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Résumé

Deux approches de diminution du bruit d’origine aéroacoustique associé à l’OGV des moteurs d’avion
ont été examinées dans cette thèse. La première repose sur des solutions passives, utilisant des matériaux
comme de la mousse poreuse et du tissu métallique (Wiremesh) pour atténuer le bruit. L’efficacité de ces
matériaux a été testée dans diverses configurations, montrant une capacité de réduction du bruit jusqu’à
6 dB sous certaines conditions, bien que cette efficacité puisse être affectée par des facteurs comme la
vitesse de l’écoulement.

La seconde partie de l’étude s’est intéressée aux techniques actives, notamment à l’utilisation de
cellules piézoélectriques pour le contrôle du bruit. Ces technologies ont montré une réduction notable
du bruit, atteignant jusqu’à 15 dB dans certains cas, bien qu’une amplification du bruit ait été notée
dans d’autres situations, soulignant l’importance de la précision du design dans l’application de ces
technologies.

Enfin, l’optimisation numérique de l’impédance acoustique sur les profils aérodynamiques a été ex-
plorée, avec pour objectif de réduire davantage le bruit généré par les écoulements turbulents. Cette
démarche a permis d’identifier des valeurs d’impédance optimales, conduisant à des réductions signi-
ficatives de bruit pour certaines fréquences. Les résultats suggèrent qu’un choix précis de l’impédance
acoustique sur les surfaces des profils peut être une méthode efficace pour minimiser le bruit d’origine
aéroacoustique, bien que la géométrie du profil puisse influencer les résultats.

Dans l’ensemble, ces études mettent en évidence le potentiel de différentes stratégies pour la réduction
du bruit aéroacoustique, tout en soulignant la nécessité d’une application soigneuse et adaptée aux
conditions spécifiques pour maximiser leur efficacité.



Abstract

Two approaches to reduce aeroacoustic noise associated with the OGV of aircraft engines have been
examined in this thesis. The first relies on passive solutions, using materials such as porous foam and wire
mesh to attenuate noise. The effectiveness of these materials has been tested in various configurations,
demonstrating a noise reduction capacity of up to 6 dB under certain conditions, although this efficiency
may be affected by factors such as flow velocity.

The second part of the study focused on active techniques, particularly the use of piezoelectric cells
for noise control. These technologies have shown a notable reduction in noise, reaching up to 15 dB in
some cases, although noise amplification has been noted in other situations, emphasizing the importance
of precise design in the application of these technologies.

Finally, numerical optimization of acoustic impedance on aerodynamic profiles was explored, aiming
to further reduce noise generated by turbulent flows. This approach identified optimal impedance values,
leading to significant noise reductions for certain frequencies. The results suggest that precise selection
of acoustic impedance on profile surfaces can be an effective method for minimizing aeroacoustic noise,
although profile geometry may influence the results.

Overall, these studies highlight the potential of different strategies for aeroacoustic noise reduction,
while emphasizing the need for careful application tailored to specific conditions to maximize their
effectiveness.
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x (parallèle à l’écoulement) . . . . . . . . . . . . 143
5.10 Fluctuation de la composante de vitesse û′
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Chapitre 1

Introduction

Le bruit des transports est l’une des nuisances majeures pour les populations se trouvant à proximité
de grandes infrastructures, et particulièrement des aéroports. Dans le domaine du transport aérien, les
prévisions d’augmentation du trafic aérien sont de 4.6% par an entre 2012 et 2032. Afin de limiter l’expo-
sition sonore aux alentours des aéroports, l’organisation de l’aviation Civile Internationale (OACI) définit
des réglementations contraignantes auxquelles les avionneurs et les motoristes doivent se conformer. Les
sources de bruit aéronautiques sont nombreuses et on distingue en général deux grandes catégories :
le bruit de cellule (dû aux trains d’atterrissage, aux becs et volets hypersustentateurs, etc.) et le bruit
des systèmes de propulsion(dû au jet, à la soufflante, la combustion, la turbine, etc.). Les évolutions
des architectures de turboréacteurs lors des dernières décennies a vu une augmentation importante du
taux de dilution, ce qui implique que c’est l’étage de soufflante qui est responsable de la majorité de la
poussée pour les moteurs modernes. En conséquence, le bruit de soufflante (qui inclut le bruit généré par
la soufflante et par le redresseur situé en aval) est devenu l’une des sources prépondérante du bruit des
moteurs, particulièrement en condition d’approche. L’étage de soufflante est responsable à la fois d’un
bruit tonal dû aux sillages périodiques se développant en aval de la soufflante qui interagissent avec le
redresseur, et d’un bruit à large bande. Ce dernier est associé aux structures fines de la turbulence se
développant dans les couches limites des aubes ainsi qu’à la turbulence dans le sillage de la soufflante
qui interagit avec le redresseur.

(a) (b)

Figure 1.1. (a) : Différents composants du moteur d’un avion civil. (b) : Spectre de
niveau acoustique du moteur.

14



CHAPITRE 1. INTRODUCTION

Afin de réduire le bruit généré par l’étage de soufflante, des solutions de types passives ou actives
appliquées aux aubes du redresseur sont à l’étude. Parmi les solutions passives (sans apport d’énergie),
on peut citer des modifications de la géométrie des aubes ou encore l’utilisation de matériaux absorbants
acoustiques sur la surface de ces structures. Les dispositifs actifs, eux, nécessitent un apport d’énergie
et peuvent chercher à perturber les mécanismes responsables de la génération du bruit ou à contrôler la
propagation dans les canaux inter-aubes afin de réduire le niveau global. Les dispositifs actifs sont plus
complexes à mettre en œuvre, mais peuvent en principe s’adapter aux conditions de fonctionnement de
la source à réduire, ce que ne permettent généralement pas les dispositifs passifs. Certains dispositifs de
réduction du bruit de soufflante ont fait ou font l’objet d’études préliminaires, majoritairement expéri-
mentales, et principalement dans des configurations de profils isolés. A ce jour, peu de travaux se sont
intéressés à des configurations de grilles d’aubes (linéaires ou annulaires)

Cette thèse aborde la problématique du bruit aéroacoustique d’un OGV à travers quatre chapitres
distincts. Le premier chapitre propose une revue bibliographique exhaustive, essentielle pour comprendre
et approfondir les études réalisées.

Le deuxième chapitre se penche sur une solution passive, utilisant un matériau poreux et du tissu
métallique. Il détaille initialement l’analyse de structures passives de traitement acoustique au sein d’un
conduit rectangulaire afin d’évaluer l’impact d’un écoulement tangentiel. Puis, une exploration prélimi-
naire est menée sur un profil isolé. L’étude se conclut sur une série d’essais aérodynamiques et acoustiques
portant sur les bruits à large bande et tonals à l’aide d’une grille d’aubes.

Dans le troisième chapitre, l’attention se porte sur une solution active fondé sur l’emploi d’actionneurs
piézoélectriques et le contrôle d’impédance via des capacités négatives. La conception des cellules actives
est d’abord introduite, suivie d’une phase expérimentale de caractérisation du couplage électromécanique
et des modes opérationnels. Les expérimentations se poursuivent avec l’étude du contrôle des vibrations
induites sur les cellules actives. Une méthode de contrôle avancée est ensuite testée dans un conduit. Le
chapitre se termine par la conception et les tests d’un profil aérodynamique actif équipé de ces cellules
dans une soufflerie, en utilisant la régulation active.

Le dernier chapitre porte sur le développement et la mise en œuvre d’une méthode d’optimisation
aéroacoustique basée sur des calculs par éléments finis. Cette méthode vise à simuler l’interaction entre
un sillage turbulent et un profil aérodynamique en ajustant l’impédance acoustique à la surface de ce
profil. L’objectif est d’identifier des valeurs d’impédance optimales qui seront utilisées dans les études
futures pour améliorer le concept de réduction active du bruit.
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Ce travail de thèse s’intéresse donc au bruit des turbomachines, et principalement au bruit généré
par l’étage de soufflante des turboréacteurs à double flux. Un schéma de la répartition des différentes
composantes du bruit des turboréacteurs est proposé en 2.1.

Figure 2.1. Sources de bruit dans un turboréacteur à double flux [1].

Comme mentionné en introduction, le bruit de soufflante est devenu une source prédominante en rai-
son de l’évolution des moteurs vers des taux de dilution élevés. Ce bruit de soufflante peut à son tour être
décomposé en un ensemble de composantes. Néanmoins, le présent travail se focalise sur la composante
majeure appelée bruit d’interaction rotor-stator. Dans ce chapitre, le mécanisme de production du bruit
d’interaction rotor-stator est présenté, ainsi que les stratégies de modélisation qui ont été développées
dans la littérature. Un accent particulier est mis sur les méthodes de synthèse d’un champ de vitesse
turbulent, qui sont par la suite utilisées au chapitre 5. Des stratégies passives et actives appliquées à
des aubes de stator afin de réduire le bruit d’interaction rotor-stator ont été développées et testées dans
ce travail de thèse. Des éléments de contexte et bibliographiques sur ces techniques sont donc aussi
introduits dans ce chapitre.

2.1 Bruit d’interaction rotor-stator

Comme cela a déjà été évoqué, le bruit de soufflante est une source majeure du bruit des turbo-
réacteurs modernes [2, 3, 4, 5, 6, 7], et cette tendance s’accentue à mesure que le taux de dilution
(et donc le diamètre de la soufflante) augmente avec les nouvelles générations de moteurs. Le bruit de
soufflante peut être décomposé en différentes composantes associées à des mécanismes de génération
dont la prépondérance et le contenu fréquentiel diffèrent, et dont l’apparition peut dépendre des condi-
tions de fonctionnement du moteur. Ces diverses composantes sont brièvement présentées ci-dessous et
schématisées en Figure 2.2 :

— La composante prédominante, et qui est toujours présente quelque soit le régime de fonctionnement
ou les conditions d’écoulement en entrée du moteur, est le bruit d’interaction rotor-stator. Ce bruit
est généré par l’interaction des sillages des pales de la soufflante avec les aubes du redresseurs,
aussi appelées OGV (Outlet Guide Vanes). En termes de contenu fréquentiel, cette source de bruit
est responsable à la fois d’une composante tonale et d’une composante large bande [8, 7, 9, 10],
tel que représenté sur la Figure 2.3 (gauche). La partie tonale est visible sous forme de raies qui
apparaissent aux multiples de la fréquence de passage des pales de la soufflante, aussi appelée BPF
(Blade Passing Frequency). Ce bruit tonal est produit lorsque la partie très cohérente des sillages
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Figure 2.2. Composantes du bruit de soufflante d’après Moreau [5] (gauche) et schéma
du bruit d’interaction rotor-stator (droite).

des pales de la soufflante, c’est à dire le déficit de vitesse moyen qui se développe en aval des pales,
vient interagir avec les OGV, induisant des fluctuations de portances et donc des sources acoustique
de type dipolaire. La partie large bande du bruit d’interaction rotor-stator est associée au contenu
turbulent du sillage de la soufflante, de nature stochastique et qui couvre donc une large gamme
de fréquence. Le mécanisme de génération de bruit est là aussi lié à l’interaction avec les OGV,
de manière identique à la composante tonale, mais sur l’ensemble des fréquences présentes dans le
sillage turbulent.

— Le bruit propre, est une source de bruit qui est associée à l’écoulement qui se développe à la surface
des pales de la soufflante et des OGV. Elle est principalement composée du bruit de bord de fuite
qui est généré lorsque les structures turbulentes des couches limites sont diffractées lors de leur
passage au niveau du bord de fuite [11, 12]. Pour des régimes de fonctionnement réduits de la
soufflante, une région de séparation de l’écoulement peut apparaître à proximité du bord d’attaque
des pales de la soufflante et peut contribuer au bruit propre [13, 14, 15, 16].

— Le bruit de jeu est une composante du bruit de soufflante qui est associée à l’écoulement qui se
développe dans l’espace situé entre l’extrémité des pales de la soufflante et le carter, appelé le jeu.
Cet écoulement résulte du gradient de pression qui existe entre l’intrados et l’extrados des pales.
Dans cette région de haute vitesse et fortement turbulente, des structures tourbillonnaires cohé-
rentes sont formées (tourbillons de jeu). Ces structures peuvent entraîner l’apparition de sources
acoustiques de nature quadripolaires (bruit de turbulence),et elles peuvent aussi être sources de
bruit lors de leur interaction avec l’extrémité de la pale ou avec la pale adjacente [17, 18, 19].

— Lorsque la soufflante fonctionne à un régime de rotation élevé, une partie de l’envergure des pales
peut devenir supersonique et des ondes de chocs vont alors se former et se propager vers l’amont de
l’étage de soufflante, étant responsable d’une composante de bruit tonal [20, 21]. Les chocs qui se
forment sur chacune des pales sont très sensibles à la géométrie ce celles-ci et sont donc légèrement
différents les uns des autres. La conséquence de ces différences est que ce bruit de choc génère des
composantes harmoniques aux multiples de la fréquence de rotation du moteur (et non aux BPFs),
comme illustré sur la Figure 2.3.

— Si l’écoulement moyen en entrée du moteur ne présente pas une symétrie axiale (distorsion de
l’écoulement moyen), le passage périodique des pales dans cette distorsion entraîne des fluctuations
de charges qui vont entraîner l’apparition d’une composante périodique additionnelle aux BPFs,
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par un mécanisme similaire à celui de l’interaction entre les sillages de la soufflante et le redresseur
[22, 23]. De plus, si l’écoulement en entrée comporte un taux de turbulence non négligeable, alors
une composante de bruit large bande peut aussi apparaître lors de l’interaction de cette turbulence
avec les pales de soufflante [24, 25].

— Une dernière source de bruit tonal aux BPFs peut se manifester dans des configurations où la
distance entre les aubes du redresseur et les pales de la soufflante est faible. En effet, l’écoulement
moyen autour des aubes du redresseur présente une zone potentielle qui est caractérisée par des
variations de la pression moyenne dans une région située à l’amont des bords d’attaque. Ces varia-
tions de la pression moyenne décroissent rapidement avec la distance à l’amont du redresseur, mais
si la soufflante est suffisamment proche, le passage des pales peut là aussi entraîner des fluctuations
de charge périodiques et donc une source de bruit tonal [26].

— Enfin, une dernière source de bruit qui peut être mentionnée est liée à l’interaction des couches
limites qui se développent sur des surfaces telles que le carter ou le moyeu, et qui vont interagir
avec les pales de la soufflante pour générer du bruit à large bande.

Figure 2.3. Exemples de spectres du bruit de soufflante pour une soufflante en régime
subsonique (gauche) et supersonique (droite). Figures issues de [27, 28].

Comme déjà mentionné, le bruit d’interaction rotor-stator est la source prédominante parmi toutes
celles décrites ci-dessus. Pour cette raison de nombreux travaux se sont concentrés sur cette source et sur
les moyens de la réduire. Les travaux de Tyler & Sofrin [29] ont permis de montrer que, pour un redresseur
homogène (dont toues les aubes sont identiques), le bruit tonal lié à l’interaction rotor-stator est réparti
sur un ensemble discret et limités de modes de conduit azimutaux qui ne dépendent que du nombre de
pales de la soufflante et du nombre d’aubes du redresseur. Il est alors possible, par un choix astucieux de
ces deux valeurs, d’assurer que les modes sur lesquels sont répartis le bruit correspondent à des modes
évanescents, typiquement pour la première BPF. Ainsi, ce bruit ne se propage pas à ces fréquences, ce qui
permet d’éviter la présence d’une composante tonale particulièrement pénalisante pour la certification
acoustique des moteurs. Une autre stratégie de réduction du bruit tonal consiste à dessiner des aubes de
redresseur avec un angle de flèche et/ou un angle de dévers [8]. L’objectif de ces angles est de décorréler
l’impact des sillages cohérents de la soufflante le long de l’envergure des aubes de redresseur, ce qui permet
de réduire le bruit total généré par cette interaction. Enfin des liners de matériaux absorbants acoustiques
sont dorénavant systématiquement installés dans les conduits des turboréacteurs, typiquement au niveau
de l’entrée d’air [30, 31]. Ces matériaux sont principalement destinés à agir sur les composantes tonales du
bruit de soufflante car celles-ci sont particulièrement pénalisantes du point de vue de la gêne acoustique.
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Une autre raison est la difficulté de concevoir un matériau absorbant efficace sur une large bande de
fréquences, et qui résiste aux conditions environnementales auxquelles les moteurs sont soumis.

Pour ce qui est des stratégies de réduction du bruit d’interaction rotor-stator à large bande, les
travaux de recherche sont plus récents et les technologies qui semblent montrer des résultats intéressants
sont principalement centrées sur des modifications de la géométrie du bord d’attaque des OGVs afin de
décorréler les sources en envergure. Des concepts de dentelures de bord d’attaque de forme sinusoïdale
à une longueur d’onde [32, 33] ou combinant plusieurs longueurs d’ondes ont été testées, ainsi que des
géométries de type dent de scie [34]. D’autres concepts reposent sur l’ajout de fentes au bord d’attaque,
voire même sur la combinaison de dentelures et de fentes [35].

2.2 Méthodes de prédiction du bruit d’interaction rotor-stator

Des méthodes de prédiction du bruit d’interaction rotor-stator analytiques et numériques ont été
développées depuis les années 1970. Cette section ne se veut pas être une revue exhaustive de ses mé-
thodes, mais simplement donner un aperçu des différentes stratégies de modélisation et des configurations
auxquelles elles ont été appliquées.

Les premières méthodes de modélisation du bruit d’interaction se sont d’abord intéressées à des
configurations de profils isolés, c’est à dire un profil d’aube unique interagissant avec un sillage turbulent
amont. Les modèles analytiques développés reposent généralement sur des hypothèses fortes quant à
géométrie des aubages considérés. Typiquement, les aubes sont assimilées à des plaques planes sans
épaisseur ni cambrure, placées dans un écoulement moyen uniforme et aligné avec la corde de la plaque. Le
sillage turbulent incident est généralement décomposé dans l’espace des nombres d’ondes. Une fonction de
réponse aérodynamique est alors calculée pour chaque nombre d’onde incident, appelé rafale, qui fournit
l’évolution de la fluctuation de pression à la surface de l’aube. Ces fluctuations de pression rayonnent alors
comme une distribution de dipôles en champ libre (dans un milieu avec écoulement). Le modèle le plus
utilisé est celui développé par Amiet [36, 37], utilisant le théorème de Swchartzschild pour développer
une solution en superposant de manière itérative la réponse d’une plaque semi-infinie vers l’aval avec une
correction pour une plaque semi-infinie vers l’amont. On peut aussi citer les travaux d’Adamczyk [38],
incluant la possibilité de considérer une aube en flèche. Des corrections ont été développées ultérieurement
afin d’essayer de prendre en compte la géométrie des vraies aubes (épaisseur, cambrure), et pour essayer
de tenir compte de l’effet des variations de l’écoulement moyen à proximité du bord d’attaque sur la
turbulence incidente [39].

Des méthodes plus récentes, reposant sur la théorie de la distorsion rapide et la méthode de Wiener-
Hopf, permettant de résoudre des équations aux dérivées partielles avec des conditions aux limites par
partie, ont été développées. Ces méthodes permettent de prendre en compte, dans une certaine mesure,
la véritable géométrie d’un aubage incluant son épaisseur, sa cambrure, voire même une évolution en
envergure telle que des dentelures [40, 41, 42, 43].

Cette configuration de profil isolé a aussi été extensivement considérée numériquement, en deux puis
trois dimensions. De nombreux travaux ont été réalisés sur des cas tests 2D d’interaction entre un rafale
harmonique et un profil (gust-airfoil) [44, 45], notamment au travers de la mise en place d’un benchmark
numérique [46]. Par la suite des application à des cas large bande ont été réalisés par Clair et al. [47, 32]
et Gill et al. [48, 49], puis à des cas tridimensionnels de profils avec dentelures de bord d’attaque [32, 50].

La réponse acoustique d’un profil isolé peut être utilisée en première approche pour estimer le rayon-
nement d’une grille d’aube en superposant les réponses individuelles de chacune des aubes [51]. Cette
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méthode ne permet pas en revanche de prendre en compte les effets de grille, c’est à dire l’effet de la
présence des aubes adjacentes sur le rayonnement acoustique. Pour cela des méthodes analytiques de
réponse de grilles d’aubes ont été développées.

Une famille de méthodes très utilisée repose sur le développement d’une réponse 2D de grille d’aubes
linéaire. Dans ce cas, une grille d’aube annulaire est découpée en tranches en envergure, et chaque tranche
annulaire est déroulée afin d’être considérée comme une grille annulaire. La réponse de chaque tranche
en envergure est finalement superposée pour obtenir la réponse acoustique totale de la grille d’aube
annulaire. Ces méthodes reposent elles aussi généralement sur l’hypothèse de plaque plane infiniment
mince, sans angle de calage et placée dans un écoulement purement axial. Le champ turbulent incident
est là aussi décomposé dans l’espace des nombres d’ondes. On peut notamment citer le modèle de Glegg
[52], qui permet d’exprimer directement la puissance acoustique rayonnée en champ lointain sans passer
par l’évaluation du chargement instationnaire à la surface des aubes. Ce modèle permet notamment aussi
de prendre en compte la présence de la flèche des aubes. Hanson [9, 10] étend le modèle à la prise en compte
d’un dévers, du chargement aérodynamique moyen des aubes et de la rotation de l’écoulement à travers
le redresseur. Posson et al. [53] ont développé un modèle à partir des travaux de Glegg, mais calculant
les fluctuations de pression à la surface des aubes (et donc les sources). La propagation acoustique est
ensuite réalisée à l’aide d’une analogie acoustique en conduit, ce qui permet notamment d’observer les
effets de coupure des modes acoustiques de conduit sur les spectres acoustiques. Ce dernier modèle fut
par la suite étendu à la prise en compte d’un écoulement moyen en rotation dans le conduit [54].

D’autres formes de modélisation de la réponse acoustique d’une grille d’aubes, qui ne reposent pas
sur cette approche de découpage par tranches déroulées, ont aussi été développées dans la littérature.
Là encore des hypothèses simplificatrices fortes doivent être réalisées sur la géométrie des aubes, et
l’écoulement moyen est supposé être purement axial. De plus, ces modèles ne permettent pas la prise en
compte d’une éventuelle évolution des propriétés statistiques de la turbulence incidente dans la direction
de l’envergure (ce que les modèles par tranches permettent). On peut citer les travaux de Namba [55],
Kodama & Namba [56], et Schulten [57, 58]. L’utilisation de ces modèles peut être limitée à haute
fréquence en raison de l’évolution du coût de calcul associé.

Plus récemment, des méthodes de calculs de réponse de grilles d’aubes ont été développées utilisant le
raccordement modal. Les champs hydrodynamique et acoustique sont décomposés sous formes modales
dans 3 régions distinctes : l’amont de la grille, l’espace inter-aube et l’aval de la grille. Des conditions aux
limites et des conditions de raccordement entre les différentes zones sont écrites permettant de résoudre
le problème à partir de la connaissance du champ hydrodynamique (turbulent) amont. Ces méthodes
ont elles aussi été appliquée en 2D, tout d’abord pour des plaques planes [59], mais des travaux récents
s’intéressent à la prise en compte de l’angle de calage et de la cambrure des aubes [60]. Enfin, pour des
géométries simples de plaques planes sans calage ni cambrure, la méthode du raccordement modal peut
être étendu à des configurations 3D de grilles d’aubes annulaires [61].

Numériquement, l’étude de l’interaction entre des fluctuations de vitesse incidentes et une grille d’aube
a tout d’abord été réalisée en 2D, en utilisant des méthodes numériques similaires à celles citées pour
l’étude des profils isolés en 2D, et en utilisant des conditions de périodicité. Les perturbations de vitesse
amont considérées sont dans un premier temps harmoniques (Nallassamy et al. [62], Hixon et al. [63]),
puis des méthodes de synthèse d’un écoulement turbulent sont utilisées [64, 65]. Ces derniers travaux ce
sont notamment intéressés à la modélisation d’un champ de vitesse incident qui soit représentatif des
évolutions azimutales des propriétés turbulentes rencontrées dans des contextes de turbomachines.

Les travaux numériques sur des grilles d’aubes linéaires en 3D sont assez peu nombreux. On peut
citer Salem Said [66] qui utilise une méthode de simulation aux grandes échelles (LES) en introduisant

21



CHAPITRE 2. CONTEXTE ET BIBLIOGRAPHIE

des fluctuations de vitesse en entrée du domaine de calcul pour simuler la réponse d’une grille de plaques
planes dans un domaine périodique. Très récemment, Buszyk et al. ont réalisés des simulations reposant
sur l’introduction d’une turbulence synthétique [67] ainsi que des simulations numériques intensives [68]
en utilisant la méthode de Boltzmann sur réseau (LBM) sur la configuration expérimentale décrite dans
la section 3.5. Dans cette étude, la turbulence amont n’est pas modélisée mais directement simulée en
incluant la grille de génération de turbulence dans le domaine de calcul. Des simulations sont réalisées
pour la géométrie de référence des aubes ainsi que pour des aubes avec dentelures de bord d’attaque. En
revanche, cette méthode ne permet pas pour le moment de prendre en compte la présence de matériaux
absorbants ou des dispositifs actifs à la surface des aubes.

Enfin, de nombreuses stratégies numériques ont été développées en 3D en configuration annulaire,
pour simuler la génération du bruit d’interaction rotor-stator. Là aussi, un certain nombre d’études se sont
intéressées à des perturbations de vitesse incidentes harmoniques (rafale 3D) en utilisant des méthodes
similaires à celles citées précédemment pour les application de profils isolés ou de grille 2D. On peut citer
les travaux de Golubev & Atassi [69], Atassi et al. [70] et Elhadidi [71], qui reposent sur la résolution
des équations d’Euler linéarisées dans le domaine fréquentiel. Atassi et Vinogradov [72] utilisent cette
méthodologie pour réaliser des calculs large bande en superposant les réponses à des rafales harmoniques
sont les amplitudes sont calibrées pour correspondre à un spectre de turbulence choisi.

Le développement de la simulation numérique instationnaire avec l’évolution des moyens de calculs a
progressivement permis la mise en oeuvre de simulations sur des configurations d’étage de soufflante, dans
un premier temps pour la prédiction du bruit tonal, puis plus récemment pour le bruit à large bande.
Différentes stratégies d’utilisation des méthodes RANS instationnaires (URANS) ont été développées
pour la prédiction du bruit tonal. En effet, ces méthodes permettent de simuler l’interaction entre les
sillages moyens de la soufflante et le redresseur, mais ne sont pas capable de simuler le contenu turbulent.
Les différentes stratégies basées sur ces calculs URANS reposent soit en la simulation directe du bruit
dans une région autour de l’étage de soufflante [73, 74], soit sur la définition de sources équivalentes qui
sont introduites dans une méthode de propagation acoustique [75], ou encore sur l’extraction des sillages
instationnaires pour les introduire dans une seconde simulation numérique dédiée au calcul de la réponse
acoustique du redresseur [76].

Pour la réalisation de calculs large bande, les méthodes numériques doivent être capables de résoudre
et transporter la turbulence des sillages de la soufflante jusqu’au redresseur. Cela est rendu possible par
des méthodes telles que la LES ou la LBM, avec néanmoins d’éventuelles limitations liées aux coûts de
calcul sur la fréquence de coupure de ces méthodes ou la prise en compte uniquement d’une partie de la
géométrie associée à des condition de périodicité azimutales. Certaines études utilisant des méthodes LES,
ce sont même limitées à la simulation d’une tranche en envergure d’un secteur azimutal périodique d’un
étage de soufflante [77, 78]. Pour les simulations LES qui prennent en compte l’intégralité de l’envergure
pour un secteur azimutal périodique, on peut citer les travaux de Bonneau [79], puis Fraçois et al. [80]
et Polacsek et al. [81] ainsi que Lewis [82] et Al-Am et al. [83]. La propagation des ondes acoustiques
autour de l’étage de soufflante directement dans la LES nécessitant des maillages très lourds et des coûts
de calcul importants, celle-ci est réalisée grâce à une analogie acoustique utilisant les fluctuations de
pression à la surface des aubes du redresseur. Récemment, Al-Am [84] a réalisé une LES très intensive
d’un étage de soufflante complet (intégrant toutes les pales et aubes), incluant la propagation acoustique
dans une région limitée autour de l’étage. La prise en compte de la géométrie complète permet notamment
de considérer des configurations non périodiques sans modifications et d’accéder au contenu modal du
champ acoustique dans le conduit.

En ce qui concerne la LBM, elle présente l’avantage d’avoir des coûts de calculs moins importants
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que la LES et permet ainsi plus facilement de considérer un étage de soufflante complet. De plus, la
LBM possède des propriétés de dissipation et de dispersion qui permettent la propagation des ondes
acoustiques de manière moins coûteuse que certaines méthodes LES. Ainsi des simulations complètes
ont été réalisées par Gonzalez-Martino et al. [85], Cerizza et al. [86] et Daroukh et al. [87]. Bien que
de telles simulations soient plus abordables avec la LBM, les moyens de calculs nécessaires restent de
grande ampleur. De plus, la LBM est une méthode initialement développée dans la limite des écoulement
faiblement compressibles, ce qui limite les régimes de fonctionnement d’une soufflante qui peuvent être
considérés ? Néanmoins, cette méthode fait l’objet de travaux afin de repousser cette limitation.

Dans le cadre de cette thèse, les méthodes de simulation directes (LES, LBM) ne sont pas envisagées
en raison de leur coûts de calculs prohibitifs pour la réalisation d’études paramétriques ou d’optimisation.
On peut remarquer que les méthodes analytiques, ainsi que les méthodes numériques qui ne simulent pas
directement le champ turbulent amont, reposent sur la modélisation de celui-ci. La méthode numérique
développée dans le chapitre 5 et utilisée pour le calcul du rayonnement acoustique d’un sillage turbulent
avec un profil d’aube intégrant une condition d’impédance en paroi repose elle aussi sur l’introduction de
fluctuations de vitesse turbulentes modélisées. La section suivante propose un bref aperçu des différentes
méthodes stochastiques développées dans la littérature pour introduire un champ de vitesse satisfaisant
à des caractéristiques statistiques prescrites.

2.3 Synthèse d’un écoulement turbulent

Comme mentionné dans la section précédente, les méthodes numériques qui ne reposent pas sur la
résolution directe de l’écoulement turbulent interagissant avec le redresseur doivent introduire celui-ci
dans les simulations. C’est le cas de la méthode qui est développée dans ce travail de thèse au chapitre
5, qui repose sur la résolution des équations d’Euler linéarisées dans le domaine fréquentiel.

Pour ce type de méthodes numériques, le champ de fluctuations de vitesse est généralement modélisé
à l’aide d’une méthode stochastique afin de respecter des propriétés statistiques prescrites, telles que
les spectres ou les corrélations spatiales et/ou temporelles. Ces données d’entrée peuvent être issues
de résultats expérimentaux, de simulations instationnaires, ou bien de modèles classiques tels que les
modèles de turbulence homogène et isotrope. Une particularité des méthodes stochastiques développées
pour des applications similaires à celles considérées dans ce travail est la nécessité de pouvoir générer un
champ de vitesse turbulent qui n’agisse pas lui-même comme une source de bruit lors de son introduction
dans la simulation acoustique. En effet, la source d’intérêt est l’interaction des fluctuations de vitesse
avec les aubages. Afin de respecter ce critère, il est nécessaire que le champ de vitesse synthétisé respecte
la condition d’incompressibilité. Dans cette section, un aperçu des différentes stratégies de modélisation
d’un écoulement turbulent ayant été développées dans la littérature est présenté.

2.3.1 Méthodes par décomposition en modes de Fourier

Une première famille de méthodes stochastiques repose sur la décomposition du champ de fluctuations
de vitesse en une somme de modes de Fourier dans l’espace des nombres d’onde. Un premier modèle de
ce type a été proposé par Kraichnan [88] pour l’étude la diffusion de particules dans un champ turbulent
isotrope. Le champ de vitesse est écrit comme la somme de N modes de Fourier :

u′(x, t) =
N∑

n=1
[an cos(kn · x+ ωnt) + bn sin(kn · x+ ωnt)] (2.1)
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avec kn le vecteur d’onde du mode n, ωn la fréquence angulaire et an, bn les amplitudes. Le vecteur
d’onde est tiré de manière isotrope sur une sphère de rayon kn = ||kn|| et les amplitudes sont choisies
telles que an · kn = bn · kn = 0 afin de satisfaire à la condition d’incompressibilité ∇ · u′ = 0. La
norme de ces vecteurs d’amplitudes est reliée au spectre d’énergie cinétique turbulente E(k) ciblé. Dans
ce modèle, la fréquence angulaire suit une loi gaussienne dont l’écart type ω0 est choisi arbitrairement.

Ce modèle a, par la suite, été étendu par Fung et al. [89] afin d’enrichir le contenu spectral des
champs modélisés. Dans ce modèle, chaque mode spatial kn est associé à plusieurs modes temporels
(fréquences angulaires) et plusieurs directions de l’espace servant à définir les vecteurs d’ondes. Fung et
al. [90] proposent aussi un modèle permettant de prendre le phénomène de sweeping, qui comprend la
convection des petites structures turbulentes par les grandes. Pour ce faire, la fluctuation de vitesse est
décomposée en une somme de deux contributions, l’une représentant les grosses structures et la seconde
les petites structures. La modélisation des petites structures est modifiée afin de prendre en compte
l’advection par les grosses structures.

Dans le domaine de l’aéroacoustique, des modèles reposant sur la décomposition en modes de Fourier
ont aussi été développés. Karweit et al. [91] ont développé un modèle permettant de générer un champ
turbulent figé dans le temps afin d’y propager une onde acoustique. Des méthodes stochastiques ont aussi
été utilisées afin de calculer des termes sources turbulents qui peuvent être introduits dans des équations
de l’acoustique afin de rayonner, typiquement pour étudier le rayonnement acoustique des jets turbulents.
Pour ce faire, Béchara et al. [92] proposent de synthétiser des champs turbulents indépendants à chaque
itération du calcul, et de les filtrer par une gaussienne dans le domaine fréquentielle afin d’imposer
artificiellement une cohérence temporelle. Cette méthode a été mise en oeuvre par Omais et al. [93]
pour des jets subsoniques, mais ne tient pas compte de la convection des structures turbulentes par le
champ moyen. L’évolution temporelle du champ de vitesse est introduite directement dans l’expression
des modes de Fourier par Bailly et al. [94, 95] par le biais d’un terme de la forme [kn · (x−U0t)] dans
les arguments des modes, avec U0 le champ de vitesse moyen. La fréquence angulaire est modélisée afin
d’essayer d’imposer une décorrélation temporelle du champ de vitesse. Cette méthode permet une très
bonne reproduction de la distribution d’énergie cinétique turbulente ciblée, mais le champ de vitesse
semble rester trop cohérent en temps. Afin d’améliorer la modélisation de la décorrélation temporelle,
Billson et al. [96] proposent de définir le champ de vitesse comme la somme d’un terme correspondant
à la solution à l’itération de calcul précédente convectée par l’écoulement moyen, et d’un second terme
consistant en un tirage de modes de Fourier indépendants à chaque itération. Ce modèle permet une
meilleur reproduction des corrélations temporelles, mais reproduit moins bien la distribution spatiale
d’énergie cinétique turbulente. Enfin, Lafitte et al. [97, 98] proposent un modèle hybride qui inclut
l’hypothèse de sweeping en séparant les grosses et les petites structures. Les grosses structures sont
modélisées par une approche de type Bailly et al. et les petites structures par une approche de type
Billson et al. , afin de tirer parti des avantages des deux approches.

Pour les applications à la simulation du bruit d’interaction entre un champ turbulent et un profil ou
une grille d’aubes mentionnées dans la section précédente, les approches par modes Fourier sont similaires,
mais avec quelques nuances. En effet, dans les travaux de Clair et al. [47, 32], Polacsek et al. [99], Gill
et al. [49] et Buszyk et al. [67], la grandeur statistique principale ciblée n’est pas le spectre d’énergie
cinétique turbulente E(k). Dans ces modèles, les différentes composantes du vecteur de vitesse fluctuante
sont modélisées séparément, et ce sont les densité spectrales de puissance de ces composantes de vitesse
qui cherchent à être reproduites. En fonction des hypothèses simplificatrices qui sont introduites sur
les composantes de vitesses ou les composantes du vecteur d’onde à modéliser, ces méthodes peuvent
générer des champs de vitesse à une composante et un nombre d’onde, une composante et deux nombres
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d’ondes, jusqu’à trois composantes et trois nombres d’ondes. De plus, dans ces travaux la turbulence est
considérée comme gelée au sens de Taylor, c’est à dire que l’évolution temporelle est uniquement associée
à la convection par l’écoulement moyen.

