T = 1. La réduction de (¥/v). pour les
modele de Spalart-Allmaras et de v;/v pour le modele de k—& LS entraine une baisse de la pression statique
a proximité de ¢/T = 0.80 et t/T = 0.89 également présente dans le calcul de référence. La simulation
ZDES moyennée présente une amplitude maximale de fluctuation de pression d’environ 1 %. De plus, la
diminution de (v;/v)., entraine une augmentation de I’amplitude de fluctuation de pression au cours de la
période pour les modeles de Spalart-Allmaras et k — €. En revanche, cette amplitude reste inchangée pour
les modeles k — I de Smith et k — w Menter SST.

La figure V.17 montre la variation du module du vecteur vitesse du capteur (O) au sein du tourbillon
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transformé pour les quatre modeles de turbulence testés, avec des valeurs de (v,/v)« (ou (¥#/v)s pour le
modele de Spalart-Allmaras) égales a 100 et 0.01. A ¢/T = 0.5, le signal obtenu a partir de la ZDES
moyennée révele un déficit de vitesse significatif, entrainant un écart d’environ 30 % par rapport a la
valeur en ¢/T = 0. Cependant, ce déficit de vitesse est absent pour tous les modeles de turbulence avec un
rapport de viscosité turbulente fixé a 100. Pour les modeles SA et kK — ¢ LS, la réduction de la viscosité
turbulente injectée fait apparaitre un déficit de vitesse, avec des amplitudes respectives de 13 % et 17 %. En
revanche, la diminution de la viscosité turbulente injectée n’a pratiquement pas d’incidence sur le déficit
de vitesse mesuré par ce capteur pour les modeles k — [ de Smith et kK — w Menter SST.

La figure V.18 illustre la variation de I’angle du vecteur vitesse par rapport a I’axe x, noté ®, du capteur
(O) pour les différents modeles de turbulence testés, en utilisant différentes valeurs de (v;/v)s. On constate
une diminution de ® atteignant une valeur minimale en #/7 = 0.65 avec une amplitude d’environ 16° pour
le signal issu de la ZDES moyennée. En revanche, I’angle du vecteur vitesse pour les résolutions RANS
avec un rapport de viscosité turbulente (v;/v)s €gal a 100 varie peu, avec des valeurs comprises entre 20° a
16° tout le long de la période. La réduction de (7/v)s pour le modele Spalart-Allmaras et celle de (v;/v)oo
pour les modeles k — € LS et k — [ Smith permettent de capturer la variation ® présente dans le calcul de
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référence, avec une amplitude de 12° pour le modele de Spalart-Allmaras et de 16° pour le modele k — &.
Cependant, I’impact de la diminution de (v;/v) injecté pour le modele k — [ de Smith sur la modification
de O est faible (variation du déficit maximal de ® d’environ 5°) et presque négligeable pour le modele
k — w Menter SST. 1l existe néanmoins un écart entre I’angle capté par la ZDES moyennées et les modeles
RANS. Il est peu probable que cela soit causé par une mauvaise estimation de la déviation de I’écoulement
moyen par les modeles RANS. Le capteur est probablement situé dans une zone ou la topologie entre le
vortex transformé issu des modeles RANS est différent de celui issu de la ZDES moyennée.

En somme, une diminution la viscosité turbulente imposée a la condition d’injection du domaine per-
met de mieux capter les fluctuations des différentes grandeurs aérodynamiques au niveau du capteur (O)
telles que la pression statique, le module de vecteur vitesse et I’angle de 1’écoulement. Cependant, les
modeles de turbulence ne réagissent pas de la méme facon a la diminution de (v;/v)e. Les signaux des
modeles de turbulence étant similaires pour (v;/v)s = 100, la diminution de cette valeur augmente I’écart
avec les quatre modeles de turbulence avec par ordre de sensibilité a ce parametre : le modele k — £ LS, de
Spalart-Allmaras, k — [ de Smith et k — w Menter SST.
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FiGure V.19 — Evolution de la pression statique du capteur (C) sur une période

La figure V.19 montre la variation de pression statique du capteur central (C) pour les quatre modeles
de turbulence, avec une valeur de (v;/v)« (Ou (7/v)o pour le modele de Spalart-Allmaras) injectée égale a
0.01. Les tendances des signaux des modeles de turbulence avec un rapport de viscosité turbulente élevé
étant similaires entre eux, seule la variation de pression du modele de Spalart-Allmaras est représentée
pour (¥/v)s = 100. La variation de pression de la ZDES moyennée présente deux oscillations principales
de pression au cours d’une période, dont les maxima de chaque oscillation sont atteints a /7 = 0.21
et t/T = 0.86. Bien que les signaux RANS apparaissent déphasés par rapport au signal de référence, la
diminution de (¥/v) pour le modele Spalart-Allmaras et de (v;/v)« pour le modele k — € LS a une valeur
de 0.01 révele deux fluctuations distinctes au sein de la période. Le maximum est atteint en /7 = 0.8
pour le modele de Spalart-Allmaras et /7 = 0.96 pour le modele de k — € LS. La seconde fluctuation des
modeles k — / Smith et kK — w Menter SST est moins marquée que pour les modeles de Spalart-Allmaras et
k—¢eLS.

La figure V.20 illustre la variation du module du vecteur vitesse pour les résolutions RANS et la réso-
lution ZDES moyennée au niveau du capteur (C). On observe un déficit de module de vitesse dans le calcul
de référence, avec un minimum a ¢/7 = 0.57 avec une amplitude relative de 17 %. Ce déficit est également
présent pour le signal RANS a (¥/v)s = 100, avec une amplitude similaire a celle du cas de référence,
mais possédant une valeur moyenne plus faible. La réduction de la viscosité turbulente injectée entraine
une surestimation de ce déficit pour tous les modeles de turbulence, a I’exception du modele k — w Menter
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SST. L’amplitude de ce déficit atteint environ 40 % pour le modele k — &, 35 % pour le modele SA, 24 %
pour le modele k —/ de Smith et 16 % pour le modele k — w Menter SST. Dans ce cas précis, une meilleure
évalutation de la diffusion turbulente est observée par le URANS avec uns valeur de (¢;/p)e (00 (i1/1)co
pour le modele de Spalart-Allmaras) élevée.

La figure V.21 illustre la variation de I’angle du vecteur vitesse par rapport a I’axe x, noté ®, du capteur
(C) pour les résolutions RANS et la résolution ZDES moyennée. Deux fluctuations sont présentes sur le
signal de référence, avec des maxima locaux a t/7 = 0.41 et t/T = 0.93. Le signal issu de la résolution
RANS avec un (7/v)es = 100 présente un seul maximum local. Pour (¥#/v)s = 0.01 injecté, un nouveau
maximum local apparait pour le modele de Spalart-Allmaras, se rapprochant de 1’évolution de © issue
du calcul ZDES moyenné, avec tout de méme un déphasage important des signaux RANS. Le méme
comportement est observé sur le modele £k — & LS avec (v;/v) = 0.01 injecté. De plus, le déphasage est
maximal avec ce modele. Les modeles k — [ de Smith et kK — w Menter SST sont ceux pour lesquels la
diminution de la viscosité turbulente injectée dans le domaine de calcul a le moins d’impact sur la solution
par rapport au modele k — € LS. Ainsi, une diminution de (v;/v)s ((7/v)s) pour le modele de SA permet
de mieux capturer les fluctuations de 1’angle vitesse au cours de la période au niveau du capteur (C) dans
le tourbillon transformé.

La figure V.22 illustre la variation de vitesse axiale du capteur H situé hors du vortex (ou sa position
est indiquée sur la figure IV.24 dans le chapitre IV) pour les quatre modeles de turbulence ainsi que le
calcul de référence. Un déficit de vitesse est présent et correspond au passage du sillage d’une aube de
fan. Le déficit de vitesse du calcul de référence est plus important que celui observé pour les modeles
RANS. La diminution du rapport de viscosité turbulente au sein du modele de Spalart-Allmaras permet
d’obtenir un déficit de vitesse plus important, se rapprochant du calcul de référence. Le déficit de vitesse
des modeles k — / Smith et kK — w Menter SST avec un (v;/v) injecté égale a 0.01 est du méme ordre que
celui obtenu avec le modele de Spalart-Allmaras a (v,/v)s = 100. Seuls les capteurs (C), (O) et (H) sont
utilisés pour la comparaison temporelle locale de I’influence du rapport de viscosité turbulente imposé en
entrée du domaine de calcul sur la solution. En effet, ces capteurs sont ceux pour lesquels I’'influence de la
modification de cette grandeur sur le signal temporel est le plus marqué. Il est a noter que les signaux de
certains capteurs, en particulier le S-O, sont assez différents de celui issu du calcul de référence quel que
soit la rapport de viscosité injecté dans le calcul. La pression statique, le module du vecteur vitesse ainsi
que son angle des autres capteurs au niveau du plan C a I’exception du modele £ —w Menter sont présentés



Chapitre V. Définition d’une modélisation basse-fidélité de I’excitation aérodynamique grace au

114 calcul de référence
0.90
0.89
0.88
+ + ZDES moyennée
3 Lt - - SA (V/v)e = 100
= (.86 SA (7/v)e = 0.01
o —  k—=1S.(v;/v)es =0.01
0.85 — k—eLS (v/v)oo = 0.01
0.84 k—wM (v,/v)e = 0.01
0.83}
0.82} .
0.81 " i PRI H
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0
t/T
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dans I’annexe 2.

En somme, pour chaque modele de turbulence évalué, la diminution du rapport de viscosité turbulente
(pseudo-viscosité turbulente dans le cas du modele de Spalart-Allmaras) permet d’obtenir, d’apres les cri-
teres utilisés dans cette section, des structures tourbillonnaires moyennes plus intenses, se rapprochant du
calcul de référence. D’abord d’un point de vue global, la diminution du rapport de viscosité turbulente
augmente 1’enstrophie du tourbillon transformé, approchant le calcul de référence. Dans le cas des mo-
deles de Spalart-Allmaras et de k — & LS, I’enstrophie est néanmoins 1égeérement surestimée, permettant
tout de méme d’étre conservatif sur les fluctuations des grandeurs aérodynamiques, et par conséquent, les
fluctuations obtenues sur les OGV. D’un point de vue local, la diminution du rapport de viscosité permet
d’obtenir des fluctuations de pression statique, du module de vecteur vitesse et de son angle se rapprochant
de celles du calcul de référence. Il est alors recommandé de diminuer (v;/v)e afin d’obtenir une bonne
représentation des fluctuations aérodynamiques au sein du tourbillon transformé. En revanche, la réponse
des modeles de turbulence a la diminution du rapport de viscosité turbulente est différente d’un modele a
I’autre.

Comparaison spectrale

La figure V.23 montre la densité spectrale de puissance de la quantité de mouvement axiale du cap-
teur (C) au plan C du calcul ZDES, et des calculs RANS pour les valeurs (/) = 0.01 (resp. 100),
utilisant le modele de Spalart-Allmaras. L’énergie des fluctuations pour les signaux URANS est princi-
palement concentrée sur la fréquence de passage du sillage et ses harmoniques en raison de 1’absence de
fluctuations de vitesse a haute fréquence résolues au sein de ’écoulement. La formulation RANS capte
principalement les structures fluctuantes dont les fréquences sont des multiples de 1/7, ce qui correspond
a la fréquence de passage du vortex le long d’une section interaube. Cela est dii a la diffusion importante
du modele de turbulence, induite par la viscosité turbulente, empéchant les fluctuations a haute fréquence
de se développer. Dans notre cas, les formulations URANS ne captent pas parfaitement les phénomenes
aérodynamiques induits par I’interaction entre la soufflante et le tourbillon a des fréquences qui ne sont
pas des multiples de la fréquence de passage du sillage des aubes du fan. La simulation ZDES permet de
capturer les fluctuations aérodynamiques a large bande, en particulier les structures turbulentes provenant
du sillage traité en LES et du tourbillon transformé. Dans un cas industriel, on ne peut pas affirmer si une
simulation URANS est parfaitement appropriée pour calculer I’excitation aérodynamique de I’'OGV dans
la zone d’impact du tourbillon transformé pour des fréquences qui ne sont pas multiples de la fréquence
de passage d’aube. La simulation ZDES, quant a elle, permet de capturer les fluctuations aérodynamiques
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a large bande. Dans le cas des simulations RANS sur la figure V.23, une diminution de (¥/v)s, = 0.01
induit une augmentation du niveau spectral par rapport a celui calculé avec (7/v), = 100 sur toutes les
fréquences. La diminution du rapport de viscosité turbulente a I’injection de la simulation RANS permet
I’augmentation de I’intensité des fluctuations de vitesse sur toutes les fréquences en diminuant la diffusion
causée par le modele de turbulence.
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Ficure V.23 — Densité spectrale de puissance de la quantité de mouvement axiale

Comparaison spatiale

La figure V.24 illustre le champ de vorticité du plan C a différents instants pour les résolutions ZDES
moyennée et RANS issu du modele de Spalart-Allmaras pour les deux rapports de pseudo-viscosité turbu-
lente injecté (¥/v)s. Cette comparaison permet d’étudier la répartition spatiale de la vorticité sur le plan
C, situé pres du bord d’attaque des OGV fictifs. D un point de vue global, on constate a chaque instant des
niveaux de vorticité plus élevés au coeur du tourbillon pour le calcul RANS avec un rapport de viscosité
turbulente égale a 0.01 par rapport a celui avec (7/v)s = 100. De plus, la topologie de I’écoulement global,
en particulier la position des sillages par rapport au ceeur du vortex transformé, est similaire pour les ré-
solutions RANS et ZDES moyennée, malgré le bruit numérique induit par la convergence imparfaite de la
moyenne de phase de la vorticité. En effet, le grandeurs impliquant un gradient (ici de vitesse) convergent
moins vite que les grandeurs conservatives.

Aux instants t = 0, 1 = %T, t= %T, d’importantes différences sont présentes dans le cceur du tourbillon
entre les deux calculs RANS. En effet, le champ pour (¥/v)« = 0.01 possede des régions ou la vorticité est
beaucoup plus élevée que dans le champ a (7/v)e = 100. L’écart de champ de vorticité la plus importante
entre les deux calculs se trouve a t = %T, instant ou I’enstrophie semble surestimée d’apres la figure V.28
dans le cas avec (¥/v)e = 0.01 par rapport au cas de référence. Cela est causé par un exces de vorticité
selon y et z au niveau de la zone ou la norme de la vorticité est maximale.

Aux instants t = %T, t = %T, etr = %T, I’écart d’intensité de vorticité dans le cceur du tourbillon
transformé entre les calcul RANS est moindre par rapport aux trois premiers instants. Les topologies des
champs de vorticité sont également proches. Méme si la convergence de la moyenne de phase de la vor-
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RANS (v;/v)s = 100 RANS (v;/v)eo = 0.01 ZDES moyennée

= |2
0.3 12.5 Ve
FIGURE V.24 — Champs de vorticité du plan C a différents instants

ticité n’a pas été vérifiée, des zones de fortes concentration de cette grandeur dans le cceur du tourbillon
transformé coincident avec celles du calcul de référence aux instants r = 3/6T,t = 4/6T,ett = 5/6T. 11
est assez peu probable que ces zones présentes dans le calcul ZDES soient causées par du bruit statistique.
Pour ces mémes instants, le calcul RANS avec (7/v)o = 0.01 permet d’obtenir des zones de concentration
de vorticité se rapprochant de celles présentes dans le champ de la ZDES moyennée en phase.

En résumé, d’apres les comparaisons présentées dans la figure B.19, la diminution de la viscosité tur-
bulente injectée dans le calcul permet d’obtenir une meilleure représentativité du tourbillon transformé
entre t = 0 et r = 0.2. De plus, cela améliore la représentativité de la répartition spatiale de la vorticité au
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sein du cceur du tourbillon transformé sur I’intervalle de temps ¢ = 0.6 a r = 1. Cependant, on constate une
surestimation de la vorticité située au centre du coeur du tourbillon transformé entre ¢ = 0.2 et r = 0.6, dont
I’exces d’intensité est indirectement visible par ’exces d’enstrophie sur la figure V.13.