2.3.2 Méthodes par filtrage d’un bruit blanc

Une seconde famille de méthode stochastique développée pour synthétiser des champs de vitesse tur-
bulents repose sur le filtrage en espace d’un champ aléatoire. Ces méthodes ont été introduites par Careta
et al. [100] afin de générer des champs de vitesse 2D présentant des propriétés statistiques en espace et en
temps choisies. Ces méthodes ont aussi été développées dans le domaine de l’aéroacoustique, notamment
par Ewert et al. [101, 102] et Siefert & Ewert [103] sous le nom de RPM (Random Particle Mesh), pour
des application se bruit de jets, de bruit de bord de fuite et de bruit de becs hypersustentateurs. De telles
méthodes ont aussi été développées par Dieste & Gabard [104] pour réaliser des calculs 2D d’interaction
entre un champ de vitesse turbulent et une plaque plane.

Ces méthodes reposent sur la discrétisation des lignes de courant de l’écoulement moyen. A chaque
nœud issus de la discrétisation, des "particules" sont introduites qui vont porter des valeurs aléatoires W
(bruit blanc). A chaque itération de calcul, les particules sont convectées le long de leur ligne de courant
et les valeurs aléatoires sont mises à jour afin d’imposer une corrélation temporelle. Le champ de valeurs
aléatoires portées par les particules est filtré en espace par un filtre G afin de synthétiser une fonction
de courant ψ :

ψ(x, t) =
∫

Ω
G(x− x′)W (x′, t)dx′ (2.2)

où Ω est le volume contenant le champ turbulent. Le champ de fluctuation de vitesse est déduit de
cette fonction de courant. En 2D :

u′(x, t) =
(
∂ψ

∂y
,−∂ψ

∂x

)
(2.3)

et en 3D, Ewert et al. considèrent une fonction de courant à trois composantes (un potentiel de
vitesse ψ), et l’équation (2.2) est résolue pour chaque composante à partir de champs stochastiques U
indépendants. Ainsi :

u′(x, t) = ∇ ×ψ (2.4)

Cette écriture permet d’assurer la condition d’incompressibilité du champ de vitesse fluctuante. Dans
ces méthodes, c’est la fonction de filtre G qui pilote les caractéristiques statistiques en espace du champ
de vitesse. Les caractéristiques statistiques temporelles sont gouvernées par l’évolution temporelle du
champ W .

Ewert et al. définissent un filtre G qui permet de reproduire des corrélation spatiales gaussiennes, et
donc un spectre de turbulence lui aussi gaussien. Cette méthode a été par la suite étendue par Wohlbrandt
et al. [64] pour approcher un spectre turbulent quelconque par une somme pondérée de filtres gaussiens.
Dieste & Gabard [104] définissent directement des fonctions de filtrage qui permettent de reproduire des
modèles classiques de corrélations ou de spectres de turbulence homogène et isotrope.

Les premières application de la RPM par Ewert et al. font l’hypothèse de turbulence gelée (au sens
de Taylor). Ainsi les valeurs aléatoires W n’évoluent pas en temps lors de la convection des particules à
chaque itération. Par la suite Ewert et al. et Dieste & Gabard introduisent la possibilité de faire évoluer ce
champ aléatoire en temps afin d’imposer une décorrélation exponentielle en temps dont on peut imposer
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le temps caractéristique.
Il est à noter que la méthode RPM requiert des interpolations entre le maillage des lignes de courant

discrétisées et le maillage de la simulation acoustique à chaque pas de temps. Ces interpolations peuvent
impacter le temps de calcul de manière significative. Ewert et al. [102] proposent une méthode alternative
nommée fRPM (pour fast RPM) qui repose sur un maillage RPM cartésien et qui permet au final
d’accélérer la synthèse du champ de vitesse sur le maillage acoustique.

2.3.3 Méthodes de tourbillons synthétiques

Une troisième et dernière approche à la synthèse de champs de vitesse turbulents, appelée SEM
(Synthetic Eddy Method), consiste à représenter la turbulence comme une superposition de tourbillons
individuels répartis en espace et en temps. Les méthodes SEM mentionnées dans cette section sont
utilisées pour introduire des fluctuations de vitesse turbulentes de manière locale dans le domaine de
calcul, soit à travers une condition aux limites à la frontière amont, soit dans une région limitée de l’espace.
Les champs turbulents ainsi synthétisés sont alors gelés au sens de Taylor, puisqu’une fois introduits dans
le domaine, ils sont simplement convectés par l’écoulement moyen. Rappelons que l’hypothèse de Taylor
permet d’écrire ω = k·U0, ainsi l’évolution du champ turbulent dans la direction alignée avec l’écoulement
moyen est directement reliée à son évolution temporelle.

Ces méthodes ont été introduites par Jarrin et al. [105, 106] et permettent d’écrire le champ de vitesse
turbulent sous la forme d’une somme de N tourbillons. Pour chaque composante de la vitesse :

u′
i(x, t) = 1√

N

N∑
k=1

aijϵ
k
j fσ(x− xk(t)) (2.5)

Dans cette expression, la fonction fσ définie la forme de la distribution de vitesse associée à un
tourbillon d’échelle caractéristique σ. Cette forme est typiquement une fonction gaussienne ou un chapeau
mexicain. xk représente la position du centre du tourbillon k. Cette position évolue en temps car les
tourbillons sont convectés par l’écoulement moyen. Lorsqu’un tourbillon est convecté suffisamment loin
de la région où l’on synthétise le champ de vitesse pour ne plus avoir d’influence, il est retiré et un
nouveau tourbillon est généré à l’entrée de cette région. Les variables ϵkj sont des variables aléatoires
prenant la valeur ±1 et le tenseur aij est associé au tenseur de Reynolds du champ de vitesse turbulent
ciblé Rij = u′

iu
′
j .

Cette formulation (2.5) exprimée directement pour synthétiser le champ de vitesse fluctuante u′

n’assure en revanche pas l’incompressibilité de ce champ de vitesse. Cette méthode a ainsi été adaptée
dans un premier temps par Poletto et al. [107] pour résoudre ce problème en utilisant l’équation (2.5)
non pas pour générer un champ de vitesse, mais un champ de vorticité ω. Le champ de vitesse associé
assurant la condition d’incompressibilité est déduit de ce champ de vorticité en résolvant une équation
de Poisson.

Une autre méthode de génération d’un champ de vitesse incompressible est proposée par Sescu et
al. [108] et consiste à utiliser l’équation (2.5) pour synthétiser un potentiel de vitesse ψ. Un champ de
vitesse incompressible (à divergence nulle) peut alors simplement être déduit de ce potentiel par u′ =
∇ ×ψ. Cette méthode a aussi été utilisée par Hainaut et al. [109, 110] afin d’introduire des fluctuations
de vitesse turbulentes dans une région du domaine de calcul. Kim & Haeri [50] ont étendu cette méthode
afin de pouvoir synthétiser des champs de vitesse correspondant à des spectres de turbulence quelconques
en superposant des tourbillons de formes et tailles caractéristiques différentes, ce qui introduit un nombre
important de paramètres. Enfin Gea-Aguilera et al. [65] ont aussi développé une méthode similaire, mais
reposant sur un nombre de paramètres plus réduits afin de reproduire un spectre de turbulence cible.
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2.3.4 Spectres de turbulence homogène isotrope

Les méthodes analytiques de prédiction du bruit d’interaction entre un écoulement turbulent et un
profil ou une grille d’aubes, ainsi que les méthodes numériques pour lesquelles la turbulence est modélisée
reposent sur la connaissance de propriétés statistiques de la turbulence. Généralement, les grandeurs
d’entrée pour ces modèles sont soit le spectre en nombre d’onde d’énergie cinétique turbulente, soit les
spectres en nombre d’onde des composantes de fluctuations de vitesse turbulente.

Si des données expérimentales ou numériques sont disponibles pour ces grandeurs, elles peuvent
être directement utilisées dans les méthodes de prédictions acoustiques. Dans beaucoup d’applications,
l’hypothèse de turbulence homogène isotrope (THI) peut être faite, et des modèles standards des spectres
turbulents peuvent être utilisés. Ces modèles ne nécessitent qu’une faible quantité d’informations sur
l’écoulement à modéliser, telles que l’amplitude moyenne des fluctuations et une échelle de longueur
caractéristique de la turbulence. Ces quantités peuvent être issues de modèles empiriques ou bien estimées
à partir de données expérimentales ou numériques de manière plus simple que la mesure directe des
spectres (par exemple des simulation RANS donnent accès à ces quantités, mais pas aux spectres).
Enfin, il est à noter que même dans les cas ou des spectres expérimentaux ou numériques sont disponibles,
ceux-ci sont souvent comparés et ajustés à des modèles de turbulence homogène isotrope.

Dans cette section, les expressions des spectres turbulents sont présentées pour les deux modèles les
plus utilisés dans la littérature : le modèle de Von Kármán et le modèle de Liepmann. Ces modèles
sont utilisés dans les chapitres 3 et 5. Les relations entre le spectre d’énergie cinétique turbulente et
les spectres des composantes de vitesse pour une turbulence homogène isotrope sont aussi précisées.
En ce qui concerne les spectres des composantes du vecteur vitesse, il est à noter que les modèles
analytiques de prédiction du bruit d’interaction pour un profil isolé s’intéressent principalement à la
composante de vitesse normale au profil (assimilé à une plaque plane sans épaisseur) exprimée en fonction
des composantes du vecteur d’onde dans la direction de la corde et de l’envergure. La figure 2.4 présente
un schéma qui illustre l’interaction entre une composante spectrale de fluctuation de vitesse (rafale) de
vecteur d’onde (kx, kz) avec une plaque plane dont la corde est alignée avec l’axe ex.

Figure 2.4. Schéma d’une rafale de vitesse normale d’après Roger [111].

Le spectre d’énergie cinétique turbulente E(k) décrit l’évolution de l’énergie cinétique turbulente en
fonction du nombre d’onde k, qui est la norme du vecteur d’onde k = ||k||. Pour un repère de coordonnées
cartésien (x, y, z), le spectre de la composante de vitesse i, noté Φii, peut être exprimé en fonction du
vecteur d’onde à partir de E(k) :
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Φii(kx, ky, kz) = E(k)
4πk2

(
1 − k2

i

k2

)
(2.6)

Comme mentionné précédemment, dans les modèles d’interaction entre un écoulement turbulent et
une plaque plane (voir figure 2.4), la grandeur d’entrée est le spectre de la composante de vitesse selon
ey, exprimée en fonction des composantes kx et kz du vecteur d’onde uniquement : Φyy(kx, kz). Cette
grandeur peut être exprimée en intégrant Φyy(kx, ky, kz) selon ky :

Φyy(kx, kz) =
∫ +∞

−∞
Φyy(kx, ky, kz)dky (2.7)

Pour des calculs en 2D dans un plan Oexey, il est possible d’exprimer le spectre de la composante de
vitesse selon ey en fonction de la composante kx du vecteur d’onde uniquement en intégrant à nouveau
Φyy(kx, kz) selon kz :

Φyy(kx) =
∫ +∞

−∞
Φyy(kx, kz)dkz (2.8)

Des relations similaires peuvent être utilisées pour exprimer les spectres Φxx et Φzz en fonction d’une
ou deux composantes du vecteur d’onde.

Modèle de Von Kármán :
Le modèle de THI de Von Kármán exprime le spectre d’énergie cinétique turbulente sous la forme :

E(k) = 55
9
√
π

Γ(5/6)
Γ(1/3)

u2

ke

k̃4

(1 + k̃2)17/6 (2.9)

où Γ est la fonction gamma et k̃ = k/ke, avec ke =
√

πΓ(5/6)
Γ(1/3)Λ . Λ est l’échelle intégrale de la turbulence

et u2 est le carré de la valeur efficace des fluctuations de vitesse. Cette quantité peut être reliée à l’intensité
turbulente TI =

√
u2/U2, avec U la vitesse moyenne.

Le spectre Φyy(kx, kz) peut être exprimé à partir de l’équation (2.7) :

Φyy(kx, kz) = 4u2

9πk2
e

k̃2
x + k̃2

z

(1 + k̃2
x + k̃2

z)7/3 (2.10)

Et le spectre Φyy(kx) peut être exprimé à partir de l’équation (2.8) :

Φyy(kx) = u2Λ
2π

1 + (8/3)k̃2
x

(1 + k̃2
x)11/6 (2.11)

Modèle de Liepmann :
Pour le modèle de Liepmann, l’expression du spectre d’énergie cinétique turbulente est :

E(k) = 8
π
u2Λ (kΛ)4

[1 + (kΛ)2]3
(2.12)

Le spectre Φyy(kx, kz) calculé à partir de l’équation (2.7) est :

Φyy(kx, kz) = 3
4πu

2Λ2 (kxΛ)2 + (kzΛ)2

[1 + (kxΛ)2 + (kzΛ)2]5/2 (2.13)

Et le spectre Φyy(kx) calculé à partir de l’équation (2.8) est :
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Φyy(kx) = 1
2πu

2Λ 1 + 3(kxΛ)2

[1 + (kxΛ)2]2
(2.14)

2.4 Réduction passive de l’émission du bruit aéroacoustique

L’un des moyens de réduction du bruit généré par l’étage de soufflante qui est devenu standard
est l’utilisation de liner acoustique à la paroi de la nacelle, particulièrement dans l’entrée d’air des
turboréacteurs (voir figure 2.5) [112, 30, 31]. L’objectif de ces dispositifs est de réduire le bruit rayonné
vers l’extérieur des turboréacteurs en atténuant les ondes acoustiques lors de leur propagation dans
la nacelle. Les matériaux les plus couramment utilisés sont composés d’une structure en nid d’abeille
formant des cavités, recouverte par une plaque perforée, comme représenté sur la figure 2.5. Il est aussi
possible de superposer deux couches de ce type de structure, séparées par une autre plaque perforée.
Ces liners sont principalement destinés à réduire les composantes tonales du bruit de soufflante et ne
présentent pas nécessairement des capacités d’absorption large bande.

Figure 2.5. Utilisation de matériaux absorbants dans la nacelle des turboréacteurs
d’après Escouflaire [113].

En ce qui concerne l’utilisation de matériaux absorbants sur des aubes de redresseurs, les matériaux
mentionnés ci-dessus présentent un encombrement qui n’est pas compatible avec l’épaisseur des aubes,
même en imaginant des redresseurs comportant moins d’aubes, mais plus épaisses. De plus les mécanismes
qui peuvent être envisagés pour réduire le bruit d’interaction de turbulence avec des aubes équipées de
matériaux absorbants sont de deux types, représentés en figure 2.6. D’une part, il est envisageable que
la présence de matériaux absorbants au niveau du bord d’attaque atténue l’intensité de l’impact des
fluctuations turbulentes, agissant ainsi que l’intensité des sources acoustiques. D’autre part, les aubes
recouvertes de matériaux absorbants peuvent se comporter comme des liners acoustiques lors de la
propagation des ondes dans les canaux inter-aubes.

L’une des contraintes majeures de l’intégration de tels dispositifs dans des aubes est la préservation
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des performances aérodynamiques de l’étage de soufflante. Ces performances sont directement associées
aux performances énergétiques des moteurs, et une dégradation de celles-ci signifierait une augmenta-
tion de la consommation en carburant (et donc du coût de fonctionnement). Cette augmentation de la
consommation serait à son tour associée à une augmentation des émissions polluantes des turboréacteurs.

Figure 2.6. Schéma des mécanismes de réduction du bruit d’interaction de turbulence
par des matériaux poreux sur les aubes. Réduction de l’impact de la turbu-
lence (gauche) et réduction de la propagation dans les canaux inter-aubes
(droite).

Parmi les premiers travaux sur l’utilisation de porosité pour réduire le bruit des machines tournantes,
Chanaud et al. [114] se sont intéressés à des ventilateurs de conditionnement d’air. Des pales poreuses
métalliques obtenues par frittage sont étudiées expérimentalement et une réduction du bruit est observée
ainsi qu’une légère perte d’efficacité du ventilateur. Revell et al. [115] s’intéressent à l’utilisation d’un
traitement poreux sur l’extrémité latérale du volet des ailes d’avion. L’objectif est d’atténuer la source
de bruit observée quand le tourbillon d’extrémité interagit avec le volet.

Sarradj & Geyer [116] ainsi que Geyer et al. [117] étudient la réduction du bruit d’un profil en
écoulement pour des profils fabriqués à partir de matériaux poreux, soit en mousse métallique, soit par
frittage. La configuration expérimentale entraîne la génération de bruit de bord de fuite, et aussi de
bruit d’interaction turbulence-profil mais pas sur toute l’envergure. Une réduction du bruit émis est
observée sur large gamme de fréquences. Néanmoins, une augmentation du bruit à haute fréquence est
aussi présente et peut-être liée au développement de l’écoulement turbulent associé à la rugosité. Une
réduction des performances aérodynamiques du profil est aussi observée. Geyer & Sarradj [118] poursuive
ces travaux, mais avec de la porosité uniquement sur une région proche du bord de fuite au lieu de toute
la corde. Les performances aérodynamique sont améliorées par comparaison au cas précédent et une
réduction du bruit émis est toujours observée. Enfin, Sarradj & Geyer [119] utilise la base de données
expérimentale collectée lors de leurs précédentes études pour développer des modèles empiriques du
bruit généré par des profil poreux. Ils établissent une relation entre la réduction observée sur les spectres
acoustiques et des paramètres tels que la résistivité des matériaux poreux et la longueur intégrale de la
turbulence.

Roger et al. [120, 121] proposent une étude combinant une campagne expérimentale et de la mo-
délisation pour la réduction du bruit de bord d’attaque d’un profil installé en soufflerie anéchoïque, en
aval d’une grille de turbulence. Le concept de profil est composé d’une plaque centrale rigide permettant
d’éviter un écoulement traversant le profil et ainsi essayer de préserver les performances aérodynamiques.
Du matériau absorbant est disposé entre des partitions rigides permettant d’assurer la forme du profil.
Un tissu métallique (wiremesh) est disposé à la surface du profil (voir figure 2.7). L’écoulement considéré
a une vitesse allant jusqu’à environ 30 m/s. Une réduction large bande du bruit du profil est observée,
mais les performances aérodynamiques ne sont pas mesurées. Parallèlement, un modèle numérique repo-
sant sur une méthode des panneaux associée à une condition d’impédance est développée, mais n’est pas
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confrontée aux mesures car l’impédance de surface du profil n’est pas connue.

Figure 2.7. Schéma de la structure du profil poreux étudié par Roger et al. [120]

Bampanis & Roger [122, 123] étudient d’un concept similaire, là aussi expérimentalement dans une
configuration similaire à celle de [120, 121] (voir figure 2.8). Le profil est symétrique et sans angle
d’attaque, ce qui limite le chargement aérodynamique. Les cas d’une plaque centrale qui va jusqu’au bord
d’attaque ou bien qui laisse un espace entre l’extrémité de la plaque et le bord d’attaque sont étudiés.
La présence d’un espace entre le bord d’attaque et l’extrémité de la plaque améliore les performances
acoustiques. En revanche, pour un profil chargé aérodynamiquement l’écoulement pourrait traverser cette
région et dégrader les performances aérodynamiques. L’une des difficultés de la conception de ce profil
est le maintien du tissu métallique. Celui-ci est tendu et collé sur les arêtes des partitions rigides ainsi
que sur le bord de fuite. Il est donc difficile d’assurer que la géométrie de la surface du profil respecte bien
celle désirée. De plus, les efforts aérodynamiques de l’écoulement peuvent entraîner une déformation de
la surface. Un profil est aussi fabriqué avec plus de partitions rigides, qui sont donc moins espacées, pour
essayer d’assurer la géométrie du profil de manière plus satisfaisante. Les mesures du sillage montrent
un épaississement du déficit de vitesse, et donc une légère réduction des performances aérodynamiques.
Elles montrent aussi une asymétrie entre les deux côtés du profil, probablement associée aux difficultés
de fabrication mentionnée ci-dessus.

Figure 2.8. Conception du profil poreux étudié par Bampanis & Roger [122].

Zamponi et al. [124] réalisent une étude expérimentale de la réduction du bruit d’interaction entre
un écoulement turbulent et un profil poreux. L’écoulement turbulent est obtenu par l’installation d’un
barreau cylindrique à l’amont du profil et comporte donc des composantes tonales et large bande. Le
profil considéré est très épais (épaisseur maximale de 24% de la corde du profil) et rempli de mousse de
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mélamine. Une coque rigide perforée est utilisée pour assurer la géométrie de la surface du profil. Des
mesures sont réalisées pour des vitesses jusqu’à 30 m/s. Une réduction du bruit est observée à basse
fréquence attribuée à une dissipation d’énergie de la turbulence dans le poreux. Les résultats ne sont pas
analysés en bande fine afin de distinguer les composantes tonales et large bande. Zamponi et al. [125] et
Tamaro et al. [126] analysent aussi l’évolution de la turbulence à proximité du bord d’attaque expéri-
mentalement et numériquement pour ce même profil poreux. La distorsion de l’écoulement à proximité
du bord d’attaque est moins intense pour le profil poreux. En conséquence, l’augmentation rapide de
l’intensité des fluctuations de vitesse normale observée pour le profil solide est moins visible pour le
profil poreux et les sources de bruit d’interaction sont donc moins intenses. Teruna et al. [127] réalisent
des simulations LBM d’un profil équipé d’un insert de matériau poreux au bord d’attaque impacté par
l’écoulement turbulent en aval d’un barreau. Le matériau poreux est modélisé par des couches de fluide
équivalent. Là aussi, la réduction du bruit observée attribuée à une réduction des sources acoustiques
due à la perméabilité de la surface pour les fluctuations turbulentes. Une réduction des performances
aérodynamiques est observée, due à l’écoulement traversant la région du bord d’attaque.

Très peu de travaux ont été réalisés sur des configurations de grilles d’aubes linéaires ou annulaires.
On peut récemment citer Teruna et al. [128] qui réalisent des simulations LBM intensives sur un mo-
dèle d’avion complet, comprenant un étage de soufflante complet équipé d’un redresseur dont les bords
d’attaque sont des dentelures poreuses modélisées par un fluide équivalent. Une réduction du bruit tonal
aux BPFs est observée, mais les dentelures poreuses entraînent la séparation de l’écoulement au niveau
du redresseur, ce qui dégrade les performances aérodynamiques et augmente le bruit à large bande. Un
compromis est trouvé en réduisant la zone où le matériau poreux est appliqué.

2.5 Réduction active de l’émission du bruit aéroacoustique

De nombreuses études scientifiques ont été menées sur l’utilisation de la technologie active en rem-
placement de la technologie passive. Simonich et al. [129] propose l’utilisation d’un profil aérodynamique
dont le bord de fuite est mobile et commandé par un servomoteur (Figure 2.9). Un système de commande
ajuste le profil aérodynamique motorisé en termes d’amplitude et de phase de déplacement angulaire afin
de réduire la charge instable induite sur le profil pendant l’interaction de sillage. Ce mouvement peut être
aléatoire, permettant ainsi au profil aérodynamique de réagir aux perturbations génériques de turbulence.
Les résultats de cette approche ont démontré leur efficacité dans la plage de fréquences à laquelle le ser-
vomoteur actionne le bord de fuite du profil (actuellement jusqu’à 100 Hz), conduisant à des réductions
de bruit allant jusqu’à 10 dB.

Figure 2.9. Mécanisme de réduction du bruit via un servo-moteur installé au bord de
fuite [129].
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D’autres méthodes innovantes ont également été développées pour réduire le bruit des profils aérody-
namiques. Par exemple, Al-Sadawi et al. [130] ont proposé l’utilisation d’actionneurs à plasma positionnés
près du bord d’attaque du profil. Ces actionneurs à plasma peuvent générer des perturbations électriques
le long de l’envergure, ce qui permet de réduire considérablement le bruit tonal à des fréquences spéci-
fiques, atteignant parfois jusqu’à 15 dB.

Une autre approche, présentée par [131], repose sur l’utilisation d’actionneurs à jet d’air pour per-
turber la couche limite avant qu’elle n’atteigne le bord de fuite du profil. Cette méthode a démontré une
réduction efficace du bruit à large bande, atteignant jusqu’à 10 dB.

Des initiatives ont été prises pour intégrer des transducteurs piézoélectriques sur les aubes de stator
dans le but de réduire le bruit. En 1999, des transducteurs PZT-5A ont été montés à fleur sur ces aubes,
entraînant une atténuation sonore de 3 à 6 dB suite à une excitation tonale avec une alimentation de 150
V [132]. Le déplacement du transducteur installé dans la configuration proposée est limité par la tension
maximale qui peut être appliquée, d’où la nécessité d’idées innovantes pour résoudre ce problème.

Des recherches ultérieures ont exploré l’utilisation d’actionneurs hybrides composés d’un transducteur
piézoélectrique couplé à une membrane au sein d’une cavité, permettant une amélioration significative de
la perte de transmission, atteignant jusqu’à 20 dB dans des conduits avec un flux d’air variable [133, 134].
Toutefois, les caractéristiques physiques de ces actionneurs ne correspondent pas aux contraintes du
système, qui exige une intégration sans faille dans les profils minces des aubes de stator, sans perturber
l’écoulement de l’air ni la pression statique.

2.5.1 Matériau piézo-électrique

L’exploitation des matériaux piézoélectriques se distingue par plusieurs bénéfices notables [135]. Leur
principal atout réside dans leur aptitude à transmuter l’énergie électrique en énergie mécanique et in-
versement : une contrainte appliquée à un matériau piézoélectrique induit une tension électrique aux
électrodes, un mécanisme réversible permettant l’usage des dispositifs piézoélectriques tant en qualité
d’actionneurs que de capteurs (Figure 2.10), ou en combinant les deux fonctionnalités.

Figure 2.10. Schéma de fonctionnement d’un transducteur piézo-électrique [136].

La diversité des caractéristiques électromécaniques offertes par les matériaux piézoélectriques, dépen-
dantes de leur composition chimique, alliée à leur format compact, leur spectre de fréquences étendu
et l’amélioration continue de leurs capacités, les rend idéaux pour la régulation des vibrations dans des
structures flexibles. Les variantes de matériaux piézoélectriques, chacune présentant ses propres avan-
tages, sont multiples. Les piézocéramiques, par exemple, se caractérisent par une rigidité élevée qui leur
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octroie une puissante capacité d’activation, alors que la flexibilité des films piézoélectriques accentue leur
sensibilité [137].

Ces matériaux ont également la particularité de fonctionner sur une gamme de fréquences très étendue,
du hertz au mégahertz, les rendant adaptés à un large éventail d’applications [138]. Par ailleurs, le poids
modeste des matériaux piézoélectriques autorise l’incorporation de nombreux éléments dans une structure
sans impact majeur sur sa masse [139].

Actuellement, les céramiques piézoélectriques [140] sont privilégiées pour les applications de contrôle
des vibrations [141, 142, 143] (Figure 2.11). Bien qu’elles soient disponibles sous diverses formes, leur
usinage reste complexe en raison du risque de les endommager. De plus, Le spectre de compositions
disponibles est vaste, avec des propriétés diélectriques et mécaniques qui peuvent varier de manière
significative, permettant ainsi de trouver une céramique spécifiquement adaptée à chaque besoin. Parmi
les exemples notables, on retrouve les titanates de baryum, pionniers dans le domaine des céramiques,
ainsi que la gamme des PZT (plomb, zirconate, titanate) qui, avec ses cinq à six variantes, représentent
la classe la plus couramment employée.

Figure 2.11. Exemple d’utilisation des matériaux piézoélectriques pour le contrôle des
vibrations [143].

2.5.2 Utilisation des patch piézo-electrique pour la réduction du bruit

Le contrôle acoustique constitue un défi de taille, notamment lorsqu’il s’agit d’optimiser la perte de
transmission en utilisant une incidence d’onde normale. Cette approche accorde une autorité maximale
de contrôle aux actionneurs orientés directement vers le vecteur de vitesse de l’onde acoustique [144, 145].

Par ailleurs, dans le cadre d’expériences réalisées à l’intérieur de conduits, qu’ils soient soumis ou non à
un écoulement d’air, l’utilisation courante d’actionneurs sous forme de haut-parleurs simplifie le contrôle
du champ acoustique. Cependant, ces haut-parleurs sont souvent encombrants et requièrent un volume
substantiel pour leur intégration. Cette contrainte s’avère incompatible avec les profils aérodynamiques
fins des aubes de stator que nous considérons à l’intérieur du moteur Turbofan.

Les premières études ont été menées avec l’installation de transducteurs piézoélectriques à la surface
des aubes de stator pour maîtriser le bruit. Curtis (1999)[132] a implémenté une stratégie novatrice
de contrôle actif du bruit à l’aide de transducteurs piézoélectriques PZT-5A, comme illustré sur la
Figure 2.12, centrée sur la modulation en temps réel des caractéristiques de l’écoulement d’air autour
des pales de la soufflante afin de diminuer le bruit, ciblant spécifiquement les composantes tonales. Grâce
à l’utilisation de capteurs pour détecter et analyser le profil acoustique de la soufflante, le système
régule de manière dynamique les actionneurs des aubes pour effectuer des modifications aérodynamiques
précises. Ces interventions perturbent les configurations d’écoulement stables ou modifient la distribution
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de pression normalement responsable de la génération de bruit, réduisant ainsi ou éliminant efficacement
les nuisances sonores. Une réduction de 9 dB du bruit rayonné vers l’avant a été atteinte grâce à cette
technologie.

Figure 2.12. Installation d’actionneurs dans une pale : Une coupe transversale d’une
pale illustrant l’installation des actionneurs.

Plus récemment, des études ont été menées avec Sutliff et al. [146, 147, 148], où ils ont employé une
méthode similaire visant des conditions de fonctionnement différentes, nécessitant la gestion de davantage
de modes et exigeant une puissance d’actionneur accrue pour les contrôler. La Figure 2.13 montre les
sept actionneurs piézo-électriques installés sur les pales de rotor.

(a) Pressure Side (b) Suction Side

Figure 2.13. Exemple d’utilisation des patchs piézo-électrique pour la réduction du
bruit de la soufflante [148].

Le développement d’actionneurs hybrides utilisant des transducteurs piézoélectriques pour contrôler
une membrane à l’intérieur d’une petite cavité (Figure 2.14) a été exploré dans d’autres études [133, 134].
Cette approche a généré une amélioration allant jusqu’à 20 dB de la perte de transmission (TL) dans un
conduit soumis à différents niveaux de débit d’air. Cependant, les dimensions nécessaires pour l’action-
neur, la flexibilité de la membrane, et la structure en treillis métallique de la surface ne correspondent
pas aux exigences spécifiques de notre système de contrôle, conçu pour s’intégrer parfaitement à un profil
d’aube de stator mince, tout en préservant l’écoulement et la pression statique.
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Figure 2.14. Exemple d’utilisation de la méthode hybride de réduction bruit [133].

2.5.3 Coefficient de couplage électromécanique effectif

La détermination des caractéristiques modales (fréquences propres, amortissements, déformées) est
un point clé pour mettre en évidence les performances d’une structure adaptative piézoélectrique. Cette
extraction des modes propres est réalisée en circuit ouvert (CO) et en court-circuit (CC). Les conditions
limites électriques jouent un rôle très important puisqu’elles influent directement sur le résultat en termes
de fréquence. Les transducteurs piézoélectriques peuvent être connectés en circuit ouvert (pas de courant
électrique entre les électrodes) ou en circuit fermé (différence de potentiels nulle). Les fréquences propres
correspondant à ces conditions électriques peuvent être obtenues à partir des fonctions de réponse en
fréquence (FRF) en tension imposée [149] ou en charge imposée [149].

La mesure de la capacité d’un matériau piézoélectrique à convertir de l’énergie électrique en énergie
mécanique et inversement s’effectue à travers le coefficient de couplage électromécanique effectif (CCEM)
[150]. Cet indicateur est important pour la quantification de la performance du couplage électromécanique
dans les applications piézoélectriques. Selon Lesieutre en 1997 [151], le CCEM effectif d’une structure
contenant des éléments piézoélectriques tend à être inférieur à celui du matériau piézoélectrique seul.
Cette différence met en lumière l’impact de la conception et de la géométrie de la structure sur l’efficacité
globale du couplage, soulignant l’importance d’optimiser ces paramètres pour améliorer les performances.
Le CCEM est calculé à partir de mesures d’impédance ou d’admittance électrique, en identifiant les modes
de résonance sur la fonction de réponse en fréquence (FRF) et en localisant les pulsations d’antirésonance
ωa et de résonance ωr ou les fréquences d’antirésonance fa et de résonance fr autour de ces modes, comme
montré sur la Figure 2.15.
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|Y|

Figure 2.15. Exemple de détermination de la pulsation de résonance ωr et d’anti-
résonance ωa sur la courbe d’amplitude d’admittance |Y |.

Le CCEM est calculer par la suite à l’aide de l’expression 2.15.

k2
eff,exp = ω2

a − ω2
r

ω2
a

= f2
a − f2

r

f2
a

(2.15)

Numériquement, le CCEM se calcule à l’aide de l’écart entre les modes propres en CC et CO [152], et il
est défini par la formule 2.16.

k2
eff,num = ω2

CO − ω2
CC

ω2
CC

= f2
CO − f2

CC

f2
CC

(2.16)

Le coefficient de couplage effectif correspond également au ratio de l’énergie stockée dans le piézo par
rapport à l’énergie totale du mode considéré.

2.5.4 Contrôleur linéaire optimal

Un système dynamique représenté par l’expression d’état (2.17).

dx

dt
(t) =Ax(t) +Bu(t) (2.17a)

y(t) =Cx(t) (2.17b)

x(0) =x0 (2.17c)

Tel que x est le vecteur d’état du système, u est le contrôle du système et x0 est l’état initial du
système. A, B et C sont des matrices issues de l’opération de linéarisation du système dynamique. De
plus, C=I puisque les mesures d’état sont disponibles.

On définit l’équation de Riccatti (2.18).

ATP + PA+Q− PBR−1BTP = 0 (2.18)

Sachant que Q ∈ Rn×n est une matrice semi définie positive (Q ⩾ 0) et Q ∈ Rp×p est une matrice
strictement positive R > 0 (n étant le nombre d’état et p étant le nombre de commandes appliquées au
système).

Dans le cas ou le système est contrôlable et observable alors l’équation de Riccati (2.18) admet une
solution unique symétrique et positive P. D’où le contrôle est donné par (2.19) :

u(t) = −R−1BTPx(t) (2.19)
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Le contrôle peut s’écrire aussi par (2.20).

u(t) = −Krx(t) (2.20)

Tel que Kr = R−1BTP est le gain de régulateur quadratique (LQR).
Ce contrôle permet de stabiliser le système 2.17a et 2.17b et minimise le critère du coût (2.21), d’où

une amélioration de performances [153].

J(u) =
∫ ∞

0

(
xT (t)Qx(t) + uTRu

)
dt (2.21)

Finalement on définie un système soumis a une régulateur quadratique par le schéma 2.16.

SystemLQR

Figure 2.16. Schéma d’un régulateur de type LQR(Linear-Quadratic-Regulator) [153].

La méthode LQR, telle qu’elle a été exposée précédemment, est conçue pour optimiser la minimisation
d’un critère quadratique, à la condition que l’ensemble du vecteur d’état du système à réguler soit connu
ou mesuré. Toutefois, la mesure de l’intégralité de ce vecteur est souvent impraticable dans de nombreux
contextes. En conséquence, une estimation de l’état x(t), qui sera désignée par x̂(t), doit être reconstruite.

Soit un système LTI (2.22) représenté sous forme d’état dans lequel nous avons introduit des pertur-
bations (ou des bruits) sur les entrées et les sorties via respectivement deux bruits blancs gaussiens non
corrélés de moyenne nulle wd(t) et wn(t) caractérisés par leur matrice d’autocorrélation Qk (2.23) et Rk

(2.24).

dx

dt
(t) =Ax(t) +Bu(t) + wd(t) (2.22a)

y(t) =Cx(t) + wn(t) (2.22b)

x(0) =x0 (2.22c)

Tel que x le vecteur d’état du système, ẋ dérivé par rapport au temps du vecteur, u est le signal des
actionneurs, wd est les perturbations du système, wn est le bruit du capteurs.

E(wdw
T
d ) = Qk (2.23)

E(wnw
T
n ) = Rk (2.24)

Le filtre de Kalman [154, 155] (Estimateur quadratique linéaire LQE) est souvent utilisé pour estimer
l’état complet d’un système en se basant sur des mesures de capteurs bruitées et un modèle incertain du
système. Ce filtre est largement appliqué dans divers domaines tels que la navigation des véhicules, les
pilotes automatiques d’avion, la modélisation climatique et météorologique, la sismologie et la navigation
par satellite.

L’état x̃ est estimé en minimisant l’erreur quadratique ε = ||x̃−x||. De plus, l’état x̃ est une solution
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de l’équation 2.25.
d

dt
x̃(t) = Ax̃(t) +Bu(t) +Kf (y(t) − Cx̃(t)) (2.25)

Le gain de d’estimateur Kf est définie par (2.26).

Kf = PCTR−1
k (2.26)

Tel que P est la solution de l’équation de Riccati stationnaire (2.27) :

AP + PAT +Qk − PCTR−1
k CP = 0 (2.27)

Une régulateur (contrôleur) de type LQG(Linear-Quadratic-Gaussian) (Figure 2.17) est un contrôle
optimal H2(Norme 2) et obtenu par l’assemblage d’un régulateur linéaire quadratique (LQR) avec un
estimateur de Kalman (LQE) [156], permettant d’acquérir une estimation optimale x̂ telle que l’expression
de l’erreur d’estimation ε atteigne une valeur minimale. Cette estimation est ensuite utilisée comme
s’il s’agissait d’une mesure exacte de l’état pour élaborer la solution au problème de contrôle LQG
déterministe.

System

LQR LQE

yu

LQG regulator

Figure 2.17. Schéma d’un régulateur de type LQG(Linear-Quadratic-Gaussian) [153].

Finalement, en combinant les équations (2.22a), (2.22b) et (2.25), le système contrôlé est décrit par
l’équation d’état définie par l’expression (2.28).

d

dt

[
x(t)
ε(t)

]
=
[
A−BKr BKr

0 A−KfC

][
x(t)
ε(t)

]
+
[
I 0
I −Kf

][
wd(t)
wn(t)

]
(2.28)

Bien entendu, d’autres types de commandes peuvent être élaborés en appliquant ce principe de sépara-
tion, que ce soit en utilisant une commande H∞ ou d’autres méthodes, ou en ajustant les caractéristiques
de l’estimateur telles que les filtres formateurs ou le filtrage en fréquence [157, 158].

2.5.5 Contrôle de l’impédance via un circuit shunt

On définit un système monomodale, un système masse-ressort équipé par une transducteur piézo-
électrique (Figure 2.18).
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m

k
cP

Z
T

Shunt

Circuit

Figure 2.18. Modèle électromécanique équivalent d’un transducteur piézoélectrique
connecté à un shunt.

Le système est modélisé par les équations aux dérivées partielles (2.29) (2.30).

m
d2x

dt2
(t) + c

dx

dt
(t) +Kx(t) + θVp(t) = F (t) (2.29)

Optimisation de la diffusion d’énergie par le biais de patchs piézoélectriques shuntés distribués.

−θdx
dt
x(t) + Cp

dVp

dt
(t) = dq

dt
(t) = i (2.30)

Tel que m, K et c sont respectivement la masse, le raideur et l’amortissement. θ est le couplage du
matériau piézo-électrique. Cp est la capacité du transducteur piézo-électrique pour une contrainte nulle.
x et Vp représentent respectivement le déplacement et la tension électrique appliquée sur l’électrode
supérieure, tandis que q représente la charge mesurée.

Plusieurs circuits shunt sont utilisés pour le contrôle des vibrations d’un matériau piézoélectrique.
On retient les deux types les plus connus suivants :
Shunt résistif :
Un shunt résistif peut être sous la forme d’une résistance R montée en parallèle avec un transducteur
piézoélectrique, comme il est représenté sur la Figure 2.19.

P
Z
T

R

Shunt

Figure 2.19. Schéma d’un shunt résistif.

La tension Vp et la charge q sont reliées par l’expression (2.31).

Vp(t) = −Rdq(t)
dt

(2.31)

En remplaçant la nouvelle expression de la tension Vp (Eq (2.31)) dans (2.29) et (2.30), on obtient le
système d’équations (2.32) et (2.33).
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m
d2x

dt2
(t) + c

dx

dt
(t) + (K + θ2

Cp
)x(t) = −θq(t)

Cp
+ F (t) (2.32)

1
Cp

(q(t) + θx(t)) = Vp(t) (2.33)

Dans ce cas, nous obtenons un système typique d’équations différentielles ordinaires correspondant à
la mise en œuvre d’une stratégie de retour de force intégral. Ce contrôle d’amortissement actif est bien
décrit dans les références [159, 160]. Si l’on peut modifier cette résistance de shunt pour prendre toutes
les valeurs dans R+, chaque valeur propre complexe du système dynamique obtenu suit une courbe de
racines bien connue, représentée sur la Figure 2.20. Pour un système faiblement couplé (voir [159] pour
la définition), le taux d’amortissement maximal induit pour un mode donné i est donné par :

ξmax
i = ωOCi − ωCCi

2ωCCi
(2.34)

Si l’on considère un effet de couplage piézoélectrique faible, signifiant que le patch piézoélectrique mo-
difie légèrement la fréquence propre structurelle correspondante ωi, on peut démontrer que ωOCi+ωCCi

2 ≈
ωi. Ainsi, sous cette hypothèse, k2

eff ≈ ω2
OCi−ω2

CCi

ω2
i

est une approximation de premier ordre du coefficient

de couplage électromécanique modal effectif. Par conséquent, ξmax ≈ k2
eff

4 . Enfin l’optimisation peut
s’effectuer soit sur ξ ou k2

eff

Figure 2.20. Lieu des pôles pour un circuit shunt résistif [161].

Shunt à capacité négative :
Un shunt à capacité négative peut prendre la forme d’une résistance R montée en série avec une capacité
négative synthétique Cneg, l’ensemble étant ensuite monté en parallèle avec un transducteur piézoélec-
trique, comme représenté sur la Figure 2.21.

P
Z
T R

Shunt

Figure 2.21. Schéma d’un shunt à capacité négative.
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La tension Vp et la charge q sont reliées par l’expression (2.35).

Vp(t) = −
[
q(t)
Cneg

+R
dq(t)
dt

]
(2.35)

En remplaçant la nouvelle expression de la tension Vp (2.35) dans les équations (2.29) et (2.30), on
obtient le système d’équations (2.36) et (2.37).

m
d2x

dt2
(t) + c

dx

dt
(t) + (K + θ

Cp + Cneg
)x(t) = − θCneg

Cp + Cneg
Vp(t) + F (t) (2.36)

θCneg

Cp + Cneg
x(t) + CpCneg

Cp + Cneg
Vp(t) = q(t) (2.37)

D’où l’on déduit la raideur en court-circuit KCC, définie par l’équation (2.38).

KCC = K + θ2

Cp + Cneg
(2.38)

Exemple d’un shunt :
Beck et al. . [162] ont utilisé un shunt à capacité négative (Figure 2.22) composé de trois résistances, R1,
R2 et R3, une capacité de référence C2 et un amplificateur opérationnel, dans leurs études sur le contrôle
des vibrations à l’aide d’actionneurs piézoélectriques.

Figure 2.22. Schéma électrique d’un shunt à capacité négative [162].

Le circuit génère une impédance Zin décrite par l’expression (2.39).

Zin = − R3

R4

(
1

iωC2
+R2

) (2.39)

La résistance R2 est utilisée dans le but de stabiliser l’amplificateur opérationnel. Sa valeur étant très
grande (≫ 0), elle peut être négligée dans l’équation (2.39).

La Figure 2.23 illustre l’association du circuit à capacité négative avec un transducteur piézoélectrique.
Il est à noter que la résistance en série Rs fait office de potentiomètre pour permettre un ajustement
simple et continu. Par ailleurs, Vp représente la tension induite par la déformation du transducteur
piézoélectrique, et Cp désigne la capacité du transducteur piézoélectrique.
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Figure 2.23. Schéma électrique d’un shunt à capacité négative [162].

L’impédance totale Zsh du shunt (Actionneur piézo-electrique + RCneg) est définie par l’expression
(2.40).

Zsh = Rs + 1
iωCin

(2.40)

Tel que Cin = − R4
R3
C2 représente la capacité négative générée par le circuit illustré dans la Figure 2.22.

Le courant du shunt Ish est défini par l’expression (2.41).

Ish = Vp
1

iωCp
+ Zsh

(2.41)

Aussi, la tension du shunt Vsh est exprimé par 2.42.

Vsh = IshZsh (2.42)

D’où, pour contrôler l’impédance du shunt Zsh, il suffit de contrôler la tension Vsh et le courant Ish.
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3.6 Conclusion générale du chapitre . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 86
Ce chapitre présente une étude sur la réduction passive du bruit aéroacoustique d’un profil aérody-

namique, s’inspirant des travaux de Bampanis et al. [163]. Le nouveau concept proposé ici repose sur
l’utilisation de mousse poreuse et de tissu métallique sur des profils soumis à des charges aérodyna-
miques, en introduisant une grille métallique entre le tissu et la mousse pour éviter toute déformation
de la surface du profil.

Dans la première partie, l’étude se concentre sur un liner passif dans un conduit rectangulaire, en
présence d’écoulement. Ensuite, une étude aéroacoustique préliminaire est menée sur un profil isolé testé
dans une soufflerie, avec présence de turbulence. Finalement, une analyse est réalisée sur une grille
d’aubes linéaire, où l’aérodynamique et l’aéroacoustique de cette grille sont examinées.

3.1 Introduction du profil aérodynamique à étudier

Dans le cadre du projet InnoSTAT, le profil aérodynamique choisi pour les redresseurs (OGV) est de
type NACA 7310. La structure du profil, illustrée par la Figure 3.1, repose sur une base rigide qui définit
sa forme tout en empêchant tout écoulement à travers le profil. Les cavités de ce profil sont remplies
d’un matériau poreux, qui dissipe l’énergie acoustique en la convertissant en énergie thermique, comme
expliqué dans [164]. Une grille métallique est ensuite ajoutée à la couche externe pour maintenir la forme
du profil face aux contraintes de l’écoulement. Par-dessus cette grille, un tissu métallique très fin est
installé, contribuant à la dissipation des ondes acoustiques et assurant un état de surface relativement
lisse.

Wire mesh 

Grid 

Structure

Porous material

Figure 3.1. Structure du profil.

Pour sélectionner le matériau passif approprié et déterminer le volume de la cavité destinée au ma-
tériau poreux dans le profil, il est essentiel de mener des essais sur des échantillons de liner reproduisant
la structure décrite ci-dessous, que nous détaillerons ultérieurement.

En termes de fabrication, le liner sera réalisé par impression 3D à frittage , tandis que le profil final
sera fabriqué par usinage de l’aluminium, garantissant ainsi une résistance aux contraintes imposées par
l’écoulement.

3.2 Conception et fabrication d’un liner passif

Le liner acoustique adopte une conception similaire au profil décrit précédemment dans 3.1. Pour
cette étude, nous avons sélectionné deux matériaux couramment utilisés pour l’isolation acoustique : la
Mélamine et le Polyphone. Selon [165], la porosité σ de ces mousses est respectivement de 0.96 pour
la Mélamine et de 0.95 pour le Polyphone. Le choix du tissu métallique s’est porté sur un produit
fabriqué par GANTOIS INDUSTRIES SAS, sous la référence N°105365, caractérisé par une ouverture
de 0.020/0.020 et une porosité σ = 0.39. Ce choix est basé sur des recherches précédentes, notamment
[166], qui ont souligné l’efficacité de ce type de tissu en termes de coefficient d’absorption.

45



CHAPITRE 3. ÉTUDES EXPÉRIMENTALES D’UN PROFIL PASSIF

La Figure 3.2 illustre la structure du liner, où (1) représente la structure rigide divisée en plusieurs
cavités. Les dimensions des cavités sont détaillées dans l’annexe A.1. Au sein de ces cavités, on dispose
la mousse poreuse (2) d’une épaisseur de 3.5 mm. Au-dessus de cette mousse, on installe une grille (3)
avec des ouvertures de 5 mm x 5 mm et une épaisseur de 1.5 mm. Enfin, on positionne le tissu métallique
(4), présenté précédemment, sur la grille.

1
2 3 4

Figure 3.2. Composition des échantillon testés en conduit.(1) : Structure rigide, (2) :
matériaux poreux, (3) : grille rigide et (4) : tissu métallique.

3.3 Étude d’échantillons de la structure passive sous un écou-
lement rasant

Le banc d’essai, représenté par la Figure 3.3, se compose d’un conduit rectangulaire (8) de dimensions
internes de 70 mm x 70 mm. Ce dispositif intègre une soufflerie capable de générer des vitesses d’écou-
lement allant jusqu’à 120 m/s, correspondant à Mach 0.35. L’air entre dans le système via le convergent
(1), suivi du haut-parleur (2) émettant des ondes acoustiques se propage dans le conduit. Ces ondes tra-
versent d’abord les microphones (3) (Microphone n°1) et (4) (Microphone n°2), avant de passer à travers
le liner (5) de longueur d= 0.266 m. Elles sont ensuite captées par deux autres microphones (6)(Micro-
phone n°3) et (7) (Microphone n°4) avant d’atteindre la terminaison anéchoïque (9) située au bout du
conduit, où les ondes s’estompent. La sensibilité et la position de chaque microphone, par rapport au
schéma 3.4 utilisé pour l’estimation des différents coefficients, sont détaillées dans le tableau 3.1.
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9 8 7 6 5 4 3 2 1

11

12

10

Figure 3.3. Banc d’essai.

AC

D B

123456789

Figure 3.4. Modèle du banc d’essai.

Le schéma représenté sur la Figure 3.3 montre l’expérimentation en cours. L’unité d’acquisition
(10) est responsable du contrôle et de l’acquisition des données. Le signal sortant du haut-parleur (2)
transite par l’amplificateur de puissance (12), tandis que le signal des microphones passe par l’unité de
conditionnement Nexus (11). La commande de la soufflerie est gérée séparément, permettant de réguler
la vitesse de l’écoulement dans le conduit.

Paramètre Position [m] Sensibilité en [mV/Pa]

Microphone 1 x1 −0.399 5.203
Microphone 2 x2 −0.377 3.844
Microphone 3 x3 0.824 4.210
Microphone 4 x4 0.846 4.270

Table 3.1. Positions des microphones et de l’échantillon par rapport au modèle repré-
senté par la Figure 3.4.

Pour adapter la structure du liner, illustrée sur la Figure 3.2, au porte-échantillon du banc d’essai,
présenté sur la Figure 3.3, une structure démontable, détaillée sur la Figure 3.5, a été employée. Cette
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structure est composée de deux parties rigides : le corps principal, coloré en rouge, qui contient le matériau
poreux et la grille faisant partie intégrante de ce corps, ainsi qu’un couvercle utilisé pour maintenir en
place le matériau poreux.

Wire mesh

Porous foam
Base structure

Lid

Figure 3.5. Differente partie de l’échantillon.

En plus des deux matériaux poreux initialement proposés, nous allons également évaluer l’effet d’une
structure vide, sans matériau poreux. Trois configurations, correspondant à différentes tailles de cavités
destinées à accueillir le matériau poreux, seront examinées : petite, moyenne et large. Ces configurations
sont illustrées respectivement par les structures (1), (2) et (3) sur la Figure 3.6.

Figure 3.6. Les échantillons : (1), (2) et (3) représentent, respectivement, une petite
cavité (small cavity), une cavité moyenne (average cavity) et une grande
cavité (wide cavity). (4) : la vue de dessus de l’échantillon (tissu métal-
lique). (5) : couvercle.(6) échantillon rigide.

3.3.1 Méthode d’estimation

La méthode d’estimation de l’efficacité acoustique de liner s’appuie sur l’approche proposée par
Bolton et al. [167], qui postule que le champ acoustique stationnaire en amont et en aval d’un échantillon
peut être adéquatement modélisé par des superpositions d’ondes planes. Ainsi, le champ acoustique en
fréquence pour le segment en amont est dénoté par Pamont et celui pour le segment en aval par Paval.
Ces champs sont représentés dans la Figure 3.4 et sont exprimés respectivement par les équations (3.1)
et (3.2).
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Pamont = Ae−ikxx +Beikxx (3.1)

Paval = Ce−ikxx +Deikxx (3.2)

Tel que k = ω
c0

désigne le nombre d’onde dans l’air, ω la fréquence angulaire, et c0 = 343 m/s la vitesse
du son, les pressions acoustiques complexes en amont Pamont et en aval Paval de l’échantillon, ainsi que les
coefficients A à D représentant les amplitudes complexes, sont illustrés dans la Figure 3.4. Les pressions
acoustiques complexes mesurées aux quatre points x1 à x4 sont exprimées par l’équation (3.3).

P1 = Ae−ikxx1 +Beikxx1

P2 = Ae−ikxx2 +Beikxx2

P3 = Ce−ikxx3 +Deikxx3

P4 = Ce−ikxx4 +Deikxx4

(3.3)

À partir des équations (3.3), on peut obtenir les expressions des coefficients A, B, C, et D en fonc-
tion des pressions acoustiques Pi mesurées aux emplacements des microphones xi, comme indiqué dans
l’expression (3.4). 

A = i(P1eikxx2 −P2eikxx2)
2sin(k(x1−x2))

B = i(P2e−ikxx1 −P1e−ikxx2)
2sin(k(x1−x2))

C = i(P3eikxx4 −P4eikxx3)
2sin(k(x1−x2))

D = i(P4e−ikxx3 −P3e−ikxx4)
2sin(k(x1−x2))

(3.4)

Les coefficients A, B, C, et D permettent d’estimer les coefficients de réflexion Ra, de transmission Ta,
et d’absorption α, définis respectivement par les expressions (3.5), (3.6), et (3.7).

Ra = B

A
(3.5)

Ta = C

A
(3.6)

α = 1 − |Ra|2 − |Ta|2 (3.7)

Cela nous permet de déduire la perte par transmission TL, décrite par l’expression (3.8), une grandeur
quantifiant les performances de l’ajout d’un liner et s’exprimant en fonction du coefficient de transmission.

TL = 10log10

(
1

|Ta|2

)
(3.8)

L’écart des pertes par transmission entre le liner rigide et le passif détermine la perte par insertion,
reflétant ainsi l’efficacité réductrice du liner.

ILdB = TL− TLrigid (3.9)
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3.3.2 Essai sans écoulement

La première partie de l’étude examine l’effet d’un liner passif sur les ondes acoustiques émises par
un haut-parleur, sans écoulement. Les données sont acquises à une fréquence d’échantillonnage de 51200
Hz, utilisant une excitation de type sinus balayé sur une plage de fréquences de 100 Hz à 5000 Hz, avec
une moyenne effectuée sur 30 secondes.

Conformément à [168, 169], nous adoptons l’hypothèse de propagation d’ondes planes dans le conduit.
Cette approche est limitée par la fréquence de coupure du premier mode, au-delà de laquelle notre
méthode d’estimation n’est plus valide. La fréquence de coupure est déterminée par fc = c0

2a = 2700 Hz,
où a est la plus grande dimension de la section transversale du conduit. Ainsi, l’estimation des coefficients
est restreinte aux fréquences inférieures à 2700 Hz, et la suite de ce chapitre se focalise sur les fréquences
en dessous de cette limite.

Le coefficient de réflexion Ra constitue un premier indicateur d’intérêt de notre étude, évaluant
l’efficacité de notre méthode. L’évolution de ce coefficient est présentée en Figure 3.7 pour toutes les
configurations étudiées. Dans le cas rigide (Baseline), ce coefficient permet d’évaluer la capacité de la
terminaison anéchoïque à laisser les ondes acoustiques sortir du conduit sans être réfléchies. On observe
que pour l’ensemble des fréquences ce coefficient prend principalement des valeurs inférieures à 10%,
indiquant qu’une grande partie de la puissance acoustique incidente n’est pas réfléchie.

De plus, l’ajout d’un liner ne semble que marginalement modifier le coefficient de réflexion, indiquant
que le changement d’impédance entre le conduit amont et le liner n’entraine pas l’apparition d’ondes
réfléchies significatives.

500 1000 1500 2000 2500
Frequency [Hz]

0.0

0.2

0.4

0.6

0.8

1.0

R a

Baseline
NF Small-SC
NF Avg-SC
NF Wide-SC
MF Small-SC
MF Avg-SC
MF Wide-SC
PF Small-SC
PF Avg-SC
PF Wide-SC

Figure 3.7. Coefficient de réflexion Ra de l’essai sans écoulement avec différentes confi-
gurations : PF (Mousse de Polyphone), MF (Mousse de Mélamine), NF
(Cavité vide), Small-SC (Petite cavité), Avg-SC (Cavité moyenne), Wide-
SC (Grande cavité).

Afin de déterminer la combinaison optimale de la taille des cavités et de l’utilisation de mousse
poreuse pour maximiser l’absorption acoustique, une approche comparative sera adoptée pour chaque
dimension de cavité. Les Figures 3.8, 3.9, et 3.10 présentent des cavités de tailles petite, moyenne et
grande, respectivement. Ces figures comparent l’efficacité de liners rigides, de cavités vides, de cavités
remplies de mousse de Mélamine, et de mousse de Polyphone, en utilisant le coefficient d’absorption α
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et la perte par insertion IL, décrits respectivement par les expressions (3.7) et (3.9).
Les résultats de notre étude, illustrés sur les figures 3.8 à 3.10, montrent qu’indépendamment de la

taille des cavités, la mousse de Mélamine assure une meilleure atténuation acoustique, avec une réduction
pouvant atteindre jusqu’à près de 5 dB autour de 2500 Hz sur les pertes par insertions. Cette efficacité
est légèrement supérieure, de l’ordre de 0,5 dB, à celle obtenue avec la mousse de Polyphone. Les
configurations impliquant des cavités vides révèlent des performances systématiquement moindres, quelle
que soit la dimension des cavités. L’atténuation acoustique provient essentiellement de deux processus.
Le premier concerne la dissipation de l’énergie acoustique par le matériau poreux, soit le tissu métallique
soit la mousse contenue dans les cavités, qui transforme l’énergie acoustique en énergie thermique, une
capacité qui s’accroît avec la fréquence. Le deuxième processus repose sur la dissipation par résonance
engendrée par la configuration du liner, qui comporte des cavités, avec une amplification notable autour
de 750 Hz.
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Figure 3.8. Résultats d’essai sans écoulement pour le liner avec une cavité petite
(Small-SC). (a) Coefficient d’absorption. (b) Perte d’insertion à incidence
rasante.
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Figure 3.9. Résultats d’essai sans écoulement pour le liner avec une cavité moyenne
(Avg-SC). (a) Coefficient d’absorption. (b) Perte d’insertion à incidence
rasante.
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Figure 3.10. Résultats d’essai sans écoulement pour le liner avec une cavité large
(Wide-SC). (a) Coefficient d’absorption. (b) Perte d’insertion à inci-
dence rasante.

On se concentre maintenant sur la mousse de Mélamine afin d’évaluer l’effet de la taille des cavités.
Pour cela, on illustre sur la Figure 3.11 le coefficient d’absorption α (Figure 3.11a) et la perte d’insertion
IL (Figure 3.11b) pour les trois tailles de cavités. Les résultats révèlent une influence modérée de la taille
de la cavité sur l’absorption de l’onde acoustique émise en amont du liner. La cavité de grande dimension
présente une absorption légèrement meilleure par rapport aux cavités de taille petite et moyenne, ces
dernières montrant des performances quasi identiques sur l’ensemble du spectre fréquentiel.
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Figure 3.11. Résultats d’essai sans écoulement pour le liner rempli par la mousse de
Mélamine. (a) Coefficient d’absorption. (b) Perte d’insertion à incidence
rasante. (–) : cavité large (Wide cavity). (–) : Cavité moyenne (Average
cavity). (–) : Cavité petit (Small cavity).

3.3.3 Essai avec écoulement

L’analyse sans écoulement a démontré une certaine efficacité du liner conçu. Cependant, pour les
applications visées, le profil est soumis à un écoulement, affectant potentiellement la performance de la
structure absorbante en aéroacoustique.

L’introduction d’un écoulement dans le conduit génère le développement d’une couche limite turbu-
lente sur les parois, affectant les fluctuations de pression et dégradant le rapport signal-bruit acoustique.
Ainsi, nous limitons la vitesse de l’écoulement à 40 m/s pour minimiser les problèmes de rapport signal
à bruit.

La méthode du sinus glissant entraîne des problèmes de rapport signal à bruit en présence d’écoule-
ment. Pour cette raison, une méthode adaptée a été mise en place. Cette approche consiste à discrétiser
la gamme de fréquences de 50 Hz à 2700 Hz en 54 fréquences distinctes, espacées de 50 Hz. Pour chaque
fréquence, une onde sinusoïdale pure est utilisée pour les mesures, qui durent 6 secondes. Les effets tran-
sitoires sont réduits en excluant la première seconde de l’enregistrement, et une moyenne est calculée
sur les 5 secondes suivantes. Cette méthode vise à obtenir des données plus fiables malgré la présence de
l’écoulement.

En examinant le coefficient de réflexion Ra pour des écoulements à des vitesses moyennes de 20 m/s
et 40 m/s, représentés respectivement par les Figures 3.12 et 3.13, nous observons qu’environ 10 % de
la puissance acoustique, que ce soit pour le liner rigide ou le liner passif, est réfléchie. Ces résultats sont
cohérents avec ceux obtenus précédemment dans la Figure 3.7 pour l’essai sans écoulement. Ainsi, une
grande partie de la puissance acoustique est transmise ou absorbée, même en présence d’écoulement.
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Figure 3.12. Coefficient de réflexion Ra de l’essai avec une vitesse d’écoulement U0=20
ms−1 avec différentes configurations : PF (Mousse de Polyphone), MF
(Mousse de Mélamine), NF (Cavité vide), Small-SC (Petite cavité), Avg-
SC (Cavité moyenne), Wide-SC (Grande cavité).
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Figure 3.13. Coefficient de réflexion Ra de l’essai avec une vitesse d’écoulement U0=40
ms−1 avec différentes configurations : PF (Mousse de Polyphone), MF
(Mousse de Mélamine), NF (Cavité vide), Small-SC (Petite cavité), Avg-
SC (Cavité moyenne), Wide-SC (Grande cavité).

Les essais avec écoulement, détaillés dans l’annexe A.2, montrent une cohérence avec les résultats
obtenus sans écoulement, mettant ainsi en lumière les meilleurs performances de la mousse de mélamine.
En étudiant le coefficient d’absorption α et la perte par insertion IL de la mousse de mélamine pour
les écoulements à 20 m/s et 40 m/s, illustrés respectivement sur les figures 3.14 et 3.15, on observe
absorption qui augmente avec la fréquence, pouvant atteindre jusqu’à 3 dB autour de 2500 Hz. Cette
réduction est légèrement inférieure à celle observée dans l’essai sans écoulement, présenté sur la Figure
3.11.

54



CHAPITRE 3. ÉTUDES EXPÉRIMENTALES D’UN PROFIL PASSIF

500 1000 1500 2000 2500
Frequency [Hz]

0.0

0.2

0.4

0.6

0.8

1.0
Baseline
Small-SC
Avg-SC
Wide-SC

(a)

500 1000 1500 2000 2500
Frequency [Hz]

0.0

0.5

1.0

1.5

2.0

2.5

3.0

IL
 [d

B]

Small-SC
Avg-SC
Wide-SC

(b)

Figure 3.14. Résultats d’essai avec écoulement U0 = 20 ms−1 (mousse de mélamine).
(a) : coefficient d’absorption.(b) : Perte d’insertion à incidence rasante.
Small-SC (Petite cavité), Avg-SC (Cavité moyenne), Wide-SC (Grande
cavité).

Nous avons également observé une légère diminution de l’absorption acoustique avec l’augmentation
de la vitesse de l’écoulement. À titre d’exemple, à une fréquence de 2 kHz, une réduction d’environ 1.7 dB
(Figure 3.14b) a été mesurée pour un écoulement à 20 m/s, tandis qu’elle atteint 1.5 dB (Figure 3.15b)
pour un écoulement à 40 m/s. Il est également important de noter que la taille de la cavité n’influence
pas significativement les résultats, les courbes de performance étant pratiquement superposables pour
différentes tailles de cavités. En outre, le phénomène de résonance observé autour de 750 Hz, dû aux
cavités, est présent même en cas d’écoulement, bien que légèrement atténué.
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Figure 3.15. Résultats d’essai avec écoulement U0 = 40 ms−1 (mousse de mélamine).
(a) : coefficient d’absorption.(b) : Perte d’insertion à incidence rasante.
Small-SC (Petite cavité), Avg-SC (Cavité moyenne), Wide-SC (Grande
cavité).
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3.3.4 Conclusion

Notre étude sur le liner passif a orienté nos choix vers un type spécifique de mousse et une dimension
de cavité optimale pour son placement. L’examen du coefficient de réflexion révèle que la réflexion des
ondes acoustiques par le liner reste inférieure à 10 % en amplitude, indépendamment de la présence ou
de l’absence d’écoulement. Concernant la perte par insertion, qui indique la capacité d’absorption du
matériau, la mousse de mélamine accompagnée d’une cavité de grande taille se distingue nettement. Bien
que l’influence de la taille de la cavité soit marginale, elle favorise légèrement une taille plus grande. Nous
avons également observé que la réduction acoustique augmente avec la fréquence, atteignant jusqu’à 5
dB sans écoulement et 3 dB avec écoulement. Cette réduction tend à diminuer légèrement avec l’aug-
mentation de la vitesse de l’écoulement. Globalement, ces résultats sont prometteurs pour des tests en
conduit sous à un écoulement rasant. L’application de cette technologie à un profil aérodynamique, étudié
dans la section suivante, nous permettra d’approfondir notre compréhension et d’optimiser davantage
cette technologie.

3.4 Caractérisation expérimentale d’un profil passif isolé

Dans la section précédente, l’analyse du dispositif passif s’est concentrée sur ses aspects purement
acoustiques pour déterminer l’influence de certains paramètres sur l’absorption du son.

Nous abordons maintenant l’application de ce dispositif à un profil aérodynamique représentatif d’une
aube de redresseur. L’objectif est de diminuer le bruit généré par l’interaction des fluctuations turbulentes,
transportées par l’écoulement amont, avec le profil. Au-delà de l’absorption acoustique, nous anticipons
également un effet d’amortissement sur cette interaction, potentiellement capable de réduire les sources
acoustiques comparativement à un profil rigide.

Dans le contexte d’une turbomachine, les turbulences en amont des aubes de redresseur proviennent
principalement des sillages des pales de la soufflante en rotation.

Pour cette étude, un profil unique est disposé dans un écoulement en soufflerie anéchoïque, avec la
turbulence introduite en amont du profil à l’aide d’une grille de turbulence. Les mesures acoustiques
sont effectuées grâce à une antenne microphonique de directivité, permettant de comparer les résultats
obtenus avec et sans le traitement acoustique.

3.4.1 Conception et fabrication

Le profil aérodynamique sélectionné, défini dans le cadre du projet européen InnoSTAT, est un NACA-
7310 illustré par la Figure 3.16. La longueur de corde du profil considéré, c=12 cm, dont l’épaisseur
maximale, exprimée en proportion de la longueur de la corde, est de 10 %.

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0
x/c

0.0

0.1

y/
c

NACA 7310 Airfoil

Upper surface Lower surface Camber line

Figure 3.16. Profil aérodynamique NACA-7310 normalisé par rapport au corde.

Cependant, la réalisation de ce dispositif s’avère plus complexe que pour les échantillons testés en
conduit, en raison de la géométrie spécifique du profil et du fait que celui-ci, placé dans un écoulement,
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doit résister aux efforts aérodynamiques.
Comme mentionné précédemment, le profil est composé d’un squelette rigide incluant la plaque

centrale et les raidisseurs, tel que représenté en Figure 3.17.
Initialement, des portions de plaque perforée devaient être installées en appui sur des épaulements

visibles sur les raidisseurs. Le tissu métallique est ensuite collé sur la surface de la plaque perforée.

Figure 3.17. CAO du squelette du profil.

Une première tentative de fabrication par impression 3D a révélé une résistance mécanique insuffisante
face à des vitesses d’écoulement élevées, dépassant les 100 m/s, comme l’illustre la Figure 3.18. Face à
cette contrainte, il a été décidé de fabriquer le squelette du profil, comprenant la plaque centrale et les
raidisseurs, en aluminium, tel que présenté dans la Figure 3.17. Une plaque perforée en aluminium a été
façonnée et fixée sur la surface du profil, puis recouverte du wiremesh collé directement sur cette grille.

Figure 3.18. Le profil fabriqué en 3D par frittage de poudre après rupture a cause des
efforts aérodynamiques.

Le tissu métallique appliqué sur le profil testé dans cette étude recouvre intégralement la surface du
profil, comme illustré par la Figure 3.19. Cette décision a été délibérément prise pour la phase initiale
de l’étude.
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(a) (b)

(c) (d)

(e)

Figure 3.19. Le profil passif.(a) :extrados du profil sans la toile métallique tissée, (b) :
intrados du profil sans la toile métallique tissée, (c) : extrados avec la toile
métallique tissée, (d) : intrados du profil avec la toile métallique tissée.
(e) vue sur le côté droite du profil montrent la forme du profil complet.

3.4.2 Description de la configuration expérimentale

Le profil est évalué dans une soufflerie anéchoïque, où le conduit amène l’écoulement, généré par un
ventilateur en amont, jusqu’à une chambre anéchoïque. Le conduit est spécialement traité pour absorber
le bruit du ventilateur et maintenir une faible intensité turbulente de l’écoulement.

Un convergent ajuste la section de sortie du conduit, de 56 x 56 cm2 à 56 x 30 cm2, pour correspondre
à l’envergure du profil.

Juste en amont du convergent, une grille de turbulence (1) est placée pour induire des fluctuations
turbulentes aux caractéristiques définies, telles que l’intensité turbulente et l’échelle intégrale. Les valeurs
de ces grandeurs sont analysées plus en détail dans la section 3.5.3 sur l’étude en configuration de grille
d’aubes.

Le profil aérodynamique (2), installé verticalement avec un angle d’attaque α de 0°, est fixé entre des
plaques horizontales, comme illustré sur la Figure 3.21.

Une antenne microphonique, avec un rayon de R=195 cm et couvrant un secteur angulaire de 120°,
est centrée sur le bord de fuite du profil du côté intrados. Cette antenne, composée de 13 microphones
espacés de △θ = 10◦, est présentée sur la Figure 3.20.
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Figure 3.20. Schéma représentatif de la configuration expérimentale : (1) grille de tur-
bulence, (2) profil aérodynamique, et (3) microphone placé à un angle de
-30 degrés par rapport à l’écoulement moyen.

(a) (b)

Figure 3.21. Photos de la configuration expérimentale. (a) : Sortie de soufflerie et profil
installé. (b) : Salle d’essai.

3.4.3 Résultats expérimentaux

3.4.3.1 Bruit de jet

Le bruit de jet, résultant de l’écoulement libre sortant de la base de la soufflerie [170, 171], représente
une contrainte significative, car il constitue une source de bruit parasite constante durant les essais. Afin
d’assurer la fiabilité des essais aéroacoustiques, il est crucial de vérifier que le bruit de jet reste inférieur au
bruit produit par le profil étudié. De ce fait, avant de comparer le profil passif au profil rigide (Baseline),
une évaluation préalable du bruit de jet par rapport au bruit généré par le profil rigide s’impose. Cette
démarche est essentielle pour identifier les plages fréquentielles exploitables durant les essais.

Pour réduire les oscillations présentes dans les spectres, un filtrage glissant [172] sur une bande de 50
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Hz a été appliqué. Cette technique contribue à clarifier les courbes obtenues, rendant leur interprétation
plus claire.

Les mesures de pression acoustique, réalisées grâce à l’antenne de microphones, fournissent les données
nécessaires pour estimer le niveau de pression acoustique (SPL) du signal, exprimée en décibels par hertz
(dB). Cette estimation est formalisée par l’expression (3.10).

SPLdB = 10log10

(
Spp

p2
ref

)
(3.10)

Où Spp représente la densité spectrale de puissance des fluctuations de pression et pref = 2 × 10−5

Pa est la pression de référence.
Les mesures de pression acoustique, effectués pour des angles de θ = −30◦ et θ = −150◦, et présentés

respectivement sur les figures 3.22 et 3.23, révèlent que le bruit produit par le profil dépasse celui du jet
pour une gamme de fréquences allant de 100 Hz à 5 kHz à haute vitesse. Pour les vitesses plus faibles,
la limite est plus basse pour l’angle θ=-30° Dans cette gamme fréquentielle, le bruit associé au profil se
distingue clairement de celui du jet, ce qui rend ces fréquences particulièrement pertinentes pour l’analyse
de nos données.
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Figure 3.22. SPL en [dB] pour le microphone "mic :1" à -30° de l’axe de l’écoulement.