Les figures V.25 et V.26 présentent une iso-surface de critere Q colorée par les niveaux de vorticité
pour les calculs RANS utilisant le modele de Spalart-Allmaras avec des rapports de viscosité turbulente
injectés (V/v)w égaux a 100 et 0.01. On observe dans les deux cas une absence de structures turbulentes
résolues dans les sillages. La topologie des portions P1 et P2 parait similaire lorsque nous comparons les
modélisations RANS. Pour ces deux calculs, I’interaction entre le sillage de 1’aube et le vortex séparant
les portions de tourbillon P2 et P3 est visible sur le critere Q avec un taux de vorticité élevé. Une intensité
de vorticité plus élevée est néanmoins observée pour le calcul avec (7/v)e = 0.01. La forme des portions
P3 est également similaire, bien qu’une concentration en vorticité plus élevée soit observée a I’extrémité
avale de cette portion pour le calcul avec (7/v) = 0.01 par rapport a celui avec (¥/v)e = 100. En aval
de la portion P3, les différences entre les deux résolutions augmentent, avec des variations de la topologie
des structures tourbillonnaires et des intensités de vorticité. Le contenu tourbillonnaire du calcul URANS
avec un faible rapport de viscosité injecté semble, comme attendu, plus riche que celui obtenu avec une
valeur de pseudo-viscosité turbulente plus élevée. Cette différence se maintient au niveau du plan C, proche
du bord d’attaque des OGV fictifs. Ce constat est cohérent avec les analyses effectuées a ’aide de la fi-
gure B.19, ou la diminution de la viscosité turbulente imposée dans la condition d’injection du domaine
limite la diffusion, favorisant ainsi le développement des structures tourbillonnaires au cceur du tourbillon

transformé.
g—g:n.zs 3—2:11.25 A
4 N ’
Uso 4 Uso L4
P3 P3

|w| x10° A g & lw| x10° A B C
i | n |
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Ficure V.25 — Iso-surface de critere Q avec (/ v);x, = FiGure V.26 — Iso-surface de critere Q avec (¥/ v);o =
100 0.01

1.2.5 Méthode de production de I’énergie cinétique turbulente

Comme évoqué dans la section 1.2.2, le terme de production de I’énergie cinétique turbulente présent
dans les modeles a deux équations de transport peut s’ écrire avec le tenseur taux de déformation inclus dans
le tenseur de Reynolds dans le cadre de I’hypothese de Boussinesq présentée dans la section 1.2 du chapitre
III, ou avec le module du tenseur taux de rotation dont les expressions sont présentées dans la formule V.3
du méme chapitre. Deux calculs RANS utilisant le modele k — / de Smith avec le schéma de Roe ainsi
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qu’un rapport de viscosité turbulente imposé a I’injection du domaine égal a 100 sont étudiés, I’un avec
un terme de production de 1’énergie cinétique turbulente calculé avec le tenseur taux de déformation (noté
k —1(S)) et I’autre avec le tenseur taux de rotation (k — [ (QQ)).

Comparaison temporelle globale

La figure V.27 illustre la variation de la circulation du tourbillon transformé au plan C au cours du temps
pour les deux modélisations RANS introduites ci-dessus, ainsi que le calcul de référence. Les variations
de circulation des calculs RANS suivent la méme tendance que le calcul de référence, avec une circulation
plus élevée dans le cas du calcul avec la production utilisant le tenseur taux de déformation. Cela est
probablement causé par une surestimation de la vorticité selon x au sein du vortex transformé.

La figure V.28 illustre la variation de I’enstrophie du tourbillon transformé au plan C au cours du temps
pour les deux résolutions RANS avec les deux méthodes de production de 1’énergie cinétique turbulente,
ainsi que pour le calcul de référence. On observe tout d’abors un écart en niveau d’enstrophie important
par rapport a la ZDES pour les deux approches RANS. Dans une moindre mesure, on remarque des valeurs
d’enstrophie plus faibles pour le calcul utilisant le terme de production d’énergie cinétique turbulente ().
Cette méthode de calcul de production de 1’énergie cinétique turbulente semble atténuer les gradients de
vitesse des structures tourbillonnaires moyennes au sein du tourbillon transformé par le biais de la diffusion
liée a la turbulence modélisée, plus élevée dans le cas k — [ (QQ).

La figure V.29 représente le champ de v;/v du plan C pour les modélisations RANS utilisant le ten-
seur taux de rotation (k — [ (Q)) et le tenseur taux de déformation (noté k — [ (S)) pour le calcul de la
production d’énergie cinétique turbulente. Le champ de v,/v est principalement concentré au sein du cceur
du tourbillon transformé, avec des valeurs atteignant 8500, tandis que les zones de sillage possedent des
valeurs d’environ 300. Cette zone de concentration élevée au coeur du tourbillon transformé est également
présente dans le calcul k — [ (S), mais avec une intensité atteignant seulement 3000. Les valeurs atteintes
dans le sillage pour ce mode de résolution atteignent 400. L’ occurence de valeurs élevées de v;/v dans le
ceeur du tourbillon transformé dans le cas de k — [ (QQ) provient de la forte présence de vorticité liée a la
topologie de cet écoulement moyen. La production d’énergie cinétique turbulente étant proportionnelle au
module du tenseur taux de rotation, une forte production de viscosité turbulente est alors générée. Cette
importante concentration de fortes valeurs de v;/v au sein du cceeur du tourbillon transformé limite ainsi
le développement de structures tourbillonnaires du champ moyen, ce qui est visible sur les valeurs un peu
plus faibles d’enstrophie du tourbillon transformé dans le cas du calcul k — [ ().
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Ficure V.27 — Circulation du vortex transformé sur FiGURE V.28 — Enstrophie du vortex transformé sur

une période T une période T.



1. Etude de I’effet du modeéle de turbulence et des paramétres numériques sur la prévision de
I’excitation 119

k—1(Q) k—1(S)

- - Vi / v
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Ficure V.29 — Champs de v;/v du plan C a I'instant ¢ = O (échelle logarithmique)

Il est important de noter que la modification de la méthode de calcul de production de 1’énergie ciné-
tique turbulente peut avoir des conséquences sur 1’écoulement moyen en dehors du tourbillon transformé,
en particulier sur les sillages. En effet, un fort taux de déformation des particules fluides est présent au
niveau du bord d’attaque des aubes et dans les couches limites. Mécaniquement, le terme de produc-
tion d’énergie cinétique turbulente basé sur le tenseur taux de déformation augmente considérablement
au niveau du point d’arrét, entrainant une surproduction non-physique de viscosité turbulente a ce niveau
(appelée anomalie du point d’arrét). Cet exces de viscosité turbulente au bord d’attaque peut étre convecté
jusqu’au sillage de I’aube, engendrant par la suite un exces de viscosité turbulente au sein du sillage.
Ce phénomene peut étre atténué grace a différents limiteurs affectant le terme de production de 1’énergie
cinétique turbulente [15] .

1.2.6 Influence de la correction de rotation du modele de SA

Le cceur du tourbillon transformé est une zone de vorticité de forte intensité, comme décrit dans les
sections 1.2.4 et 1.2.5. Or, la méthode de production de ¥ dans I’équation de transport du modele de Spalart-
Allmaras est basée sur le module du tenseur taux de rotation, ce qui peut entrainer une surproduction de
la viscosité turbulente en présence de vorticité dominant le taux de déformation, par exemple dans les
structures tourbillonnaires. La correction de rotation SA-R [18] du modele de Spalart-Allmaras permet de
limiter la production de la viscosité turbulente dans ces cas spécifiques en comparant le module du tenseur
taux de rotation et celui du tenseur taux de déformation.

Circulation et enstrophie

La figure V.30 illustre I’évolution de la circulation du tourbillon transformé au cours du temps, mettant
en évidence I’'impact de la correction de rotation sur deux jeux de parametres différents : le modele Spalart-
Allmaras avec le schéma AUSM+(P) et (7/v)e = 0.01, et le méme modele de turbulence avec le schéma
de Roe et (7/v)o = 100. La correction de rotation n’a quasiment aucune influence sur la circulation du
tourbillon transformé. En revanche, une différence d’enstrophie apparait par I’activation de la correction
de rotation pour les deux jeux de parametres testés. Dans le cas du calcul avec un rapport de viscosité
turbulente injecté égal a 100, la correction de rotation entraine une augmentation de 1’enstrophie tout en
conservant les mémes tendances d’évolution temporelle qu’en 1’absence de correction de rotation. Cette
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augmentation est d’environ 24 % a t/T = 0.55, se rapprochant de la valeur de référence issue de la ZDES
moyennée. Pour le second jeu de parametres, 1’augmentation relative de I’enstrophie est du méme ordre
de grandeur que pour le premier, avec une augmentation relative de 22 % a t/T = 0.39. Cela est causé par
la présence de structures tourbillonnaires d’intensité plus élevée dans le cas avec la correction de rotation,
favorisées par la diminution de la diffusion causée par le modele de turbulence.
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FiGure V.30 — Circulation du vortex transformé sur  gygure V.31 — Enstrophie du vortex transformé sur

une période T une période T

Champs de viscosité turbulent

La figure V.32 illustre les champs de v;/v au plan C des calculs utilisant le modele de Spalart-Allmaras sans
(a gauche) et avec (a droite) la correction de rotation SA-R. On constate une valeur de v, /v tres élevée au
cceur du tourbillon transformé sans correction de rotation SA-R avec un maximum d’environ 2000, tandis
que les valeurs de v;/v au sein du sillage se situent entre 100 et 150. Dans le cas du tourbillon transformé
avec correction de rotation, la concentration de v,/v atteint une valeur maximale d’environ 500, localisée
au méme point que le maximum de v,/v du calcul sans correction de rotation. Cette diminution de viscosité
turbulente au sein du cceur du tourbillon transformé réduit la diffusion au sein de 1’écoulement, favorisant
le développement de structures tourbillonnaires concentrées en vorticité. Cela entraine une augmentation
de I’enstrophie contenue dans le tourbillon transformé visible sur la figure V.31.

En résumé, la correction de rotation (SA-R) permet d’obtenir des niveaux plus élevés de vorticité
au sein du tourbillon transformé par I’intermédiaire d’une diminution de production de viscosité turbulente
dans le coeur du vortex, ou les gradients de vitesse sont importants. La diffusion du modele de turbu-
lence est alors diminuée a cet endroit. En revanche, I’enstrophie du tourbillon transformé pour le cas avec
(#/v) = 0.01 avec correction de rotation, déja surévaluée sans correction de rotation (et (V/v)e = 0.01),
est surestimée comme illustré sur la figure V.31. La correction de rotation n’est donc pas nécessaire dans
le cas avec (V/v)s = 0.01. En effet, la production de viscosité turbulente dans le cas ou cette grandeur est
initialement faible n’engendre pas de production anormalement élevée.
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Ficure V.32 — Effet de la correction de rotation sur les champs de v;/v du plan C a I’instant r = 0

2 Recommandations pour la simulation basse-fidélité dans le cadre d’un
calcul de réponse forcée

2.1 Rapport de viscosité turbulente injecté dans le domaine

Quel que soit le modele de turbulence utilisé, les solutions RANS avec un rapport de viscosité tur-
bulente injecté élevé (environ égal a 100) ne permettent pas de représenter convenablement les structures
tourbillonnaires cohérentes au vu de la sous-estimation des valeurs d’enstrophie décrite dans la section
1.2.4 par rapport au calcul de référence. Les cartographies de vorticité montrent en particulier une sous-
estimation de la vorticité au cceur du tourbillon transformé. Une diminution de (v;/v)« est similaire (ou
du (¥/v)« dans le cas du modele de Spalart-Allmaras) a une valeurs de 0.01 permet de se rapprocher du
calcul de référence, bien qu’une surestimation de la vorticité soit observée sur un intervalle de temps de
t/T =0.2at/T = 0.6 dans le cas des modeles de Spalart-Allmaras et k—e LS. Dans le contexte d’un calcul
de réponse forcée, la source d’excitation aérodynamique provient du tourbillon transformé par les aubes
du fan. Il semble alors préférable de surestimer la concentration en vorticité des structures tourbillonnaires
au sein du tourbillon transformé pendant un certain intervalle de temps, plutot que de la sous-estimer pen-
dant I’intégralité de la période. Cela permet d’étre conservatif sur les efforts aérodynamiques. Ainsi, il est
recommandé d’injecter dans le calcul un rapport de viscosité (v;/v) faible, de I’ordre de 0.01.

2.2 Modele de turbulence

Dans la section 1.2.4, nous avons décrit les différentes réactions des modeles de turbulence face a la
réduction du rapport de viscosité turbulente dans le calcul. Dans le cadre de cette étude, les modeles k — w
Menter SST et k — Smith se sont révélés trop dissipatifs malgré la forte diminution du rapport de viscosité
turbulente. Quant au modele k — & LS, qui présente une faible dissipation, il est difficile a initialiser avec
de faibles valeurs de v;/v. En effet, la couche limite attachée a tendance a rester laminaire. Par conséquent,
il est nécessaire d’initialiser le calcul avec un champ présentant une viscosité turbulente relativement éle-
vée au sein de la couche limite. De plus, on observe un déphasage important des signaux provenant des
capteurs suivant le vortex pour ce méme modele. Dans le contexte d’un calcul RANS de réponse forcée,
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la recommandation est d’utiliser le modele de turbulence de Spalart-Allmaras. Ce choix se justifie par la
robustesse de ce modele et sa capacité a représenter efficacement les structures tourbillonnaires a I’intérieur
du tourbillon transformé.

2.3 Schéma de discrétisation spatiale

Le choix du schéma numérique utilisé pour les calculs RANS a également une influence sur le résultat,
comme décrit dans la section 1.2.3. Le schéma AUSM+(P) semble légerement moins dissipatif que le
schéma de Roe, avec une concentration des zones de vorticité plus élevée au sein du cceur du tourbillon
transformé. En revanche, une répartition spatiale de vorticité entre les deux schémas étudiés au niveau
du plan C, dans le cas du modele de Spalart-Allmaras, sont semblables. Méme si le choix du schéma de
discrétisation spatiale n’a que trés peu d’influence sur les caractéristiques aérodynamiques du vortex en
amont de la grille d’aubes, le schéma AUSM+(P) permet d’obtenir une meilleure conservation des niveaux
de vorticité en x = 0 tout le long de son axe par rapport au schéma de Roe. Il est donc préférable d’opter
pour le schéma AUSM+(P). Cependant, le schéma de Roe peut étre utilisé pour augmenter la robustesse
du calcul tout en gardant un vortex transformé similaire & celui obtenu avec le schéma AUSM+(P).

2.4 Méthode de production de I’énergie cinétique turbulente

Dans le cas de I'utilisation de modeles de turbulence a deux équations de transport, le calcul du terme
productif de 1’énergie cinétique turbulente dans 1’équation de k peut étre effectué a I’aide du tenseur taux
de déformation ou taux de rotation. Le champ résultant de I’interaction entre le fan et le vortex présente
une vorticité moyenne élevée pouvant conduire a une viscosité turbulente importante au niveau du cceur
du tourbillon transformé, comme décrit dans la section 1.2.5. L’utilisation du tenseur taux de déforma-
tion permet de réduire la viscosité turbulente dans le coeur du tourbillon transformé. Néanmoins, cette
méthode peut entralner une surproduction de viscosité turbulente localisée au point d’arrét, au niveau du
bord d’attaque des aubes du fan comme décrit dans la section 1.2.5. Il est alors préférable d’utiliser une
méthode de calcul de la production de I’énergie cinétique turbulente basée sur le tenseur taux de rotation, a
condition d’avoir une viscosité turbulente injectée faible. Dans ce cas, le terme de production de I’énergie
cinétique turbulente est composé du produit de la viscosité dynamique turbulente et du module du tenseur
taux de rotation. Ainsi, une faible valeur de viscosité turbulente permet de compenser la forte valeur du
carré du module du tenseur taux de rotation au sein de ce produit. Si I’utilisateur souhaite tout de méme
utiliser la méthode de production d’énergie cinétique turbulente basée sur le tenseur taux de déformation,
il est recommandé d’utiliser un limiteur de production afin d’éviter une surproduction d’énergie cinétique
turbulente aux points d’arrét.

3 Bilan

Le chapitre V a permis d’analyser I’influence de différents parametres de modélisation de la turbulence
sur I’interaction fan/vortex du cas académique en le comparant au calcul haute-fidélit€é moyenné en phase
et présenté dans le chapitre IV. Les parametres influant directement la topologie de I’interaction entre les
aubes du fan et le vortex par ordre d’importance décroissante sont le rapport de viscosité turbulente injecté
au sein du domaine, le modele de turbulence, et la facon de calculer la production de I’énergie cinétique
turbulente. Dans une moindre mesure, le schéma spatial modifie en particulier la vorticité au sein du tour-
billon injecté. La topologie globale du vortex transformé ainsi que les principaux phénomenes physiques
mis en jeu au sein de I’interaction fan/vortex, notamment la déviation des portions de tourbillon haché, sont
relativement bien captés par les modeles RANS. Une analyse de la circulation et de 1’enstrophie montre
néanmoins des écarts relativement importants du champ de vorticité dans le coeur du vortex transformé. De
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plus, des fluctuations de grandeurs aérodynamiques telles que la pression, la vitesse et I’angle de I’écou-
lement peuvent varier en fonction du rapport de viscosité turbulente injecté au sein du domaine de calcul.
Aussi, une recommandation des différents parametres numériques étudiés en vue d’une simulation RANS
de I’interaction fan/vortex est présentée en prenant en compte la facilité d’utilisation et la précision du
résultat en comparaison du calcul de référence moyenné. Les parametres numériques retenus sont : le mo-
dele de Spalart-Allmaras, un rapport de viscosité turbulente injecté au sein du domaine égale a 0.01 et le
schéma spatial AUSM+(P).