En s’éloignant du bord de fuite, nous observons le bruit de jet du côté du bord d’attaque sous un
angle θ=-150°. La bande fréquentielle où le bruit de profil domine par rapport au bruit de jet s’étend
jusqu’à 10 kHz pour des vitesses élevées (100 m/s). Cette limite diminue pour des vitesses plus faibles.

102 103 104

Frequency [Hz]

0

20

40

60

80

SP
L 

 [d
B/

Hz
]

102 103 104

Frequency [Hz]

0

5

10

15

20

SP
L R

ig
id

SP
L N

A
 [d

B/
Hz

]

Continuous line: No airfoil
Dashed line: Baseline

U0 = 30 m/s
U0 = 50 m/s

U0 = 80 m/s U0 = 100 m/s

Figure 3.23. SPL en [dB] pour le microphone "mic :13". à -150° de l’axe de l’écoulement
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3.4.3.2 Bruit du profil traité

L’analyse du niveau de pression acoustique (SPL) mesuré par le microphone n°1, positionné à -30°
par rapport à la direction d’écoulement sortant( illustrée en Figure 3.20) révèle, d’après les données de
la Figure 3.24, que le profil passif tend à produire davantage de bruit que le profil de référence. On
peut remarquer à une vitesse d’écoulement moyenne de U0 = 50 m/s, une diminution légère du bruit est
observée autour de 400 Hz.

En examinant les mesures prises par les microphones positionnés ver l’amont, tel le microphone n°13
situé à -150° par rapport à la direction d’écoulement, le SPL indiqué sur la Figure 3.25 montre que le
profil passif génère marginalement moins de bruit comparé au profil rigide. Cette réduction de bruit est
modeste aux basses fréquences, moins de 1 dB, mais s’accroît avec la fréquence, atteignant jusqu’à 2
ou 3 dB aux alentours de 2.5 kHz pour les vitesses élevées. Pour des fréquences supérieures, le bruit
produit par le profil poreux excède celui du profil rigide.
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Figure 3.24. SPL en [dB] en fonction de la fréquence pour le microphone "mic :1"(θ =
−30°). (–) : ligne continue décrit le profil de référence, (- -) : ligne dis-
continue décrit le profil poreux et chaque couleur correspondant a une
vitesse d’écoulement moyenne
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Figure 3.25. SPL en [dB] en fonction de la fréquence pour le microphone "mic :13"(θ =
−150°). (–) : ligne continue décrit le profil de référence, (- -) : ligne dis-
continue décrit le profil poreux et chaque couleur correspondant a une
vitesse d’écoulement moyenne
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Pour analyser la répartition du champ acoustique, la directivité de ce champ (OASPL) a été repré-
sentée sur les figures 3.26a et 3.26b. L’OASPL a été calculé par intégration de la densité spectrale de
puissance Spp de chaque microphone sur une plage de fréquences allant de fmin = 500 Hz à fmax = 5000
Hz. Cette opération permet de déterminer le carré de la pression acoustique p̂2 en fonction de l’angle de
mesure θ, conformément à la formule (3.11) :

p̂2(θ) =
∫ fmax

fmin

Spp(θ, f) df (3.11)

L’OASPL en dB est ensuite déterminé par l’expression (3.12).

OASPLdB(θ) = 10 log10

∫ fmax

fmin
Spp(f, θ) df
p2

ref

 (3.12)

Avec pref = 2 · 10−5 Pa.
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Figure 3.26. Directivité du champ acoustique (OASPL) calculée sur la bande de fré-
quence [100 Hz ; 5000 Hz], (a) : Directivité pour les vitesses d’écoulement
moyennes U0 ∈ {30 ms−1, 50 ms−1} et (a) : Directivité pour les vitesses
d’écoulement moyennes U0 ∈ {80ms−1, 100ms−1}.

Il convient de souligner qu’entre les angles de mesure de -90° et -30°, le profil poreux génère davan-
tage de bruit que le profil rigide. En revanche, pour les points de mesure situés entre -90° et -150°, les
OASPL des profils de référence et poreux sont similaires, avec une légère réduction grâce au poreux à 100
m/s. Cette diminution de la différence entre le profil de référence et le profil poreux est moins marquée
par rapport à ce qui a été observé précédemment sur les niveaux de pression sonore (SPL) mesurés à
-150° (Figure 3.25), ce qui peut s’expliquer par la prédominance des basses fréquences lors du calcul de
l’OASPL.

Les spectres présentés en Figure 3.24 pour θ = -30° et en Figure 3.25 pour θ = -150° montrent que les
OASPL sont principalement dominés par le contenu à basses fréquences. Le bruit additionnel introduit
par le profil poreux à basses fréquences pour θ = -30° n’est pas visible pour θ = -150°, ce qui explique
cette diminution de l’écart entre les deux configurations pour les microphones situés vers l’amont.

Des investigations complémentaires ont été menées concernant la puissance acoustique rayonnée au
travers de l’arc de microphones, qui est estimée selon la formule (3.13). Sa conversion en décibels (dB)
est explicitée par l’expression (3.14).
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W (f) ≈
∫

S

Spp

ρ0c0
dS (3.13)

Telle que dS ≈ Rdθh et h = 1 m.
La puissance acoustique en dB est définie par l’expression 3.14.

WdB = 10log10

(
W (f)
Wref

)
(3.14)

Les graphiques illustrant la puissance acoustique estimée, présentés dans la Figure 3.27, montrent que le
profil poreux domine en termes de puissance acoustique, sauf dans la zone de fréquences avoisinant les
2.5 kHz, où une diminution modeste de l’ordre de 1 dB est observée.

Cette étude préliminaire en configuration de profil isolé semble ici, assez peu concluante. Le profil
poreux ne semble pas avoir d’effet bénéfique significatif sur les sources acoustiques du bruit d’interaction.
Dans les sections suivantes, une configuration de grille d’aubes est étudiée pour laquelle une atténuation
acoustique associée à la propagation dans les canaux inter-aubes est espérée.
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Figure 3.27. La puissance acoustique estimée en fonction de la fréquence. (–) : ligne
continue décrit le profil de référence, (- -) : ligne discontinue décrit le
profil poreux et chaque couleur correspondant à une vitesse d’écoulement
moyenne.

3.4.3.3 Conclusions

Dans cette étude, une analyse aéroacoustique a été réalisée sur un profil isolé dans une soufflerie,
avec des mesures effectuées en champ lointain. Les résultats ont révélé une amplification du bruit près de
l’axe central, probablement due à l’apparition d’une source additionnelle sur la surface. En s’éloignant
de l’axe central vers le bord d’attaque, les résultats s’améliorent légèrement pour les hautes fréquences,
ce qui suggère que cette source rayonne principalement vers l’aval. Par conséquent, les performances
aérodynamiques seront examinées dans la partie suivante.
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3.5 Étude de la configuration d’une grille d’aubes

L’étude initiale d’un profil isolé a servi de fondation à une analyse préliminaire strictement axée sur
l’acoustique, utilisant une antenne microphonique positionnée du côté intrados du profil, sans variation
de l’angle d’attaque. En contraste, un OGV (Outlet Guide Vane) se présente sous forme d’une grille
d’aubes annulaire, comme le montre la Figure 3.28, où des effets de grille peuvent modifier le rayonnement
acoustique [173].

L’utilisation de matériaux poreux sur la surface des aubes peut accentuer l’absorption acoustique
dans une configuration de grille, car les ondes acoustiques se propagent dans les canaux inter-aubes,
représentent des portions de conduits acoustiquement traités. Toutefois, l’analyse d’une grille d’aubes
annulaire représente un défi en termes de mise à l’échelle de solutions comme le traitement poreux discuté
dans ce chapitre.

Nous nous concentrons davantage sur une configuration de grille d’aubes linéaire, qui maintient les
effets de grille tout permettant de conserver des dimensions d’aubes compatibles avec l’inclusion de
matériaux poreux. Cette configuration a été étudiée dans de nombreux travaux, notamment ceux de
Sabah [174] et Finez [175].

La génération de bruit par interaction turbulences-profil étant un point central, nous employons un
dispositif de génération de turbulence similaire à celui utilisé pour le profil isolé. De plus, un barreau
en amont de l’aube centrale a été considérée avec la possibilité de générer un sillage avec d’importantes
composantes harmoniques.

(a)

(b)

Figure 3.28. OGV (Outlet Guide Vane). (a) : Vue complète ; (b) : Zoom sur la grille.

L’utilisation de matériaux poreux sur la surface des aubes pourrait significativement améliorer l’ab-
sorption acoustique dans une configuration de grille d’aubes, où les ondes acoustiques circulent entre
les aubes, créant ainsi une conduite acoustiquement traitée. Néanmoins, l’analyse d’une grille d’aubes
annulaire présente des défis, particulièrement en ce qui concerne l’adaptation de solutions telles que le
traitement poreux discuté dans ce chapitre.

Nous nous concentrons donc sur une configuration de grille d’aubes linéaire, préservant les effets de
grille tout en accommodant des aubes aux dimensions adaptées au traitement poreux. Cette approche a
fait l’objet de diverses études, notamment celles référencées par [174] et [175].

L’interaction entre les turbulences et le profil étant une source majeure de bruit, un dispositif de
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génération de turbulence est employé, similaire à celui utilisé pour le profil isolé précédemment étudié.
De plus, nous envisageons d’explorer l’impact d’un barreau placé en amont de l’aube centrale pour induire
un sillage avec d’importantes composantes harmoniques.

3.5.1 Dispositif expérimental

La grille linéaire utilisée pour ces essais est schématisée sur la Figure 3.29 comprend 7 aubes de
modèle NACA-7310, avec une corde mesurant c = 12 cm, une envergure de L = 20 cm, et un espace
inter-aubes s = 85 mm. Ces aubes sont maintenues entre deux plaques horizontales, équipées de larges
disques conçus pour permettre la rotation de la grille afin d’ajuster l’angle d’attaque. Ces disques sont
centrés sur le bord de fuite de l’aube centrale. Les plaques latérales, situées de part et d’autre de la grille,
sont conçues pour suivre la ligne de cambrure des aubes pour leur angle d’attaque, s’étendant jusqu’à
leur bord de fuite (Figure 3.29). Les aubes ont un angle de calage ψ = 13◦. Quant à l’angle d’attaque αc,
sa valeur nominale est 21◦, avec une possibilité de variation de ±8◦, donnant lieu aux valeurs suivantes
pour les essais : {13◦, 16◦, 21◦, 26◦, 29◦}. L’angle βc, formé par la normale au plan de la grille et la
direction de l’écoulement incident, est défini par βc = αc + ψ.
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Figure 3.29. Schéma représentatif de la grille d’aube linéaire étudiée.

Des brosses souples, illustrées sur les figures 3.30a et 3.30b, sont attachées aux extrémités des plaques
de maintien horizontales afin de minimiser les bruits parasites résultant de la diffraction des couches
limites turbulentes. La grille d’aubes est positionnée au sein de la soufflerie anéchoïque du LMFA, où
le conduit amont, permettant l’acheminement de l’écoulement généré par le ventilateur, présente des
dimensions de 0.56 × 0.56 m2. Un convergent, placé à environ 0.6 m en amont du bord d’attaque de
l’aube centrale, réduit la section transversale de 0.56 × 0.56 m2 à 0.56 × 0.2 m2.

La présence de la grille d’aubes modifie la trajectoire de l’écoulement incident. Afin d’assurer une
sortie de l’écoulement à travers l’ouverture aval de la chambre anéchoïque, cette déviation est compensée
par l’introduction d’un coude situé en amont du convergent. Ce coude est muni de déflecteurs internes
conçus pour orienter l’écoulement et prévenir le décollement.
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(a) (b)

Figure 3.30. Photos de la configuration expérimentale. (a) : vue de l’extrados des pro-
fils et (b) : vue montre l’installation.

Dans cette configuration, il est envisageable d’intégrer une grille de turbulence métallique, schématisée
sur la Figure 3.31a, en amont du convergent comme illustré sur la Figure 3.32, avec des dimensions
de 0.56 × 0.56 m2. La grille métallique a une ouverture L = 55 et une épaisseur de barre eg = 20.
Alternativement, un barreau, représenté sur la Figure 3.31b, d’un diamètre D = 10 mm, peut aussi être
positionné en amont de l’aube centrale, à une distance équivalente à la longueur d’une corde.

L

(a) (b)

Figure 3.31. (a) : Grille de turbulences. (b) : barreau circulaire pour étudier le bruit
tonal.
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Figure 3.32. Schéma représentatif de veine d’essai et placement de la grille de turbu-
lences ainsi que de la grille d’aubes.

3.5.2 Instrumentations

3.5.2.1 Instrumentation aérodynamique

La veine d’essai a été spécifiquement équipée et instrumentée pour permettre une série d’analyses
détaillées sur les caractéristiques aérodynamiques de l’écoulement. La première étape consistait à carac-
tériser l’écoulement en amont interagissant avec les aubes. Pour y parvenir, la pression statique a été
mesurée grâce à une ligne de 35 prises de pression disposées sur la paroi inférieure du conduit dans la
direction transverse derrière le convergent.

L’une des contraintes de cette étude était d’assurer l’homogénéité de l’écoulement dans une section
transverse à l’amont de la grille d’aubes, et d’éviter un phénomène de décollement en aval du coude.
La conséquence d’un tel décollement serait un écoulement incident différent sur chacune des aubes de la
grille.

Pour contrôler l’homogénéité de l’écoulement, un ensemble de 35 prises de pression statique a été
installé à la paroi inférieure du conduit, en aval du convergent, sur une ligne transverse. Cette ligne est
représentée en vert sur la figure 3.33a.

De plus des mesures de vitesse moyenne et fluctuante ont été réalisées par anémométrie au fil chaud
à l’amont de la grille, en s’appuyant sur la méthodologie établie par Comte-Bellot [176]. Des profils de
vitesse ont été mesurés sur 2 lignes parallèles au front de la grille d’aubes situées 0.05 m et 0.2 m en amont
des bords d’attaques, et à mi-hauteur de la section d’essai. La position de ces profils est représentée en
rouge sur la figure 3.33a. Les profils réalisés au fil chaud ne traversent pas l’intégralité de la section d’essai
en raison de limitations liées aux vibrations de la sonde lorsque le bras support pénétrait d’une longueur
trop importante dans la veine. Ces mesures de vitesses ont été réalisées au moyen de fil chauds simples
et, dans un second temps, avec une sonde à 2 fils chauds croisés. Dans le cadre des travaux présentés
dans ce chapitre, seuls les résultats des mesures au fil chaud simple sont présentés. De même des mesures
au fil chaud de la couche limite se développant à la paroi inférieure, juste en aval du convergent ont été
réalisées mais ne sont pas présentées dans ce chapitre.
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‘
(a)

‘
(b)

‘
(c)

Figure 3.33. Schéma de la veine d’essai et photo des sondes fil chaud installées à
l’amont.

A l’aval de la grille des profils de vitesse ont été réalisés dans le sillage des aubes à l’aide d’une
sonde à fil chaud simple. Ces mesures sont effectués en se focalisant sur une ligne parallèle aux bords de
fuite de la grille d’aubes et positionnée à 15 mm en aval à mi-envergure. Il est important de souligner
que ces profils étaient limités uniquement aux deux premières aubes et à des vitesses avoisinant les 100
m/s, au-delà desquelles les complications liées aux vibrations des sondes devenaient prédominantes. Ces
données permettent de comparer les performances aérodynamiques entre les aubes de référence et celles
équipées de matériaux poreux.

Pour le cas de référence, l’aube centrale a été équipée de 24 prises de pression (Figure 3.34a), réparties
sur l’intrados et l’extrados, permettant de mesurer la pression statique, et donc d’évaluer le coefficient
de pression, ainsi que d’analyser les fluctuations de pression. Ces fluctuations sont particulièrement
intéressantes pour identifier les sources de bruit générées par l’interaction de la turbulence avec le profil
ou de la couche limite avec le bord de fuite notamment à travers les 6 points de mesure (Figure 3.34b)
disposés transversalement près du bord de fuite, du côté extrados.
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(a)

(b)

Figure 3.34. Distribution des points de mesure sur la surface du profil central de réfé-
rence.

3.5.2.2 Instrumentation acoustique

Pour l’instrumentation acoustique à l’aval de la grille d’aubes, une antenne microphonique circulaire
est utilisée. Située dans la chambre sourde, cette antenne, composée de 14 microphones et d’un rayon
R = 1.95 m, est centrée sur le bord de fuite de l’aube centrale, comme le montre la Figure 3.35. Les
microphones sont disposés de manière équidistante entre −90◦ et +90◦, avec un intervalle de △θ = 10◦.
Une zone sans microphones est prévue entre −20◦ et 40◦ afin d’éviter de placer des microphones dans
l’écoulement sortant de la grille d’aubes.

(a)

(b)

Figure 3.35. Emplacement des microphones de mesure.
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En complément, trois microphones (#27, #28 et #29), illustrés sur la Figure 3.35a, ont été positionnés
sur la paroi inférieure, à proximité du bord de fuite de l’aube centrale. Cependant, en pratique, ces
microphones ne sont pas utilisés dans ces travaux.

A l’amont de la grille une antenne linéaire, détaillée sur la Figure 3.33a et composée de 26 microphones,
a été installée sur la paroi inférieure, alignée avec l’axe du conduit. Elle se situe en amont de la grille
d’aubes et en aval du convergent, avec un espacement de 10 mm entre chaque microphone. Cette antenne
a servi à étudier le rayonnement acoustique en direction de l’amont, en séparant les ondes acoustiques
se propageant vers l’amont des ondes acoustiques et des fluctuations de pression turbulentes se dirigeant
vers l’aval.

3.5.3 Analyse aérodynamique

3.5.3.1 Écoulement amont

L’analyse de l’écoulement commence par une évaluation en amont de la grille pour en vérifier l’homo-
généité à travers la section d’essai. La Figure 3.36 illustre les profils de pression statique relative obtenus
transversalement le long de la plaque horizontale inférieure, positionnée en amont de la grille d’aubes
mais après la buse. Les données révèlent une distribution de pression statique uniforme sur toute la
section, suggérant l’absence de zones de décollement de l’écoulement, malgré la présence du coude en
amont de la buse.
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Figure 3.36. Profils transversaux de la pression statique relative en amont de la grille
pour les vitesses d’écoulement en amont : 45 m/s (noir), 75 m/s (blue) et
100 m/s (rouge).

La Figure 3.37 détaille les profils de vitesse moyenne obtenus via une sonde à fil chaud unidirection-
nelle, positionnée le long d’une ligne parallèle à la ligne de bord d’attaque de la grille, à 0,2 m en amont
les bords d’attaque des aubes. La localisation de ce profil est indiquée en rouge sur la Figure 3.33a. Ces
profils de vitesse moyenne sont normalisés par rapport à la vitesse moyennée sur l’ensemble du profil,
montrant une variation maximale de ±1 % autour de cette moyenne pour les deux vitesses d’écoulement
examinées. Ces mesures ont été réalisées en absence de la grille de turbulence, révélant que l’espacement
des zones de déficit de vitesse correspond à la distance entre les déflecteurs dans le coude en amont de
la buse.
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Figure 3.37. Profils de vitesse moyenne normalisés mesurés à 0,2 m en amont de la cas-
cade, sans la grille de turbulence, pour les vitesses d’écoulement amont :
45 m/s (noir) et 100 m/s (rouge).

Il est essentiel de caractériser le spectre de vitesse de la turbulence induite par le dispositif de turbu-
lence placé en amont de la buse, car il constitue un facteur clé dans le mécanisme de génération de bruit
par interaction de la turbulence, qui est au cœur de cette étude.

Les spectres de vitesse turbulente, dérivés des mesures effectuées avec une sonde à fil chaud unidi-
rectionnelle au point marqué en bleu sur la Figure 3.33a, sont illustrés sur la Figure 3.38 en traits noirs
pour deux vitesses d’écoulement. Ces données expérimentales permettent l’estimation d’une échelle de
longueur intégrale Λ et de l’intensité de la turbulence TI, caractérisant la turbulence incidente sur la
grille.

L’intensité de la turbulence est exprimée par TI =
√

u′2

U2
0

, où U0 désigne la vitesse moyenne d’écoule-
ment et u′2 représente la moyenne du carré des fluctuations de vitesse enregistrées par la sonde à fil chaud.
Cette dernière est calculable à partir des spectres en fréquence unilatéraux obtenus expérimentalement
par :

(a) (b)

Figure 3.38. Densité spectrale de puissance de la composante de vitesse axiale mesurée
à 0,2 m en amont de la grille. (a) : modèle de Liepmann et (b) : modèle
de Von Karman.

u′2 =
∫ +∞

0
Suu(f)df (3.15)
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où Suu est la densité spectrale de la fluctuation de vitesse.
L’échelle de longueur intégrale peut être calculée comme suit :

Λ = U0Suu(f = 0)
4u′2

(3.16)

Dans l’analyse des données, une approche pratique consiste à prendre la moyenne des spectres expérimen-
taux sur les 10 premiers points plutôt que d’utiliser directement Suu(f = 0). En raison de l’oscillation des
spectres à basse fréquence, les valeurs de Ti et Λ obtenues pour les deux vitesses d’écoulement considérées
sont présentées dans la Table 3.2.

Il est intéressant de comparer les spectres de vitesse obtenus expérimentalement aux modèles clas-
siques de turbulence homogène isotrope.

En effet, certaines méthodes analytiques ou numériques nécessitent une description spectrale des
fluctuations de vitesse turbulente, notamment de la composante de vitesse normale aux aubes. Si les
fluctuations de vitesse axiale mesurées ici sont en bon accord avec un modèle de turbulence homogène
isotrope, il devient alors envisageable d’utiliser ce modèle pour en déduire un spectre des fluctuations de
vitesse transverses.

Les modèles de turbulence considérés ici sont ceux de Liepmann et de Von Kármán (section 2.3.4).
Les expressions des densités spectrales de puissance de la fluctuation de vitesse axiale pour les modèles
de Liepmann et de Von Kármán sont données respectivement par les expressions (3.17) et (3.18). .

Il est ainsi possible d’analyser la concordance entre les résultats de mesure et ces modèles, en utilisant
les valeurs de u′2 et Λ calculées tel que décrit précédemment.

Alternativement, il est possible d’ajuster un modèle de spectre aux données expérimentales par la
méthode des moindres carrés pour en déduire des valeurs de u′2 et Λ qui minimisent les écarts aux
modèles.

Suu(f) = 4u′2Λ
U0

1
1 + (k1Λ)2 (3.17)

Suu(f) = 4u2Λ
U0(1 + k̃2

1)5/6 (3.18)

Où k1 = 2πf
U0

représente le nombre d’onde et k̃1 = k1
ke

(ke décrit dans la section 2.3.4).
Dans la Figure 3.38, les spectres calculés selon les modèles de Liepmann et Von Kármán, avec les va-

leurs théoriques de u′2 et Λ telles que déterminées par les équations (3.15) et (3.16), sont tracés en lignes
bleues. Parallèlement, les spectres obtenus par ajustement des moindres carrés du modèle de turbulence
aux données expérimentales sont illustrés en lignes rouges. Les résultats montrent une excellente corres-
pondance entre les spectres théoriques, les ajustements des moindres carrés et les données expérimentales
pour le modèle de Liepmann, à l’exception d’un faible écart vertical sur le plateau horizontal observé
entre les deux modélisations de Liepmann à une vitesse U0 = 43 m/s. Pour le modèle de Von Kármán,
l’accord avec les données expérimentales est moins satisfaisant, notamment au niveau de la pente de
décroissance des spectres à haute fréquence. Les valeurs de TI et Λ extraites à la fois des équations (3.15)
et (3.16), ainsi que de l’ajustement des moindres carrés, sont récapitulées dans le tableau 3.2. Ces valeurs,
bien que très proches les unes des autres, montrent une légère variation en fonction des deux vitesses
d’écoulement étudiées.
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U0 = 43 ms−1 U0 = 95 ms−1

TI(%) Λ(mm) TI(%) Λ(mm)

Théorique 6.1 11.2 4.9 13.3
Régression de Lipmann au moindre carré 6.5 11.2 5.0 12.6

Régression de Von Karman au moindre carré 6.5 11.2 5.4 11.4

Table 3.2. Propriétés de l’écoulement turbulent déduites a partir des mesures au fil
chaud à l’amont.

3.5.3.2 Pression statique sur les aubes de référence

Pour la configuration de référence uniquement, l’aube centrale est équipée de prises de pression
permettant d’analyser le coefficient de pression. Ce travail de thèse ne s’intéresse pas particulièrement
aux performances aérodynamiques du profil de référence, mais l’analyse du coefficient de pression peut
permettre de vérifier que l’écoulement autour des aubes ne présente pas de zones de décollement. La
présence d’une telle zone indiquerait que les conditions aérodynamiques ne sont pas très représentatives
d’un OGV, et pourrait entraîner l’apparition de sources de bruit additionnelles, qui ne sont pas l’objet
de cette étude.

Le coefficient de pression est représenté en Figure 3.39 pour la grille d’aubes à l’angle d’attaque
nominal (αc = 21◦, βc = 34◦) pour 2 vitesses : U0 = 117 m/s correspondant à M=0.34 et U0 = 182 m/s
correspondant à M=0.54. Du côté intrados, le coefficient varie assez peu. Du côté extrados, on observe
des valeurs de Cp plus faibles sont observées, avec un minimum autour de x/c = 0.15, qui correspond à
une région dans laquelle le fluide est accéléré.

Pour les deux vitesses considérées, on peut remarquer un petit décrochage de la courbe à l’extrados
assez proche du bord d’attaque. Cela pourrait indiquer la présence d’une petite zone de recirculation.
Néanmoins, l’allure de ces distributions de Cp indiquent qu’il n’y a pas de décollement de l’écoulement.
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Figure 3.39. Pression statique mesurée sur la surface du profil central de référence
(Baseline) pour αc = 13◦, 16°, 21° et 29°.
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3.5.3.3 Profils de sillage

Des mesures de vitesse ont été réalisées dans le sillage de la cascade à l’aide d’une sonde à fil chaud
unidirectionnelle, positionnée à 15 mm derrière les bords de fuite et suivant une trajectoire illustrée en
rouge sur la Figure 3.33a. Ces mesures de sillage ne peuvent être réalisées que pour la valeur nominale
de l’angle d’attaque des aubes (αc = 21◦, βc = 34◦). Les profils de vitesse, incluant les valeurs moyennes
et les valeurs RMS, ont été normalisés par rapport à la vitesse moyenne observée au centre d’un espace
inter-aubes, c’est-à-dire l’espace situé entre deux aubes.

Les profils de sillage de la vitesse moyenne, obtenus pour deux vitesses d’écoulement distinctes, sont
illustrés sur la Figure 3.40. Dans le cas de la configuration poreuse, on observe un déficit de vitesse
maximal nettement supérieur à celui de la configuration de référence, accompagné d’un élargissement
significatif du sillage. Cette tendance à l’élargissement s’accentue encore plus à la vitesse d’écoulement
la plus élevée. De plus, le sillage de la configuration poreuse tend à se décaler vers le côté extrados de
l’aube. Globalement, ces caractéristiques de sillage pourraient indiquer une séparation de l’écoulement
ou, à tout le moins, un épaississement considérable des couches limites du côté extrados, ce qui pourrait
entraîner une baisse des performances aérodynamiques pour la configuration poreuse.
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Figure 3.40. Profils de vitesse moyenne mesurés en aval des aubes, normalisés par la
vitesse moyenne au milieu d’un canal inter-aubes. L’angle de la ligne de
front de la cascade est αc = 21° et l’écoulement amont a une vitesse U0
= 46 m/s (a) et U0 = 100 m/s (b).
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Figure 3.41. Profils de vitesse RMS mesurés en aval des aubes, normalisés par la vitesse
moyenne au milieu d’un canal inter-aubes. L’angle de la ligne de front de
la cascade est αc = 21° et l’écoulement amont a une vitesse U0 = 46 m/s
(à gauche) et U0 = 100 m/s (à droite).

Les profils de la valeur RMS des fluctuations de vitesse relevées dans le sillage sont représentés sur
la Figure 3.41. Des fluctuations de vitesse sont observables principalement dans la région correspondant
au déficit de vitesse moyenne. Les fluctuations sont la trace des couches limites turbulentes qui se sont
développées le long des aubes. On observe aussi deux pics à chaque fois, correspondant aux couches
limites de l’intrados et de l’extrados. Pour la configuration poreuse, tant l’amplitude que la largeur des
fluctuations de vitesse sont accrues, particulièrement à la vitesse d’écoulement la plus élevée. L’état de
surface des aubes poreuses, recouvertes de tissu métallique, peut être associé à un épaississement et une
augmentation de l’intensité turbulente des couches limites. Il apparaît aussi que l’épaisseur de la couche
limite du côté extrados est nettement plus importante pour le profil poreux, ce qui corrobore l’idée d’une
potentielle séparation de l’écoulement.

La cause précise de cette séparation potentielle reste incertaine. Elle pourrait être liée à la dynamique
de l’écoulement autour du profil aérodynamique, où le fluide est susceptible de traverser la surface poreuse
et d’interagir avec les raidisseurs internes, ou bien être due à des variations dans la géométrie du profil
poreux par rapport à la référence, engendrées par son assemblage complexe.

3.5.4 Analyse acoustique

3.5.4.1 Rayonnement vers l’aval

L’antenne microphonique illustrée par la Figure 3.35 nous a permis d’examiner le bruit émis par la
grille d’aubes vers l’aval, à une distance de 1.95 m du bord de fuite. Dans un premier temps, les spectres
de SPL peuvent être analysés pour quelques positions angulaires de l’antenne. Les résultats présentés ici
se focalisent sur deux vitesses d’écoulement correspondant à des nombres de Mach M=0.34 et M=0.53,
ainsi que sur les angles d’attaque αc = 16◦, 21° et 29°.
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Figure 3.42. Densité de pression acoustique pour l’angle d’attaque αc = 21◦, θ = −60◦

et θ = −90◦.

Pour l’angle d’attaque nominal αc = 21◦ une absorption plus importante pour des fréquences entre
2,5 kHz et 10 kHz est observée pour une mesure à θ = −60◦ (Figure 3.42) par rapport à une mesure à
θ = −90◦
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(a) θ = 60◦.
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Figure 3.43. Densité de pression acoustique pour l’angle d’attaque αc = 21◦ θ = 60◦

et θ = 90◦.

Pour le même angle d’attaque, une absorption couvrant une plage fréquentielle plus large (entre 2.5
kHz et 10 kHz) est observée pour une mesure à θ = 90◦ (Figure 3.43), par rapport à une mesure à
θ = 60◦. Par ailleurs, pour une mesure à θ = 60◦, l’absorption peut atteindre 5 dB entre 4 kHz et 10
kHz. De plus, à basses fréquences (f < 1200 Hz), les aubes poreuses émettent davantage de bruit pour
une mesure à θ = 60◦, surtout pour M = 0.53.

L’angle d’attaque influence les performances acoustiques du profil : une augmentation de l’angle
d’attaque entraîne une diminution de la réduction acoustique (Figure 3.45). Par ailleurs, la diminution
de l’angle d’attaque αc (Figure 3.44) résulte en une absorption acoustique pour les mêmes angles de
mesure θ = −60◦ et θ = 60◦ légèrement inférieure à celle trouvée pour l’angle d’attaque nominal.
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Figure 3.44. Densité de pression acoustique pour l’angle d’attaque αc = 16◦.
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(a) θ = −60◦.
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Figure 3.45. Densité de pression acoustique pour l’angle d’attaque αc = 29◦.

Les mesures pour un angle d’attaque αc = 13◦ à M = 0.53 n’ont pas été effectuées afin d’éviter la
destruction des aubes.
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103 104

Frequency [Hz]

4

2

0

2

4

6

SP
L

=
SP

L R
SP

L P
 [d

B/
Hz

]

c = 16
c = 21
c = 29

(b) θ = −60◦, M=0.53.

Figure 3.46. Différence de densité de puissance acoustique SPLR − SPLP pour une
mesure à θ = −60◦.

77



CHAPITRE 3. ÉTUDES EXPÉRIMENTALES D’UN PROFIL PASSIF

Pour le même angle de mesure θ = −60◦ côté intrados et M=0.53 (Figure 3.46b), les angles d’attaque
αc = 16◦, 21◦ et 29◦ sont presque similaires en haute fréquence (f > 1.2 kHz) avec une absorption
dépassant 6 dB autour de f = 6.5 kHz. Par ailleurs, pour M = 0.34 et un angle d’attaque αc = 13◦

(Figure 3.46a), les aubes poreuses émettent plus de bruit pour f > 6 kHz et présentent une performance
similaire à celle d’autres angles d’attaque pour les autres fréquences.

Pour les mesures à θ = 60◦ côté extrados (Figure 3.47), l’effet de l’angle d’attaque est presque similaire
à celui remarqué précédemment pour θ = 60◦ côté extrados. Par ailleurs, l’absorption du côté extrados
est légèrement inférieure à celle du côté intrados. De plus, pour M = 0.53, l’absorption est presque stable
pour f > 2.5 KHz.
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(a) θ = 60◦, M=0.34.
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Figure 3.47. Différence de densité de puissance acoustique SPLR − SPLP pour une
mesure à θ = 60◦.

L’analyse du niveau de pression sonore (SPL) permet également d’évaluer les niveaux de pression
sonore globaux (OASPL), offrant une perspective sur la répartition acoustique dans l’espace. Les OASPL
tracés pour les mêmes vitesses d’écoulement que les SPL, et présentés sur la Figure 3.48, révèlent que le
bruit émis par les deux profils est plus prononcé du côté intrados. Pour la vitesse de 117 m/s les OASPL
indiquent que le bruit généré par le profil traité est supérieur à celui du profil de référence. En effet, le
profil traité est plus performant à haute fréquence, tandis qu’il génère plus de bruit à basses fréquences,
là où les niveaux sont les plus élevés. Étant donné que les OASPL résultent d’une intégration sur le
spectre, les basses fréquences prédominent et influencent significativement le résultat de l’intégration.

Pour la vitesse de 182 m/s, les niveaux OASPL pour les deux configuration sont très similaires
côté intrados. Du côté extrados, on peut remarquer une réduction du bruit grâce au concept poreux,
particulièrement pour l’angle d’attaque le plus élevé (αc = 29◦).

Concernant la distribution angulaire du bruit, il est clair que du côté intrados, les microphones placés
à −90◦ détectent un niveau de bruit plus élevé pour le profil traité comparé aux autres angles de mesure,
et ce niveau de bruit s’accroît avec l’angle d’attaque αc. Par contre, près du bord de fuite, à −20◦,
c’est l’angle d’attaque le plus faible, αc = 13◦, qui est associé au niveau de bruit le plus élevé. Du côté
extrados, le niveau de bruit émis par la grille d’aubes augmente avec l’angle d’attaque. Cette tendance
est similaire pour les deux vitesses d’écoulement examinées.
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Figure 3.48. Directivité de la densité spectrale de puissance acoustique (OASPL) in-
tégrée sur la bande de fréquence [200 Hz ;10 KHz].

L’évaluation de la puissance acoustique est intéressante dans notre analyse, car elle fournit une repré-
sentation intégrée dans l’espace du bruit émis par la grille d’aubes. Cela nous permet d’appréhender, pour
chaque fréquence, l’impact acoustique global. En focalisant sur les vitesses d’écoulement correspondant
à M=0.34 et M=0.54, il est observé que le traitement passif appliqué au profil entraîne une atténuation
notable du bruit par rapport au profil rigide pour les fréquences > 2 KHz. À titre d’exemple, pour un
angle d’attaque de αc = 21◦, une réduction acoustique atteignant 4 dB est constatée à la fréquence de 6
kHz. Cette atténuation diminue avec l’augmentation de l’angle d’attaque, se limitant à 2.5 dB pour un
angle de αc = 29◦. Il est également notable que l’ampleur de cette réduction acoustique s’accroît avec la
vitesse d’écoulement. Néanmoins, comme précédemment observé sur les SPL, le concept poreux entraine
une augmentation du bruit aux fréquences <2 KHz.

La puissance acoustique rayonnée par la grille d’aubes est calculée selon les expressions 3.13 et 3.14,
où dS ≈ Rdθh, R=1.95 m , dθ ≈ △θ = 10◦ et h=1 m.
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Figure 3.49. Puissance acoustique rayonnée par la grille d’aubes pour αc = 21◦.

Pour l’angle d’attaque nominal αc = 21◦ (Figure 3.49), une absorption est observée pour f > 1200
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Hz, pouvant atteindre 4 dB autour de 6.5 kHz dont l’absorption augmente avec la vitesse d’écoulement.
Un résultat similaire a été remarqué pour les SPL.
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Figure 3.50. Puissance acoustique rayonnée par la grille d’aubes pour αc = 29◦.