Le chapitre suivant a pour objectif la réalisation d’un calcul RANS d’un moteur UHBR sous ingestion
de vortex afin de simuler la source d’excitation aérodynamique des OGV en prenant en compte les recom-
mandations des parametres de modélisation de la turbulence pour une interaction fan/vortex présentées
dans ce chapitre.
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Etude de la source d’excitation
aérodynamique des OGV dans un contexte
industriel

Ce chapitre a pour objectif d’analyser la source d’excitation aérodynamique des OGV dans un contexte
industriel, a savoir I’interaction entre le fan d’un moteur UHBR et un vortex de sol jusqu’a la grille OGYV,
en utilisant une approche de calcul RANS. Dans un premier temps, la mise en ceuvre du calcul aéro-
dynamique est présentée, en détaillant la topologie du domaine de calcul, le maillage et les parametres
numériques choisis en s’appuyant sur I’étude effectuée dans le chapitre V. L’injection du tourbillon est
également détaillée. Ses caractéristiques aérodynamiques sont choisies afin d’étre représentatives des es-
sais effectués par I'industriel. La topologie de 1’écoulement est étudiée avec une analyse des phénomenes
aérodynamiques impliqués dans la fluctuation des efforts subies par les OGV pour différents sens de rota-
tion du tourbillon. Cette étude permet de mieux comprendre les interactions entre le fan et le vortex dans le
contexte industriel étudié. Enfin, le chargement aérodynamique des OGV soumis au vortex transformé est
examiné grice a une analyse spectrale. Cette approche permet d’identifier les fréquences caractéristiques et
le module de la composante harmonique des fluctuations d’effort des différents OGV soumis a I’interaction
avec le tourbillon transformé.
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128 Chapitre VI. Etude de la source d’excitation aérodynamique des OGV

1 Mise en place du calcul aérodynamique

1.1 Contexte

Le motoriste a observé, lors des essais de vent de travers sur les démonstrateurs UHBR, une réponse
forcée non-négligeable de certains OGV selon un mode particulier a un point de fonctionnement précis.
Afin de simuler numériquement cette réponse forcée dans des conditions similaires, un calcul préliminaire
purement aérodynamique est nécessaire pour se positionner au point de fonctionnement représentatif des
essais. Ce point de fonctionnement est choisi pour que la fréquence de la source d’excitation aérodyna-
mique, correspondant au hachage du vortex par les aubes du fan, coincide avec la fréquence propre du
mode d’OGV sollicité lors de I’essai. La fréquence de la source d’excitation aérodynamique est directe-
ment déterminée par la vitesse de rotation du fan. En utilisant la notation f; pour désigner la fréquence
propre du mode d’intérét, la vitesse de rotation requise pour obtenir une coincidence fréquentielle entre la
source d’excitation aérodynamique et le mode propre de la structure de I’OGV est donnée par 1’équation
% Ainsi, une isovitesse de ce régime sans distorsion est tracée sur la figure VIL.1. La
pression en sortie du domaine de calcul est choisie de maniere a se situer sur la ligne de fonctionnement
tracée également sur cette méme figure. Comme attendu, I’ingestion du vortex sol au niveau de I’entrée du

suivante : Q =

domaine numérique entraine une diminution du débit massique ainsi que du taux de compression.
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FiGure VI.1 — Diagramme caractéristique du moteur UHBR avec I’isovitesse associée au régime Q = %

- Point de fonctionnement avec (RANS Vortex) et sans vortex (RANS Clean)

1.2 Domaine de calcul et conditions aux limites

Les principaux éléments composant le domaine de calcul de la simulation d’un moteur UHBR sous
ingestion de vortex sont le fan et la grille OGV. Afin de limiter les colits de calcul, I’entrée d’air et le
sol ne sont pas inclus dans la modélisation : le vortex est directement injecté au niveau du plan d’entrée
du domaine de calcul dans le repere tournant. La grille OGV est quant a elle composée de différentes
aubes dont la géométrie varie en fonction de leur position azimutale sur la grille. Par conséquent, il est
nécessaire de modéliser I’intégralité de la grille OGV dans la simulation afin de prendre en compte toutes
ces variations de géométrie. L' utilisation d’une grille OGV compléte ainsi que 1’injection direct du vortex
analytique en entrée de domaine de calcul conduisent a une modélisation intégrale de la soufflante. Un fan
complet et une grille OGV compleéte sont alors mis en place dans cette simulation, dont le domaine de
calcul est représenté sur les figures VI.2 et VI.3.



1. Mise en place du calcul aérodynamique 129

Cartographie
de pression

Injection Equilibre Interface
subsonique radial RNA

Ficure VI.2 — Domaine de calcul fan/OGV
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Ficure V1.3 — Coupe du domaine de calcul fan/OGV

Les conditions aux limites du domaine illustrées sur les figures V1.2 et V1.3 sont les suivantes :

— Injection subsonique : elle permet I’injection de la distorsion en imposant un tourbillon analytique
grice a des cartographies de pression d’arrét, d’enthalpie d’arrét, de vecteurs vitesse unitaires et de
grandeurs turbulentes. La méthode d’obtention de ces cartographies est détaillée dans la section 1.1
du chapitre I'V. Le vortex injecté est représentatif d’un vortex de sol apparaissant dans des condition
similaires a celles de la simulation industrielle de cette section.

— Equilibre radial : cette condition est spécifiquement appliquée a 1’entrée du flux primaire. Elle ga-
rantit que le flux sortant respecte I’équation simplifiée de I’équilibre radial. En négligeant I’écou-
lement radial devant I’écoulement azimutal et en se placant dans le repere cylindrique (r, 6, x), cet

équilibre se formule comme suit : ‘;—f = p—:g. Pour satisfaire cette équation, une pression spécifique
Ppivot €st définie a un rayon rpiyo donné. Dans cette €tude, une loi de vannage régule la pression
Ppivot pour atteindre un débit de référence détermin€ par I’ utilisateur.

— Interface RNA (Réduction du Nombre d’Aubes) : cette interface est habituellement utilisée pour
réduire le nombre d’aubes entre deux roues présentant des nombres d’aubes différents, en utilisant
une hypothese de périodicité spatiotemporelle. Cependant, dans notre situation, cette périodicité
n’est pas applicable car nous traitons de roues completes. Cette interface est alors employée entre
le fan et la grille OGYV, en tirant parti uniquement de 1’interpolation spatiale de 1’écoulement de
part et d’autre de I'interface en prenant en compte la position relative des deux roues qui se dé-
placent I’une par rapport a ’autre. Bien que le code elsA propose d’autres conditions permettant
la communication entre deux zones en mouvement relatif, la condition RNA est optimisée spécifi-
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quement pour les configurations de turbomachines. Cette interface RNA est remplacée par un plan
de mélange lors des calculs stationnaires effectuant une moyenne azimutale de part et d’autre de ce
plan.

— Cartographie de pression : Une cartographie de pression est utilisée au niveau du plan de sortie du
domaine de calcul. Une cartographie de référence est fournie par I’industriel, et une loi de vannage
est imposé sur cette derniere afin de converger vers le débit massique souhaité.

1.3 Maillage et parameétres numériques

Le maillage, respectant des regles de bonnes pratiques pour ce type de configuration, a été généré avec
I’outil Autogrid. Le maillage du fan compte 55 M de points et est réalisé avec une premiere maille au centre
de la paroi respectant y* < 1. Une topologie en O4H est utilisée afin de mailler les sections d’aubes du fan.
Le maillage d’une section inter-aube est illustré sur la figure VI1.4.

Ficure V1.4 — Maillage d’une section inter-aube du fan

Le maillage initial de la grille OGV compte 26 M de points. Une loi de paroi est définie sur le moyeu,
le carter et les aubes, permettant d’avoir recours a une taille de premiere maille plus grossiere, réduisant
ainsi le nombre total de points du maillage. Toutefois, il est essentiel que I’écoulement reste attaché afin de
rester dans le domaine de validité de la loi de paroi. Les perturbations générées par le tourbillon transformé
peuvent modifier localement I’angle d’incidence de I’OGYV, entrainant un décollement possible a I’intrados
ou a I’extrados. Afin que la physique de ces décollements soit correctement prise en compte, le maillage
des OGV situés au niveau de la perturbation aérodynamique générée par I’interaction entre le fan et le
vortex est raffiné dans la direction normale a la paroi de I’aube, afin de maintenir un y* égal a 1 et de
s’affranchir de la loi de paroi et de ses hypotheses associées. Ces OGVs sont illustrés dans la figure VL.5.

La figure VL6 illustre les maillages d’une section inter-aube d’'un OGYV, avec et sans I'utilisation de
la loi de paroi. Suite au raffinement ciblé des OGV d’intérét, le maillage total de la grille OGV s’éleve
a 28 millions de points. La suppression de la loi de paroi au niveau des OGV d’intéréts (visibles sur la
figure VI.5) engendre une augmentation de 1.9 Million de points au sein du nouveau maillage par rapport
au maillage initial. Si la loi de paroi avait été supprimée pour tous les OGYV, cela aurait ajouté 11 millions
de points au maillage initial de la grille OGV. C’est pourquoi la suppression de la loi de paroi a concerné
uniquement les OGV d’intérét. Finalement, le maillage du domaine complet s’établit a un total de 83
millions de points.

Les parametres numériques utilisés pour ce calcul ont été déterminés a partir des analyses effectuées
dans le chapitre V, qui étudie I’influence des parametres de modélisation RANS sur I’interaction entre le
fan et le vortex. Le modele de turbulence utilisé est le modele de Spalart-Allmaras, qui offre une bonne
représentation des structures moyennes du tourbillon transformé par le fan. Ce modele présente également
une facilité d’utilisation supérieure aux modeles k — w et k — £ utilisés dans le chapitre V, en particulier
Iinitialisation du calcul. Le rapport de pseudo-viscosité turbulente injecté dans le domaine de calcul est
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Ficure VI.6 — Maillage d’une section inter-aube d’'un OGV avec (a gauche) et sans (a droite) loi de paroi

fixé a 0.01, ce qui limite la diffusion du modele et favorise le développement des structures tourbillonnaires
au sein du vortex transformé. Le choix initial du schéma de discrétisation spatiale s’est porté sur le schéma
AUSM+(P). D’apres I’étude du chapitre V, I'utilisation de ce schéma a peu d’impact sur la représentativité
du tourbillon transformé par rapport au schéma de Roe, mais permet principalement de conserver la vorti-
cité le long de I’axe du vortex avant son interaction avec le fan. Cependant, des calculs préliminaires ont
révélé des erreurs numériques en début d’itérations avec ce schéma. Pour améliorer la robustesse du calcul,
nous avons donc opté pour le schéma de Roe. L’intégration temporelle est réalisée a 1’aide de la méthode
de Gear, décrite dans la section 3.2.2 du chapitre III. La méthode DTS a été testée mais la convergence
des sous-itérations est moins rapide que la méthode Gear pour le méme pas de temps. Le pas de temps
adimensionné est défini comme drxQ = 2.50x 1074, ce qui correspond & 3996 pas de temps pour effectuer
un tour de roue. L'invariance du chargement aérodynamiques des OGV avec la diminution du pas de temps
permet de garantir la convergence en pas de temps du calcul instationnaire. 6 sous-itérations sont effectuées
entre chaque pas de temps physique afin de réduire le résidu unitaire d’au moins un ordre de grandeur. La
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simulation est exécutée sur 409 processeurs du supercalculateur SATOR de I’ONERA, avec une durée de
3.5 a 7 tours de roue en fonction des conditions d’injection du vortex présentées dans la section 1.4 pour
atteindre le régime permanent.

1.4 Ingestion du vortex

De la méme facon que dans le chapitre IV, le vortex de sol est généré au niveau de la condition aux
limites d’injection grace a I’imposition de la pression d’arrét, de I’enthalpie d’arrét et de la direction du
vecteur vitesse. La position du vortex sur le plan d’injection est déterminée a I’aide d’un suivi vidéo du
centre du vortex pendant I’essai réalisé par I’industriel. La figure VL.7 représente le champ de vorticité du
plan d’injection, avec le tourbillon injecté représenté par les coordonnées (r,, 6,). Le tourbillon est injecté
avec un angle 6, = 14.4° et une distance de 1’axe moteur r,,/r; = 0.728. Le vortex de sol est modélisé par un
tourbillon de Scully dont le profil de vitesse est exprimé dans la section 2.2.3 du chapitre IV. Afin d’obtenir
un mouvement relatif entre le vortex (fixe par rapport au sol) et les aubes du fan (en rotation par rapport au
sol), la position du centre du vortex est mise a jour a chaque itération au sein du maillage du fan (qui est
dans le repére tournant) via un programme externe au solveur. Ce mouvement imposé est une trajectoire
circulaire dans le plan fan de vitesse opposée a la vitesse rotation de la soufflante. Le rayon du cceur du
tourbillon et sa circulation totale sont déterminés sur base des mesures expérimentales de Murphy a un
point de fonctionnement et des conditions de vent de travers représentatifs du cas industriel. Ces valeurs
sont respectivement Ul;Z),- = —0.25 (sens de rotation anti-horaire) et r./r; = 0.138. Le sens de rotation du
tourbillon est déterminé par la direction du vent de travers, comme expliqué dans la section 1.2.2.4. Dans le

cas de ’application industrielle, le vecteur vitesse du vent de travers est dirigé selon 1’axe des +y comme
illustré sur la figure VI.7. Par conséquent, le vortex de sol tourne dans le sens anti-horaire en vue de face
T, <0).

D,:2r,

Ficure V1.7 — Champ de vorticité du plan d’injection (vue depuis 1’amont)

Une seconde simulation est réalisée dans des conditions identiques a celles représentées sur la figure
VIL.7, a ’exception du sens de rotation du tourbillon injecté, qui est cette fois imposé dans le sens horaire
(T, > 0), afin d’étudier I"'impact de ce parametre sur la réponse forcée des OGV. Il est important de
souligner que dans la réalité, une telle configuration est impossible. En effet, un vortex de sol avec I';, < 0
signifierait une direction du vent de travers opposée a celle de la configuration industrielle. La position du
tourbillon dans le plan d’injection serait alors 6, = —14.4°, ce qui impacterait des OGV diftérents de ceux
d’intérét. Cette comparaison est purement théorique et est réalisée dans le but d’étudier I’influence du sens
de rotation du tourbillon sur la réponse forcée de ces OGV sans comparaison avec les essais.
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1.5 Convergence

L’analyse de la convergence des calculs instationnaires est réalisée en observant I’évolution des efforts
exercés sur les OGV d’intérét au cours des tours de roue effectués par le fan. La convergence est vérifiée
pour un tourbillon injecté tournant dans le sens horaire et dans le sens anti-horaire, illustré sur la figure
VI.8. Lorsqu’un vortex est injecté avec I', > 0, I’exploitation de la simulation est effectuée a partir de 3
tours de roue. Dans le cas d’un vortex injecté avec I';, < 0, représentatif des essais réalisés, 1’évolution des
efforts est différente. La simulation est exploitée a partir de 5.5 tours de roue en raison de I’apparition du
régime permanent plus tardif que dans le cas I', > 0. Cette difficulté de convergence peut probablement étre
attribuée a des décollements massifs observés sur certains OGV, comme décrit dans les prochaines sections.
De plus, on observe une modulation plus ou moins prononcée des signaux a une fréquence inférieure a celle
du passage de sillage, décrit plus particulierement dans la section 3.1. Cela peut indiquer la présence d’un
phénomene instationnaire supplémentaire dans le calcul, pouvant également contribuer a la difficulté de
convergence.
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Ficure VI8 — Evolution des efforts des OGV pour I', > 0 a gauche et I', < 0 a droite

2 Topologie de I’écoulement

La figure V1.9 est composée de différentes surfaces a r/r; constant, colorées selon le module de vorticité
et mis a plat. Les simulations pour I', < 0 et I', > 0 sont représentées, avec I’axe x coincidant avec I’axe
du moteur et I’angle 6, décrivant un arc de cercle couvrant le lieu d’injection du tourbillon ainsi que les
OGYV d’intérét.

On observe sur le champ de vorticité de I’iso-surface r/r; = 0.69 obtenue avec I', < 0 la propagation du
tourbillon au niveau du plan d’injection jusqu’au fan. Lorsque le tourbillon atteint I’extrados de la premiere
aube rencontrée, le module de vorticité augmente de maniere significative. Cette augmentation est causée
par la déviation de I’axe de rotation du tourbillon a proximité du fan, comme observé dans la section 1.3.2
et décrit dans la section 3.1, rapprochant alors la surface d’extraction du centre du tourbillon (ou le module
de vorticité est maximal). Pour I’iso-surface r/r; = 0.69 avec I', < 0, le vortex transformé au voisinage
de I’extrados (intrados) subit une déviation vers —r (+r) jusqu’aux OGV. Les OGV 27 et 28 semblent
étre les plus impactés par I’écoulement tourbillonnaire du vortex transformé. Au niveau de r/r; = 0.75,
I’écoulement au voisinage de I’intrados de I’OGV 29 commence a étre directement impacté par le vortex
transformé. La topologie de I’écoulement en r/r; = 0.81 est similaire a celle en r/r; = 0.75, mais présente
une vorticité plus faible au sein du vortex injecté, car le plan d’extraction est plus éloigné de son centre de
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rotation. Les forts niveaux de vorticité prés de 1’intrados des aubes du fan correspondent aux extrémités
du segment de vortex dévié dans la direction radiale sortante par rapport a I’axe moteur. Pour I’iso-surface
r/r; = 0.92, la vorticité du vortex initial n’est plus visible en aval du fan, mais d’importantes perturbations
subsistent en aval du fan, ainsi que des perturbations aérodynamiques sont présentes sur I’extrados des
OGYV 28 et 29, correspondant a des décollements massifs.