L’augmentation de l’angle d’attaque réduit l’absorption (2 dB au lieu de 4 dB) de la grille d’aubes
(Figure 3.50), le pic d’absorption à 6.5 kHz n’étant plus visible sur le spectre de puissance acoustique
rayonné pour αc = 29◦.

En approfondissant notre analyse, l’OAPWL (Overall Acoustic Power Level) peut être tracé, étant
calculé à partir de l’intégrale de la puissance acoustique entre 200 Hz et 10 kHz, et défini par l’expression
(3.19).

OAPWLdB = 10log10

∫ fmax

fmin
W (f)

Wref

 (3.19)

En représentant l’OAPWL en fonction du logarithme décimal de la vitesse d’écoulement moyenne U0 sur
la Figure 3.51, nous observons une relation quasi-linéaire entre ces deux quantités.
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Figure 3.51. Évolution de la puissance acoustique rayonné par la grille d’aube en fonc-
tion du logarithme décimal de la vitesse U0.
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Une interpolation linéaire fournit un coefficient directeur de 50.5, soit une relation puissance acoustique-
vitesse de l’ordre de Wtot =

∫ fmax

fmin
W (f)df ≈ awU

5
0 .

3.5.4.2 Rayonnement vers l’amont

Les 26 microphones, disposés en ligne en amont de la grille d’aubes et illustrés sur la Figure 3.35,
ont pour objectif de séparer et analyser le bruit émis par les profils en direction de l’amont. Le niveau
de pression sonore (SPL) enregistré par le microphone #1, présenté sur la Figure 3.52 pour un angle
d’attaque de αc = 21◦ et une vitesse d’écoulement correspondant à M = 0.53, englobe à la fois les
ondes acoustiques d’intérêt (bruit émis vers l’amont) et les fluctuations de pression liées à la couche
limite turbulente se propageant vers l’aval(Figure 3.52). Il est aussi possible que des ondes acoustiques
se propagent également vers l’aval. Par ailleurs, les fluctuations turbulentes ont tendance à prédominer
dans les spectres, rendant ainsi difficile la distinction des signaux acoustiques.
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Figure 3.52. SPL mesuré au microphone en amont (#1) pour une angle d’attaque
αc = 21◦ et une vitesse d’écoulement équivalent a M=0.53.

Afin d’extraire les ondes acoustiques qui se propagent vers l’amont, une décomposition en fréquence
et en nombre d’onde de la pression acoustique mesurée par l’antenne axiale est réalisée [177, 178].

Figure 3.53. Schéma du réseau linéaire de microphones en amont, et des perturbations
de pression se propageant en amont et en aval.

Pour ce faire, la matrice interspectrale Sij est formée à partir des transformées de Fourier des signaux
de pression p̂, pour chaque paire de microphones i, j, en utilisant une méthode de périodogramme avec
N segments de durée T
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Sij(ξij , ω) = 2π
T

1
N

N∑
n=1

p̂n(χ, ω)p̂∗
n(χj , ω)

= 2π
T

1
N

N∑
n=1

p̂n(χ, ω)p̂∗
n(χi + ξij , ω)

(3.20)

Où ξij = xj −xi représente la séparation entre les microphones i et j. Les éléments de Sij sont ensuite
classés par valeur croissante de ξij et, lorsque plusieurs paires de microphones ont la même valeur de ξij ,
une seule paire est conservée. Ceci résulte en un tableau S(ξ, ω) contenant un interspectre pour chaque
valeur de la séparation ξ qui peut être obtenue avec le réseau de microphones.

Le spectre nombre d’onde-fréquence est alors défini par :

Φpp(kx, ω) = 1
2π

∫ +∞

−∞
S(ξ, ω)eikxξdξ (3.21)

Un schéma des différentes régions du spectre nombre d’onde-fréquence Φpp correspondant aux perturba-
tions se propageant en amont ou en aval de nature acoustique ou turbulente est présenté dans la Figure
3.54.

Enfin, la densité spectrale de puissance des fluctuations de pression se propageant dans la direction
amont Sa

pp peut être récupérée en intégrant Φpp sur kx < 0 :

Sa
pp(ω) =

∫ 0

−∞
Φpp(kx, ω)dkx (3.22)

Figure 3.54. Régions du spectre nombre d’onde-fréquence ϕpp(kx, ω) correspondant
aux perturbations de pression en amont ou en aval associées aux ondes
acoustiques ou à la couche limite turbulente.

Suite à l’estimation du spectre nombre d’onde-fréquence, basée sur les mesures des fluctuations de
pression réalisées sur les profils de référence pour un écoulement moyen à M = 0.34, le résultat obtenu est
présenté sur la Figure 3.55. Cette représentation met en évidence les différentes régions qui correspondent
à celles illustrées sur la Figure 3.54, démontrant ainsi une cohérence entre les données mesurées et le
modèle théorique de décomposition.

82



CHAPITRE 3. ÉTUDES EXPÉRIMENTALES D’UN PROFIL PASSIF

Figure 3.55. Spectre nombre d’onde-fréquence Φpp pour le cas de référence (M = 0,34
(U0 = 117 m/s) et αc = 21◦).

Cette analyse a ensuite permis l’estimation du bruit émis par les profils en direction de l’amont,
illustrée pour les deux vitesses d’écoulement U0 = 117 m/s et 182 m/s évoquées précédemment dans
le spectre nombre d’onde-fréquence, et pour un angle d’attaque αc = 21◦ sur la Figure 3.56. Le niveau
de pression sonore (SPL) associé à ce bruit, tant pour le profil de référence (Baseline-upstream) que
pour le profil traité (Porous-upstream), révèle une différence significative par rapport au SPL du signal
non traité. Cette différence souligne l’influence de l’écoulement sur le signal et justifie l’emploi de notre
méthode de décomposition pour isoler le signal acoustique pertinent.

Sur le spectre correspondant à l’émission acoustique vers l’amont, une réduction notable est observée
en comparaison avec le profil de référence, atteignant environ 4 dB à 182 m/s (M=O.53) mais à 117
m/s (M=0.34). A l’exception de certaines fréquences proches de 1 kHz où l’on note soit une similitude
entre les bruits émis par les deux types de profils, soit une prédominance du bruit émis par le profil de
référence. Cette tendance à la réduction s’amplifie avec l’augmentation de la vitesse d’écoulement, un
résultat en accord avec les observations faites lors de l’étude du bruit émis vers l’aval.

(a) (b)

Figure 3.56. Spectre de fluctuation de pression en amont du profil estimé a l’aide de
l’antenne microphonique linéaire en amont de la grille d’aubes.
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3.5.4.3 Conclusion

Dans cette section, le rayonnement vers l’aval d’une grille d’aubes poreuse a été étudié. La grille
d’aubes a démontré une efficacité de réduction du bruit pour les hautes fréquences, de l’ordre de 6 dB
pour les SPL et de 4 dB sur la puissance rayonnée. Cette capacité d’absorption de la grille d’aubes
poreuse augmente avec la vitesse d’écoulement et diminue légèrement avec l’augmentation de l’angle
d’attaque. En revanche, à basse fréquence, la grille d’aubes émet soit le même niveau de bruit que la
grille de référence, soit un niveau de bruit plus élevé.

Une étude supplémentaire sur le bruit rayonné par la grille d’aubes vers l’aval est effectuée. La
méthode de décomposition fréquence-nombre d’onde est adoptée pour extraire le bruit rayonné par la
grille d’aubes du signal mesuré par l’antenne microphone axiale. Dans cette étude, une réduction est
remarquée pour les hautes fréquences atteignant 4 dB pour M = 0.53. Cette absorption augmente avec
la vitesse d’écoulement. Pour les basses fréquences, une absorption modeste est obtenue, s’améliorant
avec l’augmentation de la vitesse d’écoulement.

3.5.5 Bruit tonal

La configuration barreau-profil, étudiée par Casalino et al. [179] et Jacob et al. [180], représente
à travers une géométrie très simplifiée, par comparaison à une soufflante, l’interaction entre un profil
d’aube et un écoulement turbulent caractérisé par des structures périodiques. Cette configuration est
comparable aux écoulements internes dans les turbomachines, où les structures périodiques évoquent
les sillages [181], responsables d’une composante tonale dans le bruit généré, tandis que le bruit à large
bande provient de la turbulence de fond.

Dans notre étude, illustrée par la Figure 3.57, le barreau est positionné à une distance équivalente à
la longueur de la corde (12 cm) en amont du bord d’attaque du profil central, avec un décalage latéral
de 43 mm dans la direction normale à l’écoulement moyen. Le pivot central de la grille d’aubes est placé
au bord de fuite du profil central, désigné par le numéro 5. Ainsi, le sillage du barreau interagit avec le
bord d’attaque de l’aube centrale pour l’angle nominal αc = 21◦, qui est le seul angle considéré ici.
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Figure 3.57. Schéma représentant la position du barreau dans le montage.

Le sillage en aval du barreau est caractérisé par l’apparition de composantes périodiques des fluctua-
tions de vitesse à des fréquences correspondant aux harmoniques d’un fondamental défini par un nombre
de Strouhal St(Equation (3.23)) [182].

St = f ∗D
U0

≈ 0.2 (3.23)

La fréquence des harmoniques est détaillée dans le Table 3.3
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Vitesse U0 [ms−1] 46 85 100 117 148 182
Fréquence f [Hz] 920 1700 2000 2340 2960 3640

Table 3.3. Fréquence des harmoniques en fonction de la vitesse d’écoulement moyenne.

ur les SPL obtenus pour θ = −90◦ et αc = 21◦ (voir Figure 3.58), l’absorption atteint 10 dB pour
M=0.53 (U0 = 182 m/s). Alors que pour M=0.34 (U0 = 117 m/s), l’absorption de la grille poreuse est
d’environ 2.5 dB.

103 2 × 103 3 × 103 4 × 103

Frequency [Hz]

50

60

70

80

90

100

SP
L 

[d
B/

Hz
]

103 2 × 103 3 × 103 4 × 103

Frequency [Hz]

5

0

5

10

15

SP
L R

SP
L P

 [d
B/

Hz
]

Continuous line: Baseline Dashed line: Porous U0 =  117 ms 1 U0 =  182 ms 1

Figure 3.58. Densité spectrale de puissance pour une excitation turbulente tonale (
θ = −90◦ et αc = 21◦.

L’OASPL est estimé sur un intervalle de 1600 Hz centré sur la fréquence tonale. Cet intervalle est
considéré comme la zone d’influence de l’harmonique sur le spectre. Les deux vitesses d’écoulement,
U0 = 117 m/s et U0 = 182 m/s, à l’angle d’attaque moyen αc = 21◦, sont tracées sur la Figure 3.59. Pour
la vitesse U0 = 182 m/s, une réduction notable de l’OASPL allant jusqu’à 10 dB est observée au point
de mesure à −60◦. Cette diminution est constatée sur l’ensemble des microphones, à l’exception de ceux
situés entre −30◦ et −20◦, où les courbes coïncident. Par ailleurs, pour U0 = 117 m/s, aucune différence
remarquable n’est observée sur l’OASPL du bruit tonal entre le dispositif passif et la grille de référence.
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Figure 3.59. Directivité de la densité spectrale de puissance intégrée sur la bande de
fréquence [200 Hz ; 10 kHz] pour une excitation turbulente tonale à U0 =
117 m/s et 182 m/s.

L’effet d’absorption de la grille d’aubes poreuse sous une excitation tonale à M = 0.53 (U0 = 182
m/s) est cohérent avec les résultats obtenus sous l’excitation de la grille de turbulence, dans lesquels la
grille d’aubes passive est plus efficace en haute fréquence, ce qui est le cas ici.

3.6 Conclusion générale du chapitre

Dans ce chapitre, une optimisation passive du bruit d’interaction entre la soufflante et le redresseur
est étudiée. L’étude s’inspire d’une recherche antérieure basée sur l’utilisation de mousse poreuse et de
tissu métallique (Wiremesh). Un nouveau concept a été proposé et étudié, incluant une plaque perforée
pour obtenir un profil résistant aux déformations dues aux efforts aérodynamiques.

Initialement, un liner composé d’un cœur en mousse poreuse, avec une plaque perforée installée pour
former la surface extérieure, a été testé. La plaque perforée est recouverte par un tissu métallique. Ce liner
a été testé dans un conduit rectangulaire sans écoulement. L’étude a comparé l’utilisation de mousses
poreuses en mélamine, en polyphone, et un liner sans mousse poreuse, démontrant une bonne absorption
allant jusqu’à 5 dB pour la mousse de mélamine, avec une absorption augmentant avec la fréquence.
Cependant, l’effet de la taille de la cavité a été examiné, montrant une influence légère en faveur des
cavités de grande taille.

Une seconde étude avec écoulement a été réalisée dans le conduit, obtenant des résultats similaires
à ceux sans écoulement. La vitesse d’écoulement limite les résultats exploitables en raison du dévelop-
pement d’une couche limite turbulente sur les parois du conduit. De plus, l’absorption diminue avec
l’augmentation de la vitesse d’écoulement. Une résonance est observée autour de 750 Hz, avec ou sans
écoulement.

La mousse de mélamine, choisie avec une grande taille de cavité, a été utilisée pour construire un
profil aérodynamique obtenu par frittage. Une étude préliminaire a testé ce profil dans une soufflerie
équipée d’une antenne microphonique, placée du côté intrados du profil, avec un angle d’attaque nul
pour l’essai. Le profil n’a pas pu résister aux efforts aérodynamiques à des vitesses d’écoulement très
élevées, nécessitant la fabrication d’un autre profil par usinage d’aluminium pour les essais.

Les résultats sur les niveaux de pression sonore (SPL) indiquent que, côté bord de fuite, le profil
poreux émet presque le même niveau de bruit pour les hautes fréquences, tandis que pour les basses
fréquences, il émet plus de bruit par rapport au profil de référence (rigide). Côté bord d’attaque, une
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absorption jusqu’à 4 dB est observée pour les hautes fréquences, tandis que pour les basses fréquences, le
profil poreux émet légèrement plus de bruit que le profil de référence. Les résultats de directivité montrent
une légère absorption, presque négligeable, côté bord d’attaque, tandis qu’à l’approche du bord de fuite,
le profil poreux émet plus de bruit.

Les observations de la puissance acoustique rayonnée par le profil sont similaires à celles notées pour
les SPL et la directivité.

L’étude finale du concept passif a été effectuée sur une configuration en grille d’aubes, similaire à celle
d’un OGV de moteur d’avion civil. La grille d’aubes, installée dans une soufflerie permettant de modifier
l’angle d’attaque des aubes, a permis des mesures de pression acoustique amont et aval, ainsi que des
mesures de profils de fluctuation de vitesse. L’étude aérodynamique a révélé l’absence de détachement
de la couche limite côté bord de fuite, et les mesures de fluctuation de vitesse ont montré que le spectre
de turbulence généré se confond avec les modèles de turbulence homogène isotrope. De plus, les mesures
de pression statique relative sur la surface des profils indiquent l’absence de zones de recirculation de
l’écoulement.

L’étude de l’acoustique a ensuite été réalisée. Le rayonnement vers l’aval d’une grille d’aubes poreuse
a été examiné. Il a été démontré que la grille d’aubes offre une efficacité de réduction du bruit pour les
hautes fréquences, atteignant une réduction de 6 dB pour les niveaux de pression sonore (SPL) et de 4
dB pour la puissance rayonnée. Cette capacité d’absorption de la grille d’aubes poreuse s’accroît avec
la vitesse d’écoulement et diminue légèrement avec l’augmentation de l’angle d’attaque. En revanche,
à basses fréquences, la grille d’aubes émet soit le même niveau de bruit que la grille de référence, soit
un niveau de bruit plus élevé. Une étude approfondie sur le bruit rayonné par la grille d’aubes vers
l’aval a été menée. La méthode de décomposition fréquence-nombre d’onde a été adoptée pour séparer le
bruit rayonné par la grille d’aubes du signal capté par l’antenne microphonique axiale. Dans cette étude,
une réduction du bruit a été observée pour les hautes fréquences, atteignant 4 dB pour M=0.53. Cette
absorption s’accroît avec la vitesse d’écoulement. Pour les basses fréquences, une absorption modeste a
été constatée, qui s’améliore avec l’augmentation de la vitesse d’écoulement.

Enfin, une configuration incluant un barreau a été testée pour évaluer les performances acoustiques du
traitement passif sur le bruit tonal, révélant une réduction d’environ 10 dB à une vitesse d’écoulement
de M=0.53. Les résultats sous excitation tonale sont cohérents avec ceux obtenus pour la grille de
turbulence. Ainsi, la grille d’aubes permet une absorption en haute fréquence, quel que soit le type
d’excitation (tonale ou grille de turbulence), tandis qu’à basses fréquences, la grille passive émet plus de
bruit dans le cas de la grille de turbulence, tout en maintenant le même niveau de bruit pour l’excitation
tonale.
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Dans ce chapitre, une méthode de réduction active du bruit utilisant le matériau piézoélectrique
est introduite. L’idée générale du profil actif et l’optimisation du couplage électromécanique lors de la
conception des cellules actives sont expliquées dans la première partie. Ensuite, une série d’études et de
validations du couplage et des modes opérationnels des cellules actives composant le profil est discutée.
Puis, une série d’études sur le contrôle actif à l’aide de shunts et sur un contrôle optimal est réalisée.
Dans la phase finale de l’étude, le profil activé est établi et une étude expérimentale de l’acoustique est
menée.

4.1 Design et optimisation

Le bruit d’interaction (section 2.1) généré par l’interaction du sillage turbulent avec le profil aéro-
dynamique des aubes de l’OGV se forme principalement au niveau du bord d’attaque. Pour pallier ce
problème, une solution active de réduction du bruit d’interaction repose sur l’intégration de transducteurs
piézoélectriques au bord de fuite du profil aérodynamique (Figure 4.1). Le positionnement des transduc-
teurs piézoélectriques à cet endroit permet d’influer sur la surface et, par conséquent, de modifier la façon
dont le bord d’attaque dissipe l’énergie cinétique de la turbulence.

Turbulence wake

Piezoelectric transducers

Emitted Sound Wave
Airfoil body

Figure 4.1. Schéma représentatif du profil actif.

En pratique, l’application d’un traitement de manière continue (Figure 4.1) n’est pas possible. Pour
cette raison, le bord d’attaque du profil va être divisé en plusieurs cellules actives (voir Figure 4.2). Les
cellules actives sont contrôlées de l’intérieur du profil par des actionneurs piézoélectriques. Ce système
équipe le profil tout en préservant une surface extérieure continue et lisse, afin d’éviter toute modification
des performances aérodynamiques du profil et, surtout, le décollement de la couche limite, qui peut
provoquer du bruit.

Turbulence wake

Piezoelectric transducers

Emitted Sound Wave
Airfoil body

Active cells using structural reinforcement

Vibration

Figure 4.2. Schéma représentatif du profil actif.

Dans le but d’agir sur l’acoustique du système, les cellules actives doivent se déformer en mode
piston. De plus, la conversion de l’énergie électrique en énergie mécanique de déformation, effectuée par
les transducteurs piézoélectriques, doit être optimale afin d’obtenir les meilleurs résultats. Pour cette
raison, la conception et l’optimisation exigent une déformée en mode piston accompagnée par le meilleur
coefficient de couplage effectif k2

eff .
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Actuator system

Turbulent wake

structure

Targeted surface

Figure 4.3. Schéma de la structure des cellules actives.

L’optimisation de la conception est effectuée numériquement par élément fini. La première partie
de l’étude, portant sur trois architectures d’actionneurs piézoélectriques, a été réalisée et publiée en
collaboration avec Mathias PEREZ [183]. Dans ce contexte spécifique, l’objectif est de concevoir des
cellules efficaces capables de fonctionner dans la gamme de fréquences ciblée. Les premiers calculs
et mesures ont permis d’identifier que le spectre des fluctuations de pression responsables du bruit
aéroacoustique généré autour du stator est très énergétique entre 1000 et 2000Hz. À ce stade, il est
nécessaire d’introduire fOCi la i-ème fréquence de résonance de la cellule lorsque l’élément piézoélectrique
est en circuit ouvert et fCCi la i-ème fréquence de résonance en court-circuit. Ainsi, la fréquence de
résonance moyenne du i-ème mode peut être définie par l’expression 4.1

f i
moy = fOCi + fCCi

2 (4.1)

L’expression du CCEM, correspondant à la i-ème fréquence de résonance, est déduite à partir de 2.16 et
est présentée dans 4.2.

k2
effi = f2

OCi − f2
CCi

f2
CCi

(4.2)

Ainsi, l’optimisation proposée ici consiste à maximiser le coefficient de couplage électromécanique effectif
modal de ce mode k2

eff1 [161, 184] tout en maintenant la fréquence de résonance moyenne du premier mode
à fmean1 = 1500Hz avec une déformée modale de type piston plan pour assurer le couplage acoustique.
Dans cette étude, des peaux en acier structurel, des structures piézoélectriques PZT-5A et des masses
de tungstène seront considérées, avec les propriétés détaillées dans le Tableau B.1.

Deux modèles ont été choisis pour une optimisation 3D. Le premier modèle (système 1), représentant
une cellule active (Figure 4.4), est équipé au centre d’un transducteur piézoélectrique sous la forme d’un
disque. Ce dernier fonctionne en mode d31 avec une polarisation axiale.

(a) (b)

Figure 4.4. Schéma de du concept de polarisation radiale des transducteurs (système
1).

90



CHAPITRE 4. ÉTUDES EXPÉRIMENTALES D’UN PROFIL ACTIF

Le deuxième modèle fonctionne en d33 avec une polarisation radiale est constitué de plusieurs trans-
ducteurs piézoélectriques agencés en segments d’un disque, disposés de manière à former un triangle.
Quatre de ces triangles sont assemblés, leurs sommets pointant vers le centre de la cellule, et les trans-
ducteurs sont polarisés horizontalement, comme le montre la Figure 4.5.

(a) (b)

Figure 4.5. Schéma de du concept de polarisation radiale des transducteurs (système
2).

Les deux modèles ont été simulés et les résultats pour le premier mode, en fonction des différents
paramètres, ont été tracés sur les courbes 4.6a et 4.6b.
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Figure 4.6. (a) : k2
eff du premier mode en fonction (où keff1) de l’épaisseur de la peau

pour un patch centré en mode d31 du système 1. (b) k2
eff du premier mode

en fonction de l’épaisseur de la peau pour un stack centré en mode d33
système 2. Dans les deux cas, peau en acier, Le=20mm, fmoy1=1500Hz,
Lp et ep choisis de manière optimale.

La Figure 4.6 montre que, pour les simulations en 2D, le stack centré (système 2) produit un coefficient
de couplage k2

eff de l’ordre de 0.3 (Figure 4.6b), tandis que pour le patch centré (système 1), ce coefficient
est de 0.11 (Figure 4.6a). De plus, une peau plus fine génère de meilleurs résultats dans les deux cas.

Les simulations en 3D révèlent un coefficient de couplage k2
eff maximal de 0.24 pour le stack centré

(αc = 180◦) (système 2) (Figure 4.6b). L’augmentation de l’angle αc a un effet négatif sur le coefficient
de couplage. Par ailleurs, le couplage est presque identique pour les angles αc = 90◦, 180◦ et 270◦. En
outre, la réduction de l’épaisseur de peau ec améliore le coefficient de couplage k2

eff. Cette amélioration
est constante pour ec < 30µm.
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Pour le patch centré (système 1), les simulations en 3D (Figure 4.6a) révèlent un coefficient de
couplage k2

eff réduit à 0.15, inférieur à celui obtenu avec les simulations en 2D. De plus, le coefficient de
couplage k2

eff demeure constant pour ec < 60µm et diminue avec l’augmentation de ec.
Par la configuration des éléments piézoélectriques, illustrée dans la Figure 4.5, un mouvement mo-

dal du premier mode reste proche de celui d’un piston comme le montre la Figure 4.7a. Cependant, en
contexte tridimensionnel, une zone de déplacement réduit apparaît au centre de la cellule, visible égale-
ment dans la Figure 4.7a (et sous différents angles dans la Figure B.1). L’amplitude de cette réduction de
déplacement augmente avec l’angle des éléments piézoélectriques. Ceci explique la baisse de performance
observée aux angles αp= 350° et 360°, ce qui tend à diminuer le couplage acoustique du système.

(a) 2D (b) 3D αp =360°

Figure 4.7. Déformées des cellules avec stack piézoélectrique centré soumis à une ten-
sion constante (sans "pastille" centrale).

Une atténuation de ce phénomène peut être obtenue par le placement d’une pastille circulaire sous
les éléments piézoélectriques centraux, comme illustré dans la Figure 4.8a (voir également autres angles
B.2). Malgré la persistance de la zone de faible déplacement, il est observé que son amplitude se trouve
réduite.

Pastille 

(a) 2D (b) 3D αp =360°

Figure 4.8. Déformées des cellules avec stack piézoélectrique centré soumis à une ten-
sion constante (avec "pastille" centrale).

Les résultats numériques pour les deux concepts, 1 et 2, ont montré que le système 2 en mode d33

donne les meilleurs résultats. Pour cette raison, une structure symétrique dans les deux directions a été
choisie. À cette structure, on a ajouté un raidisseur central rectangulaire pour améliorer le déplacement
au centre.

Le concept final de la cellule est représenté sur la Figure 4.9. La cellule est une plaque métallique
carrée d’une épaisseur égale à 1 mm. Les dimensions de la cellule sont de 48 mm x 48 mm, dont la surface
effective est de 40 mm x 40 mm, le reste étant une surface conçue pour le montage.

Douze (12) transducteurs piézoélectriques de dimensions 10 mm × 2.5 mm × 2 mm et d’épaisseur
ep = 2 mm sont montés sur la cellule pour former six paires, dont quatre paires sur l’axe horizontal et
deux paires sur l’axe vertical (Figure 4.9). Chaque paire piézoélectrique est montée de telle manière que
la polarisation en mode d33 est dirigée vers la ligne de contact.

Au milieu de la cellule (voir Figure 4.9), un raidisseur de dimensions 10 mm x 10 mm est utilisé pour
éliminer les problèmes de déplacements réduits identifiés numériquement.

92



CHAPITRE 4. ÉTUDES EXPÉRIMENTALES D’UN PROFIL ACTIF

Figure 4.9. Architecture de la cellule. ■ : PZT-5A, ■ : Corps de la cellule. (fils noirs) :
Connexions à la masse. (fils rouges) : Alimentation électrique. → : décrit
la polarisation.

La connexion électrique est réalisée de manière à s’adapter à la disponibilité du matériel. Pour ce faire,
chaque paire de transducteurs (soit 4 transducteurs au total) est connectée au même fil d’alimentation
(fil rouge, voir Figure 4.9). En outre, tous les transducteurs sont reliés à la même masse.

Une structure métallique plane (Figure 4.10) a été construite pour accueillir 5 cellules actives. De plus,
les cellules sont disposées linéairement, séparées par une distance constante de 4 mm. Cette configuration
permet d’obtenir une surface géométriquement plane et continue, visant à réduire les perturbations
aéroacoustiques.

Figure 4.10. Plaque (support) de montage des cellules.
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La connexion des cinq cellules, nommées C1, C2, C3, C4 et C5, est représentée sur la Figure 4.11.
Tous les transducteurs piézoélectriques sont reliés au même fil de masse.

Cell

Figure 4.11. Schéma représentatif de la plaque.(–) : connexion a la masse et (–) :
connexion avec la circuit du contrôle.

L’ajout d’une masse métallique dans la cellule a été planifié, visant à abaisser les fréquences des modes
opérationnels. L’insertion de cette masse au sein de la cellule, réalisée au moyen d’une vis à tête fraisée,
est détaillée dans la Figure 4.33.

Figure 4.12

Figure 4.13. Conception de la cellule pour une résonance à f=1500 Hz (système 2 en
mode d33). er est la distance entre la peu et le transducteur. em hauteur
de la masse.

Une simulation prenant en compte la masse a été effectuée, avec une épaisseur de transducteur ep = 2
mm, une distance er entre la peau et le transducteur, une hauteur de masse em et une épaisseur de peau
variable. Les résultats sont présentés dans la Figure 4.14.

La Figure 4.14 montre que, pour les cinq configurations testées, la courbe de chacune atteint un
maximum pour une épaisseur de peau ec spécifique. En outre, pour une épaisseur de peau de ec = 1 mm,
le meilleur coefficient de couplage k2

eff = 0.12 est obtenu pour er = 0.5 mm et em = 5 mm. Cependant, ces
dimensions ne sont pas réalisables en raison des contraintes techniques liées à la densité des matériaux
disponibles dans l’industrie. Pour cette raison, il est nécessaire d’utiliser la hauteur de masse maximale
em, ce qui conduit à choisir la configuration er = 0.5 mm et em = 7.5 mm, qui donne un coefficient de
couplage k2

eff = 0.11.
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Figure 4.14. Évolution du couplage effectif électromécanique modal (premier mode de
flexion) de la membrane en fonction de l’épaisseur de la peau pour trois
épaisseurs de rainure et différents poids ajoutés (prototype d33, ep=2mm).
La peau est en aluminium, Le=40 mm, Lm=35 mm, fmoy1=1500Hz et
Lp sélectionné de manière optimale.

Le tungstène est choisi pour répondre a ces dimensions optimale a cause de sa densité élevé (ρ =
19450,Kg/m3). Cependant, en raison de difficultés liées à l’usinage du tungstène et pour limiter les coûts
de fabrication, cette masse est uniquement employée lors des essais aéroacoustiques dans un conduit rec-
tangulaire, pour ajuster les fréquences de contrôle aux spécificités du banc d’essai. Pour ces applications,
l’acier, avec une densité de ρ = 7860, kg/m3, est préféré comme matériau alternatif.

4.2 Caractérisation expérimentale du couplage électromécanique

Dans cette section, une étude expérimentale sur les cellules actives a été menée. L’objectif de cette
étude est de déterminer le coefficient de couplage effectif k2

eff (CCEM) expérimental des cellules décrites
précédemment et valider l’étude numérique menée précédemment. Ensuite, il s’agit d’identifier les modes
opérationnels les plus fortement couplés et de comparer le coefficient de couplage expérimental avec celui
obtenu par les simulations numériques lors de la conception et de l’optimisation du design, où k2

eff ≈ 0.11
(Figure 4.14).

4.2.1 Montage expérimental

L’expérience, présentée sur la Figure 4.15, implique le raccordement en parallèle des six transducteurs
piézoélectriques de chaque cellule à un analyseur d’admittance( la Figure 4.16a).

Cell

d'admittance 

Analyseur

électrique

Figure 4.15. Schéma du montage de la cellule pour sa caractérisation électromécanique
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(a) Analyseur d’admittance

C1 C2 C3 C4 C5

(b) Plaque (support) équipée de cellules actives

Figure 4.16. Photos de la plaque active (support des 5 cellules) et de l’analyseur d’ad-
mittance.

4.2.2 Résultats expérimentaux

Les mesures d’admittance Y , exprimées en Siemens [S], pour les cellules C1, C2, C3, C4 et C5, ont
été réalisées. Les courbes d’admittance Y en décibels [dB], dérivées à partir de la relation (4.3), sont
présentées sur la figure 4.17.

|Y |dB = 20Log10( |Y |
Yref

) (4.3)

Tel-que Yref =1 S, est l’admittance de référence.
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Figure 4.17. Diagramme de Bode des mesures d’admittance effectuées.
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Plusieurs modes de résonance sont observés sur les courbes d’admittance (Figure 4.17). Par ailleurs,
une valeur d’admittance particulièrement faible est observée pour la cellule C5 (Figure 4.16b). Cet écart
pourrait s’expliquer par une réduction de la capacité de l’ensemble des transducteurs, potentiellement
causée par un mauvais collage de l’un des transducteurs ou un problème de conformité de l’un d’entre
eux.

Les fréquences de résonance et d’anti-résonance, illustrées sur la Figure 4.17, ont été identifiées. Le
coefficient de couplage k2

eff a été calculé en utilisant l’expression (2.15). Les coefficients de couplage k2
eff

correspondant uniquement aux trois fréquences ciblées dans ce chapitre, 2360 Hz, 3570 Hz et 3920 Hz,
sont présentés dans le Tableau 4.1. Les autres fréquences et leurs coefficients de couplage sont détaillés
dans l’annexe B.2.

fr [Hz] fa [Hz] k2
eff k2

eff [%]

C1

2361 2373 0.010 1.030
3381 3411 0.017 1.718
3580 3614 0.019 1.891
3931 3945 0.007 0.744

C2

2361 2373 0.010 1.030
3381 3403 0.013 1.293
3587 3624 0.020 2.019
3921 3955 0.017 1.729

C3
3378 3403 0.014 1.433
3447 3509 0.035 3.518

C4

2362 2375 0.011 1.117
3360 3403 0.025 2.469
3590 3612 0.012 1.228
3928 3948 0.010 1.012

C5
2352 2377 0.021 2.095
3375 3416 0.023 2.332
3576 3606 0.017 1.677

Table 4.1. Coefficients de couplage électromécanique effectifs pour les différentes cel-
lules.

Les modes opérationnels observés sur les courbes d’admittance (Figure 4.17), et dont les fréquences
de résonance sont répertoriées dans le Tableau 4.1 (voir l’annexe B.2 pour l’ensemble des fréquences),
ne présentent pas nécessairement la même fréquence de résonance. Chaque mode est localisé à proximité
d’une fréquence moyenne, avec un écart maximal de ±20 Hz. Par exemple, un mode à 2361 Hz est identifié
pour la cellule C1, tandis que pour la cellule C5, ce mode est à 2352 Hz. Cela est dû aux différentes
conditions limites vues par les cellules lorsqu’elles sont montées sur le rack (plaque principale). Ainsi,
pour toute observation à une fréquence f , celle-ci englobe toutes les fréquences situées dans l’intervalle
f ± 20 Hz.

Le mode opérationnel aux alentours de 3580 Hz présente les meilleurs coefficients de couplage pour
les cellules C1, C2 et C4, avec des valeurs respectives de 0.019, 0.020 et 0.012. Cependant, pour la cellule
C3, à une fréquence de résonance fr = 3447 Hz, le coefficient de couplage le plus élevé est de 0.035. À
une fréquence de résonance fr = 2352 Hz, un coefficient de couplage élevé de 0.017 est observé pour la
cellule C5, tandis que pour les autres cellules, à une fréquence décalée de ±20 Hz, ce mode opérationnel
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présente un coefficient de couplage autour de 0.010.

4.2.3 Conclusion

Les résultats des mesures du coefficient de couplage effectif (CCEM) ont révélé un bon couplage,
atteignant jusqu’à 0.035 pour les modes situés aux alentours de 3500 Hz. Cette aptitude des cellules
à transformer l’énergie électrique en énergie mécanique de déformation constitue l’essence des études
ultérieures.

4.3 Analyse des modes

Cette section approfondit l’examen des modes opérationnels identifiés précédemment lors de l’ana-
lyse du coefficient de couplage effectif. L’étude repose sur l’utilisation d’un vibromètre pour estimer les
déformées des modes.

4.3.1 Montage expérimental

L’expérimentation, représentée par la Figure 4.18, consiste à solliciter six transducteurs de la cellule
1, ces derniers étant branchés en parallèle comme le montre la Figure 4.18. Simultanément, la vitesse est
mesurée en un point spécifique de la cellule, désigné par le point 288.

Cette procédure nous aidera à déterminer les modes de vibration propres à chaque cellule dans leur
état assemblé sur la plaque. Les données recueillies seront indispensables pour analyser la réponse des
cellules dans leur contexte d’utilisation et pour élaborer, le cas échéant, des dispositifs de contrôle adaptés.

C1 C2 C3 C4 C5

Control Unit

Excitation signal  U  

Processing Unit

Vibrometer

Plate suspended

P
S
V
-5
0
0
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(b) Point de mesures sur la surface de la cellule

Figure 4.18. Schéma représentatif de l’expérience effectuée et les point de mesure choi-
sie pour l’ensemble des cellule.

98



CHAPITRE 4. ÉTUDES EXPÉRIMENTALES D’UN PROFIL ACTIF

6

7
8

(a)

C1 C2 C3 C4 C5

5

2

3

4

1

(b)

Figure 4.19. Photos de l’installation expérimentale.(1) : plaque suspendue, C1 a C5 les
cellule actives.(2) alimentation des cellules.(3) : masses. (4) : carte d’acti-
vation.(5) : fils de suspension. (6) : vibromètre laser PSV-500 (7) :système
d’acquisition Polytec. (8) :unité de contrôle.

4.3.2 Résultats expérimentaux

Les fonctions de réponse en fréquence (FRF) entre la tension U d’excitation appliquée à chaque cellule
et le vibromètre laser, comme présenté sur la Figure 4.18a, ont été estimées. Le point de mesure de la
vitesse situé à l’intersection de la ligne 13 et de la colonne 9 des points de mesure, représentés sur la
Figure 4.18b, a été sélectionné pour montrer les FRF (Figure 4.20) et analyser les formes propres.
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Figure 4.20. Diagramme de Bode des mesures de vitesse faites sur les cellules au niveau
du point (13,9) .

Plusieurs modes couplés sur l’ensemble du système support inclus (plaque principale) sont observées
sur la Figure 4.20. Parmi elles, le mode à 3550 Hz, déjà identifié lors des mesures de CCEM sur la Figure
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4.17, affiche un k2
eff de 0.025 (Tableau 4.1). En outre, le mode à 2375 Hz est présent sur presque toutes

les cellules, offrant le meilleur coefficient de couplage pour la cellule C5 (0.021). Cependant, ce mode est
difficile à détecter sur les FRF.

Le mode à 3435 Hz, ayant le meilleur coefficient de couplage k2
eff = 0.035 (Tableau 4.1), est détecté

sur toutes les cellules actives à l’exception de la cellule C5, où la localisation de ce mode sur les FRF
s’est avérée difficile.

Les déformées opérationnelles correspondant aux modes observés aux fréquences de 2375 Hz et 3572
Hz sont représentées respectivement sur les figures 4.21a et 4.21.
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Figure 4.21. Déformées opérationnelle de la cellule C1 aux fréquence f=2375 et 3570.

Des modes opérationnels de type piston sont observés aux fréquences de 2375 Hz et 2570 Hz, comme
illustré sur les figures 4.21a et 4.21. Pour le mode à 2375 Hz, de légères déformations sont perceptibles
dans le coin supérieur droit (Figure 4.21a), ce qui pourrait être dû à une contrainte d’encastrement
insuffisante en ce point.

Une analyse du volume déplacé par chaque mode opérationnel a été réalisée, s’appuyant sur les
déformations opérationnelles des modes identifiés sur la Figure 4.20. Cette démarche vise à synthétiser
les déformations opérationnelles présentées sur les figures 4.21a et 4.21 pour toutes les cellules et tous
les modes opérationnels détectés.

En supposant que dc est la fonction définissant le déplacement de chaque point P de la surface de la
cellule, de coordonnées (x, y), le volume déplacé peut être calculé selon l’équation (4.4).

V =
∫ x0

0

∫ y

0
dc(x, y)dxdy (4.4)

Une intégration numérique a été réalisée en utilisant la méthode des trapèzes. Le volume déplacé a été
calculé et est présenté dans le Tableau 4.2.
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Fréquence [Hz]
Cellule

C1 C2 C3 C4 C5

2375.0 9.068901e-13 1.470594e-12 8.093424e-13 2.318992e-12 2.768253e-13
3240.0 8.264335e-13 1.088731e-12 7.578260e-13 7.695914e-12 3.257557e-13
3435.0 1.871769e-12 1.993890e-12 6.479413e-12 1.472172e-12 3.771953e-13
3570.0 1.156174e-12 9.862992e-13 2.669052e-12 1.668651e-12 3.597307e-13
3930.0 3.716794e-12 7.368853e-12 9.497007e-13 4.932244e-13 4.290713e-13

Table 4.2. Volume déplacé en m3 par chaque cellule par rapport aux fréquences des
modes repérés.

Une meilleure performance en termes de déformée opérationnelle en mode piston a été observée pour
les cellules C2, C3, C4 (Figure 4.19a), comme illustré dans le Tableau 4.2. En revanche, la performance
la plus faible a été enregistrée pour la cellule C5.

4.4 Caractérisation du contrôle d’impédance dans les cellules
actives

Dans les travaux antérieurs, un potentiel significatif de déformation en mode piston a été identifié.
Dans ce segment de l’étude, la mesure de l’impédance et l’application d’un contrôle actif ont été réalisées
afin de diminuer l’émission acoustique provoquée par les vibrations de la plaque, résultant d’une source
d’excitation externe.

4.4.1 Description de la configuration expérimentale

La configuration expérimentale, illustrée par la Figure 4.22, utilise un vibromètre laser POLYTEC®

PSV-500 placé en face de la plaque active. Ceci permet de mesurer la vitesse au point M de la surface de
la cellule. De plus, un microphone de type B&K est installé à une distance de 1 à 2 mm de cette surface
et à 1 mm du point M, comme indiqué sur les figures 4.23a et 4.23b. Ce microphone, alimenté par un
conditionneur de signal Nexus, mesure les fluctuations de pression sans influencer le mouvement de la
surface ni les mesures de vitesse. Ce conditionneur de signal est conçu pour amplifier le signal tout en
en préservant la qualité.

Suspended plate

Laser

Shaker

Vibrometer

Control Unit

C1 C2 C3 C4 C5

P
S

V
-4

0
0

Microphone

Signal

Conditioner

Amplifier
Power
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Amplifier

Power
Supply

Courant
source

M
x

Figure 4.22. Schéma de la configuration expérimentale.
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Un pot vibrant (shaker) (3), montré sur la Figure 4.23b et fixé au dos de la plaque, est activé par une
tension d’excitation sous forme de bruit blanc. Cette excitation est ensuite amplifiée par un amplificateur
de puissance, fournissant l’énergie nécessaire pour générer un mouvement de vibration de l’ensemble de
la plaque.

Cinq sources de courant Howland (DAC) sont connectées aux cinq cellules actives par l’intermédiaire
d’un amplificateur de tension. Ces sources de courant Howland sont alimentées par une alimentation à
courant continu de laboratoire de 30 V. De plus, le signal de ces sources est contrôlé à l’aide de circuits
à capacité négative synthétisés à l’aide du micro-laboratoire Dspace-Lab.

(a)

"

C2C3 C4
C5

C1

3

2

1

(b)

Figure 4.23. Figure de mesure d’impédance. (1) : faisceau laser du vibromètre,(2) :mi-
crophone,(3) :pot vibrant et de C1 à C5 correspond au cinq cellules.

4.4.2 Stratégie de contrôle

La méthode de contrôle mise en place par Rodriguez et al. [185]. Le shunt utilisé ici est un shunt a
capacité dont l’impédance Z = Cneg, Tel que Cneg est la capacité du shunt. Le courant i est lié avec la
dérivé partielle de la tension au borne du transducteur piézo-électrique Vp par l’expression (4.5).

i = Cneg
dVp

dt
(4.5)

On appliquant la transformation de La place a l’équation (2.30) pour obtenir son expression (4.6) dans
le domaine de Laplace.

−sθX(s) + CpVp(s)s = −CnegVp(s)s (4.6)

Tel que s = jω est la variable de Laplace et ω est la pulsation en rad/s.
On déduit l’expression du déplacement X(s) (4.7).

X(s) = 1
θ

(Cp + Cneg)Vp(s) (4.7)

Atténuer la vibration de la surface des cellules impose que le contrôle appliqué tende le déplacement
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X(s) vers 0. D’où, la capacité du shunt doit être négative, telle que Cneg ≈ −Cp.
La carte de contrôle d’impédance (Board) (Figure 4.24) permet d’obtenir une image de la tension

aux bornes du transducteur piézoélectrique de chaque cellule, Vp, que l’on appelle par la suite y1. Cette
tension est obtenue à l’aide d’un convertisseur analogique-numérique (ADC). Le courant i du circuit est
entraîné par la tension u (expression (4.8)) à l’aide d’une source de courant de Howland (DAC), intégrée
dans la carte de contrôle d’impédance (Board) (Figure 4.24).

u(s) = −KCpVp(s)s (4.8)

Controller

Board

Piezo

Figure 4.24. Schéma de la connexion entre l’unité de contrôle et les cellules actives.

Sachant que K appartenant à R+ et exprimé en [V/A], représentant le gain du circuit de contrôle
d’impédance. Toutefois, l’utilisation d’un contrôleur dérivatif pur n’est pas recommandé ; pour cela l’ex-
pression (4.8) est remplacée dans la suite par un contrôleur stable.

Considérant que les procédés de fabrication et d’assemblage peuvent introduire une grande variabilité
dans le comportement électromécanique des cellules, il s’avère judicieux, pour ce genre de structure
intelligente, de déduire le contrôleur de capacité négative optimal à partir des réponses fréquentielles
observées du système. Initialement, une illustration schématique du défi de contrôle est exposée dans la
Figure 4.25, où il est nécessaire d’identifier 4 fonctions principales de réponse en fréquence Hi(f) pour
chaque cellule. Dans ce cadre, H1(f) illustre le transfert de l’entrée de contrôle de tension u, acheminée
vers la source de courant Howland (DAC), jusqu’à la sortie de tension réelle du circuit de contrôle
d’impédance (ADC), traduisant ainsi l’image de la tension des transducteurs. De façon analogue, H2(f)
rend compte du transfert de cette même entrée de contrôle u vers la sortie de tension du vibromètre, ce
qui représente l’image de la vitesse de surface de la cellule. Par ailleurs, H3(f) s’attarde sur le transfert
à partir de la perturbation, à savoir le signal d’entrée de tension du pot vibrant (shaker) y3, en direction
de la sortie de tension réelle du circuit de contrôle d’impédance, tandis que H4(f) s’intéresse au transfert
du signal d’entrée de tension du pot vibrant y3 vers la sortie de tension du vibromètre.
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++

++

(Shaker)

Figure 4.25. Schéma de contrôle d’impédance négative.

Le contrôle des vibrations des cellules s’effectue à travers H0(f).
Une mesure expérimentale des signaux pour les cellule C1, C2, C3, C4 et C5 a été effectuée et les

FRF Hi(f) ont été estimé et tracé sur les Figures 4.26 et 4.27.

(a) (b)

Figure 4.26. Mesures expérimentales des FRF Hi(f) :(a) H1(f) du circuit de contrôle
d’impédance de l’entrée (DAC) à la sortie (ADC), (b) H2(f) de l’entrée
du circuit de contrôle d’impédance (DAC) au signal du vibromètre y2.

Les FRF H1(f) (Figure 4.26a) suit une équation de forme (2.30) une contribution majeure de la
capacité Cp sur toute la bande passante. Cependant, les effets des coefficients de couplage électroméca-
nique θ sont toujours visibles sur l’amplitude et la phase de la FRF près des modes mécaniques de la
cellule identifiés sur la Figure 4.26b. Cette observation est absolument essentielle car elle signifie que la
déformation de la structure est observable par les transducteurs, permettant une stratégie de contrôle
des vibrations basée sur le contrôle de l’impédance électrique.
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(a) (b)

Figure 4.27. Mesures expérimentales des FRF Hi(f) :(a) H3(f) de l’excitation externe
(pot vibrant) à la sortie du circuit de contrôle d’impédance (ADC), (b)
de l’excitation externe (pot vibrant) au signal du vibromètre.

Les similitudes évidentes entre les Figures 4.27a et 4.27b soutiennent la conclusion précédente en
confirmant que les transducteurs observent effectivement le déplacement de la structure, tout comme
le vibromètre laser. Ainsi, il est possible de confirmer, à partir des fonctions de réponse en fréquence
présentées, la capacité des cellules piézoélectriques conçues à agir en tant que capteurs et actionneurs
pour un système de contrôle d’impédance.

Pour construire le contrôle, la définition des différentes relations entre les signaux est nécessaire.
D’abord, la tension de sortie Y1 peut être exprimée en fonction de la perturbation Y3 par la relation
(4.9).

Y1(s) =H3(s)Y3(s) +H1(s)U(s)

=H3(s)Y3(s) +H1(s)H0(s)Y1(s)

= H3(s)Y3(s)
[1 −H1(s)H0(s)] (4.9)

D’autre part, le signal du vibromètre Y2 est relié au signal d’excitation Y3 par la relation (4.10).

Y2(s) =H4(s)Y3(s) +H2(s)U(s)

=H4(s)Y3(s) +H2(s)H0(s)Y1(s)

=
[
H4(s) + H2(s)H0(s)H3(s)

(1 −H1(s)H0(s))

]
Y3(s) (4.10)

L’effet de H0(s) sur la transmissibilité de référence Y2(s)
Y3(s) est défini par la fonction Hc(s) (expression

(4.11)), qui doit être minimisée par le contrôleur.
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Hc(s) = Y2(s)
Y3(s)H4(s)

=I + H2(s)H0(s)
[1 −H1(s)H0(s)]

H3(s)
H4(s) (4.11)

Finalement, les fonctions Hc,j(f) sont calculées entre 2,5 kHz et 5,5 kHz pour chaque cellule j, avec un
contrôleur H0,j(s) de la forme 4.8 sachant que H0,j suit l’équation (4.12)

H0,j(s) = −kjs (4.12)

Sachant que kj ∈ R+. Différentes valeurs du gain kj sont explorées pour déterminer le contrôleur de
capacité négative équivalente optimal. De plus, une fonction critère discrète αj(kj) (équation (4.13)) est
définie pour quantifier l’effet du contrôle sur Hc,j(f).

αj =
f=5.5KHz∑
f=2.5KHz

20log10(|Hc,j(f)|) (4.13)

Ainsi, la valeur de référence pour les critères proposés est αj(0) = 0 (aucun contrôle appliqué). Les
résultats de cette étude paramétrique sur les gains de contrôle kj sont présentés dans la Figure 4.28 (plus
de détails dans la Figure B.5).

(a) (b)

Figure 4.28. Fonctions calculées Hc,j(f) et αj(kj) pour chaque cellule j avec kj ∈
[0.5 × 10−5 : 2 × 10−5] : (a) cellule C1 et (b) cellule C2.

Des mesure de signale y1, y2 et y3 permet de définir la fonction de contrôle optimale H0,j définie par
l’expression (4.14) pour chaque cellule j ;

H0,j = −kj,opte
iϕjs (4.14)

Tel-que ϕj est le déphasage de phase, kj,opt est le gain optimale et s = jω est la variable de Laplace.
La fonction de contrôle optimale H0,j (4.14) chaque cellule piézoélectrique est approximée par une

expression plus adaptée Ĥ0,j(s) du contrôleur pour les expériences en temps réel. Cette nouvelle fonction
de contrôle Ĥ0,j est illustré par l’expression (4.15) et le schéma équivalent et représenté sur la Figure
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4.29.
Ĥ0,j = −R0kj,opts+ 1

(−R0Rkj,opts+R0 +R)
s

(a+ bs) (4.15)

Tel-que R0 est la résistance électrique négative (R0 <0 et R0 → ∞) installé en parallèle avec la capacité
négative −ki,opt, R est une résistance négative virtuelle très petit (R<0 et |R| → 0) placé en série avec
la capacité négative et la résistance négative R0. De plus, a (eq 4.16) et b (eq 4.17) sont des corrections
calculé a la fréquence fc = ωc

2π dans lequel le déphasage optimale ϕj,opt est achevé. La fréquence fc

correspond au début de la bande fréquentielle de contrôle.

a = Re

[
−R0kj,optiωc + 1

−R0Rkj,optiωc +R0 +R
× 1
H0,j(iωc)

]
(4.16)

b = Im

[
−R0kj,optiωc + 1

−R0Rkj,optiωc +R0 +R
× 1
H0,j(iωc)

]
(4.17)

Figure 4.29. Schéma équivalent de transfert optimal Ĥ0,j .

L’étude paramétrique d’optimisation du gain kj,opt et de la phase ϕj,opt est résumée dans le Tableau
4.3.

Cell kj,opt ϕj,opt [°]

C1 14 · 10−6 -4
C2 15 · 10−6 0
C3 15 · 10−6 -4
C4 15 · 10−6 -10
C5 13 · 10−6 0

Table 4.3. Valeurs de gain kj,opt et phase ϕj,opt optimales utilisées.

Une résistance de R0 = −1010 a été sélectionnée afin de respecter la condition MAX|λ(Ĥ0,j)| <
1.25 · 105, imposée par la limite de fréquence d’échantillonnage du système Dspace-Lab (52 kHz). De
plus, un choix de R = −0.5 a été effectué pour assurer la stabilité du système de contrôle, avec
MAX

[
Re
(
λ(Ĥ0,j)

)]
< 0.

La capacité négative idéale H0,j , définie dans l’équation (4.14), et sa version adaptée pour les mesures
en temps réel, notée Ĥ0,j , pour la cellule C1 sont représentées sur la Figure 4.30.
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Figure 4.30. Capacité négative idéale H0,j et sa forme adapté au mesure en temps réel
H0,j .

La phase désirée est obtenue à 3 kHz par le contrôleur réel Ĥ0,j(s), comme montré sur la Figure 4.30.
Une erreur de phase inférieure à 10◦ est conservée jusqu’à 5 kHz, garantissant une précision adéquate
pour le contrôle efficace des cellules piézoélectriques dans cette gamme de fréquences.

4.4.3 Résultats expérimentaux

Suite à la mise en place du contrôle, des mesures ont été réalisées avec et sans ce dernier sur l’ensemble
des cellules, comme illustré sur la Figure 4.23b. Les densités spectrales de puissance (PSD) correspondant
aux mesures de vitesse de surface sont présentées sur la Figure 4.31.
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Figure 4.31. Densité spectrale de puissance du signal capté par le vibromètre en fonc-
tion de la fréquence, lors d’une excitation de la cellule C3 à l’aide d’un
pot vibrant.

Une réduction des vibrations d’environ 10 dB autour de 3500 Hz a été observée pour la cellule
C3, comme le montre la Figure 4.31. Ce résultat est en accord avec le bon coefficient de couplage
électromécanique effectif k2

eff de 0.035 trouvé l’étude expérimentale (section 4.2).
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La densité spectrale de puissance (PSD), obtenue à partir de la mesure de la pression acoustique par
le microphone situé à la surface de la cellule C3 lors d’une excitation électrodynamique par un vibrateur
électromagnétique, est illustrée dans la Figure 4.32.
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Figure 4.32. Densité spectrale de puissance du signal mesuré par le microphone de
proximité en fonction de la fréquence, lors d’une excitation de la cellule
C3 à l’aide d’un pot vibrant.

Une réduction du bruit acoustique émis pouvant atteindre 5 dB autour de 3500 Hz a été observée,
comme le montre la Figure 4.32. Cette observation est en accord avec les observations antérieures réalisées
à l’aide d’un vibromètre (Figure 4.31).

Les valeurs moyennes de réduction sur la bande passante sont détaillées dans le Tableau 4.4 . Les
meilleures réductions de niveau de vibration sont atteintes par les cellules C1 (Figure B.6a), C2 (Figure
B.6b) et C3 (Figure 4.31), avec des valeurs respectives de 4 dB, 3 dB et 5 dB. Une observation similaire
concerne la réduction de bruit mesurée par le microphone pour les cellules C1 (Figure B.8a), C2 (Figure
B.9a) et C3 (Figure 4.32), avec des réductions respectives de 6 dB, 3 dB et 3 dB. Les performances des
autres cellules en termes de réduction moyenne sur la bande passante sont moins élevées, en particulier
pour la cellule C5 Figure B.7b et B.9d, dont la réduction est de l’ordre de 1 dB. De plus, la cellule C5
présente un décalage en fréquence, ce qui pourrait s’expliquer par des conditions aux limites différentes
dues au montage. Ainsi, une amplification du bruit et des vibrations a été remarquée, soit à certaines
fréquences dans la bande passante, soit en dehors. Ceci pourrait être expliqué par une injection d’énergie
dans la structure par les cellules actives.

Cell Bandwidth [Hz] Vibrometre [dB] Microphone [dB]

C1 [3200 :3800] 4.0 6.0
C2 [3200 :3800] 3.0 3.0
C3 [3200 :3800] 5.0 3.0
C4 [3200 :3800] 2.0 2.0
C5 [4500 :5000] 3.0 1.0

Table 4.4. Valeur moyenne de l’atténuation sur une bande passante de 600 Hz pour les
mesures de pression acoustique et de vibrations.

Malgré la simplicité du contrôleur, l’effet de Spill-over en dehors de la bande passante de contrôle est
limité grâce au caractère modal du contrôle. En effet, les transducteurs n’ont pas de contrôlabilité sur la
structure en dehors de la bande passante de contrôle et affectent donc seulement de manière marginale
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le niveau de vibration.

4.4.4 Conclusion

Le couplage vibro-acoustique des cellules actives a été étudié dans cette section grâce à un contrôle
d’impédance par capacité négative. Une réduction maximale de l’ordre de 5 dB pour les mesures de
pression acoustique et de 10 dB pour les vibrations des cellules a été atteinte. De plus, sur une bande
passante minimale de 600 Hz, la réduction moyenne atteint 6 dB autour des modes électromécaniques
identifiés, tant pour les niveaux de vibration que pour le bruit émis par la structure mécanique, confirmant
ainsi l’efficacité du contrôle par capacité négative. Ces résultats relatifs à la caractérisation du couplage
vibro-acoustique des cellules sont en cohérence avec l’analyse des déformées opérationnelles des modes
et les mesures des coefficients de couplage.

4.5 Etude de la réduction actif du bruit dans un conduit rec-
tangulaire

La suite de ce document détaillera les résultats obtenus dans notre étude expérimentale, qui a porté
sur l’identification de l’impédance et l’évaluation de l’effet du contrôle sur les vibrations d’une plaque.
Les résultats obtenus indiquent une diminution notable des amplitudes vibratoires de la plaque et du
bruit associé en réponse à une excitation vibratoire, ce qui renforce notre intérêt pour la poursuite de
cette recherche. L’étape suivante impliquera la réalisation d’essais de la plaque active en présence d’une
source aéroacoustique, en utilisant un guide d’onde rectangulaire comme décrit dans la section suivante.

4.5.1 Design de la cellule avec masse pour nous rentrer dans le spectre ondes
plane

Contrairement aux méthodes employées dans les recherches subséquentes, une masse en acier de
168 g, sous forme de parallélépipède, a été fixée aux cellules actives, comme le montre la Figure 4.33.
L’ajout de cette masse vise à abaisser les fréquences des modes opérationnels identifiés auparavant, afin
de synchroniser les fréquences de résonance avec la plage fréquentielle du banc d’essai. Cette masse est
attachée à l’arrière des cellules (côté transducteur) à l’aide d’une vis à tête fraisée.

Added mass

Air Fow

+

Sound Wave

Figure 4.33. Conception de cellule pour un premier mode à f=1500 Hz.
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4.5.2 Description de la configuration expérimentale

L’expérimentation décrite s’est déroulée sur une veine d’essai rectangulaire (CAIMAN) du laboratoire
LMFA (Figure 4.35), avec une section de 68 mm x 110 mm, distincte de celle employée dans les sections
antérieures consacrées aux études passives, notamment en termes de dimensions et d’agencement des
microphones. Une caractéristique notable de ce banc est la présence d’une porte munie d’une vitre
transparente, facilitant la mesure simultanée des fluctuations de pression et de vitesse à la surface des
cellules actives. Cependant, un désavantage par rapport au dispositif traditionnel pour les études passives
réside dans la limitation de la fréquence de propagation des ondes planes à environ 1,7 kHz dans le tube,
ce qui constitue une contrainte pour les modes de fréquences supérieures. L’ajout de masses est ainsi
requis pour réduire les fréquences des modes à des valeurs adaptées à cette contrainte.

Les mesures ont été prises dans un conduit rectangulaire de 453 mm de longueur pour caractériser
l’échantillon, comme indiqué sur la Figure 4.23b. L’échantillon était positionné sur la surface latérale du
conduit. Quatre microphones dédiés à la mesure des fluctuations de pression ont été disposés autour de
l’échantillon : en amont, les microphones #1 et #2 ont été placés respectivement aux points x1=-135
mm et x2=-100 mm par rapport à l’origine x0=0, qui marque le début de l’échantillon. En aval, les
microphones #3 et #4 ont été installés respectivement aux points x3=550 mm et x4=585 mm, comme
illustré sur la Figure 4.34.

Speaker  

Laser Vibrometer

Anechoic Termination

Signal conditionerControl UnitVoltage Amplifier

d

0

C1 C2 C3

P
S

V
-5

0
0

#1#2#3#4

Transparent glass

y(t)

Signal 

conditioner

Signal 

Acquisition 

Figure 4.34. Schéma représentatif de la manipulation expérimentale.

En amont de l’échantillon, et à bonne distance de celui-ci ainsi que des microphones #1 et #2, un
haut-parleur a été installé dans le but de générer des ondes acoustiques.

Une soufflerie, raccordée au conduit, permet d’introduire un flux d’air à une vitesse U0 dans celle-ci,
comme illustré sur la Figure 4.34.

À l’extrémité du conduit, une terminaison anéchoïque a été mise en place pour dissiper à la fois le
flux d’air (à une pression de 1 atm) et les ondes acoustiques émises par le haut-parleur.

Un nouveau type de montage a été conçu et utilisé pour cette expérimentation. L’objectif était d’in-
tégrer des mesures de vitesse à la surface des cellules actives simultanément avec les mesures acoustiques
effectuées par les microphones. Cela a été réalisé grâce à une conception innovante du porte-échantillon,
sous la forme d’un conduit rectangulaire dont la section est identique à celle du conduit de la veine
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d’essai. Dans le porte-échantillon, le support des cellules est installé sur la même surface, aligné avec
les microphones. En face de l’échantillon, un verre spécialement conçu pour les essais expérimentaux au
laser a été utilisé comme paroi latérale du porte-échantillon, garantissant une transmission optimale du
signal laser émis par le vibromètre laser Polytec® PSV-500.

3

4

2

1
3

4

2

1

(a)

Figure 4.35. Photos de la manipulation expérimentale : (a) vue en aval (b) vue en
amont, (1) source acoustique, (2) échantillon actif, (3) terminaison ané-
choïque, (4) vibromètre laser.

La configuration du conduit impose une limitation sur la méthode d’estimation décrite dans le chapitre
3.3.1 due au premier mode du conduit rectangulaire, qui est lié aux dimensions de celle-ci par la relation
fc = c0

2a , où a = 10 cm dans cette configuration. Cette relation restreint la fréquence de validité des
résultats à fc = 1.7 kHz.

Dans l’étude précédente, les cellules C4 et C5 ont montré des performances inférieures par rapport
aux autres en raison des conditions limites du montage. En conséquence, ces cellules ont été exclues afin
d’éviter toute interférence avec le fonctionnement des autres cellules actives, C1 à C3.

Le microphone numéro 3 est simultanément connecté au système d’acquisition et à l’unité de contrôle,
dSPACE® MicroLabBox. Le rôle de cette unité est détaillé dans la section 4.5.3, qui décrit la stratégie
de contrôle adaptée.

L’unité de contrôle produit un signal de commande de tension entre ±10 V pour chaque cellule active,
amplifié par un facteur de 10× via un amplificateur de tension, portant la tension d’alimentation des
éléments piézoélectriques à ±100 V. L’expérimentation de contrôle acoustique a été menée avec une
vitesse d’écoulement d’air variant de 0 à 20 m/s par incréments de 5 m/s dans le conduit.

4.5.3 Stratégie de contrôle

Les premiers essais avec une commande d’impédance équivalente à celle étudiée précédemment dans
la section 4.4 ont donné de mauvais résultats pour le contrôle acoustique dans le conduit rectangulaire
car la contrôlabilité acoustique n’est pas assurée par le contrôle de l’impédance. La méthode de contrôle
est mise en œuvre par J.Rodriguez et al. [186] s’appuie sur un système de régulation LQG (section 2.5.4
. Elle est fondée sur l’identification des interactions piézoacoustiques entre les signaux de commande de
tension des cellules et la réponse acoustique mesurée par le microphone d’erreur #3.

Tout d’abord, le système de contrôle multi mono entrée/mono sortie (MSISO) considéré est défini
et une représentation schématique est affichée sur la Figure 4.36. Ainsi, y(t) est le signal de sortie du

112



CHAPITRE 4. ÉTUDES EXPÉRIMENTALES D’UN PROFIL ACTIF

microphone (signal d’erreur). Les fonctions de transfert Hij(s) définissent l’effet de l’actionneur i sur le
capteur j avec i ∈ {1, 2, 3} et j ∈ {1, 2} (1 pour le microphone # et 2 pour le vibromètre laser). Les
fonctions de transfert du contrôleur sont ensuite définies par Ki(s) et leur signal de commande de sortie
ui(t).

+

y

Microphone 

error

+
+

Figure 4.36. Schéma représentatif du système dynamique.

La mesure des fonctions de réponse en fréquence (FRF) du microphone d’erreur à l’excitation du
système de contrôle est réalisée en envoyant à chacune des cellules actives un bruit blanc limité en
bande avec une fréquence d’échantillonnage de 50 kHz et une amplitude maximale de 10V . De plus, un
vibromètre laser Polytec® PSV500 mesure depuis l’arrière des cellules la vibration mécanique des surfaces
actives en aluminium pour observer le couplage électromécanique du système et le comparer au couplage
piézoacoustique caractérisant sa performance.

Les FRF mesurées Hi1(f), Hi2(f) et leurs cohérences spectrales sont affichées respectivement sur les
Figures 4.37, 4.38 et 4.39. On peut clairement remarquer que chaque cellule a un impact acoustique diffé-
rent sur l’environnement dans le domaine fréquentiel. La cellule C1 présente un mode électro-acoustique
principal à f1 = 450Hz, la cellule C2 a le couplage le plus faible et agit à 470Hz et 610Hz. Enfin,
la cellule C3 montre le meilleur couplage piézoacoustique à 670Hz. De plus, les FRF mesurées Hi2(f),
comparées à leur contrepartie acoustique Hi1(f) présentent des amplitudes plus élevées et une meilleure
cohérence spectrale pour une bande passante plus large. Cette observation majeure démontre que bien
que le système soit bien conçu avec un bon couplage électromécanique avec cette configuration de trans-
ducteurs piézoélectriques, il doit encore être optimisé davantage pour générer plus de pression acoustique
sur la surface de la peau en aluminium pour améliorer le couplage piézoacoustique. Les écarts observés
entre toutes les cellules piézoélectriques proviennent de petites différences survenant lors de la fabrication
des cales et du collage de la couche piézoélectrique. On peut également souligner l’importance principale
du serrage de la membrane qui modifie la fréquence du mode électromécanique principal. Cette sensibilité
doit être considérée dans les futures optimisations et conceptions.

113



CHAPITRE 4. ÉTUDES EXPÉRIMENTALES D’UN PROFIL ACTIF

100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000

-100

-80

-60

-40

100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000

-100

0

100

Figure 4.37. FRF mesurées Hi1(f) de chaque cellule au vibromètre laser.

100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000

-100

-80

-60

-40

100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000

-100

0

100

Figure 4.38. FRF mesurées Hi2(f) de chaque cellule au vibromètre laser.
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Figure 4.39. Cohérences spectrales mesurées Ci1(f) et Ci2(f).

Néanmoins, un modèle modal des fonctions Hi1(s) est défini en utilisant la même méthodologie et
le même formalisme que dans [187] en supposant que les modes cibles sont suffisamment séparés en
fréquence. Ainsi, l’approximation Ĥi1(s) s’écrit par (4.18)

Ĥi1(s) =
n∑

k=1

ai1
k + bi1

k s

s2 + ω2
k + 2ξkωks

(4.18)

Où k ∈ [1;n] est le numéro du mode cible, ωk est la fréquence angulaire du mode en [rad.s−1], ξk est
l’amortissement du mode et (ai1

k , b
i1
k ) ∈ R2 sont les coefficients de correction pour obtenir l’amplitude et

la phase modales correctes à ωk défini par (4.19) et (4.20).

ai1
k = Re{Hi1(jωk) × 2ξkjω2

k} (4.19)

bi1
k = Im{Hi1(jωk) × 2ξkjω2

k} 1
ωk

(4.20)

Les résultats de ce processus d’identification sont résumés dans le Tableau 4.5 et les fonctions estimées
correspondantes Ĥi1(f) sont affichées dans les figures 4.40a, 4.40b et 4.40c. Cette approximation du
modèle modal est particulièrement valide dans ce contexte puisque la contrôlabilité de chaque cellule sur
le capteur d’erreur est très étroite dans le domaine fréquentiel.

Cell f [Hz] ξ ai1 bi1

C1 450 0.01 71.45 0.16

C2 472 0.015 -186.23 0.04
612 0.015 440.18 0.01

C3 670 0.01 724.14 0.26

Table 4.5. Paramètre d’identification.
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(a) Ĥ11(f) et H11(f)
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(b) Ĥ21(f) et H21(f)
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(c) Ĥ31(f) et H31(f)

Figure 4.40. Estimation modale Ĥ11(f), Ĥ21(f) et Ĥ31(f) respectivement par rapport
aux fonctions de transferts mesurées H31(f), H31(f) et H31(f).

Pour des fins de contrôle, une réalisation dans l’espace d’état est alors définie pour Ĥi1 par (4.21).

dxi

dt
=Aixi +Biui (4.21a)

ei =Cixi (4.21b)

avec Ai ∈ R2n×2n, Bi ∈ R2n×1, Ci ∈ R1×2n et xi ∈ R2n (Di = 0 puisque Ĥi1 est strictement propre).
Les matrices du système d’espace d’état mentionné ci-dessus sont définies par :

Ai =
[

0n In

−diag(ω2
k) −2diag(ξkωk)

]
2n,2n

(4.22)

Bi = [01,n 11,n]T (4.23)

Ci =
[
ai1

1 · · · ai1
n bi1

1 · · · bi1
n

]
(4.24)

Maintenant que le système est modélisé avec une représentation dans l’espace d’état, le vecteur d’état
est augmenté avec un filtre passe-bande étroit Fi (équation (4.25)) permettant le contrôle de la cellule
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Ci de se concentrer sur les modes cibles avec une bande passante réglable.

F (s) = 1
1+
(

s
ωLP

)2
+ s

Qf ωLP

×
(

s
ωHP

)2

1+
(

s
ωHP

)2
+ s

Qf ωHP

(4.25)

Sachant queQf est le facteur de qualité et les paramètres de fréquence (ωHP , ωLP ) définissent la bande
passante de contrôle. Le système Fi filtre directement la mesure la tension de retour du microphone #3
y(t) dont sa représentation dans l’espace d’état Fi est décrit par les équations (4.26).

dxF

dt
=AFxF +BF y (4.26a)

yF =CFxF (4.26b)

avec AF ∈ Rm×m, BF ∈ Rm×1, CF = Im pour simplifier et xF ∈ Rm, m dépendant de l’ordre de Fi.
Ainsi, le système augmenté Gi1 formé par Fi et Ĥi1 est décrit par les expressions(4.27) et (4.28).

d

dt

[
xi

xF

]
=

[
Ai 0

BFCi AF

][
xi

xF

]
+
[
Bi

0

]
ui (4.27)

yF = [0 CF ]
[
xi

xF

]
(4.28)

L’équivalent du système d’équation (4.27) et (4.28) est Gi1 et d’écrit par (4.29)

dxG

dt
=AGxG +BGui (4.29a)

yF =CGxG (4.29b)

Avec xG =
[
xi

xF

]
. La matrice de gain de contrôle Mi ∈ R1×(2n+m) telle que ui = −MixG est finalement

calculée pour chaque cellule comme solution au problème LQR (AG, BG) minimisant la fonction de coût
(4.30).

J = 1
2

∫ +∞

−∞
xT

GQxG + uT
i Rui (4.30)

avec Q = diag ([01,2n 1m]) × 102 pour contrôler essentiellement dans la bande passante pilotée par Fi

et R = 10−4. Comme seul un retour partiel est disponible à partir de la sortie du filtre yF , un filtre de
Kalman (section 2.5.4) est conçu pour estimer x̂G de l’état complet xG solution du système (4.31)

dx̂G

dt
=AGx̂G +BGui + L (yG − CGx̂G) (4.31a)

ui = −Mix̂G (4.31b)

La matrice de gain de l’observateur L ∈ R(2n+m)×m est calculée en considérant un niveau élevé de
covariance dans la perturbation de l’état, permettant une convergence plus rapide vers l’état réel. Un
schéma de l’architecture finale du contrôleur Ki est affiché sur la Figure 4.41.
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Obsr

Figure 4.41. Schéma du contrôleur Ki.

Le schéma final du système est déduit de là, comme présenté dans la Figure 4.42.

Microphone 

error

+
+

+

Obsv

Obsv

Obsv

Figure 4.42. Schéma final système dynamique.