Pour r/r; = 0.69 et I', > 0, le vortex est dévié vers +r (—r) au voisinage de I’extrados (intrados) des
aubes du fan, puis est convecté jusqu’aux OGV. La partie du vortex incident prés de I’extrados de I’aube
du fan est ainsi déviée dans la direction des r positifs, s’éloignant du plan d’extraction a r/r; = 0.69, ce
qui explique I’observation d’une faible intensité de vorticité a cet endroit. Le vortex transformé n’est pas
visible car ce dernier est globalement dévié dans la direction des —r. A partir de r/r; = 0.75, la vorticité
des différentes portions de tourbillon hachées par le fan apparait. A r/r; = 0.81, la vorticité associée
aux structures tourbillonnaires du tourbillon transformé devient clairement visible. Les OGVs 26 et 27
semblent étre les plus impactés par cet écoulement instationnaire. Sur ce méme plan, on observe une
élévation du niveau de vorticité a I’extrémité du tourbillon injecté, pres de 1’extrados de la premiere aube
fan rencontrée, en raison de sa déviation dans la direction des +r. A r/r; = 0.92, le vortex transformé est
visible grice aux niveaux de vorticité encore présents, et est relativement plus étalé que pour I', < 0. Les
OGYV 24 229 semblent directement impactés par les perturbations. Les OGV 26 et 27 posseédent une zone
de forte concentration de vorticité a I'intrados provenant d’un décollement massif.

La figure VI.10 présente le champ du nombre de Mach de I'isosurface a r/r; = 0.92 dans trois configu-
rations : une sans ingestion de vortex, et avec ingestion de vortex avec des sens de rotation différents. Tout
d’abord, on observe un nombre de Mach plus faible au niveau de la zone hors sillage située entre le fan et
la grille OGV dans la configuration avec ingestion de vortex avec I',, < O par rapport a celle sans ingestion
de vortex. L’ écoulement au voisinage du fan est également perturbé : on constate une 1égere diminution du
nombre de Mach a I’extrados des aubes proches du tourbillon dans le cas I', < 0, tandis qu’a I’inverse, le
nombre de Mach augmente a I’extrados pour les aubes du fan proches du tourbillon dans le cas de I', > 0
avec un choc important au niveau du bord d’attaque. Cela est causé par une variation locale d’incidence
induite par la présence du tourbillon. En effet, pour r/r; = 0.92, un tourbillon avec I', > 0 induit une
augmentation locale d’incidence des aubes du fan, alors que dans le cas I, < 0, une diminution locale
d’incidence est présente. Par ailleurs, on peut clairement observer un important décollement a 1’extrados
des OGV 28 et 29 du cas I', < 0. Ce phénomene est particulierement détaillé dans la section 2.1.

2.1 Interaction fan/vortex

Afin d’analyser la réponse forcée des OGV soumis au vortex transformé par le fan, il est essentiel
d’étudier la topologie de 1’écoulement généré par I’interaction entre le fan et le vortex. La figure VI.11
illustre le champ de vorticité a différents plans a x constant au niveau du fan et en aval de celui-ci. Les
positions axiales des différents plans sont indiquées sur la figure VI.10. Au niveau du plan (A), la structure
tourbillonnaire visible correspond & la partie du tourbillon hachée une premiere fois par le fan. Cette struc-
ture reste cohérente, mais sa position differe selon le signe de I',. Comme mentionné précédemment, la
déviation des parties du vortex selon la corde des aubes est de sens opposé en fonction du sens de rotation
du tourbillon injecté. De plus, dans le cas ou I', < 0, on observe une perturbation aérodynamique de la
couche limite sur certaines aubes du fan, principalement sur la partie droite de la roue. Cette perturbation
est probablement causée par les variations locales d’incidence induites par le tourbillon.

Au niveau du plan (B), le vortex est perturbé par le passage du fan. Dans les deux configurations, le
tourbillon reste cohérent et se déplace vers les 6, croissants dans le repere absolu, dans la méme direction
que le sens de rotation du fan. Cependant, la position du vortex dans le repere du fan est différente selon son
sens de rotation. Cela est dii aux déviations de direction opposées des extrémités des portions du tourbillon
en fonction du signe de I',. La vorticité des sillages des aubes de fan dont la couche limite est perturbée
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I', <0 (Cas des essais)
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Ficure VI.9 — Champ de vorticité de couronnes a r/r; constants mises a plat (zone hachurée cachée pour
cause de confidentialité)

présentent des oscillations selon r.

Au niveau du plan (C), la topologie du vortex transformé et sa position different en fonction des confi-
gurations. Dans les deux cas, le cceur du vortex transformé n’est pas completement cohérent avec plusieurs
zones distinctes de vorticité. Il est toutefois difficile d’identifier clairement 1’origine de ces dernieres car
elles peuvent provenir a la fois du sillage et du tourbillon transformé. Ces phénomenes interagissent entre
eux et sont convectés ensemble jusqu’a la grille OGV. Pour I', < 0, le vortex transformé est relativement
proche du moyeu. En revanche, le vortex transformé du calcul avec I';, > 0 se trouve plutot a proximité du
carter. Cela est causé par la déviation selon I’envergure des portions du vortex, dont la direction varie en
fonction du signe de I',. De plus, les perturbations au sein des sillages du cas I', < 0 sont toujours visibles
et sont convectées jusqu’a la grille OGV. On observe également un module de vorticité plus élevé au sein
des sillages des aubes du fan par rapport au cas I', > 0. Ce phénomene a déja été observé par Yang et al.
[107]. Les auteurs affirment que I’injection d’un vortex contrarotatif a tendance a augmenter le module de
vorticité des sillages de la roue mobile, ce qui est en accord avec les observations de la figure VI.11. On
observe également une perturbation de I’écoulement de jeu sur toute la grille, dont I’intensité de la pertur-
bation augmente avec la proximité avec le vortex transformé. Cela est probablement causé par la variation
locale d’incidence vue par les aubes du fan.
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Ficure VI.10 — Champ du nombre de Mach de couronnes a r/r; = 0.92 mises a plat (zone hachurée cachée)

2.2 Interaction vortex transformé/OGV

Le tourbillon transformé est alors convecté jusqu’aux OGYV, altérant leur bon fonctionnement. I1 est
alors nécessaire d’analyser la topologie de I’interaction entre le vortex transformé et les OGV afin de
comprendre les phénomenes aérodynamiques mis en jeu dans la réponse forcée des OGV. La figure VI.12
représente le champ de vorticité de plans a x constant au niveau des OGVs.

Au plan (D) pour I', < 0, les OGV 26 et 27 semblent plus impactés par le tourbillon transformé que
les autres OGYV, et plus particulierement proche moyeu, ou le vortex transformé est présent en amont de
la grille OGV. Au plan (E) et pour le méme sens de rotation du tourbillon, les perturbations aérodyna-
miques sont présententes sur les OGV 27, 28 et 29, plus ou moins réparties sur I’envergure en fonction
des OGV. L’OGV 28 semble étre impacté sur une grande partie de 1’envergure, alors que les OGV 27 et
29 possedent des perturbations aérodynamiques plutot respectivement au voisinage moyeu et du carter. A
ce stade, il est difficile d’affirmer si ces perturbations sont celles du vortex transformé ou sont propres a
I’OGYV, indirectement induites par le vortex transformé.

Au plan (D) pour I', > 0, les OGV 26 et 27 semblent étre impactés par le vortex transformé mais la
position de la perturbation aérodynamique est différente du cas I', < 0. Les OGV 24 et 25 semblent étre
impactés par une ligne de vorticité probablement induite par un sillage, se trouvant trop loin du vortex
transformé pour que ce dernier en soit I’origine. Au plan (E) du cas I', > 0, les OGVs 23 a 28 semblent
subir d’importantes perturbations aérodynamiques. Tous ces OGV ont une zone avec un taux de vorticité
élevé au niveau de I'intrados proche du carter, dont I’intensité est croissante pour les OGV 23 a 26 puis
décroissante pour les OGV 26 a 28. De plus, I’ensemble des perturbations semble globalement moins
concentré et étalé sur un plus grand nombre d’OGV par rapport a la configuration I', < 0.

La figure VI.13 illustre le champ du nombre de Mach sur le plan (E) a x/c = 3.33. Dans le cas ou
Il < 0, on observe un léger décollement a I’intrados au niveau de la partie proche du moyeu de I’'OGV
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I', < 0 (Cas des essais)
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Ficure VI.11 — Champ de vorticité sur des plans a x constants (partie 1)

27, un décollement plus important & I'intrados au niveau de la partie proche du moyeu de ’'OGV 28,
ainsi qu'un décollement moins important a I’extrados de ce méme OGV au niveau de la partie proche
du carter. Un décollement est également présent a I’extrados de ’OGV 29 au voisinage du carter. Ces
décollement se distinguent d’une épaississement de couche limite par une recirculation. Leur présence
peut étre expliquée par la modification locale de I’incidence des OGVs générée par I’écoulement induit
du tourbillon. En effet, méme si le cceur du tourbillon est déstabilisé par le passage du fan, son champ
de vitesse induit est toujours présent en aval du fan. Dans le cas I', < 0, le sens de rotation du champ
induit par le tourbillon est dans le sens anti-horaire sur les plans de la figure VI.13. En supposant que son
centre de rotation se trouve au niveau de I’OGV 28, cela entraine une diminution de 1’incidence locale de
I’OGV 27 proche du carter, pouvant expliquer son décollement a I'intrados. Cela entraine également une
diminution locale de I’incidence de I'OGV 28 proche du moyeu et une augmentation de I’incidence proche
du carter, pouvant expliquer son décollement a la fois a I’intrados (proche moyeu) et a I’extrados (proche
carter). ’OGV 29 est également soumis a une augmentation locale d’incidence au voisinage du carter,
générant un décollement a I’extrados. Les lignes de courant au voisinage de ce méme OGV a r/r; = 0.92
sont illustrées sur la figure VI.14. Le méme raisonnement peut étre appliqué pour la configuration avec
I'y > 0 pour expliquer la présence des décollements. Cette fois, le sens de rotation du champ induit par le
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I', <0 (Cas des essais) Ir,>0

s —

(D)

x/c =333

Ficure VI.12 — Champ de vorticité sur des plans a x constants (partie 2)

tourbillon est dans le sens horaire. Cela entraine une diminution de I’incidence au voisinage du carter des
OGVs 25 a 28, générant un décollement a I’intrados pour tous ces OGVs au voisinage du carter. Les lignes
de courant au niveau du décollement de I’OGV 25 au plan r/r; = 0.92 sont illustrées sur la figure VI.14.
Le champ du nombre de Mach est également globalement modifié autour des OGV loin du point d’impact
du tourbillon transformé. On observe une diminution du nombre de Mach au voisinage de I’ensemble des
OGYV dans la configuration I',, < 0 par rapport a celle ou I',, = 0. Dans le cas I', > 0, le nombre de Mach
est plus élevé au voisinage du carter et moins élevé au voisinage du moyeu par rapport au cas I', = 0.

3 Etude du chargement des OGV

3.1 Analyse des signaux

La figure VI.15 présente le module des efforts instationnaires sur 14 passages d’aubes dans deux cas
distincts : lorsque I', < 0 et lorsque I';, > 0. Dans le cas I', > 0, les efforts atteignent un régime périodique
stabilisé avec une fréquence fondamentale, notée f;, qui correspond a la fréquence du passage d’aube ainsi
qu’a la fréquence propre du mode d’intérét, a I’exception de I’OGV 26, dont I’harmonique prépondérant
correspond a une fréquence 2fy. L'origine de cette fréquence double n’a pas été identifiée durant ces
travaux de these.

A premiere vue, dans le cas ou I', < 0, deux signaux se distinguent particulierement : les efforts des
OGYV 29 et 30. Alors que la fréquence fondamentale des efforts pour tous les OGV est égale a fy, celle des



3. Etude du chargement des OGV 139

Ir,<o0

»)

o 41’
I'=0

<aml Z

S,

/ \\§ Mo

= I

t;/—, - 035

44‘ | . 0.1

Ficure VI.13 — Champ du nombre de Mach au plan (E) a x/c = 3.33

I', < 0 (Cas des essais) Ir,>0

FiGure VI.14 — Champ du nombre de Mach et lignes de courant en (1) et (2) de la figure VI.10

efforts des OGV 29 et 30 correspond a une fréquence égale a 0.11fy. Cette composante spectrale est tout
de méme présente dans le contenu spectral des autres OGV mais a une amplitude beaucoup plus faible. La
part du module de cette composante par rapport au module du fondamental dans le spectre décroit avec
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I’éloignement des OGV 29 et 30. Comme évoqué dans la section 2.2, ’OGV 29 subit un décollement
significatif au niveau de I’extrados. En revanche, 1’écoulement autour de I’OGV 30 reste attaché, comme
illustré dans les figures de la section 2.2. Etant donné que la source d’excitation aérodynamique est par-
faitement périodique de fréquence fj, la composante harmonique a 0.11f, provient probablement d’une
instationnarité de I’écoulement au niveau des OGV, plutot que directement de la source d’excitation.

1.8 , . . . 1.8
Sz
1.6} — OGV 27 1.6}
0GY 29
MlA» oGV 30 1.4}
hf — OGV 31 ;?
E 12 '\‘\j‘ ] \7/\;/ N/ '\,;f\,/r‘\/‘\‘f\‘/‘{ \f\’ N E 1.2 A/ \,\"(}bﬁ/j} \,,‘""\"vv.‘/P\"\j,‘/m\‘x f'r\z ."’m

\J

\V, 7\ /
\

0.8
46 48 50 52 54 56 58 60 114 116 118 120 122 124 126

aubes aubes

Ficure VI.15 — Evolution des efforts des OGV pour I', > 0 a gauche et I', < 0 a droite

On s’intéresse en particulier a la composante harmonique correspondant a la fréquence propre du mode
d’intérét, qui est identique a celle du passage de sillage fo, correspondant également au passage d’aube.
Pour ce faire, un post-traitement est réalisé permettant d’extraire les composantes harmoniques des efforts
illustrés sur la figure VI.15. La figure VI.16 présente le module de cette composante harmonique des efforts
instationnaires a la fréquence f; sans vortex, et la figure VI.17 dans les cas I', < O et I';, > 0. Le parameétre
|F',,| de la figure VI.16 représente le module de cette composante harmonique associée 2 f, normalisée par
la valeur moyenne des efforts Fy,y sur chaque OGV en I’absence de vortex. Ainsi, les fluctuations d’effort
autour de leur valeur moyenne des OGV 28 et 29 a la fréquence f; s’élevent a 0.6 %. Cependant, malgré la
symétrie de la source aérodynamique d’excitation du cas sans vortex - a savoir les passages des sillages des
aubes du fan - les composantes harmoniques associées a fj ne sont pas identiques sur tous les OGV. Ceci
est attribuable aux différences de géométrie entre les aubes de la grille des OGV réparties en différentes
familles ainsi que la présence de bras structuraux. Par ailleurs, les modules de la composante harmonique
de fluctuations d’efforts générées par le passage des sillages des aubes du fan sont tres faibles.

|E |/ Finoy (%) 0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6
11 31

30
29

28
oGV

21

Ficure VI.16 — Module de la composante harmonique associée a fy des OGV d’intérét pour I', = 0.

Les modules de la composante harmonique des efforts instationnaires pour les cas I, < Oet I, > 0
sont présentés sur la figure VI.17, et sont adimensionnés par le module de la composante harmonique des
efforts sans vortex de chaque OGV. Cela permet de mettre en évidence 1’influence de la présence du vortex
sur I’amplitude de la composante harmonique a la fréquence f; des efforts de chaque OGYV, par rapport aux
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Ficure VI.17 — Module de la composante harmonique associée a fy des OGV d’intérét pour I', < O et
I,>0.

fluctuations induites par le sillage seul. Sur cette méme figure, on observe par exemple que le module de
la composante harmonique a la fréquence f; des efforts est jusqu’a 35 fois plus important lorsque le vortex
est présent, par rapport au cas sans vortex, ou les fluctuations sont induites uniquement par le passage des
sillages.

Dans le cas ou I', < 0, on observe un module élevé de la composante harmonique a la fréquence
Jo pour les OGV 26 et 27. Bien que ces OGV ne soient pas soumis a des décollements massifs, ils se
situent néanmoins a proximité de la source d’excitation aérodynamique induite par la présence du vortex
transformé. A I’inverse, les fluctuations des efforts de I’OGV 25 a la fréquence fj sont extrémement faibles,
avec une amplitude relative d’environ 6 par rapport a I’amplitude d’effort sans vortex. En effet, cet OGV
n’est pas soumis a des décollements, ni ses voisins, et se trouve suffisamment éloigné du vortex transformé
(voir figure VI.12). L’OGV 28, situé directement au sein de la source d’excitation aérodynamique, subit
des décollements massifs a la fois a 1’intrados et a 1’extrados avec des fluctuations d’efforts selon f; tres
faibles. On ne peut pas affirmer si la présence de deux décollements massifs a la surface de I’aubage est
a lorigine de ces faibles fluctuations d’efforts selon fy. En revanche, une composante plus importante
apparait a la fréquence 0.11 fj.

Dans le cas I', > 0, le module de la composante harmonique a la fréquence fj des efforts des OGV
26 et 27 est tres faible par rapport aux OGV 25 et 28. Les OGV 26 et 27 sont pourtant situés au cceur
dans la perturbation aérodynamique générée par le vortex transformé (visible sur la figure VI.12) avec des
amplitudes adimensionnées de 1’ordre de I’unité. Ces deux aubes ont néanmoins un décollement au niveau
de I'intrados proche du carter.

L’amplification du module de la composante harmonique des efforts a la fréquence fyp pour les OGV
25 et 28, situés a proximité du cceur du tourbillon transformé (voir figure VI.12), atteint une valeur de 35,
avec la présence de décollements moins importants que ceux observés sur les OGV 26 et 27 a I'intrados.
En examinant la figure VI.12 a la position x/c = 3.03, on remarque I’existence de lignes de module de
vorticité relativement élevé au niveau de sillages du fan, impactant les OGV 25 et 28, situés en dehors de la
zone d’impact du vortex transformé. Bien que ces deux OGV ne soient pas situés au cceur de I’importante
perturbation aérodynamique générée par le tourbillon transformé, ils semblent tout de méme étre affectés
par les sillages modifiés par la présence du vortex. Quant aux OGV 29, 30 et 31, le module adimensionné
de la composante harmonique a la fréquence f; de leurs efforts se situe entre 13 et 16. D’apres la figure
VI.12, ces OGV se trouvent suffisamment éloignés du tourbillon transformé. Cependant, ces amplitudes
pourraient étre causées par la présence des sillages des aubes du fan, modifiés en présence du tourbillon.

4 Bilan

Ce chapitre s’est concentré sur I’analyse de la source d’excitation aérodynamique des OGV dans un
contexte industriel, en particulier I’interaction entre les aubes du fan et le vortex. Les conditions aux limites
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et le domaine de calcul de la simulation RANS ont également été décrits. Pour les OGV situés en dehors de
la zone du vortex transformé, une loi de paroi est utilisée afin de limiter le cofit de calcul. Les parametres
numériques sont choisis suite a 1I’étude de I’influence de la modélisation RANS sur I’écoulement résultant
de I’interaction entre les aubes du fan et le vortex du chapitre V. Ces derniers sont sélectionnés pour &tre
peu dissipatifs tout en maintenant une robustesse suffisante pour aborder ce calcul complexe. L’ ingestion du
vortex est réalisée pour reproduire le point de fonctionnement des essais industriels réalisés sous ingestion
de vortex de sol, tout en variant le sens de rotation du vortex. L’étude de la topologie de I’écoulement
généré par I’interaction entre le fan et le vortex révele la présence d’une déviation du vortex transformé
quel que soit le sens de rotation du tourbillon incident, mais selon des directions opposées. De plus, le
champ induit par le tourbillon en amont du fan modifie localement I’incidence des aubes en rotation, ce
qui entraine une modification de I’intensité du sillage, pouvant ainsi impacter les efforts instationnaires sur
les OGV. Pour un sens de rotation donné, les OGV situés dans la zone du vortex transformé sont soumis a
des sources d’excitation spatialement différentes, ce qui se traduit par des efforts instationnaires distincts.
Ces OGYV subissent également des décollements induits par la variation locale d’incidence générée par le
champ induit du tourbillon. Contre toute attente, le module de la composante harmonique associée a la
fréquence fy des efforts instationnaires est moins élevé au niveau des OGV situés en plein ceeur du vortex
transformé, 1a ou la perturbation aérodynamique est maximale, par rapport a ceux situés au voisinage de
cette perturbation aérodynamique. Par ailleurs, le module est faible loin du vortex transformé, ce qui est
attendu.

Une fois I’étude de la source d’excitation aérodynamique des OGV effectuée, un calcul aéroélastique
peut étre mis en place afin de prendre en compte le mouvement de I’aube et la forme du mode propre d’in-
térét grice a une méthode de calcul découplée. La mise en place et les résultats de ce calcul aéroélastique
sont détaillés dans le chapitre VII.
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Chapitre

Prévision de la réponse forcée des OGV a la
coincidence 2FBF/18N

L’ objectif de ce chapitre est de prévoir la réponse forcée des OGV soumis au vortex transformé par le
passage du fan grace a un calcul aéro€lastique découplé. Dans un premier temps, la méthodologie de ce
calcul est présentée, en détaillant le modele aérodynamique et mécanique ainsi que la méthode de défor-
mation de maillage utilisée pour modéliser le mouvement des OGV. Les efforts liés a ce mouvement sont
pris en compte lors de I’estimation de la réponse forcée par le calcul de la raideur et de I’amortissement
aérodynamiques. La répartition des forces d’excitation extérieures sur les OGV étudiés est également ana-
lysée en tenant compte de la topologie du mode propre de I’OGYV. Enfin, la réponse forcée de ces OGV est

comparée a celle mesurée lors des essais du motoriste, tout en évoquant les limites du modele.
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1 Présentation du calcul aéroélastique

1.1 Présentation de la stratégie découplée

La méthode utilisée afin d’estimer la réponse forcée des OGV soumis au vortex transformé est la
méthode découplée décrite dans la section 3.1 du chapitre II. Pour rappel, cette méthode repose sur 1”hypo-
theése des petits déplacements et des petites vitesses. De plus, les forces aérodynamiques liées a la raideur
sont supposées linéaires par rapport au déplacement et celles liées a I’amortissement linéaires par rapport
a la vitesse. Ces termes linéaires représentant les forces liées au mouvement de I’aube se superposent aux
forces extérieures par I’hypothése de superposition. En projetant I’équation de la dynamique sur le mode

d’intérét ¢ avec une fréquence propre fy = % et wp la pulsation associée au mode propre, nous avons :
1 +pg+yqt)= A'q+B'q+ fo3 (VIL1)

—_—
fag calculé par le solveur

avec ¢ la coordonnée généralisée du mode ¢, u la masse généralisée, S le terme d’amortissement mé-
canique généralisé, y le terme de raideur mécanique généralisée, A’ le terme de raideur aérodynamique
généralisée, B’ le terme d’amortissement aérodynamique généralisé et fzz¢ les forces aérodynamiques
généralisées liées aux forces extérieures. La grandeur extraite du solveur correspond aux forces aérodyna-
miques généralisés notées f,¢, a savoir le terme de droite de I’équation VIL1. L’équation VIL1 est divisée
par la masse généralisée y. En normalisant les termes linéaires en la vitesse par 2uwy, on fait ainsi appa-
raitre la pulsation propre du systeme wy, la raideur aérodynamique w,, 1I’amortissement mécanique & et

I’amortissement aérodynamique &, exprimés comme suit :

w?=7Y (VIL2)
M
Al
Wat = —— (VIL3)
M
__h (VIL4)
2wy
B/
fy= - (VIL5)
2uwy
L’équation VII.1 devient alors :
exc
. . . a
g+ 2woéq + wiq(t) = —wiq — 2woag + Tg (VIL6)

En recherchant une réponse harmonique d’amplitude |§| du mode ¢ a une force harmonique de pulsa-
tion QQ comme décrit dans le chapitre 11, on obtient :

A

|fag 1/

V@t + 0,2~ 0 + Q& + £)9w0)?

Dans le terme de droite de 1’équation VII.7, les inconnues sont A” et B’ inclues dans w, et &,, ainsi

141(€2) = (VIL7)

que fz,. Afin d’isoler ces inconnues au sein de la grandeur f,, extraite par le solveur en sortie de calcul,

il est nécessaire d’avoir recours a deux types de simulation. La premiere est effectuée en présence de
la source d’excitation aérodynamique avec amplitude de vibration nulle (¢ = 0). Cela permet d’obtenir
Jag = fag° et ainsi de déterminer sa composante harmonique a la fréquence fy notée f;gc. Dans notre
cas, cette simulation correspond a un calcul avec ingestion de vortex et des OGV rigides similaire a celui
effectué dans le chapitre VI. Une autre simulation est effectuée afin de déterminer A’ et B’. Cette derniere

exc X
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est réalisée sans aucune source d’excitation aérodynamique (fz,“ = 0) et avec une déformation sinusoidale
des OGYV selon le mode ¢ dont I’amplitude est imposée (¢ # 0). Les forces aérodynamiques généralisées
extraites par le calcul sont donc : fi, = A’qg+ B’q. En appliquant la transformée de Fourier ¥ sur les forces

aérodynamiques généralisées extraites de ce dernier calcul, on obtient :

F(fae) = (A" + jwB)F(q) (VILS8)

En évaluant I’équation VIL.8 en wy, nous obtenons :

|fugle™ = (A" + jwoB')Iq] (VIL9)

avec « le déphasage des forces aérodynamiques généralisées de la composante harmonique selon la pul-
sation wy par rapport au mouvement imposé. Ainsi, par identification des parties réelles et imaginaires de
I’équation VIIL.9, nous obtenons :

A = @ cos(@) (VIL.10)
7]

o el

B = — sin(a) (VIL11)
Glwo

Une fois le terme de raideur aérodynamique w, et le terme d’amortissement aérodynamique &, dé-
terminés, I’amplitude de la coordonnée généralisée du mode ¢ en fonction de la fréquence d’excitation
explicitée dans I’équation VIL.7 peut étre calculée.

1.2 Modéele aérodynamique

La modélisation aérodynamique est identique a celle présentée dans le chapitre VI, a savoir qu’elle
repose sur le modele de Spalart-Allmaras avec un rapport de pseudo-viscosité turbulente injectée au sein
du domaine égal a 0.01. Le schéma de Roe assure la discrétisation spatiale. Le maillage est présenté dans
les sections 1.3 du chapitre VI. La seule différence est la prise en compte de la déformation des OGV 26,
27 et 28 selon le mode ¢ avec pour fréquence propre fy. Ce mode est issu d’un calcul éléments finis dont
les déplacements sont projetés sur le maillage surfacique de 1’aube du domaine aérodynamique. Les forces
aérodynamiques généralisées, notées f,,, correspondant a I’intégrale des efforts de pression projetés sur le
mode ¢ sont alors définies comme suit :

Jag = f pé -nds (VIL.12)
S

avec p la pression statique, n le vecteur normale unitaire a la surface ds de I’aube.

1.3 Modz¢le structure

La géométrie des aubes de la grille OGV utilisée dans cette étude varie en fonction de leur position
en azimut. Parmi les OGV présents dans la zone d’impact du tourbillon transformé, les OGV 26, 27 et 28
ont la méme géométrie : leur comportement dynamique est alors identique. La réponse forcée de ces trois
OGYV est alors étudiée. Le mode d’intérét est choisi de facon a ce que I’ordre moteur 18N coincide avec la
fréquence du mode 2FBF a un point de fonctionnement ot le vortex de sol apparait durant la manceuvre
des essais. De plus, la vitesse de rotation du fan a cette coincidence est proche de celle utilisée dans le cas
académique présenté au chapitre IV, avec un écart de vitesse de rotation du fan a la position d’impact du
centre du vortex d’environ 13 %. Les déplacements et la fréquence du mode 2FBF sont issus d’un calcul
dynamique effectué avec I’outil ANSYS Mechanical. Le modele éléments finis comprend 1’intégration en
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téte de pale. La structure est discrétisée en 5 x 10° éléments. Deux principales poches de déplacement sont
présentes au bord de fuite de I’aube visible sur la figure VIIL.1. La figure VIL.2 illustre la déformation du
maillage aérodynamique selon le mode 2FBF. La méthode de déformation de maillage est détaillée dans la
section 1.4.

£
'

..oz SENRNER

Ficure VII.1 — Champ de déplacement lié Ficure VII.2 — Maillage de référence (gris) et
au mode 2FBF de la structure de référence maillage déformé selon le mode 2FBF (rouge)

1.4 Déformation de maillage

La méthode de déformation de maillage utilisée dans cette étude est basée sur I’analogie de mécanique
continue disponible dans le logiciel de calcul [1]. Le maillage aérodynamique est discrétisé en éléments
solide tétraédriques quadratiques ainsi que des éléments surfaciques triangulaires quadratiques. Chaque
maille représente un élément discrétisant un matériau élastique a loi de comportement linéaire, possede
un module de Young E variant en fonction du volume de 1’élément. Un coefficient de Poisson v constant
est imposé. La déformation du maillage consiste a résoudre un probleme statique ou les déplacements
sont imposés sur les frontieres de blocs correspondant aux interfaces aéroélastiques. La matrice de raideur
locale est approximée en utilisant la méthode de quadrature de Gauss. Le déplacement sur le volume est
obtenu en résolvant le probleme d’équilibre statique linéaire du systeme discrétisé modélisé par I’équation
suivante :

Kx=F (VIL13)

avec K la matrice de raideur, x le déplacement du nceud et F la force extérieure. On peut séparer les nceuds
du maillage en une partie ot le mouvement est imposé (ou éventuellement nul sur certaines frontieres),
correspondant aux interfaces aéroélastiques avec 1’indice Z, et une partie ou le déplacement est inconnu
avec I'indice /. L’équation VII.13 se réécrit :

Ki;p Kis||x [F 1]
’ ’ = (VIIL.14)
[KZ,I Ksx Fy

La résultante des efforts extérieurs appliqués aux nceuds intérieurs / est nulle. Il vient alors :

Xz

Ky1x; = —Kjxxs (VIL15)

Les déplacements inconnus x; sont donc déterminés par la matrice de raideur et les déplacements
imposés xy. Dans notre cas, les déplacements sont imposés sur I’intrados et I’extrados de 1’aube suivant
les déplacements du mode d’intérét obtenus par le calcul dynamique décrit dans la section 1.3.
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2 Estimation de la réponse forcée

La méthode de calcul utilisée pour prévoir 1I’amplitude de vibration des OGV 26, 27 et 28 sous I’impact
du vortex transformé est basée sur la méthode découplée décrite dans la section 1.1. Pour ce faire, deux
calculs sont effectués :

— Une simulation avec ingestion de vortex correspondant a celui décrit dans le chapitre VI : un moteur
UHBR sous ingestion de vortex sans déformation des OGV d’intérét. Les données de déplacement
du mode sont tout de méme rentrées dans le solveur afin de déterminer les forces aérodynamiques
généralisées, correspondant uniquement aux forces de pression d’excitation extérieures projetées
sur le mode propre d’intérét, a chaque itérations. Ce type de simulation est appellée "simulation
avec aubes rigides"

— Une simulation sans ingestion de vortex, ayant pour objectif de déterminer la raideur et I’amortis-
sement aérodynamique du mode étudié¢ au méme point de fonctionnement. Un mouvement d’am-
plitude arbitraire (dans la limite de I’hypothese des petites déformations et en se placant dans la
zone ol la réponse du fluide peut étre considérée comme linéaire en fonction de 1’amplitude du
mouvement) est alors imposé sans aucune excitation extérieure : une moyenne azimutale est appli-
quée a I'interface du fan et de la grille OGV. Les forces aérodynamiques généralisées sont extraites
a chaque itération. L’amortissement et la raideur aérodynamiques sont ainsi obtenus grice aux
équations (VIL.10) et (VIL.11).

Une fois I’amplitude de composante harmonique des forces aérodynamiques généralisées obtenue grace au
calcul sans déformation de maillage et avec injection de vortex, ainsi que la raideur et I’amortissement aé-
rodynamique obtenus grace au calcul avec déformation de maillage et sans injection de vortex, I’amplitude
modale est calculée via I’équation (VIL.7).

2.1 Calcul des forces aérodynamiques généralisés d’excitation

Le calcul réalisé pour I’estimation des forces aérodynamiques généralisées d’excitation extérieures
e est similaire & celui décrit au chapitre VI. Il concerne un moteur UHBR en ingestion de vortex, avec
un déplacement imposé des OGV nul. A chaque itération, les forces aérodynamiques généralisées pour les
OGYV 26, 27 et 28 sont déterminées. La figure VIL.3 présente les forces aérodynamiques généralisées de
ces trois OGV en fonction du nombre de passages d’aubes du fan sur le vortex. A gauche, les forces sont
illustrées dans le cas d’un tourbillon dont le sens de rotation est opposé aux essais (I', > 0) et a droite dans
le cas d’un sens de rotation similaire (I, < 0). Les fluctuations des forces aérodynamiques généralisées
pour les OGV 26 et 27 sont similaires, indépendamment du sens de rotation du tourbillon. Cependant, la
forme des forces aérodynamiques généralisées de ’'OGV 28 pour I', < 0 se distingue de tous les autres :
une fréquence double apparait, accompagnée d’une modulation visible du signal.