4.5.4 Résultats expérimentaux

Les essais expérimentaux ont été réalisés en faisant varier la vitesse d’écoulement de 0 m/s à 20 m/s,
avec des intervalles de 5 m/s. Au cours de la première phase de l’essai, des mesures de pression acoustique
ont été prises à l’aide des microphones #1, #2, #3 et #4, permettant d’estimer les pertes par insertion
(IL), comme montré sur les figures 4.34 et 4.35a. Parallèlement, la vitesse de vibration des cellules a été
mesurée avec un vibromètre laser, également illustré sur les figures 4.34 et 4.35a. Dans la seconde phase
de l’essai, les données recueillies par le microphone #3 ont été utilisées pour calibrer le contrôle des
cellules, décrit dans la section 4.5.3. Ensuite, le contrôle des cellules a été mis en œuvre, et des mesures
de pression acoustique et de vibration des cellules ont été effectuées en utilisant les mêmes instruments
que lors de la première phase.

Les figures 4.43 et 4.44 montrent d’abord la densité spectrale de puissance (PSD) des signaux de
tension provenant respectivement du microphone aval #3 et du microphone amont #2, pour tous les
cas expérimentaux de contrôle et d’écoulement. On peut immédiatement remarquer l’impact des basses
fréquences (voir la section de zoom sous 100 Hz) du flux d’air dans le conduit. Cette observation est
très positive puisque le contrôle doit opérer à des fréquences plus élevées. Ainsi, le flux d’air ne devrait
pas interférer avec les trois boucles de contrôle fermées. La section de zoom autour de la bande pas-
sante étroite impactée par le contrôle (620-712 Hz) confirme la conclusion précédente puisque l’effet du
contrôle sur la PSD des microphones aval et amont n’est effectivement pas affecté par la vitesse du flux.
En termes de performance, une atténuation maximale de 4 dB est atteinte sur le microphone #3, et
seulement autour de 670 Hz démontrant que les cellules #1 et #2 sont presque inefficaces par rapport à
la cellule C3. Comme mentionné précédemment, il existe encore beaucoup de dispersion dans le proces-
sus de fabrication des prototypes proposés, créant des écarts dans le comportement électromécanique.
De plus, le niveau acoustique dans la bande passante contrôlée est augmenté en amont par le même

118



CHAPITRE 4. ÉTUDES EXPÉRIMENTALES D’UN PROFIL ACTIF

facteur d’atténuation qu’aux positions en aval. Néanmoins, ce niveau d’atténuation reste intéressant car
il démontre principalement la capacité physique et technologique du système à interagir avec les ondes
acoustiques d’incidence rasante et à impacter le champ acoustique global en aval.

Figure 4.43. Densité spectrale de puissance (PSD) du signal du microphone aval #3
pour toutes les valeurs de vitesse d’écoulement, AC : Contrôle Actif.

Figure 4.44. Densité spectrale de puissance (PSD) du signal du microphone amont #2
pour toutes les valeurs de vitesse d’écoulement, AC : Contrôle Actif.

La Figure 4.45 résume ces résultats en calculant un rapport entre la PSD du signal du microphone

119



CHAPITRE 4. ÉTUDES EXPÉRIMENTALES D’UN PROFIL ACTIF

en aval avec et sans contrôle avec la réduction mentionnée de 4 dB à 670 Hz.
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Figure 4.45. Effet du contrôle actif en [dB] sur la PSD du signal du microphone aval
n°3 pour toutes les valeurs de vitesse d’écoulement.

Les pertes de transmission (TL) et les pertes par insertion (IL), définies respectivement par les
expressions (3.8) et (3.9) de la section 3.3.1, ont été estimées pour toutes les vitesses d’écoulement, avec
et sans contrôle, en appliquant la méthode présentée dans la section 3.3.1. Les résultats sont illustrés sur
la Figure 4.46.
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(a) Perte de transmission en [dB].
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(b) Perte d’insertion IL en [dB].

Figure 4.46. Perte de transmission et perte d’insertion estimé pour les tous les mesures

Sur la Figure 4.46, une réduction du bruit de 2.5 dB à 670 Hz est constatée pour toutes les vitesses
d’écoulement examinées. Par ailleurs, la présence de bruit additionnel observée dans les courbes, hors
de la fréquence où la réduction est notée, peut être expliquée par le développement d’une couche limite
turbulente sur les parois du conduit, contribuant ainsi au bruit mesuré.

Une comparaison a été réalisée à une vitesse d’écoulement U0 = 0 m/s entre les résultats de perte
d’insertion obtenus par le contrôle actif pour la réduction du bruit, comme présenté sur la Figure 4.46,
et ceux obtenus par un traitement passif utilisant de la mousse de mélamine (chapitre 3, Figure 3.11b ).
Les résultats comparatifs sont affichés sur la Figure 4.47.
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Figure 4.47. Comparaison entre la perte d’insertion de la plaque active et celle de la
plaque passive (Wide-SC Figure 3.6) testée dans le chapitre sur le concept
passif (Section 3.3) sans écoulement.

D’après la comparaison présentée sur la Figure 4.47, il est constaté que, à la fréquence f=670 Hz, la
réduction du bruit via le contrôle actif (illustrée par une courbe pleine) surpasse d’environ 2 dB celle
atteinte par l’approche passive utilisant un matériau absorbant (indiquée par une courbe pointillée).

Les valeurs RMS du signal de contrôle de tension de chaque cellule, pour chaque vitesse d’écoulement
sont affichées dans la Figure 4.48. Comme observé précédemment, le flux d’air actuel n’a eu aucun impact
sur la bande passante de contrôle et l’énergie de contrôle nécessaire n’est pas affectée. Un extrait en
domaine temporel du signal de contrôle u1(t) avec les cas extrêmes de vitesse d’écoulement est également
tracé pour illustrer ce phénomène.
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Figure 4.48. Valeur RMS du signal de contrôle pour chaque cellule et pour toutes les
valeurs de vitesse du flux d’air, u1(t) sans écoulement d’air et avec un
flux d’air à vitesse maximale.
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4.5.5 Conclusion

Les travaux réalisés ont démontré l’efficacité des cellules développées et de la stratégie de contrôle actif
employée. À la fréquence de contrôle, la réduction de bruit obtenue grâce au contrôle actif a nettement
excédé celle issue des méthodes passives (2.5 dB autour de 670 Hz), illustrant l’avantage du contrôle
actif à cibler spécifiquement certaines fréquences. une réduction de 4 dB a été obtenue autour du mode
principalement contrôlé à 670 Hz sur la densité spectrale de puissance du microphone ciblé en aval, ce
qui a parallèlement entraîné une augmentation du niveau acoustique au niveau du microphone en amont,
constituant ainsi un effet induit de réflexion collatéral. Enfin, le contrôleur linéaire de type MSISO a
montré son efficacité en matière de contrôle en temps réel.

4.6 Montage aéroacoustique

Les validations expérimentales antérieures, ainsi que les bons résultats obtenus en matière de contrôle
du bruit et de couplage électroacoustique, constituent une base solide pour la conception du profil actif
(4.2).

Face aux défis géométriques posés par l’intégration de cellules actives planes sur un profil aérodyna-
mique de type NACA 4-digit 7310 imposé par Safran Aircraft Engines, un profil spécifique d’une langueur
de corde c=120 mm et d’épaisseur égale à 10 mm a été conçu. Ce design intègre une surface plane adaptée
à l’installation des cellules, tout en préservant les caractéristiques essentielles d’un profil aérodynamique,
telles qu’un bord d’attaque arrondi et un bord de fuite affiné. Cette conception est détaillée sur la Figure
4.49a.

(a)

5

6
1 2 3

4

(b)

Figure 4.49. Profil actif utilisé. (a) : vue de coupe sur le profil ( ■ :PZT-5A,■ : corps
en aluminium, ■ : corps en polymère). (b) : profil fabriqué((1),(2) et (3)
respectivement les cellule C1,C2 et C3. (4) : bord d’attaque, (5) : bord
de fuite.(6) fils électriques).

Les contraintes liées à la dimension de la sortie de la soufflerie ont restreint à trois le nombre de
cellules pouvant être montées sur le profil. De ce fait, les cellules C1, C2, et C3, comme indiqué sur la
Figure 4.23b, ont été sélectionnées pour l’installation.

Lors de la conception du profil dans SolidWorks®, les positions des cellules C1, C2 et C3 ont été
déterminées à proximité du bord d’attaque (Figure 4.49), de sorte que la surface des cellules soit tangente
au cercle définissant ce bord.
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4.6.1 Description de la configuration expérimentale

Les mesures ont été prises dans la soufflerie du laboratoire LMFA de l’École Centrale de Lyon, dont
le schéma est présenté sur la Figure 4.50a. La soufflerie se compose de trois ventilateurs montés en série,
chacun actionné par un moteur électrique. L’air circule à travers un conduit rectangulaire de 300 mm x
300 mm, qui est connectée à une chambre anéchoïque destinée aux essais. À l’entrée de cette chambre,
un convergent est installé, réduisant la section de sortie à 150 mm x 300 mm.

Une grille métallique créant de la turbulence, de 300 mm par 300 mm, a été installée en amont du
convergent, comme le montrent les figures 4.50b et 4.52a.

(a) Schéma de la soufflerie.

(b) Grille métallique de turbu-
lence de dimension 300 mm x
300 mm

Figure 4.50. Schéma de la soufflerie (a) et de la grille de turbulence (b).

La vitesse d’écoulement U0 a été calibrée dans la soufflerie en utilisant un tube de Pitot connecté à
un manomètre de type Furness® FCO510.

Une grille d’aube composée de trois profils dont leur forme est illustrée sur la Figure 4.49. Le profil
central est le profil équipé par les cellules actives (Figure 4.52a). Les deux autres profils sont des profils
rigides. Le but de cette installation en grille d’aubes est de stimuler les phénomènes de réflexion acoustique
qui se trouvent dans l’OGV.

À la sortie de la soufflerie, on installe des poils en fibre synthétique (14) (Figure 4.52a). Ces poils
permettent de dissiper les turbulences générées par la couche limite de la soufflerie, ce qui réduit le bruit
parasite dû à cet écoulement de la couche limite.

En face de la sortie de l’écoulement de la soufflerie, on installe les microphones de mesure en champ
lointain #7 et #8 illustrés sur les figures 4.51a et 4.51b. Ces microphones ont été prévus pour se déplacer
d’un angle θ = 10◦ et de façon symétrique par rapport à l’écoulement sous la forme d’un arc de cercle
de rayon R=2 m par rapport au bord de fuite du profil actif central, comme c’est illustré sur la Figure
4.51a. En raison de contraintes de temps, les mesures ont été réalisées avec les deux microphones de
mesures en champ lointain #7 et #8 placés respectivement à un angle θ = −60◦ et θ = −60◦.

123



CHAPITRE 4. ÉTUDES EXPÉRIMENTALES D’UN PROFIL ACTIF

60°

-60°

R
=
2
m1 2

3

#8

#7

#1

#2

#3 #4

#5 #6

(a)

#7 #8Wind tunnel

Signal

Conditioner

(b)

Figure 4.51. Schéma et photo représentatif de la manipulation : (1) : grille de turbu-
lence.(2) : profil rigide. (3) : profil actif.

Les grilles d’aube ont été installées dans la soufflerie comme illustré sur la Figure 4.52a. Six micro-
phones, labellisés de (1) à (6), dont les microphones de #1 à #5 sont collés sur la surface du profil.

La Figure 4.52b montre la position des microphones de contrôle qui mesurent les fluctuations de
pression sur la surface du profil actif. Les microphones #1, #2 et #3 mesurent les fluctuations de
pression au niveau du bord d’attaque du profil. Le microphone #4 mesure les fluctuations de pression
au milieu du profil. Le microphone #5 mesure les fluctuations de pression au niveau du bord de fuite.

Le microphone #6, labellisé (6) sur la Figure 4.52b, est installé en aval de la grille d’aube à une
distance de 10 cm du bord de fuite, au milieu entre le profil actif et le profil rigide (12).
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(b) Emplacement des microphones #1 à #5.

Figure 4.52. Positions des microphones et des cellules actives.(1) à (6) respectivement
les microphones de #1 a #6. (8),(9) et (10) respectivement les cellules C1,
C2 C3. (11) et (12) : profils rigides. (13) : grille métallique de turbulence.
(14) : Poils en fibre synthétique.
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L’acquisition des données a été réalisée à l’aide d’un système d’acquisition de type National Instru-
ments. La fréquence d’acquisition de ce système est de 51200 Hz, et chaque mesure est moyennée sur une
durée de 60 secondes.

4.6.2 Stratégie de contrôle

Le système de contrôle examiné dans la section 4.5, destiné aux tests en écoulement tangentiel, a aussi
été appliqué dans cette étude. Le schéma de contrôle et de connexion entre les différents instruments est
détaillé sur la Figure 4.53. Les microphones de contrôle ont servi à mesurer l’erreur.

#1

#2

#3 #4

#5 #6

Control Unit

Voltage 

Amplifier

Courant

source

Power 
Supply 

(a)

C1 C2 C3

#1
#2

#3

#4

#5

#6

Leading edge

Trailing edge

Airfoil

(b)

Figure 4.53. Description du contrôle. (a) : Schéma de contrôle. (b) : zoom sur l’instal-
lation sur le profil.

4.6.3 Résultats expérimentaux

4.6.3.1 Étude du bruit de jet

Dans le cadre de la détermination des vitesses d’écoulement adéquates pour effectuer les mesures
acoustiques, deux configurations de mesure ont été étudiées. La première configuration consistait en
une mesure des fluctuations acoustiques en champ lointain sans la grille d’aubes, avec des vitesses U0

variant entre 10 m/s et 40 m/s, par pas de 5 m/s. La deuxième configuration impliquait une mesure des
fluctuations de pression en champ lointain, en faisant varier la vitesse de la même manière que pour la
première configuration. Les densités spectrales de puissance (PSD) pour ces mesures ont été estimées
et tracées pour des vitesses d’écoulement de 20 m/s et 40 m/s, respectivement illustrées sur les figures
4.54a et 4.54b.
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(a) U0 = 20 ms−1
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Figure 4.54. Évolution de la PSD de pression avec et sans la grille d’aubes. (–) soufflerie
sans la grille d’aubes. (-*-) grille d’aubes montée dans la soufflerie mais
le contrôle est désactivé.

À partir des densités spectrales de puissance (PSD) estimées pour une vitesse d’écoulement U0 = 20
m/s (Figure 4.54a), on observe que, pour les deux angles de mesure de fluctuation de pression θ = −60◦

et θ = 60◦, le bruit émis par la grille d’aubes (composée de trois profils) est supérieur au bruit de jet.
Ceci indique que le bruit de jet ne masque pas le bruit émis par la grille, justifiant ainsi la validité des
études ultérieures.

Un pic notable dans le niveau de bruit est observé sur la courbe du bruit de la grille à une fréquence
de f = 2650 Hz (Figure 4.54a), ce qui pourrait être dû à la présence d’un résonateur involontaire lors du
montage des profils. Ce montage pourrait être améliorer pour éliminer les fuites par exemple.

Pour une vitesse d’écoulement U0 = 40 m/s (Figure 4.54b), les PSD montrent également une pré-
dominance du bruit émis par la grille d’aubes par rapport au bruit de jet, confirmant la cohérence des
études réalisées. Une résonance similaire est observée à f = 2650 Hz, phénomène déjà noté dans les PSD
pour une vitesse d’écoulement de U0 = 20 m/s (Figure 4.54a).

On peut conclure à la prédominance du bruit de la grille d’aubes dans les PSD pour les deux vitesses
d’écoulement, U0 = 20 m/s et U0 = 40 m/s. Cette prédominance du bruit de grille est constatée pour
toutes les vitesses situées entre ces deux valeurs, comme illustré dans la Figure B.10.

4.6.3.2 Étude de l’impact du contrôle actif sur le bruit aéroacoustique

L’étude de l’impact du contrôle actif sur le bruit aéroacoustique a été effectuée à deux vitesses
d’écoulement, U0 = 10 m/s et U0 = 20 m/s. Deux configurations ont été testées : une configuration avec
grille d’aubes et une configuration avec un profil actif isolé. De plus, les microphones de proximité du
profil #1, #4, #5 et #6, présentés dans les figures 4.52a et 4.52b, ont été utilisés comme microphones
de référence.

La stratégie de contrôle utilisée est la même que celle employée précédemment dans la section 4.5
pour les études dans un conduit rectangulaire sous un écoulement rasante. Le contrôle nécessite une
mesure du bruit à l’aide des microphones de contrôle afin d’estimer les fonctions de transfert entre ces
microphones et les cellules actives. On met ensuite en place une contrôle obtenu par une synthèse LQG.

Des mesures du bruit en champ lointain ont été effectuées simultanément avec les mesures de bruit sur
les microphones de proximité (figures 4.52a et 4.52b). Ces mesures ont servi de référence, correspondant
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au bruit émis par le profil rigide.
Le facteur temps, dû à la réalisation de ces expériences, a limité les paramètres utilisés dans cette

étude.
Le signal mesuré par le microphone de contrôle #1 a été utilisé pour tracer les densités spectrales de

puissance (PSD). Les résultats sont illustrés sur les figures 4.55a et 4.55b.
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Figure 4.55. Densités spectrales de puissance (PSD) pour le microphone de contrôle
#1 à proximité du bord de fuite du profil.

À partir des figures 4.55a et 4.55b, on peut remarquer une réduction du bruit au niveau du microphone
de contrôle de l’ordre de 5 dB autour de la fréquence f = 3320 Hz. Cette réduction est suivie, après un
écart de 50 Hz, par une amplification du signal de l’ordre de 10 dB à la fréquence f = 3370 Hz.

Des mesures du bruit en champ lointain ont été effectuées sur les microphones placés à des angles de
mesure θ = −60◦ et θ = 60◦. Les densités spectrales de puissance (PSD) de ces mesures ont été tracées
sur la Figure 4.56.
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Figure 4.56. Densités spectrales de puissance (PSD) pour les mesures de fluctuation
de pression en champ lointain. U0 = 20 ms−1 ; Microphone de contrôle
#1.

Une amplification du bruit de l’ordre de 7 dB autour des fréquences de contrôle f = 2650 Hz et
f = 3320 Hz a été observée sur les densités spectrales de puissance (PSD) illustrées sur la Figure 4.56. De
plus, l’angle de mesure correspondant est situé du même côté que l’emplacement des cellules actives sur le
profil, comme illustré sur les figures 4.51 et 4.52. Ceci confirme l’existence d’un couplage électroacoustique
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fort influençant le bruit en champ lointain.
Le microphone de proximité du profil #5 a également été utilisé comme microphone de contrôle. Les

densités spectrales de puissance (PSD) des mesures de fluctuations de pression ont été estimées et tracées
sur la Figure 4.57a.
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Figure 4.57. Densités spectrales de puissance (PSD) pour le microphone de contrôle
#5 à proximité du bord de fuite du profil.

Sur la Figure 4.57a, on observe une réduction notable de l’ordre de 15 dB à la fréquence f = 3320
Hz. Cette réduction est trois fois supérieure à celle observée sur la même figure pour un contrôle établi
à partir du microphone #1, ce qui indique que le couplage électroacoustique est plus significatif lorsque
le contrôle est calibré sur le microphone situé au bord de fuite.

Par ailleurs, une amplification de l’ordre de 15 dB est constatée à une fréquence de f = 3400 Hz, ce
qui est du même ordre que la réduction observée, contrairement aux résultats obtenus avec les PSD du
microphone de contrôle #1, également illustrés sur la Figure 4.57a.

Les PSD des mesures de fluctuations de pression en champ lointain, correspondant au contrôle établi
par rapport au microphone #5, ont été estimés et tracés sur la Figure 4.58.
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Figure 4.58. Densités spectrales de puissance (PSD) pour les mesures de fluctuation
de pression en champ lointain. U0 = 20 ms−1 ; Microphone de contrôle
#5.

Une amplification du bruit en champ lointain a été observée sur le PSD tracé sur la Figure 4.58.
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Cette amplification est localisée aux fréquences f = 2650 Hz et f = 3320 Hz. De plus, une amplification
a été remarquée à la fréquence f = 3450 Hz. Ceci reconfirme le couplage électroacoustique fort qui a été
créé par les cellules de contrôle actif.

Dans une deuxième configuration, plutôt que de tester tous les profils, les deux profils rigides ont
été retirés de la soufflerie, ne laissant que le profil actif central. Cette configuration est illustrée sur les
figures 4.59a et 4.59b.

1

2

3 4

(a) (b)

Figure 4.59. Photos de la configuration expérimentale avec le profil actif seul.(1) :
Profil actif, (2) : Anémomètre, (3) : Pont de courant de Howland, (4) :
Alimentation des cellules.

Le microphone #1 a été utilisé en tant que microphone de référence pour ajuster le contrôle à une
vitesse de 20 m/s. Les fluctuations de pression mesurées par ce microphone de contrôle ont été utilisées
pour une estimation des PSD, qui ont été tracées sur la Figure 4.60a.
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Figure 4.60. Densités spectrales de puissance (PSD) pour le microphone de contrôle
#1 à proximité du bord d’attaque du profil.

Sur la courbe de différence entre le PSD avec et sans contrôle (Figure 4.60b), une réduction de bruit
de l’ordre de 20 dB est observée autour de la fréquence f = 3350 Hz. Cette réduction est accompagnée
par deux augmentations de bruit, observées aux fréquences f = 3280 Hz et f = 3410 Hz.

Les PSD du bruit en champ lointain pour les deux microphones de mesure, identifiés précédemment,
ont été tracés sur la Figure 4.61.
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Figure 4.61. Densités spectrales de puissance (PSD) pour les mesures de fluctuation
de pression en champ lointain. U0 = 20 ms−1 ; Microphone de contrôle
#1 ; profil isolé.

Autour de la fréquence de contrôle f1 = 3290 Hz et pour les angles de mesure θ = −60◦ et 60◦, une
amplification du bruit émis en champ lointain égale respectivement à 12 dB et 21 dB est remarquée.
De plus, autour de la fréquence f2 = 3405 Hz et pour les angles de mesure θ = −60◦ et 60◦, une
amplification du bruit émis en champ lointain égale respectivement à 16 dB et 22 dB est observée. Ces
observations confirment l’efficacité du contrôle sur le champ acoustique lointain et indiquent un couplage
électro-acoustique significatif, soulignant ainsi le potentiel de cette technologie.

4.6.4 Conclusion

Les mesures réalisées dans le cadre de cette étude ont révélé une réduction du bruit au niveau du
microphone de contrôle. Toutefois, en ce qui concerne le champ lointain, où l’objectif principal réside
dans la réduction du bruit, une amplification a été constatée. Cette amplification pourrait être attribuée
à plusieurs facteurs, tels que la position du microphone de contrôle et l’alignement légèrement décalé
des cellules de contrôle par rapport au bord d’attaque du profil. En fait le contrôle modifie le champ
acoustique émis en minimisant la pression sur les microphones utilisés pour le contrôle, ce qui induit
une modification de la directivité du champs lointain. L’augmentation observée est sans doute une effet
induit local que l’on devra étudier pour comprendre la directivité contrôlée. Le manque de temps n’a
malheureusement pas permis cette étude.

Il est envisageable que des améliorations significatives soient possibles par le biais d’un ajustement de
la stratégie de contrôle, une modification de la géométrie du profil, ou une réorganisation de l’agencement
des cellules de contrôle en intégrant à la synthèse du contrôleur une modélisation de l’acoustique en
champs lointain. Ces éléments offrent des pistes de recherche intéressantes pour affiner la technologie de
réduction active du bruit, notamment dans le cadre de l’étude de l’interaction entre un sillage turbulent
et un profil aérodynamique.
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4.7 Conclusion générale du chapitre

Dans ce chapitre, le contrôle actif à travers des actionneurs piézoélectriques a été étudié pour des
applications aéronautiques. L’objectif était d’implémenter cette technologie dans les redresseurs d’OGV,
en se concentrant sur un profil aérodynamique.

Une étude de conception et d’optimisation numérique a d’abord été réalisée dans le but de concevoir
des cellules actives permettant de privilégier les déformées opérationnelles des modes de type piston, loca-
lisées vers le centre de la cellule, avec un couplage électromécanique maximal. Cette déformation modale,
imitant les déplacements de la membrane d’un haut-parleur, vise à contrôler la pression acoustique.

Le concept de base repose sur une structure en métal sur laquelle des actionneurs piézoélectriques
sont collés. Plusieurs modèles préliminaires ont été étudiés, comme présenté dans l’article publié avec
Perez [161]. Deux systèmes ont été mis en avant : le premier utilise un patch piézoélectrique polarisé
perpendiculairement à la surface en mode d31, et le second des transducteurs polarisés radialement en
mode d33, sous la forme de disques divisés en quatre triangles avec un angle ajustable.

Des simulations en 2D et 3D ont été effectuées, variant l’épaisseur de la structure et l’angle pour le
système en mode d33. Les résultats ont montré une augmentation du coefficient de couplage en réduisant
l’épaisseur de la structure pour les deux systèmes, les simulations 2D présentant toujours le meilleur
couplage. Pour le système en mode d33, de petits angles ont donné de meilleurs résultats, et ce système
a affiché le meilleur coefficient de couplage.

L’application pratique des résultats numériques a conduit à la création d’une structure métallique
rectangulaire d’une épaisseur de 1 mm pour des contraintes de fabrication. Dans cette structure, douze
actionneurs piézoélectriques polarisés en mode d33 sont placés, huit le long de l’axe longitudinal et quatre
le long de l’axe transversal, avec une symétrie par rapport au centre. Les actionneurs sont disposés
par paires, la polarisation de chaque transducteur étant dirigée vers la ligne de contact. Un raidisseur
rectangulaire est installé au centre pour améliorer le déplacement observé lors des simulations.

Une simulation a été réalisée sur la structure dans le but d’optimiser la masse pour réduire la fréquence
du premier mode. Une structure métallique a été conçue pour accueillir cinq cellules actives pour les
essais aéroacoustiques, disposées de manière à créer une surface continue afin d’éviter les perturbations
de l’écoulement ou de l’acoustique.

Suite à la conception des cellules, une étude expérimentale sur le coefficient de couplage par analyse
d’admittance a été réalisée. Malgré des écarts entre les résultats expérimentaux et théoriques, un bon
couplage pour les modes détectés a été validé, confirmant ainsi l’étude de conception par éléments finis.

La validation du couplage a été suivie par une analyse des déformations des cellules via des me-
sures optiques par vibrométrie laser. Cette analyse a confirmé les modes détectés précédemment et les
déformations de type piston. Des effets dus aux conditions aux limites de montage ont également été
observés.

Ensuite, le support incluant les cellules a été suspendu et excité mécaniquement avec un pot vibrant.
Un contrôle actif à l’aide d’un shunt à capacité négative, synthétisé numériquement, a été appliqué,
menant à une bonne réduction des vibrations et des fluctuations de vitesse dans un intervalle de 600
Hz, avec une réduction allant jusqu’à 5 dB pour les vibrations et 6 dB pour les fluctuations de vitesse.
Cela indique un couplage électroacoustique significatif et un potentiel important des cellules, malgré des
résultats moins satisfaisants pour deux cellules en raison des conditions aux limites de montage.

Trois des cinq cellules, ayant montré de bons résultats, ont ensuite été installées dans une veine
rectangulaire pour des études acoustiques. Un contrôleur optimal de type LQG a été développé et utilisé,
permettant d’atteindre une réduction de bruit jusqu’à 2.5 dB, surpassant les méthodes passives.
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Enfin, un profil aérodynamique a été conçu pour tester le système de contrôle actif dans une soufflerie.
Les trois cellules sélectionnées ont été utilisées et la méthode de contrôle LQG a été adaptée à cette
configuration. L’essai a permis d’évaluer la technologie dans des conditions similaires à celles des OGV
de réacteurs d’avion, avec d’excellents résultats de contrôle, y compris une réduction de bruit de 15 dB
aux microphones de proximité utilisés pour le contrôle. En fait le contrôle modifie le champs acoustique
émis en minimisant la pression sur les microphones utilisés pour le contrôle ce qui induit une modification
de la directivité du champs lointain. L’augmentation observée est sans doute une effet induit local que
l’on devra étudier pour comprendre la directivité contrôlée. Le manque de temps n’a malheureusement
pas permis cette étude.
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Dans les précédents chapitres, nous avons examiné des solutions pour réduire passivement et active-
ment le bruit généré par un profil aérodynamique. Dans ce chapitre, nous nous intéressons au dévelop-
pement d’une méthode prédictive de la réduction du bruit d’interaction. Nous utiliserons une approche
numérique pour introduire une condition d’impédance à la surface d’un profil aérodynamique et étudier
son effet sur l’émission acoustique. Les valeurs d’impédance qui apparaissent comme optimales pou-
vant servir de cible pour une stratégie de contrôle actif reposant sur les travaux présentés au chapitre
précédent.

L’émission acoustique du profil est obtenue en introduisant des fluctuations de vitesse turbulentes qui
interagissent avec le profil. Notre étude s’intéresse tout d’abord à une source tourbillonnaire unique afin
de vérifier que le continu fréquentiel des fluctuations de vitesse est celui désiré, et que ces fluctuations
sont bien transportées par l’écoulement moyen sans altération, conformément à l’hypothèse de Taylor.

Ensuite, un arrangement de sources tourbillonnaires, alignées dans la direction transverse à l’écoule-
ment sont introduites. Les caractéristiques de ces sources (amplitudes, longueurs) doivent être calibrées
afin que le champ de fluctuation de vitesse normale respecte bien le spectre de turbulence prescrit. Dans
le travail présenté ici, les sources introduites sont toutes en phase, afin de générer des fluctuations tur-
bulentes à un nombre d’onde. Néanmoins, la méthode peut être étendu en introduisant une déphasage
entre les sources pour générer de la turbulence à deux nombres d’ondes.

Un premier calcul de validation de la méthode numérique est réalisé sur l’interaction de fluctuations
de vitesse turbulentes avec un profil qui consiste en une plaque plane mince. Cette géométrie simple
permet la comparaison avec une solution analytique issue du modèle d’Amiet pour une plaque sans
épaisseur. L’influence de certains paramètres tels que la forme du bord de fuite ou encore la prise en
compte d’un écoulement potentiel autour de la plaque sont discutés.

L’utilisation d’une condition d’impédance en présence d’un écoulement rasant est ensuite validée dans
une configuration de liner en paroi d’un conduit pour laquelle des résultats de référence sont disponibles.
Suite à ces étapes de validation, des simulations du bruit généré par un écoulement turbulent impactant
une plaque plane avec une impédance à la paroi sont menés. Une exploration de valeurs d’impédance est
réalisée sur toute une gamme de fréquence, afin d’essayer de trouver des valeurs optimales qui permettent
de réduire l’émission acoustique par rapport au cas rigide.

La dernière étape de notre recherche évalue la transférabilité des valeurs d’impédance optimales précé-
demment identifiées. Nous examinerons si ces valeurs, initialement définies pour un profil de type plaque
plane, sont également applicables à un profil aérodynamique de type NACA 4-digit. Cela est essentiel
pour évaluer la généralité et la portée des résultats et nous permettra de mieux comprendre l’applicabilité
pratique des stratégies d’atténuation du bruit acoustique dans divers scénarios aérodynamiques.

5.1 Démarches de modélisation de l’injection de turbulence

Le cœur de notre étude se focalise sur l’émission de bruit engendrée par l’interaction entre un écoule-
ment turbulent et un profil aérodynamique. Il est donc nécessaire de modéliser précisément cet écoulement
turbulent et de l’introduire dans le domaine. La méthode, illustrée à la Figure 5.1, exploite les propriétés
d’un tourbillon, qui est simplement un champ de fluctuation de vitesse rotationnelle u⃗′. Pour injecter ce
tourbillon, nous introduisons une source de quantité de mouvement à travers le terme source S⃗m dans
l’équation d’Euler linéarisée correspondant à la conservation de la quantité de mouvement. Ceci permet
d’obtenir une fluctuation de vitesse u⃗′ rotationnelle avec une divergence nulle ∇·u⃗′ = 0. Afin de modéliser
ce terme source S⃗m, nous le décomposons en un produit de deux fonctions : g, qui représente la fonction
de forme décrivant le champ dans l’espace, et s la fonction qui représente l’évolution du terme source
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dans le temps.

Vortex source Injection

Figure 5.1. Représentation de l’injection des tourbillons dans le domaine.

L’étude est menée en fréquentiel, où nous nous intéressons au spectre ciblé en nombre d’onde pour
les fluctuations de vitesse Φ. L’objectif est de définir un terme source S⃗m adéquat qui permettra de
générer des fluctuations de vitesse conformes à ce spectre spécifique. Dans ce contexte, nous adoptons une
modélisation du champ de turbulence basée sur le concept de turbulence gelée, en accord avec l’hypothèse
de Taylor. Cette approche suppose que la turbulence est simplement convectée par l’écoulement moyen,
sans décorrélation.

Dans la suite, définissons la transformée de Fourier selon la convention suivante :

f̂(ω) = 1
2π

∫
R
f(t)e−iωtdt f(t) =

∫
R
f̂(ω)eiωtdω (5.1)

f̂(k) = 1
2π

∫
R
f(x)eikxdx f(x) =

∫
R
f̂(k)e−ikxdk (5.2)

La notation (ˆ), dans ce contexte, symbolise une opération de transformée de Fourier, soit dans l’espace
des fréquences, soit dans l’espace des nombres d’onde. Cette opération sera détaillée ultérieurement, selon
chaque cas considéré.

Les opérateurs ∇, ∇· et ∇× représentent respectivement les opérateurs gradient, divergence et rota-
tionnel.

5.1.1 Les équations d’Euler linéarisées

Nous nous plaçons dans le cadre classique de l’acoustique linéaire. Le fluide est considéré comme
parfait et non-visqueux. Les amplitudes des fluctuations acoustiques sont supposées petites devant les
grandeurs moyennes. Par conséquent, les équations de Navier-Stockes, qui décrivent le mouvement fluide,
peuvent se réduire aux équations d’Euler linéarisées, pour lesquelles le champ moyen sera imposé.
Les équations d’Euler linéarisées dans le domaine temporel, sont représentées par les équations (5.3), (5.4)
et (5.5) :

— Équation de continuité :
∂ρ′

∂t
+ ∇ · (ρ′U⃗0 + ρ0u⃗

′) = Sc (5.3)
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— Équation de conservation de quantité de mouvement :

∂u⃗′

∂t
+
([
u⃗′ + ρ′

ρ0
U⃗0

]
· ∇
)
U⃗0 + (U⃗0 · ∇)u⃗′ + 1

ρ0
∇p′ = S⃗m (5.4)

— Équation de la conservation d’énergie en fonction de la pression :

∂p′

∂t
+ u⃗′ · ∇p0 + p′γ(∇ · U⃗0) + U⃗0 · ∇p′ + γp0(∇ · u⃗′) = Se (5.5)

Les variables u⃗′, ρ′ et p′ désignent les perturbations de vitesse, masse volumique et pression dans le
domaine d’étude, tandis que U⃗0, ρ0 et p0 représentent respectivement la vitesse de l’écoulement, la masse
volumique et la pression moyennes du fluide. Les termes Sc, S⃗m et Se font référence aux sources respec-
tives de matière, de quantité de mouvement et d’énergie.
En supposant des réponses harmoniques, les perturbations fréquentielles ⃗̂u′, ρ̂′ et p̂′ peuvent respective-
ment être exprimées par les équations (5.6), (5.7) et (5.8).

⃗̂u′ = Re
[
⃗̂u(ω)e−ikxx

]
(5.6)

ρ̂′ = Re
[
ρ̂(ω)e−ikxx

]
(5.7)

p̂′ = Re
[
p̂(ω)e−ikxx

]
(5.8)

Dans le modèle, l’écoulement considéré est stationnaire dans la région où l’on souhaite introduire des
sources. Par conséquent, les quantités ρ0, U⃗0 et p0 relatives à l’écoulement sont constantes. L’écoulement
moyen U⃗0 est orienté le long de e⃗x et est donné par U⃗0 = Mc0e⃗x, où M est le nombre de Mach [188] et
c0 est la vitesse du son.