La figure VIL.4 représente I’amplitude de la composante harmonique des FAG (Forces Aérodynamiques
Généralisées) associée a fo des OGV 26, 27 et 28 adimensionnées par les FAG moyennes de chaque OGV.
L’amplitude de la composante harmonique de ’OGV 28 sous sillage seul est l[égerement plus faible que
celle des OGV 26 et 27, qui ont des valeurs similaires entre eux. La figure VIL.5 correspond aux calculs
avec ingestion de vortex (I, < 0 a gauche et I, > 0 a droite ). Pour le calcul représentatif des essais
Iy < 0), les amplitudes de la composante harmonique associée a fy des FAG des OGV 26 et 27 sont
semblables. On remarque néanmoins une amplitude extrémement faible concernant I’OGV 28. Cela est
cohérent avec la forme des FAG de I’'OGV 28 pour I', < 0 illustrée sur la figure VII.3 avec un signal dont
la fréquence de la composante harmonique prépondérante correspond a 2 X fy. D’apres la figure VILS, le
niveau d’amplitude de la composante harmonique des FAG de ’OGV 28 est environ 30 fois inférieur a
celui des OGV 26 et 27. En supposant une raideur et un amortissement aérodynamiques identiques pour
les OGV d’intérét, on s’attend alors a une amplitude de réponse forcée de I’OGV 28 également 30 fois
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Ficure VII.3 — Evolution des forces aérodynamiques généralisées des OGV pour I', > 04 gauche et T, < 0

a droite

inférieure a celui des OGV 26 et 27. Cette tendance est également observée au sein du chapitre VI au
niveau de la composante harmonique des efforts instationnaires associée a fy, avec néanmoins un rapport
de 2.5 entre celle de ’'OGYV 28 et celle des OGV 26 et 27. Cet écart, lié a la projection des efforts sur le
mode, est évoqué plus loin dans ce chapitre.

Dans le cas I, > 0, 'amplitude harmonique des FAG de ’OGV 28 est comparable a celle des OGV
26 et 27. Cette observation contraste avec les observations du chapitre VI, ou la figure VI.17 montre que la
composante harmonique des efforts des OGV 26 et 27 est nettement inférieure a celle de 'OGV 28. Cela
peut s’expliquer par la projection des efforts aérodynamiques sur le mode d’intérét lors du calcul des FAG,
agissant comme un filtre spatial sur les efforts. En effet, les fluctuations de pression a la surface des aubes
localisées au niveau des zones de déplacement nul ne contribuent pas aux FAG. En revanche, lorsque ces
fluctuations de pression sont présentes l1a ol le déplacement modal est maximal, leur impact sur les FAG
est également maximal. De plus, la source d’excitation aérodynamique se répartit de facon inégale sur les
OGYV 26, 27 et 28 comme évoqué dans le chapitre VI. Les zones d’excitation sur les aubes ne sont donc
pas localisées au méme endroit, et donc la projection des forces aérodynamiques sur le mode propre donne
des forces aérodynamiques généralisées différentes. On remarque également qu’en absolu, les amplitudes
de la composante harmonique associée a f; sont plus élevées dans le cas I', > 0 que dans le cas ', < O
représentatif des essais.

On remarque généralement un rapport d’amplitude harmonique des FAG extrémement élevé (de I’ordre
de 50) entre les cas avec sillage seul et sous ingestion de vortex, et donc un rapport d’amplitude vibratoire
tout aussi grand (sauf pour 'OGV 28 dans le cas I', < 0). Dans les essais, le rapport maximal entre la
réponse forcée avec et sans vortex est environ de 4, ce qui est bien inférieur a ce qui est calculé numéri-
quement. Cela est probablement causé par une sous-estimation de f;,g,m, dans la configuration avec sillage
seul. En effet, les modeéles RANS ont tendance a sous-estimer le déficit de vitesse au sein du sillage comme
évoqué dans la section 1.2.4 du chapitre V. Au vue de I’étude de la source d’excitation aérodynamique dé-
cris dans la section 2 du chapitre VI ainsi que dans le chapitre IV, les décollements associées a la présence
du tourbillon transformé ainsi que les fluctuations de 1’angle du vecteur vitesse liées au hachage du vortex
sont les phénomenes prédominant sur le chargement instationnaire des OGV. Une comparaison avec les
essais est proposée dans la section 2.3.

Les figures VIL.6 et VII.7 représentent le contenu harmonique des forces aérodynamiques généralisées
des OGV 26, 27 et 28 dans les cas I', < O et I', > 0. Dans la configuration I', > 0 illustrée sur la fi-
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Ficure VIL.4 — Amplitude de la composante harmonique associée a fy des FAG des OGV d’intérét en
I’absence de vortex.
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Ficure VILS — Amplitude de la composante harmonique associée a fy des FAG des OGV d’intérét en
présence de vortex.

gure VIL.7, la fréquence dominante des FAG des trois OGV est f avec une décroissance des amplitudes
pour le second et le troisieme harmonique. En revanche, dans le cas I', < 0O illustré sur la figure VIL6,
I’amplitude de la composante harmonique associée a 2 X fy est plus élevée que celle associée a fy pour
I’OGV 28, contrairement aux composantes des OGV 26 et 27. La fréquence d’excitation prépondérante
de 'OGV 28 est alors 2 X fy. On observe une importante différence de contenu fréquentiel des forces
aérodynamiques généralisées des OGV 27 et 28 malgré leur proximité spatiale, a savoir un décalage de
quelques degrés dans la direction azimutale. On note également une modulation des FAG de ’OGV 28 a
une fréquence égale a 0.24 fj, visible sur la figure VIL.3. Nous n’avons pas d’explication sur ce phénomene.
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Ficure VII.6 — Contenu harmonique des FAG des  Ficure VIL.7 — Contenu harmonique des FAG des
OGV 26,27 et 28 danslecas T, <0 OGV 26,27 et28 danslecasT, >0

La figure VIL8 illustre I’amplitude de pression sur I'intrados et ’extrados des OGV 26, 27 et 28 dans
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les configurations I', = 0 (sans vortex, donc avec sillage seul), I, < 0, et I', > 0 associée a la fréquence fj.
Les amplitudes de pression étant similaires pour les 3 OGV dans le cas sans vortex (I, = 0), seule I’am-
plitude de pression de I’OGYV 28 est représentée. A premicre vue, le niveau des amplitudes de pression est
beaucoup plus élevé sur tous les OGV d’intérét dans la configuration avec ingestion de vortex (I', < 0 et
Iy >0)quedans lecasI', = 0.

Dans le cas I', < 0, ’OGV 26 posséde des amplitudes de pression relativement faibles par rapport aux
autres OGV soumis au méme vortex transformé. Cela n’est pas surprenant car dans la configuration I';, < 0,
I’OGV 26 est I’aube la plus éloignée, parmi les OGV évoqués, des perturbations générées par le vortex
transformé visibles sur la figure VI.12. Une zone d’amplitude de pression relativement élevée est tout de
méme présente au centre de I’extrados de cet OGV. Cette perturbation est probablement causée en partie
par le décollement a I’intrados de ’OGYV 27 visible sur la figure VI.13, générant des fluctuations de pres-
sion jusqu’au niveau de I’extrados de I’OGV 26. L’intrados de ce méme OGV n’est soumis qu’a de tres
faibles fluctuations de pression associées a la fréquence fy, étant relativement €loigné du vortex transformé
et des OGV avec des décollements massifs.

Au voisinage du moyeu, ’OGV 27 possede une amplitude de pression maximale proche du bord d’at-
taque de I’intrados. Cela semble correspondre a la localisation du décollement généré par la variation locale
d’incidence, visible sur la figure VI.13. Afin de confirmer cela, deux couronnes a r/r; = cst illustrées sur la
figure VIL.9 sont extraites, intersectant I’'intrados de I’OGV 27 en C; et C, marqués sur la figure VIL.8. En
C1, on observe un décollement au bord d’attaque de I'intrados de I’OGYV 27 induit par la variation locale
d’incidence, dont la perturbation est propagée sur I’ensemble de son intrados. A I'inverse, au niveau de
C, ou le niveau des amplitudes de pression est relativement faible d’apres la figure VIL8, I’écoulement
autour de I’OGV 27 reste attaché. Les forts niveaux du module de la composante harmonique de pression
associée a fy au niveau de I'intrados de I’OGV 27 sont probablement générés par la fluctuation du décolle-
ment massif présent a cet endroit a une fréquence fj. En effet, le vortex est haché en portions régulieres a
chaque passage d’aube du fan. Les zones de sous-vitesses correspondant aux portions de tourbillon haché
sont visibles sur la couronne C; de la figure VII.9 par des poches de nombre de Mach de faible intensité
en aval du fan. Cette variation du nombre de Mach est accompagnée par une variation de la direction du
vecteur vitesse de 1’écoulement. Il en résulte une probable variation de 1’incidence locale vue par ’'OGV a
chaque passage de portion de vortex a une fréquence fy. Il est alors possible que les décollements induits
par le champ généré par le tourbillon transformé soient instationnaires avec des fluctuations périodiques
coincidant avec la fréquence de hachage du vortex, a savoir fy. L’extrados de ce méme OGV est également
soumis a des amplitudes spectrales de pression importantes mais avec des intensités plus faibles qu’a I’in-
trados. De facon analogue avec I’OGV 26, ces amplitudes de fluctuation de pression a I’extrados peuvent
en partie &tre générées par la perturbation induite par le décollement de I’intrados de I’OGV 28, en plus de
fluctuations générées par le vortex transformé et du décollement a 1’intrados de I’OGV 27.

Concernant ’OGV 28, I’amplitude de fluctuation de pression maximale associée a la fréquence fj est
concentrée au niveau du bord d’attaque de I’intrados sur la moitié proche du moyeu. Cela correspond a
la localisation du décollement a I’intrados visible sur la figure VI.13. L’extrados présente une amplitude
spectrale de pression élevée au niveau du bord d’attaque, notamment sur la moitié proche du carter. Cela
correspond a la localisation du décollement a I’extrados de I’OGV 28 visible sur la figure VI.13.

Dans le cas I', > 0, ’OGV 26 possede des amplitudes de pression associées a la fréquence fy concen-
trées sur le bord d’attaque a mi-envergure. De plus, des valeurs élevées sont observées pres du carter sur
I'intrados. Cette zone coincide avec le décollement a I’intrados proche carter de I'OGV 26 visible sur
la figure VI.13. On remarque également une zone de forte amplitude proche du moyeu sur I’extrados et
I’intrados de I’'OGV 26.

La topologie de fluctuation de pression de ’OGV 27 associée a la fréquence fy ressemble a celle de
I’OGV 26, avec en revanche des amplitudes moins élevées au voisinage du carter au niveau de I’intrados.
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L’OGV 28 semble posséder globalement des amplitudes plus faibles que celles des OGV 26 et 27.
Cela n’est pas surprenant car, d’apres la figure VI.12, I’OGV 28 est relativement éloigné des perturbations
aérodynamiques du vortex transformé par rapport aux OGV 26 et 27. L’amplitude des fluctuations de
pression a I’extrados de I’OGV 28 est faible par rapport aux OGV 26 et 27. Au niveau de I'intrados
de 'OGV 28, le niveau d’amplitude est plus élevé qu’a I’extrados. En effet, I'intrados est exposé aux
perturbations aérodynamiques générées par le vortex transformé.

En somme, les fluctuations de pression associées a la fréquence f; sont majoritairement localisées
au niveau du bord d’attaque des OGV soumis au vortex transformé, et plus particulierement au niveau
des décollements identifiés dans la section 2.2 du chapitre VI quel que soit le sens de rotation du vortex.
Ces décollements sont probablement instationnaires et périodiques avec des fluctuations dont la fréquence
coincide avec la fréquence de hachage du vortex, c’est-a-dire fj. Ils sont induits par une modification locale
d’incidence au bord d’attaque de I’OGV par rapport a I’angle d’incidence de fonctionnement. Comme
mentionné dans le chapitre IV, nous avons constaté que cette variation d’angle d’incidence par rapport a
I’angle nominal fluctue temporellement a une fréquence correspondant au passage des aubes de fan, soit fj
dans notre contexte. Ces décollements génerent des fluctuations d’efforts aérodynamiques non seulement
sur les OGV concernés, mais aussi sur les OGV adjacents proches du point de décollement, comme I’'OGV
26 pour I';, < 0. Il est donc fortement probable que I’importante variation du vecteur vitesse, provoquée par
la fragmentation du vortex a une fréquence fj, soit responsable des amplitudes de pression. En revanche,
la présence d’importantes amplitudes de pression de fréquence fp ne signifie pas automatiquement une
amplitude importante d’effort aérodynamique a cette méme fréquence. En effet, ’amplitude harmonique
des efforts correspond a I’intégrale sur la surface de I’aube des amplitudes de pression locales. Méme
si d’importantes concentrations d’amplitudes de pression sont présentes a I’intrados et a I’extrados, ces
dernieres peuvent se compenser. Il est alors difficile de conclure sur I’amplitude harmonique des efforts
intégrés avec uniquement la cartographie locale. Bien que les amplitudes de pression les plus élevées se
trouvent aux endroits avec des déplacements minimes du mode 2FBF, la projection des efforts de pression
légerement en retrait du bord d’attaque sur les zones de déplacements significatifs du mode propre engendre
des FAG importantes, comme le démontre la figure VIL.S5.

Moyeu BA BF
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Intrados
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OGV 26 oGV 27 OGV 28

Ficure VII.8 — Amplitude des pressions sur I’intrados et I’extrados associée a la fréquence f.

La figure VII.10 représente I’amplitude des FAG sur I’intrados et I’extrados des OGV 26, 27 et 28 asso-
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Ficure VIL.9 — Champ du nombre de Mach des couronnes C; et C, (zone hachurée cachée)

ciée a la fréquence fy. Le mode 2FBF possédant des déplacements tres faibles au niveau du bord d’attaque
et maximaux au niveau du bord de fuite (comme le montre la figure VII.1), la prédiction de la répartition
des amplitudes des FAG sur I'intrados et I’extrados a partir des amplitudes des fluctuations de pression
associées a la fréquence fy n’est pas évidente.

Dans le cas I', < 0, on remarque que I’amplitude des FAG associée a la fréquence fy des trois OGV
est principalement localisée au niveau de la poche de flexion du bord de fuite proche moyeu, l1a ou les
déplacements du mode sont maximaux. Par exemple, au niveau de I’OGV 27, les fluctuations de pression a
la fréquence fy au niveau de I’intrados, provenant probablement du décollement instationnaire, sont loca-
lisées en partie au niveau de la poche de flexion proche moyeu du mode 2FBF. C’est pourquoi des niveaux
importants de FAG associées a la fréquence fy sont visibles sur la figure VII.10. De plus, la contribution
des fluctuations de pression au niveau du bord d’attaque sur les FAG est trés faible car les déplacements
du mode y sont quasiment nuls. La seconde poche de flexion (proche carter) est moins sollicitée que celle
proche du moyeu.

Dans le cas I, > 0, les amplitudes des FAG sont réparties de fagcon plus homogene sur la surface des
aubes par rapport au cas I', < 0. Cela est causé par la répartition homogene des fluctuations de pression
sur la surface de I’aube, malgré une concentration tres élevée au niveau du bord d’attaque. Bien que I’am-
plitude des fluctuations de pression associée a fj soit tres élevée au niveau du bord d’attaque, comme le
montre la figure VIL.8, le module des amplitudes est également réparti sur la quasi-totalité de I’intrados et
de I’extrados. Sur la figure VII.10, on observe une amplitude de FAG élevée au niveau du bord d’attaque
a mi-envergure de I’extrados des OGV 26 et 27. Un léger déplacement est présent a ce niveau sur le mode
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2FBF illustré sur la figure VIL.1. En raison de ’amplitude de pression extrémement élevée a cet endroit
a ’extrados des OGV 26 et 27, il en résulte une amplitude de FAG non négligeable. Ce phénomene est
absent au niveau de ’OGV 28, réduisant ainsi le total des forces aérodynamiques généralisées de I’OGV.
Sur la figure VII.10, les niveaux locaux des FAG associées a la fréquence f; sont relativement faibles sur
I’extrados de I’OGV 28, notamment par rapport a I’extrados des autres OGV, comme le montre la figure
VILS5. Une faible amplitude est également observée au niveau des deux poches de flexion du bord de fuite,
visible sur la figure VII.10. Sur I'intrados, la topologie des FAG est similaire a celle de I’extrados, mais
avec des amplitudes 1égerement plus élevées.

En somme, la cartographie de FAG est différente selon le sens de rotation du tourbillon incident et les
OGV. En revanche, on observe des similitudes au sein de la répartition des FAG, comme la localisation des
valeurs maximales sur les OGV pour un sens de rotation de vortex donné.

=2 N2 2%
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Ficure VII.10 — Amplitude des FAG sur I’intrados et I’extrados associée a la fréquence fj.

2.2 Calcul de la raideur et de I’amortissement aérodynamique

Le calcul permettant de déterminer la raideur et I’amortissement aérodynamique est mis en données
de maniere a ce que les OGV ne subissent aucune excitation extérieure. La simulation est effectuée sans
ingestion de vortex. De plus, un plan de mélange est appliqué a I’interface rotor/stator dans le but de
moyenner spatialement les sillages des aubes du fan en amont de la grille OGV. L’écoulement au travers
de cette interface est alors stationnaire. Le maillage de ’OGV 28 est déformé selon le déplacement du
mode 2FBF par I’intermédiaire de la méthode décrite dans la section 1.4. Une loi de paroi est utilisée sur
toutes les aubes de la grille OGV et les parametres numériques utilisés sont ceux décrits dans le chapitre
VI. En effet, I’absence de décollement pendant cette déformation permet de rester dans le domaine de
validité de la loi de paroi, pouvant alors étre utilisée. La figure VIL.11 illustre I’évolution des coordonnées
généralisées pour deux amplitudes imposées différentes, a savoir |g| = 1 x 1073 et 3 x 1073. Le graphe
de droite montre les variations des forces aérodynamiques généralisées générées par le mouvement de
I’OGV 28. Comme les OGV 26 et 27 sont identiques a I’OGV 28, on peut supposer que les efforts liés
au mouvement de 1’aube sont relativement proches pour ces trois OGV. Cela s’applique donc également
a leur raideur et leur amortissement aérodynamique. D’apres la figure VII.11, le rapport des amplitudes
des forces aérodynamiques généralisées entre les deux calculs est de 3, identique au rapport d’amplitude
du mouvement imposé. Cette observation confirme 1’hypothese de linéarité des forces aérodynamiques
généralisées par rapport a I’amplitude du mouvement de 1’aube.

La raideur aérodynamique est définie a I’aide des équations VIL.3 et VII.10, tandis que I’amortisse-
ment aérodynamique est déterminé par les équations VILS5 et VII.11. Ces parametres sont calculés pour
des amplitudes modales de 1 x 1073 et 3 x 1073, comme indiqué dans le tableau VIL1. Si I’hypothése de
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Figure VIL11 — Evolution des coordonnées généralisées de ’OGV 28 a gauche et des forces aérodyna-
miques généralisées a droite
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TaBLE VII.1 — Raideur et amortissement aérodynamiques des calculs avec différentes amplitudes de vibra-
tion (avec & I’amortissement mécanique mesurée par le motoriste)

linéarité de 1’amortissement et de la raideur en fonction de 1’amplitude du mouvement est correcte, ces
valeurs devraient alors étre identiques. Cependant, selon le tableau VII.1, nous constatons un écart relatif
de 5.63 % pour le carré de la raideur aérodynamique et un écart de 0.56 % pour I’amortissement aérodyna-
mique. Ces écarts sont considérés comme acceptables dans notre contexte. L’observation w? < 0 indique
que les forces aérodynamiques tendent a réduire la raideur totale du systéme et donc les fréquences des
modes du systeme. En revanche, la raideur mécanique est prépondérante devant la raideur aérodynamique :
la raideur aérodynamique contribue seulement a 3.8 % de la raideur totale (somme de la raideur mécanique
et aérodynamique). L’amortissement aérodynamique, déterminé pour des amplitudes de mouvement im-
posées, est positif. Cela indique que les efforts aérodynamiques liés au mouvement de la structure tendent
a I'atténuer. Un amortissement mécanique, noté &;, s’ajoute également a I’amortissement aérodynamique
&,. Lamortissement mécanique étant du méme ordre de grandeur que I’amortissement aérodynamique, ce
dernier n’est donc pas négligeable.

2.3 Comparaison avec les essais

Les calculs aéroélastiques présentés dans ce chapitre ainsi que dans le chapitre VI sont comparés dans
ce paragraphe a des essais effectués par le motoriste a échelle 1. Les caractéristiques géométriques et
aérodynamiques de la simulation ont été choisies afin de se rapprocher au mieux des conditions de ces
essais. Le banc d’essai a été congu pour reproduire des conditions de vent de travers en conditions réelles.
Plusieurs manceuvres ont été réalisées a différentes vitesses de vent latéral. Lorsqu’on regarde de face le
moteur, le vent latéral provient de la droite et va vers la gauche. Par conséquent, le vortex de sol possede
un sens de rotation associé a une circulation négative (I, < 0). Pour cette comparaison, seuls les résultats
du calcul ', < O sont considérés. Une manceuvre consiste a réaliser une accélération du régime moteur,
passant de facon relativement lente du régime ralenti au régime maximum de la machine, suivie d’une
décélération sur une durée similaire. Ces manceuvres sont réalisées de maniere suffisamment graduelle
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pour étre considérées comme un passage successif de plusieurs points de fonctionnement, ot I’écoulement
dans le moteur est quasi établi.

Pendant ces essais, ’OGV 28 est équipé de jauges de contraintes sensibles a certains modes de vi-
bration, notamment le mode 2FBF. Pour isoler la composante de la contrainte associée au mode 2FBF,
un spectrogramme est réalisé sur les données de chaque jauge. Cela permet d’obtenir, a chaque instant, le
contenu fréquentiel du signal de contrainte enregistré, facilitant ainsi I’identification et la mesure de 1’am-
plitude de contrainte des modes auxquels la jauge réagit pendant la manceuvre. Durant 1’accélération du
régime moteur, il existe un point de fonctionnement ou la fréquence de passage des sillages du fan (égale
a la fréquence de hachage du vortex) coincide avec la fréquence de vibration de I’OGV 28 selon le mode
2FBF. De plus, pour le point d’essai étudié, le vortex de sol est présent sur ce point de fonctionnement. La
source d’excitation aérodynamique est alors une combinaison du vortex transformé par les aubes du fan
et leur sillage. Les calculs aéroélastiques présentés dans les chapitres VI et VII sont réalisés sur ce point
de fonctionnement. La contrainte o-; mesurée sur la jauge sensible au mode 2FBF peut étre convertie en
coordonnée généralisée gessai €n adimensionnant par la contrainte observée pour un déplacement modal
unitaire o :

gy
essai = ——

(VIL16)

~B

Le mode choisi pour la normalisation provient du calcul dynamique décrit dans la section 1.3. Pour dé-
terminer la valeur du déplacement maximal de I’OGYV, que ce soit a partir des essais ou de la simulation
numérique, la coordonnée modale est multipliée par le déplacement maximal du mode. Cela permet de
comparer la réponse forcée obtenue lors des essais avec celle déduite du calcul aéroélastique selon la mé-
thode découplée. L’ amortissement mécanique & nécessaire pour estimer la réponse forcée de ’OGV en
utilisant le calcul aéroélastique et 1’équation VIL.7 est estimé par 1’industriel, et est noté £*. Cette valeur a
été obtenue via des essais partiels sur une seule aube. L’intégration de la piece dans le module et son po-
tentiel apport en amortissement structural n’est pas pris en compte. Enfin, la courbe de réponse de I’'OGV
issue des essais est extraite de la phase de décélération de la manceuvre, car I’amplitude de vibration y est
plus importante que pendant la phase d’accélération.

20 . , ,
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Ficure VII.12 — Réponse forcée a la coincidence 2FBF/18N : calcul découplé et essais
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La figure VII.12 représente la courbe de réponse forcée du mode 2FBF estimée en essais et grace au
calcul aéroélastique via la méthode découplée présentée dans ce chapitre. La déformation locale maximale
de 'OGYV est représentée. Deux valeurs d’amortissement mécanique sont exposées : £, qui est la valeur
estimée par le motoriste, et 2£7, afin d’étudier son impact sur la réponse forcée calculée avec la méthode
découplée. Pour un amortissement mécanique donné, la réponse de I’OGV 28 de la méthode découplée est
environ 30 fois inférieure a celle des OGV 26 et 27. Le rapport entre ces réponses est comparable & celui
observé pour les forces aérodynamiques généralisées illustrées sur la figure VIL.5. L’ amplitude maximale
de ’'OGYV 28 calculée par la méthode découplée est beaucoup plus faible que celle issue des essais. En
revanche, I’amplitude de déplacement maximale des OGV 26 et 27 se rapproche de celle estimée en essai,
méme si I’écart reste important. La réponse est tout de méme surestimée d’environ 89% pour un amortis-
sement mécanique de &;. En augmentant I’amortissement mécanique a une valeur de 2&7, la surestimation
de la réponse forcée du calcul aéroélastique par rapport a celle évaluée a partir des essais se réduit a 18%.
L’estimation de I’amortissement mécanique est alors primordiale afin d’évaluer numériquement la réponse
forcée via le calcul aéroélastique avec une confiance suffisante. De plus, I’intégration de la piece dans le
module et son impact potentiel sur I’amortissement structural ne sont pas pris en compte. Une incertitude
est donc présente sur le calcul d’amortissement mécanique introduit dans 1’équation VIL.7.

On remarque un décalage en fréquence assez important de la réponse maximale entre la courbe expéri-
mentale et celle obtenue grace au calcul aéroélastique découplé. En effet, la réponse maximale mesurée
en essai est atteinte a une fréquence 0.966 f; alors que celle du calcul est atteinte a une fréquence égale a
0.9991). Le décalage en fréquence de la réponse maximale du calcul vient de la raideur totale modélisée de
I’OGV (mécanique et aérodynamique). L’écart fréquentiel entre les réponses maximales du calcul et des
essais peut provenir de I’incertitude sur la raideur mécanique (raideur du modele éléments finis) ou de la
mauvaise prédiction de la raideur aérodynamique par 1’approche numérique utilisée

La raideur mécanique provient du modele structure de I’OGV 28 présenté dans la section 1.3. La
mauvaise représentativité des conditions aux limites de la simulation mécanique méne probablement a une
sous-estimation de la raideur totale au sein du calcul par rapport a celle en essais, et par conséquent une
sous-estimation du décalage fréquentiel de la réponse maximale. De plus, le calcul est effectué a un régime
correspondant a un passage d’aube a une fréquence fy. Or, la réponse maximale mesurée en essais est
atteinte a un régime correspondant a un passage d’aube a une fréquence 0.966 1 : cette différence de régime
peut induire une légeére modification de I’écoulement (car se trouvant sur un point de fonctionnement
différent), en particulier la déviation du tourbillon.

La raideur aérodynamique au sein du calcul aéroélastique est déterminée via une méthode découplée
décrite dans la section 2.2. Cette méthode ne prend pas en compte I’interaction des phénomenes aéro-
dynamiques liés a la présence du vortex transformé (comme les décollements massifs) avec ceux liés au
mouvement de I’aube. De plus, le calcul de I’amortissement aérodynamique est effectué sans vortex avec
la présence d’un plan de mélange moyennant spatialement les grandeurs aérodynamiques dans la direction
azimutale. Le point de fonctionnement du moteur pour le calcul de I’amortissement est donc différent de
celui en présence du vortex de sol comme le montre la figure VI.1. Afin d’obtenir une meilleure précision
de la raideur aérodynamique et donc du décalage fréquentiel de la réponse maximale, un calcul TWIN
peut étre effectué, consistant a réaliser le calcul de mouvement forcé de I’aube en présence de I’excitation
aérodynamique, a savoir le vortex transformé par le passage du fan. Cela a été effectué dans les travaux
de Berthelon [8]. Un calcul de couplage fort permettrait également de prendre en compte directement
la modification de la fréquence de vibration du mode induite par la présence du fluide et de I’excitation
aérodynamique.

Les réponses varient considérablement en fonction de la position des OGYV, en particulier entre I’OGV
27 et 28. Bien qu’ils soient voisins et décalés de seulement quelques degrés, la réponse de ces OGV varie
d’un facteur 30. La question de I’incertitude sur la position d’injection du tourbillon au niveau de I’entrée
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d’air est alors capitale. En effet, en notant « 1’angle séparant deux OGV, ’'OGV 28 est soumis au méme
vortex transformé que ’OGV 27, mais avec un décalage angulaire du centre du tourbillon incident égale
a « dans le plan d’injection. Un déplacement du tourbillon de seulement quelques degrés peut engendrer
une modification significative de la réponse forcée d’'un OGV dans la zone du vortex transformé estimée
par le calcul aéroélastique découplé. Bien que la position du vortex soit extraite expérimentalement par
tracking vidéo, il subsiste une incertitude sur ce parametre. De plus, le vortex injecté au sein du calcul est
supposé stationnaire, alors qu’en réalité, la position du vortex au point d’entrée est instationnaire, ce qui
accroit I’incertitude concernant la position du tourbillon au sein du modele.

La meilleure combinaison RANS possible a été recherchée et est satisfaisante sur le cas académique
(sauf large bande). Seul I’écoulement moyen est résolu tandis que la turbulence est entierement modéli-
sée. De plus, la réponse déterminée grace a la méthode découplée n’est pas valide pour des fréquences
d’excitation éloignées de celle utilisée pour le calcul. En effet, la localisation de la source d’excitation,
directement associée & la position du vortex a I’entrée d’air, dépend du régime de fonctionnement, et donc
de la fréquence d’excitation. Par exemple, pour une fréquence f bien supérieure a fy, le débit ingéré par
le moteur ne correspond plus a celui associé a une fréquence de passage d’aubes de fj. Cela modifie le
rapport U%), dont I’expression est décrite dans la section 2.1 du chapitre 1. La position du vortex de sol au
niveau ’entrée d’air est alors modifiée, déplacant la source d’excitation et modifie la réponse de I’'OGV
concerné.

3 Bilan

Ce chapitre a permis d’estimer la réponse forcée des OGV soumis au vortex de sol transformé par le
passage du fan. Une méthode découplée est utilisée afin de séparer la contribution des efforts liés au dépla-
cement et a la vitesse de I’aube, ainsi que ceux induits par 1’excitation extérieure. La présence du vortex
transformé induit une augmentation significative des forces aérodynamiques généralisées de la plupart des
OGYV soumis au vortex transformé, a 1’exception de ’OGV 28 dans le cas I', < 0. Il en résulte des ré-
ponses forcées tres différentes entre deux OGV voisins, en particulier les OGV 28 et 27, générées par des
sources d’excitation aérodynamiques différentes et localisées. L’ amplitude de vibration des OGV est alors
enticrement conditionnée par la position d’injection du vortex au sein du calcul.

Le niveau de réponse obtenu pour I’OGV 28 est sous-estimé par rapport aux résultats des essais, tandis
que les niveaux des OGV 26 et 27 sont surestimés par rapport a ces mémes essais, mettant en évidence la
sensibilité de la localisation de la source d’excitation aérodynamique sur le niveau de réponse des OGV.
De plus, il est crucial de prendre en considération I’incertitude associée a I’amortissement aérodynamique.
Dans le cas de forces aérodynamiques importantes, telles que celles observées pour les OGV 26 et 27,
les écarts de réponse peuvent étre significatifs. Il est donc essentiel de garder a 1’esprit cette incertitude,
de méme que celle liée a la raideur aérodynamique, qui contribue au décalage fréquentiel de la réponse
maximale.

La méthode de calcul de réponse forcée, basée sur une formulation découplée, présente des limites.
En effet, cette modélisation ne prend pas en compte I’influence du mouvement de 1’aube sur le charge-
ment aérodynamique lié au vortex, en particulier les décollements présents sur certains OGV dans la zone
d’impact du vortex transformé lors du calcul de I’amortissement aérodynamique. De plus, la modélisa-
tion complete de la turbulence ne permet pas d’étudier la réponse forcée asynchrone, c’est-a-dire avec une
fréquence d’excitation dé-corrélée du régime de rotation. La modélisation du vortex de sol est également
extrémement simplifiée au sein du calcul aéroélastique par rapport a la complexité d’un vortex de sol en
conditions réelles.

Une premiere approche d’amélioration de la prévision de la réponse forcée des OGV est la prise en
compte de I'influence du mouvement de 1’aube sur le chargement aérodynamique li€ au vortex grace a un
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calcul aéroélastique découplé appelé TWIN : les forces aérodynamiques généralisées des OGV soumis au
vortex transformé sont calculées avec et sans mouvement des aubes. Cela permet I’identification des termes
liés & la raideur et I’amortissement aérodynamiques en présence du vortex transformé. Cette méthode a été
envisagée dans ces travaux de theése mais les calculs divergeaient lors de la mise en mouvement des aubes
soumises au vortex transformé.



Conclusion et perspectives

Conclusion

Ces travaux de these ont eu pour objectif d’étudier la problématique de réponse forcée des OGV d’un
moteur UHBR sous ingestion de vortex de sol.

Dans un premier temps, la source d’excitation aérodynamique générée par 1’interaction entre le fan et
le vortex de sol est étudiée grace a I’élaboration d’un cas académique représentatif de ce phénomene avec
la méthode multirésolution ZDES développée par 'ONERA. Les couches limites attachées sont modéli-
sées en RANS et la turbulence est résolue dans les zones décollées. Cela permet la résolution d’une partie
du spectre turbulent au sein du vortex transformé par le hachage du fan, ainsi que dans les sillages voisins
formant la source d’excitation aérodynamique des OGV. Les résultats numériques montrent le hachage
du vortex en portions cohérentes avec un axe de rotation s’inclinant au fur et & mesure de la convection
en direction des OGV. A partir d’une certaine distance de convection, le cceur des portions de vortex est
suffisamment déstabilisé pour donner naissance a des structures turbulentes. Le champ induit par le tour-
billon déforme les sillages voisins au cours du temps, alimentant la source d’excitation en instationnarités.
Cette simulation haute-fidélité a permis de mieux comprendre les phénomenes aérodynamiques mis en
jeu dans I’interaction entre les aubes du fan et un vortex incident, a savoir le hachage du vortex, son inter-
action avec les sillages des aubes voisines du fan et le développement de structures turbulentes en son coeur.

Ensuite, différents parametres de modélisation s’appuyant sur les équations URANS sont évalués sur
la source d’excitation aérodynamique dans le but d’obtenir un champ moyen proche de celui issu du calcul
haute-fidélité. Les résultats de cette étude ont montré la nécessité de diminuer la diffusion liée au modele
de turbulence au sein des modélisations RANS afin de mieux représenter les structures tourbillonnaires
moyennes présentes en aval de 1’interaction entre le vortex et les aubes du fan. II est alors recommandé de
diminuer le rapport de viscosité turbulente injecté dans le domaine de calcul, quel que soit le modele de
turbulence utilisé. Plus particulierement, le modele de Spalart-Allmaras se distingue avec sa facilité d’uti-
lisation et sa réactivité a la diminution de la diffusion turbulente. L’intensité des structures tourbillonnaires
est alors comparable avec le calcul de référence, méme si une légere surestimation d’enstrophie peut étre
présente pendant un cinquiéme de la période d’un passage d’aube. Cette surestimation n’est cependant pas
un probléme dans la mesure ou le calcul des efforts instationnaires générés par ces structures tourbillon-
naires est alors conservatif. Ainsi, ces comparaisons ont permis de déterminer un jeu de parametres de
modélisation préconisé pour la simulation de I’interaction entre des aubes de fan et un vortex incident, en
particulier dans un cadre industriel. Ces parametres sont utilisés pour la modélisation de I’écoulement lors
du calcul aéroélastique afin d’obtenir une bonne représentation de la source d’excitation aérodynamique
moyennée.
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Cette source d’excitation aérodynamique a ensuite été étudiée dans un contexte industriel avec la si-
mulation d’un turboréacteur UHBR comprenant un fan et une grille OGV sous ingestion de vortex de sol,
tout en faisant varier le sens de rotation du tourbillon. L’écoulement aérodynamique est modélisé avec les
équations RANS utilisant des parametres de modélisation identifiés lors de 1’étude du cas académique.
Le calcul de I’écoulement du turboréacteur UHBR sous ingestion de vortex de sol a permis de mettre en
évidence les phénomenes aérodynamiques déja rencontrés dans le calcul haute-fidélité du cas académique,
comme la déviation de I’axe de rotation des portions de tourbillon haché ainsi que 1’altération des sillages
voisins des aubes de fan. De plus, il s’est avéré que la direction de déviation des portions de tourbillon
et des sillages variait en fonction du sens de rotation du tourbillon, modifiant la source d’excitation aé-
rodynamique des OGV. L’interaction du vortex transformé avec les aubes du stator varie également, en
particulier le nombre d’OGV impactés par le vortex transformé, ainsi que la présence, I’intensité et la po-
sition des décollements au niveau des aubes du stator. Ces décollements sont probablement causés par la
modification d’angle d’incidence locale au bord d’attaque des OGV générée par le champ induit du tour-
billon transformé par le fan. La complexité de 1’interaction de la source d’excitation aérodynamique avec
les OGV induit d’importantes variations d’efforts aérodynamiques entre les aubes voisines. La composante
harmonique des forces aérodynamiques des OGV diftere considérablement en fonction du sens de rotation
du tourbillon, mé&me si 1’ordre de grandeur des valeurs extrémales est le méme.

Enfin, la réponse vibratoire des OGV soumis a cette excitation est déterminée grace a un calcul aéroé-
lastique découplé. Pour cela, une réponse aérodynamique linéaire de la structure a de petites amplitudes est
adoptée. Un calcul avec déformation de maillage est effectué afin de déterminer les termes aérodynamiques
liés au mouvement de la structure. Un autre calcul prend en compte uniquement la source d’excitation aé-
rodynamique sur le mode propre des OGV. Les résultats ont montré que tous ces OGV ont une amplitude
de vibration importante, a I’exception d’un OGV dans le cas d’une rotation de tourbillon incident représen-
tative des essais. L’ étude harmonique de la répartition spatiale des efforts sur les aubes a permis de localiser
les zones contribuant aux efforts instationnaires, coincidant avec les zones de décollement massif. De plus,
la projection de la composante harmonique des efforts sur le mode propre est étudiée, permettant de mieux
comprendre les variations d’amplitude de vibration entre certains OGV pourtant voisins. Les amplitudes
de vibration déterminées grice a la méthode découplée sont confrontées aux essais expérimentaux. Des
écarts sont présents sur la valeur absolue des niveaux de vibration ainsi que la fréquence de résonance,
probablement induits par une modélisation mécanique trop simplifiée.

Discussion et perspectives

Les travaux de thése ont finalement permis la mise en place de stratégies numériques afin de prévoir la
réponse forcée des OGV d’un moteur UHBR sous ingestion de vortex de sol. Ces outils permettent de re-
présenter la source d’excitation aérodynamique des OGYV, a savoir I’interaction entre le fan en rotation et le
vortex de sol, jusqu’a la prévision de I’amplitude de vibration des OGV soumis a cette source d’excitation
aérodynamique. La réponse forcée des OGV calculée dans ces travaux de théses est déterminée pour une
coincidence précise. Or, le motoriste a observé durant les essais industriels des réponses vibratoires impor-
tantes sur différentes coincidences, donc différents régimes ainsi que sur différents modes. Il est tout a fait
possible de reproduire ce type de calcul a une coincidence d’un autre mode avec un autre ordre moteur,
modifiant alors le point de fonctionnement, les caractéristiques aérodynamiques du vortex de sol ainsi que
la forme du nouveau mode propre impliqué dans la coincidence. La modification de tous ces parametres
est possible au sein des outils développés dans ces travaux. La modélisation établie dans le chapitre V est
certainement valide sur des points de fonctionnement relativement proches de celui utilisé dans le cadre de



Conclusion et perspectives 161

ces travaux de these. En effet, les phénomenes aérodynamiques mis en jeu dans I’interaction entre le vortex
et le fan sont semblables pour des points de fonctionnement classiques, permettant de capter correctement
les phénomenes physiques mis en jeu au sein de la source d’excitation aérodynamique. En revanche, il
est probable que d’autres phénomenes interviennent au sein de la source d’excitation aérodynamique des
OGYV dans la zone de blocage supersonique en débit et de proche pompage, questionnant ainsi la validité de
la modélisation RANS établie durant ces travaux pour ces points de fonctionnement différents des points
nominaux.

Une étude plus approfondie des parametres de modélisation RANS sur la source d’excitation peut
étre réalisée afin d’augmenter encore la précision de la modélisation RANS sur la représentation du vortex
transformé. Dans ces travaux, les parametres sont étudiés indépendamment les uns des autres. Or, le com-
portement de chaque parametre de modélisation n’est pas le méme en fonction du jeu de parametre utilisé.
Dit autrement, I’influence d’un parametre de modélisation sur le résultat dépend de 1’état des autres para-
metres de modélisation. Afin d’obtenir un jeu de parametres de modélisation de la turbulence encore plus
adapté a I’interaction avec un vortex et un fan, une étude approfondie sur les paramétres de modélisation
peut étre envisageable, en prenant en compte leurs interactions ainsi que des parameétres supplémentaires,
comme le type de limiteur de pente utilisé au sein des schémas de discrétisation spatiale.

Le niveau de convergence sur le champ moyen du cas de référence, a savoir le calcul ZDES de I’inter-
action du vortex incident avec les aubes de fan, peut €tre amélioré en augmentant le nombre d’échantillon
utilisé dans le calcul de la moyenne de phase. Cela peut permettre de réduire le bruit statistique au sein des
grandeurs extraites du calcul de référence moyenné utilisées pour la comparaison des différentes modélisa-
tions RANS. Il est recommandé d’atteindre au moins 80 périodes afin d’obtenir a minima la convergence
des tensions de Reynolds. La méthode de résolution de la turbulence peut également étre améliorée en
utilisant le mode 3 de la ZDES afin de résoudre une partie des structures turbulentes présentes dans la
couche limite. Ces méthodes WMLES (a I’instar du mode 3 de la ZDES) restent aujourd’hui des méthodes
incontournables si I’on souhaite simuler la dynamique de la zone externe de la couche limite turbulente a
grand nombre de Reynolds pour des applications industrielles. En effet et a titre d’exemple, une simulation
WRLES permettant de résoudre la totalité des structures turbulentes de la couche limite nécessiterait un
maillage de pres de 800 x 10° points pour le calcul effectué dans le chapitre VI et VIL. Ceci montre que la
modélisation de la turbulence reste un enjeu scientifique majeur aussi bien d’un point de vue académique
que d’un point de vue applicatif.

Durant les essais industriels, une réponse asynchrone des OGV a été observée : la fréquence d’ex-
citation des aubes est dé-corrélée du régime de rotation. L’excitation des OGV est alors générée par des
fluctuations aérodynamiques liées aux structures turbulentes les plus énergétiques. Or, les modélisations
RANS présentées dans le chapitre IV permettent de capter principalement les fluctuations aérodynamiques
avec une fréquence corrélée avec le régime de rotation. Il devient alors nécessaire de résoudre une partie
des structures turbulentes au sein du vortex transformé du cas industriel via une résolution LES ou ZDES,
afin d’obtenir une meilleure richesse spectrale de la source d’excitation aérodynamique, laissant apparaitre
la réponse asynchrone des OGV.

Afin d’améliorer la compréhension de la source d’excitation aérodynamique dans le contexte indus-
triel, il peut étre judicieux d’effectuer une étude harmonique des efforts aérodynamiques des OGV sur des
fréquences multiples de la fréquence d’excitation. Cette étude peut permettre de mieux comprendre les
phénomenes physiques de la source d’excitation aérodynamique avec une fréquence double identifiée dans
le chapitre VII. Cette étude permettrait d’améliorer la compréhension du mécanisme d’excitation de cet
OGYV a cette fréquence, et identifier I’origine de cette excitation.
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La simulation industrielle permettant de prévoir la réponse forcée des OGV est un calcul relative-
ment coliteux dans le cadre de bureaux d’études. En effet, la simulation aéroélastique est nécessairement
composée d’un fan 360° afin de modéliser intégralement la source d’excitation aérodynamique, ainsi que
de la totalité de la grille OGV. Cela est d’autant plus vrai lors d’études de parametres géométriques sur la
réponse forcée : un calcul par modification de parametres géométriques doit étre réalisé. Dans le cas d’une
modification de géométrie sur les OGV pour une méme source d’excitation aérodynamique (méme point
de fonctionnement et méme vortex de sol), il peut tre judicieux d’extraire la cartographie instationnaire de
la source d’excitation aérodynamique en aval du fan et de I’imposer en entrée d’un calcul ne comprenant
que la grille OGYV, pour ainsi diminuer le nombre de points de la simulation aéroélastique. Il est également
possible de restreindre la grille OGV aux secteurs impactés par la source d’excitation aérodynamique. Le
temps de calcul serait également diminué car il n’est plus nécessaire d’attendre la convection du vortex de
I’entrée d’air jusqu’aux OGV.

De facon générale, 1’adoption des méthodes de résolution de la turbulence a I’instar de la ZDES dans
les calculs aéroélastiques peut accroitre la précision des prévisions des sources d’excitation aérodynamique
et, par conséquent, améliorer la précision de la réponse forcée. De plus, cela peut enrichir le spectre de la
source d’excitation aérodynamique tout en offrant une meilleure représentation de 1’écoulement moyen
comparativement aux simulations RANS. Cependant, le coiit de calcul pour une telle simulation est actuel-
lement trop élevé pour étre employé dans un contexte industriel. Néanmoins, avec 1’évolution des capacités
de calcul et de stockage, I’usage de ces simulations pourrait devenir envisageable dans un avenir proche.
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Annexe A

Evolution de la vitesse axiale dans le
tourbillon transformé

Cette annexe représente la vitesse axiale des capteurs (C) (dont la position est illustrée sur la figure
IV.24) dans les plans A, B et C (dont les positions sont illustrées sur la figure IV.19). Cette annexe est citée
dans le paragraphe 3.2 du chapitre I'V.
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Ficure A.1 — Vitesse axiale en fonction du nombre de passage d’aubes
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Annexe

Evolution des grandeurs locales dans le
tourbillon transformé

Cette annexe représente I’évolution de la pression statique, du module du vecteur vitesse et de son
angle sur une période au niveau de différents capteurs (dont les positions sont représentées dans le plan C
(dont la position est illustrée sur la figure IV.19) sur la figure IV.24). Plusieurs modeles de turbulence sont
étudiés, avec différents taux de (pseudo-)viscosité turbulente injectée dans le calcul. Cette annexe est citée
dans le paragraphe 1 du chapitre V.
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Ficure B.1 — Evolution de la pression statique sur une période



172 Annexe B. Evolution des grandeurs locales dans le tourbillon transformé

0.90 ; i i ‘ 14

0.0 0.2 0.4 T 0.6 0.8 1.0 0.0 0.2 0.4 tT 0.6 0.8 1.0
FiGure B.2 — Evolution du module du vecteur vi-  Figure B.3 — Evolution de ’angle du vecteur vi-
tesse sur une période tesse sur une période
Capteur N

0.976 . ; : e
0.974} ; ‘ ,f*”m\ .
g, S NN WY cosmctvat. < SO
5 d + %EF:? mo%l)e(l)lilée
-- v/v=0.
0970 — SA¥/v=100

0.968 -- k-1S.v/yv=0.01

. — k—lSVt/VZIOO

NG -- k—eLSv,/v =001
0.966 e e e R \ — — k—-¢LS v;/v =0.01
0.964 v« | |
0905662 04 _ 06 08 10
t/T

FiGure B.4 — Evolution de la pression statique sur une période



173

1.2 ' , ' , 48 , :
| 46}
1.15
3 441
8 1.10 ’5\ 42‘
<) 2
= 1.05 ® 40}
38} 4
1.00r | _.>
36}
0.95} 34l
0 7 37 -6 o3 1o 00 03 0"4 06 08 10
} : 41 O 1 : . i 41 O ; 4
FiGure B.5 — Evolution du module du vecteur vi-  Figure B.6 — Evolution de ’angle du vecteur vi-
tesse sur une période tesse sur une période

+ + ZDES moyennée

-- SAv/v =001

—  SAv,/v =100

--  k=1S.v;/vy=0.01
—  k=1S.v,/v =100
-- k—-eLSv,/v=0.01
— k—-eLSv/v=0.01

0.0 0.2 04 +T 0.6 0.8 1.0

Ficure B.7 — Evolution de la pression statique sur une période



174

Annexe B. Evolution des grandeurs locales dans le tourbillon transformé
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Résumeé : Lors de la phase de décollage d’'un aéronef
par vent de travers, I'écoulement ingéré par le mo-
teur peut interagir avec le sol et la nacelle, entrai-
nant la formation d’'un vortex de sol devant I'entrée
d’'air. Ce phénomeéne est particuliérement rencontré
par les nouvelles architectures de turbomachines a
haut taux de dilution et entrée courte. Le vortex de
sol est ingéré par le moteur et interagit avec le fan
en rotation, entrainant le hachage du tourbillon. Cet
écoulement extrémement complexe et instationnaire
est convecté jusqu’a la roue redresseuse de sortie du
flux secondaire (OGV) et est vu comme une source
d’excitation aérodynamique par les aubages. Cela
conduit dans certaines conditions observées en es-
sai a de forts niveaux de réponse forcée affectant la
structure de 'OGV. Ces vibrations peuvent entrainer
des phénomenes de fatigue ou la rupture de l'aube.

Lobjectif de la thése est de caractériser la source

Titre : Etude de la réponse forcée des OGV d’un moteur UHBR sous ingestion de vortex de sol

Mots clés : Aéroélasticité ; Vortex ; Réponse forcée ; ZDES ; Turbomachine

d’excitation aérodynamique des OGV générée par
l'interaction entre le fan et le vortex de sol a l'aide
de modéles numériques de turbulence de différents
niveaux de fidélité (URANS, ZDES), dans une ap-
proche progressive incluant la mise en ceuvre d'un
cas-test académique représentatif. Le calcul haute-
fidelité ZDES permet I'établissement d'une base de
données de référence de l'interaction entre des aubes
fan et un vortex incident.

Dans un second temps, par exploitation des ac-
quis de la premiére phase, une stratégie numérique
est développée afin de prévoir I'amplitude de vi-
bration des OGV soumis au vortex transformé
dans le cas d'une configuration industrielle par
un calcul aéroélastique découplé, tout en analy-
sant la source d'excitation aérodynamique et les
phénomeénes aéroélastiques mis en jeu.

Abstract : During the take-off phase of an aircraft in
crosswind conditions, the flow ingested by the engine
can interact with the ground and the inlet, resulting
in the formation of a ground vortex in front of the en-
gine. This phenomenon is particularly common in new
turbomachinery designs with high bypass ratios and
short intake. The ground vortex is ingested by the en-
gine and interacts with the rotating fan, causing the
vortex to chop. This complex, unsteady flow is convec-
ted to the Outlet Guide Vane (OGV) and is seen as a
source of aerodynamic excitation by the blades. Un-
der certain test conditions, this leads to high levels of
forced response affecting the structure of the OGV.
These vibrations can lead to blade fatigue or failure.

The aim of this thesis is to characterize the source

Title : Study of the forced response of the OGV of a UHBR engine under ground vortex ingestion
Keywords : Aeroelasticity ; Vortex ; Forced response ; ZDES ; Turbomachinery

of aerodynamic excitation of OGVs generated by the
interaction between the fan and the ground vortex,
using numerical turbulence models of different fide-
lity levels (URANS, ZDES), in a progressive approach
including the implementation of a representative aca-
demic test case. The high-fidelity ZDES calculation is
used to set a reference database of the interaction
between fan blades and an incident vortex.

Secondly, using the results of the first phase, a nu-
merical strategy is developed to predict the amplitude
of vibration of the OGVs subjected to the transformed
vortex in the case of an industrial configuration by a
decoupled aeroelastic simulation, while analyzing the
source of aerodynamic excitation and the aeroelastic
phenomena involved.
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