L’analyse qui suit est réalisée dans le domaine fréquentiel. Par conséquent, les équations d’Euler
linéarisées sont réécrites pour une perturbation harmonique telle que définie en équation (5.3), (5.4) et
(5.5). Les équations d’Euler linéarisées dans le domaine fréquentiel s’écrivent alors :

— Équation de continuité :
iωρ̂′ + U⃗0 · ∇ρ̂+ ∇ · ρ0⃗̂u

′ = Ŝc (5.9)

— Équation de conservation de la quantité de mouvement :

iω⃗̂u′ + (U⃗0 · ∇)⃗̂u′ + 1
ρ0

∇p̂′ = ⃗̂
Sm (5.10)

— Équation de la conservation d’énergie en fonction de la pression :

iωp̂′ + ⃗̂u′ · ∇p0 + U⃗0 · ▽⃗p̂′ + γp0(∇ · ⃗̂u′) = Ŝe (5.11)

Examinons maintenant l’équation de conservation de la quantité de mouvement (5.4), en substituant le
terme source S⃗m par sa décomposition en un produit de deux fonctions : g et ŝ, cette dernière décrivant
la source temporelle dans le domaine fréquentiel :

iω⃗̂u′ + (U⃗0 · ∇)⃗̂u′ + 1
ρ0

∇p̂′ = g⃗(x, y)ŝ(ω) (5.12)

En absence d’autres sources, les perturbation de la masse volumique et de la pression sont nulles ( ρ′ = 0
et p′ = 0) car nous cherchons à construire une source de vorticité qui ne génère pas d’ondes acoustiques.
Ainsi, le champ de fluctuation de vitesse est rotationnel et respecte la condition de divergence nulle ∇·u⃗′ =
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0.Ces conditions permettent de simplifier le terme 1
ρ0
▽p̂′ de l’équation (5.12). Ensuite, en appliquant la

transformée de Fourier par rapport à la variable d’espace x, nous transformons notre équation dans
l’espace du nombre d’onde kx, conduisant à l’équation de transport (5.13) pour la composante de vitesse
selon e⃗x.

i(ω − kxU0)⃗̂û′(kx, y, ω) = ⃗̂g(kx, y)ŝ(ω) (5.13)

L’objectif de la suite est d’exprimer la composante fréquentielle de la source ŝ(ω) en fonction du spectre
de fluctuation de vitesse turbulente Φ. Nous commencerons par exprimer la fluctuation de vitesse ⃗̂û′

en fonction du nombre d’onde kx et de la fréquence ω. Ensuite, en appliquant la double transformée
de Fourier inverse, nous retrouvons l’expression de u⃗′ en espace-temps. Pour éliminer l’intégrale par
rapport à ω résultant de la transformée de Fourier inverse, nous utiliserons le théorème des résidus
de Cauchy [189] pour résoudre cette intégrale complexe, en exploitant le fait que nous avons un pôle
réel ω = kxU0 provenant de l’hypothèse de Taylor [190, 191]. Cette démarche nous permet d’obtenir
l’expression suivante de la fluctuation de vitesse en fonction de x, y, et t. Le calcul détaillé est disponible
dans l’annexe C.2.

u⃗′(x, y, t) = 2π
∫
R
⃗̂g(kxU0, y)ŝ(kxU0)e−ikx(x−U0t)dkx (5.14)

5.1.2 Calcul du spectre de la source

L’objectif de l’isolement de la fluctuation de vitesse u⃗′, telle que représentée par l’équation (5.14),
est de reformuler la source temporelle s en termes du spectre de fluctuation de vitesse adapté au modèle
turbulent choisi. Ainsi, nous calculons l’inter-corrélation de la composante fréquentielle de la source ŝ
pour deux fréquences distinctes ω1 et ω2.

La procédure commence par le calcul de l’inter-corrélation de la source temporelle entre deux instants
distincts, spécifiquement t1 = t et t2 = t+τ . Par la suite, en appliquant la transformée de Fourier deux fois
à l’inter-corrélation, nous parvenons à établir une relation entre l’inter-corrélation de la source temporelle
en fréquentiel

〈
ŝ(ω1)ŝ(ω2)

〉
et le spectre S de la composante fréquentielle de la source ŝ, comme exposé

dans l’équation (5.15). 〈
ŝ(ω1)ŝ(ω2)

〉
= δ(ω1 − ω2)S(ω1) (5.15)

Revenons maintenant au spectre de fluctuation de vitesse, qui est représenté par la transformée de Fourier
de la corrélation entre deux points, P1 et P2, dans l’espace, comme le montre la Figure 5.2. Ce spectre
illustre la distribution de l’énergie des fluctuations à travers différentes échelles spatiales dans le champ
turbulent [192, 193].

Figure 5.2. Exemple de corrélation entre deux point P1 et P2 séparé par le vecteur rx

dans la direction e⃗x et par le vecteur ry dans la direction e⃗y.

Ainsi, l’expression du spectre de fluctuation de la vitesse entre deux points, séparés par un vecteur
rx dans la direction e⃗x, ry dans la direction e⃗y, et deux fluctuations de vitesse u′

i et u′
j , avec i, j ∈ {x, y},
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est donnée ci-dessous :

Φij(k⃗) = 1
(2π)2

∫ ∫
R

〈
u′

i(X, t)u′
j(X + r, t)

〉
eik⃗·r⃗dr⃗ (5.16)

Sachant que X le couple (x, y) et r le couple (rx, ry).

Nous sommes dans le cas 2D, donc nous allons nous intéresser au nombre d’onde kx. Nous intégrerons
l’expression (5.16) par rapport au nombre d’onde kz. Ainsi, nous obtenons le spectre de fluctuation de
la vitesse Φij en fonction du nombre d’onde kx uniquement, comme présenté ci-dessous :

Φij(kx) =
∫
R

Φij(kx, kz)dkz (5.17)

En exploitant les relations (5.14), (5.15), (5.16) et (5.17), on obtient le spectre de la composante fréquen-
tielle de la source ŝ, que l’on appellera par la suite S, défini par l’expression (5.18).

S(kxU0) = Φij(kx)|U0|
(2π)2ĝi(kx, y = yc)ĝj(kx, y = yc)

(5.18)

Sachant que yc est la position de la source dans la direction e⃗y.

5.1.3 Modèle de turbulence et spectre de fluctuation de vitesse

Antérieurement, le spectre S a été défini en termes du spectre de fluctuation de vitesse Φij , où
i, j ∈ {x, y}. À présent, il est nécessaire de définir ce spectre en fonction du modèle de turbulence
sélectionné pour cette étude.

Bien que divers modèles de turbulence aient été développés, nous adopterons ici le modèle de turbu-
lence de Von Kármán, largement reconnu [194, 195], qui fournit une modélisation statistique de l’énergie
de turbulence. Une description détaillée de ce modèle est présentée dans le chapitre 2.3.4.

En adaptant le spectre de turbulence de Von Kármán, défini par (2.11), à notre domaine physique
pour une source de turbulence en 2D et se propageant le long de la direction de l’écoulement e⃗x (comme
illustré à la Figure 5.1), nous définissons le spectre de fluctuation de turbulence Φyy comme l’énergie
cinétique des fluctuations de vitesse dans la direction e⃗y, perpendiculaire à l’écoulement moyen. L’ex-
pression adaptée est représentée par (5.19).

Φyy(kx) = v2Λ
2π

1 + 8/3k̃2
x

(1 + k̃2
x)11/6 (5.19)

Tel que v2 = (TIU0)2 représente le carré de l’amplitude moyenne de la fluctuation de vitesse û′
y, TI est

l’intensité turbulente, k̃x = kx

ke
, et ke =

√
πΓ(6/5)

Γ(1/3)Λ . Ici, Λ symbolise l’échelle intégrale de la turbulence et
Γ[.] désigne la fonction gamma.

L’énergie cinétique de la fluctuation de vitesse se révèle être prépondérante pour les faibles nombres
d’onde, comme illustré dans la Figure 5.3 avec une échelle intégrale Λ = 0.1 m, une intensité de turbulence
TI = 0.025, une vitesse du son c0 = 343 m/s, et un nombre de Mach M = 0.5.
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Figure 5.3. Spectre de Von Kármán des fluctuations de vitesse normale Φyy pour M =
0.5, TI = 0.025 et Λ = 0.1 m.

5.1.4 Fonction de forme

Dans le cadre de ces travaux, la turbulence est modélisée à l’aide d’une source vorticielle positionnée
aux coordonnées (xc, yc). Cette source de vorticité est définie comme le rotationnel du potentiel de vitesse
Ψ⃗, exprimé de la manière suivante :

S⃗m = ∇ × Ψ⃗(x, y, t) = g⃗(x, y)s(t) (5.20)

Le vecteur vitesse potentiel Ψ⃗ suit une distribution gaussienne dans l’espace, formulée par l’expression
(5.21) ci-dessous :

Ψ⃗(x, y, t) = Ab

√
e1

ln(4)e
− ln(2) ((x−xc)2+(y−yc)2)

b2 s(t)e⃗z (5.21)

Tel que A est l’amplitude, b est demi largeur de Gaussienne et (xc, yc) est le centre de la gaussienne.
L’amplitude A est déterminée en normalisant la dérivée de la Gaussienne selon la relation (5.22)

∫
R2

∣∣∣∣∣Ab
√

e1

ln(4)e
− ln(2) (x−xc)2+(y−yc)2

b2

∣∣∣∣∣
2

dx dy = 1 (5.22)

L’objectif est de produire une fonction à support compact. L’amplitude A n’a pas d’effet sur l’expression
(5.27) de la source de vorticité S⃗m puisqu’elle est simplifiée lors des calculs.

En observant le potentiel de vitesse tracé sur la Figure 5.4, nous pouvons constater une concentration
d’énergie au centre de la source du vortex et une décroissance rapide.

En se basant sur les expressions (5.21) et (5.20), nous obtenons l’expression (5.23) qui exprime la
fonction de forme g⃗.

g⃗(x, y) =
(
gx(x, y)
gy(x, y)

)
=
(

−y + yc

x− xc

)
A

√
e

√
2ln(2)
b

e− ln(2)
b2 ((x−xc)2+(y−yc)2) (5.23)

L’examen détaillé des fonctions de forme est illustré dans les Figures 5.5 et 5.6, qui tracent ces fonctions
dans l’espace ainsi que les courbes correspondantes pour x = xc et y = yc. La fonction g1, décrivant la
composante de la source de vorticité dans la direction e⃗x, présente deux lobes opposés symétriquement
par rapport à l’axe x = xc. En revanche, la fonction g2, représentant la répartition spatiale de la source
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Figure 5.4. Fonction de forme du vecteur potentiel Ψ⃗ pour b=0.2, kx = 10 m−1 et
(xc = −2, yc = 0)

dans la direction e⃗y , affiche une symétrie par rapport à l’axe y = yc.
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Figure 5.5. Fonction de forme gx pour b=0.2, kx = 10 m−1 et (xc = −2, yc = 0).
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Figure 5.6. Fonction de forme gy pour b=0.2, kx = 10 m−1 et (xc = −2, yc = 0).

L’application de la transformée de Fourier sur la fonction de forme g⃗, telle que définie dans l’expression
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(5.23), par rapport à la variable spatiale x, permet de calculer le spectre de la source temporelle S, défini
par la relation (5.18). Le résultat du calcul est exprimé par (5.24).

⃗̂g(kx, y) =
(
ĝx(kx, y)
ĝy(kx, y)

)
=

 (−y + yc)A
√

e
2π e

− ln(2)
b2 (y−yc)2

eikxxce− b2
4ln(2) k2

x

iA
√

e
2πkx

(
b√

2ln(2)

)2
e− ln(2)

b2 (y−yc)2
eikxxce− b2

4ln(2) k2
x

 (5.24)

Dans cette étude nous nous intéressons particulièrement aux fluctuations de la vitesse normale a l’écou-
lement moyen qui se propage selon la direction e⃗x. Pour cette raison, le spectre turbulent que nous
considérons est la composante Φyy(kx).

La définition de la source dans le domaine fréquentiel, c’est-à-dire la transformée de Fourier de la
source temporelle, s’exprime par (5.25)

ŝ(ω) =
√
S(ω)eiφ(ω) (5.25)

Sachant que ω = kxU0. Comme indiqué, φ(ω) représente une phase aléatoire tirée entre 0 et 2π avec une
distribution uniforme.

Un exemple de tirage de phase aléatoire est présenté en Figure 5.7 pour un ensemble de valeur de ω
dans l’intervalle [0 ;1000] rad/s. La densité de probabilité associée de φ (Figure 5.7a) est aussi représentée
et montre bien une distribution quasi-uniforme. L’expression de la composante fréquentielle de la source
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Figure 5.7. (a) Densité de probabilité et (b) variation de la phase aléatoire φ de la
source en fonction de la fréquence angulaire ω.

est donnée par (5.26).

ŝ(ω) =
√

|U0|Φyy(kx)
A

√
e
√

2πkx

(√
2ln(2)
b

)2

e
b2

4ln(2) k2
xeiφ(ω) (5.26)

D’où l’on déduit, à partir des expressions (5.20), (5.26) et (5.24), l’expression (5.27) du terme source S⃗m.

S⃗m(x, y, ω) =
(

−y + yc

x− xc

) √
Φyy(kx)|U0|

√
2πkx

(√
2ln(2)
b

)3

e− ln(2)
b2 ((x−xc)2+(y−yc)2)e

b2
4ln(2) k2

xeiφ(ω) (5.27)

Les composantes du terme source, Smx et Smy, sont tracées sur la Figure 5.8.
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Figure 5.8. Composante de la source de vorticité Smx et Smy pour M=0.5, b=0.2,
kx = 10 m−1 et (xc = −2, yc = 0).

La composante Smx du terme source donne deux lobes antisymétriques par rapport à l’axe horizontal
y = 0 (Figure 5.8a). Par ailleurs, la composante Smy du terme source donne deux lobes antisymétriques
par rapport à l’axe vertical x = 0 (Figure 5.8b).

5.1.5 Vitesse dans le domaine fréquentiel

Pour déterminer l’expression théorique la vitesse en fréquence, nous utiliserons l’équation de transport
(5.13). L’application de la transformée de Fourier inverse, suivie du calcul de l’intégrale via la méthode
des résidus de Cauchy, est illustrée dans le calcul suivant.

i(ω − kxU0)⃗̂û′(kx, y, ω) =⃗̂g(kx, y)ŝ(ω) (5.28)

⃗̂u′(x, y, ω) =
∫
R

⃗̂g(kx, y)ŝ(ω)
i(ω − kxU0)e

−ikxxdkx (5.29)

⃗̂u′(x, y, ω) =

− (y−yc)
kx

(√
2ln(2)

b

)2

i


√

Φyy(kx)
√
U0

e−ikx(x−xc)e− ln(2)
b2 (y−yc)2

eiφ(ω) (5.30)

En visualisant les fluctuations de vitesse, û′
x et û′

y décrit par l’expression (5.30), respectivement sur
les Figures 5.9 et 5.10, il est apparent que notre fluctuation de vitesse, correspondant à une source de
vorticité, est bien structurée dans l’espace sans amortissement, et se convecte de manière adéquate.
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Figure 5.9. Fluctuation de la composante de vitesse û′
x (parallèle à l’écoulement) .

(a) û′
y(x, y, kx = 10 m−1) (b) û′

y(x, y = 0, kx = 10 m−1)

Figure 5.10. Fluctuation de la composante de vitesse û′
y (normale à l’écoulement) .

5.2 Simulation numérique à une source et validation

5.2.1 Modèle Géométrique et maillage

Un modèle a été élaboré dans COMSOL Multiphysics. La géométrie est un domaine carré 2D de
dimensions 10 m × 10 m représentant le fluide (air dont ρ0 = 1.2 kg/m3). Une couche d’absorption PML
(Perfectly Matched Layer) a été appliquée sur les frontières, avec une épaisseur de λmin

a /8, où λmin
a = c0

fmax

est la plus petite longueur d’onde acoustique dans le milieu. La géométrie et le maillage sont illustrés
dans les Figures 5.11, et les détails de la géométrie sont présentés dans le tableau 5.1.

Paramètres Valeur Description
Lx 10 [m] Largeur dans la direction x
Ly 10 [m] Longueur dans la direction y

eP ML λmin
a /8 [m] Épaisseur de la couche d’absorption PML

nP ML 16 Nombre d’élément dans la couche PML

Table 5.1. Paramètres de maillage.

Pour chaque simulation, la taille des éléments maximum est fixée en référence à la plus petite longueur
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Figure 5.11. Géométrie et maillage pour la Simulation de la convection du champ de
fluctuation de vitesse imposé. La taille des éléments est adaptée pour
représenter un nombre d’onde maximal de kx = 3 m−1.

d’onde acoustique en tenant compte de la vitesse d’écoulement, soit ∆max = λmin
acous/7, telle que λacous =

c0−U0
fmax

, dans le but d’éviter tout amortissement numérique et d’assurer que la condition de divergence
nulle (∇ · ⃗̂u′ = 0) soit respectée.

5.2.2 Résultats

Pour valider et vérifier les résultats de la simulation, nous examinerons les champs û′
x, û′

y, ρ̂′ et p̂′

pour différentes valeurs du nombre d’onde kx et donc de la fréquence f . Ces champs correspondent
respectivement aux composantes de la fluctuation de vitesse suivant x et y, à la perturbation de la masse
volumique, et à la perturbation de la pression.

(a) kx = 5 m−1, f = 136.475 Hz (b) kx = 10 m−1, f = 272.950 Hz (c) kx = 20 m−1, f = 545.900 Hz

Figure 5.12. fluctuation de vitesse û′
y en ms−1.
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(a) kx = 5 m−1, f = 136.475 Hz (b) kx = 10 m−1, f = 272.950 Hz (c) kx = 20 m−1, f = 545.900 Hz

Figure 5.13. fluctuation de vitesse û′
x en ms−1.

Les champs de fluctuation de vitesse û′
x et û′

y, représentés respectivement sur les Figures 5.12 et
5.13, confirment la correcte convection de la source de vorticité à travers le domaine physique, sans
perturbations notables. Au point d’injection de la source, on note une amplitude élevée de la fluctuation
de vitesse. Cette amplitude élevée est principalement due à la concentration de l’énergie à ce point précis.
Cependant, les fluctuations convectées s’éloignant légèrement de la source restent stables et sont du même
ordre de grandeur que celles prédites par le calcul analytique.

(a) kx = 5 m−1, f = 136.475 Hz (b) kx = 10 m−1, f = 272.950 Hz (c) kx = 20 m−1, f = 545.900 Hz

Figure 5.14. Fluctuation de pression p̂′ en [Pa].

(a) kx = 5 m−1, f = 136.475 Hz.
(b) kx = 10 m−1, f = 272.950

Hz.
(c) kx = 20 m−1, f = 545.900

Hz.

Figure 5.15. Fluctuation de masse volumique ρ̂′ en [kg/m3].

La visualisation des champs de masse volumique ρ̂′ et de pression p̂′, représentés respectivement sur
les Figures 5.15 et 5.14, révèle l’apparition de résidus de pression et de masse volumique dans le domaine.
Ces résidus ont des amplitudes respectives de l’ordre de 10−4 Pa pour la pression et de 10−9 kg/m3 pour
la masse volumique. Une telle erreur de calcul est attendue étant donné que la résolution numérique peut
induire des amortissements numériques, entraînant ainsi un non-respect de la condition de divergence
nulle dans certaines régions.
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On observe aussi un léger rayonnement acoustique en provenance de a frontière avale, là où les
fluctuations de vitesse sortent du domaine.

L’examen du spectre de fluctuation de la vitesse normale Φyy en fonction de la fréquence, présenté
dans la Figure 5.16, confirme l’efficacité de notre modèle de synthèse de la turbulence dans le domaine
de simulation.

0 5 10 15 20 25
kx [m 1]
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0.15
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yy
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Figure 5.16. Spectre de fluctuation de vitesse normale Φyy mesuré au point de coor-
données (x=-1 m, y=0 m).

L’examen du spectre de fluctuation de la vitesse normale Φyy en fonction de la fréquence, présenté
à la Figure 5.16, confirme la pertinence de notre modèle d’injection de turbulence dans le domaine de
simulation. De plus, l’erreur quadratique entre le spectre simulé et le spectre analytique, mesurée au
point de coordonnées (x = −1, y = 0), est de l’ordre de 10−7.

5.3 Simulation numérique avec plusieurs sources et validation

5.3.1 Modélisation et mise en données

Le profil aérodynamique examiné dans ce modèle possède une épaisseur non négligeable. En consé-
quence, l’utilisation d’une seule source de turbulence ne suffit pas pour garantir une répartition uniforme
de l’énergie turbulente dans une région suffisamment grande dans la direction e⃗y pour couvrir l’épaisseur
du profil. Pour remédier à cette limitation, nous abordons dans cette section l’introduction de plusieurs
sources le long d’une ligne perpendiculaire à l’écoulement moyen, au lieu de n’en utiliser qu’une seule.

L’équation (5.31) montre la manière dont Ns + 1 sources sont incorporées dans le terme source de
l’équation d’Euler linéarisée.

⃗̂
Sm(x, y, ω) = β

Ns/2∑
i=−Ns/2

g⃗i(x, y)ŝ(ω) (5.31)

Le coefficient β =
√

ln(2)ds

b
√

π
est introduit dans l’expression de la source de vorticité. Ce coefficient

assure que la même quantité d’énergie totale que celle introduite avec une seule source de vorticité est
préservée, permettant ainsi une reproduction fidèle du spectre de fluctuation de vitesse Φyy(kx).

Tel que ds est la distance inter-source.
En développant l’équation (5.31) à l’aide de l’expression de la fonction de forme g et de la composante

fréquentielle de la source ŝ, nous obtenons l’équation (5.32) qui décrit plusieurs sources de vorticité à
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injecter dans le domaine de calcul.

⃗̂
Sm(x, y, ω) =

Ns/2∑
i=−Ns/2

(
(−y+ids)ds

2πkx
(x−xc)ds

2πkx

)(√
2ln(2)
b

)4√
|U0|Φyy(kx)e− ln(2)

b2 ((x−xc)2+(y−ids)2)e
b2

4ln(2) k2
xeiφ(ω)

(5.32)
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Figure 5.17. Représentation des composantes de la source de vorticité injecté sur la
ligne xc = −2.

En se basant sur l’expression (5.30) qui décrit la vitesse résultant d’une seule source, il est pos-
sible de déduire l’expression (5.33) de la fluctuation de vitesse ⃗̂u′ pour plusieurs sources de tourbillons
synthétiques.

⃗̂u′(x, y, ω) =
NS/2∑

i=−Ns/2

⃗̂u′
i(x, y, ω)

⃗̂u′(x, y, ω) =
√
ln(2)ds

b
√
π

NS/2∑
i=−Ns/2

− (y−ids)
kx

(√
2ln(2)

b

)2

j


√

Φyy(kx)
√
U0

e−jkx(x−xc)e− ln(2)
b2 (y−ids)2

ejφ(ω)

(5.33)
En visualisant les composantes des fluctuations de vitesse, û′

x et û′
y, données par l’expression (5.33), et

présentées respectivement sur les Figures 5.18 et 5.19, on constate que, d’un point de vue analytique, les
deux composantes des fluctuations de vitesse se convectent correctement à travers le domaine physique.

De surcroît, la composante û′
x des fluctuations de vitesse s’annule dans l’intervalle ]-Ns/2 ds ; Ns/2

ds[, qui symbolise la zone utile. Dans cette région, on observe une convection efficace de la composante
des fluctuations de vitesse û′

y, ainsi qu’une restitution fidèle du spectre de fluctuations de la vitesse
normale à l’écoulement, Φyy. . Les paramètres utilisés pour ces calculs sont détaillés dans le tableau 5.2.

Paramètre Valeur
Ligne d’injection de la source de vorticité xc = −2 m

Nombre de sources Ns 11
b 0.2
ds 0.6*b

Table 5.2. Paramètres du calcul analytique.
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(a) û′
x(x, y, kx = 10 m−1). (b) û′

x(x = 0, y, kx = 10 m−1).

Figure 5.18. Fluctuation de la composante de vitesse û′
x (parallèle à l’écoulement).

(a) û′
x(x, y, kx = 10m−1). (b) û′

x(x, y = 0, kx = 10m−1).

Figure 5.19. Fluctuation de la composante de vitesse û′
y (normale à l’écoulement).

5.3.2 Résultats

En utilisant le même modèle et maillage que ceux de la simulation avec une seule source de turbulence
précédemment présentée, nous avons examiné les champs de fluctuation de vitesse, ainsi que ceux de la
masse volumique et de la pression, pour une simulation intégrant plusieurs sources de turbulence, telles
que définies par l’expression (5.32).

(a) kx = 5 m−1, f = 136.475 Hz.
(b) kx = 10 m−1, f = 272.950

Hz.
(c) kx = 20 m−1, f = 545.900

Hz.

Figure 5.20. Fluctuation de vitesse normale imposée en ms−1.

La Figure 5.20 illustre le champ de fluctuation de vitesse û′
y normal à l’écoulement moyen U⃗0. Il est
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clairement observé que pour les trois nombres d’onde kx ayant des valeurs de 5 m−1, 10 m−1, et 20 m−1,
la turbulence est correctement générée et convenablement convectée par l’écoulement moyen U⃗0.

Afin d’examiner les fluctuations de vitesse û′
y en détail, la Figure 5.21 offre une visualisation de ces

fluctuations sur la ligne y = 0. Il est manifeste que, à l’exception de la région d’injection autour de xc,
les fluctuations de vitesse se propagent le long du domaine sans subir d’amortissement.
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(a) kx = 5 m−1, f = 136.475 Hz.
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Figure 5.21. Fluctuation de vitesse normale û′
y en m/s le long de la ligne y = 0.

(a) kx = 5 m−1, f = 136.475 Hz.
(b) kx = 10 m−1, f = 272.950

Hz.
(c) kx = 20 m−1, f = 545.900

Hz.

Figure 5.22. Fluctuation de vitesse longitudinale û′
x en ms−1.

Le champ des fluctuations de la vitesse û′
x, illustré sur la Figure 5.22, présente des résultats en

adéquation avec ceux théoriquement représentés sur la Figure 5.18.

(a) kx = 5 m−1, f = 136.475 Hz.
(b) kx = 10 m−1, f = 272.950

Hz.
(c) kx = 20 m−1, f = 545.900

Hz.

Figure 5.23. Fluctuation de pression p̂′ en [Pa].
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(a) kx = 5 m−1, f = 136.475 Hz.
(b) kx = 10 m−1, f = 272.950

Hz.
(c) kx = 20 m−1, f = 545.900

Hz.

Figure 5.24. Fluctuation de masse volumique ρ̂′ en [kg/m3].

Sur les champs de pression p̂′ et de masse volumique ρ̂′, représentés respectivement sur les Figures
5.23 et 5.24, on observe la présence de légers résidus. Ces résidus dus aux imperfections numériques
associées au maillage utilisé. Ces résidus se manifestent par des valeurs de l’ordre de 10−4 Pa pour les
fluctuations de pression et 10−9 kg ·m−3 pour les fluctuations de masse volumique. Bien que présentes,
ces valeurs sont suffisamment faibles pour être considérées comme négligeables, ce qui signifie qu’elles
n’ont pas d’impact significatif sur les résultats numériques.

Le spectre de fluctuation de vitesse normale obtenu par simulation (Figure 5.25) montre une très
bonne concordance avec le spectre imposé. Ces résultats confirment la robustesse et la validité de notre
modèle pour reproduire fidèlement les caractéristiques du spectre de fluctuation de vitesse normale
imposé.

Il convient de noter que ces résultats ont été obtenus en utilisant un maillage avec une taille d’élément
maximale de ∆max = λacous/7, où λacous représente la longueur d’onde acoustique caractéristique. Il est
essentiel de maintenir cette taille d’élément maximale pour éviter un amortissement numérique excessif
des fluctuations de vitesse convectées par l’écoulement. En dépit de cette contrainte de maillage, les
résultats obtenus restent en accord étroit avec les attentes théoriques, renforçant ainsi la fiabilité de
notre approche de simulation.
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Figure 5.25. Spectre de fluctuation de vitesse normale Φyy mesuré au point de coor-
données (x=-1 m, y=0 m).
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5.4 Étude de l’interaction d’un sillage turbulent avec un profil
aérodynamique

Dans cette section, un profil aérodynamique de type plaque plane est introduit (Figure 5.11). La
géométrie du domaine et le maillage sont similaire à ceux du modèle précédent (section 5.2) sauf à
proximité du profil. Le profil est centré en (x=0, y=0) avec une longueur de corde c = 1 m et une
épaisseur ep représentant 1% de la longueur de corde. La forme du profil est détaillée dans la Figure 5.27.

Pour pallier aux erreurs numériques dues au non-respect de la condition de Kutta-Joukowski [196]
pour un bord de fuite circulaire, un bord de fuite de forme effilée (Figure 5.27) est choisi.

L’émission acoustique du profil sera estimée au travers de la puissance acoustique au travers d’un
cercle de centre (0,0) et de rayon R = 1 m (repère 3 Figure 5.26).

1

1

1

1

3

2

4

(a) (b)

Figure 5.26. Description de la géométrie et du maillage du modèle. (a) : Géométrie et
(b) : Maillage.

Figure 5.27. Profile finale a utiliser dans les prochaines calculs.

Les données du maillage sont présentées dans les tableaux 5.3 et 5.4.
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Domaine Description

1 Couche d’absorption PML (Perfectly Matched Layer)
2 Domaine physique
3 Cercle fictif pour mesure en champ lointain
4 Profil (plaque mince d’épaisseur ep)

Table 5.3. Description des différentes régions de domaine de calcul.

Paramètres Valeur Description

Lx 10 [m] Largeur dans la direction x
Ly 10 [m] Longueur dans la direction y

eP ML λa/8[m] Épaisseur de la couche d’absorption PML
nP ML 16 Nombre d’élément dans la couche PML

Table 5.4. Paramètres de maillage.

Dans les simulations numériques, le choix méticuleux du maillage est primordial pour garantir la
précision des résultats. Nous avons basé notre stratégie de maillage sur deux zones essentielles :

1. Zone d’Absorption (PML) : Huit couches d’un maillage structuré, alignées normalement aux
parois, permettent de limiter les réflexions indésirables d’ondes et d’appliquer adéquatement les
conditions aux limites.

2. Zone 2 (Domaine Physique de Calcul) : Face à la complexité de la géométrie du profil, un
maillage triangulaire non structuré a été choisi pour mieux épouser les détails géométriques.

Les dimensions des éléments de maillage visent à avoir au moins 7 éléments par longueur d’onde,
basées sur la plus petite longueur d’onde présente. Cette approche permet une résolution adéquate des
phénomènes d’écoulement, qu’ils proviennent de la turbulence ou des interactions fluide-surface.

Concernant le choix des éléments, nous avons opté pour des éléments quadratiques de Lagrange pour
la vitesse et des éléments linéaires pour la masse volumique et la pression, exploitant leurs propriétés
mathématiques intrinsèques.

Un maillage triangulaire libre a été adopté, et une couche d’inflation a été ajoutée sur la surface du
profil afin d’améliorer la solution. De plus, le maillage près de la surface (Figure 5.28) est très fin afin
d’obtenir un maillage de qualité en s’adaptant à la forme du bord de fuite effilé.

(a) (b)

Figure 5.28. Maillage du modèle au bord de fuite et au bord d’attaque.
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La taille maximale des éléments est définie par ∆max = λmin
acous/7, visant une pression résiduelle

d’environ 10−4 Pa, assurant ainsi une représentation fidèle des variations de pression.
Les paramètres de calcul sont représentés en détails sur le tableau ci-dessous :

Paramètre Valeur Description

Profil
ep 10−2 [m] Épaisseur de profil

(x0, y0) (0,0) Centre de profil
c 1 [m] Longueur de corde de profil

Source de turbulence
(xc, yc) (-2 m, 0 m) Centre de tourbillon

b 0.2 Demi largeur de Gaussienne

Écoulement
M 0.5 Nombre de Mach
c0 343 [m/s] Vitesse du son dans l’air
ρ0 1.2 [Kg/m3] Masse volumique

Table 5.5. Paramètres de calcul.

5.4.1 Ajout de l’écoulement potentiel

Le profil considéré ici a une corde c=1 m. La gamme de fréquence d’intérêt est choisie pour que les
nombres d’ondes réduits kx = kx

c
2 soient similaires à ceux considérés lors des études expérimentales avec

des profils de corde c=0.12 m.
Les premiers calculs considéraient un écoulement moyen uniforme U⃗0 = U0e⃗x partout dans le domaine,

même à proximité directe de la paroi du profil. Par la suite, un calcul d’écoulement potentiel a été réalisé
afin d’obtenir un champ de vitesse moyenne qui soit plus représentatif d’un écoulement non-visqueux à
proximité du profil.

Pour obtenir cet écoulement potentiel, Nous résolvons l’équation de Laplace (5.34).

△Θ = 0 (5.34)

Tel que Θ désigne le potentiel de vitesse d’écoulement.
La Figure 5.29 montre un schéma représentatif simplifié de la géométrie représentée sur la Figure

5.26, permettant une représentation des conditions aux limites appliquées pour ce calcul.
Nous avons imposé une condition de flux entrant (5.35) sur les frontières gauche, supérieure et infé-

rieure (Figure 5.29).

n⃗ · ∇Θ = U⃗0 · n⃗ (5.35)

Où n⃗ est la normale à la frontière et U⃗0 représente la vitesse d’écoulement entrant. Sur la frontière droite,
une condition de Dirichlet a été appliquée, fixant le potentiel de vitesse à zéro (5.36).

Θ = 0 (5.36)

Enfin, sur le profil (Airfoil Figure 5.29), nous avons imposé un flux nul (5.37).

n⃗ · ∇Θ = 0 (5.37)
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AirfoilInlet

Dirichlet bc

Figure 5.29. Schéma représentatif des conditions aux limites pour la résolution de
l’écoulement potentiel.

Les contours de vitesse ||U⃗0|| et les lignes de courant pour une simulation avec un écoulement uniforme
et une simulation avec un écoulement potentiel sont représentés respectivement sur les Figures 5.30a et
5.30b. Nous pouvons remarquer que la simulation avec un écoulement potentiel permet d’obtenir un
champ de vitesse moyenne U⃗0 réaliste qui s’adapte à la forme du profil.

(a) Ecoulement uniforme U⃗ = (U0, 0, 0). (b) Écoulement Potentiel U⃗0 = ( ∂Θ
∂x

, ∂Θ
∂y

, 0).

Figure 5.30. Contours de vitesse |U⃗0| et lignes de courant pour un écoulement uniforme
(a) et potentiel (b) pour M=0.5.

5.4.2 Résultats et validation

Nous présentons par la suite les résultats du champ de fluctuation de pression p̂′ résultant de l’inter-
action d’une rafale avec le profil.

La Figure 5.31a montre que pour un nombre d’onde kx = 5 m−1 et un écoulement uniforme, le champ
de fluctuation de pression p̂′ n’est pas antisymétrique par rapport à l’axe horizontal y = 0. Par ailleurs,
pour le même nombre d’onde, si on utilise un écoulement potentiel (Figure 5.31b), p̂′ se présente sous la
forme de deux lobes antisymétriques par rapport à l’axe horizontal y = 0, qui s’éloignent du profil.
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(a) Écoulement uniforme. (b) Écoulement potentiel.

Figure 5.31. Fluctuation de pression p̂′ en [Pa] pour kx = 5 m−1 (f = 136 Hz).

La Figure 5.32, pour un nombre d’onde plus élevé kx = 10 m−1, présente des observations similaires
à celles trouvées pour le champ de fluctuation de pression p̂′ à kx = 5 m−1.

(a) Écoulement uniforme. (b) Écoulement potentiel.

Figure 5.32. Fluctuation de pression p̂′ en [Pa] pour kx = 10 m−1 (f = 273 Hz).

Les résultats du champ de fluctuation de pression p̂′, présentés précédemment, sont corrects et les
valeurs correspondent à celles rapportées dans la littérature. Pour valider nos résultats, nous comparons
les données de notre modèle avec celles obtenues via un profil aérodynamique de type plaque plane rigide,
en utilisant le modèle analytique d’Amiet [197, 198, 199].

La comparaison entre la pression surfacique prms obtenue avec le modèle d’Amiet [197, 198, 199] et
celle obtenue par le modèle numérique, que ce soit avec un écoulement uniforme ou potentiel, est illustrée
dans la Figure 5.33.
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Figure 5.33. Pression surfacique pour le modèle d’Amiet, simulation avec écoulement
uniforme (Sim_UF) et simulation avec écoulement potentiel (Sim_PF)
pour kx ∈ {5, 10, 15, 20, 25}m−1 et M = 0.5.

La Figure 5.33 montre que les courbes de pression surfacique prms obtenues par simulation avec un
écoulement potentiel (Sim_UP) se confondent avec celles obtenues à l’aide du modèle théorique d’Amiet.
Par ailleurs, les courbes de pression surfacique obtenues par une simulation avec un écoulement uniforme
(Sim_UF) ne se confondent pas avec celles du modèle d’Amiet, dont la pression au bord de fuite est très
élevée alors qu’elle devrait être nulle. Ceci est expliqué par le non-respect de la condition de Kutta lors
de l’utilisation d’un modèle avec un écoulement uniforme, malgré la forme effilée du profil au bord de
fuite.

Un calcul de la puissance acoustique W, exprimée en watts (w), est réalisé à partir des résultats
obtenus. Cette puissance (5.38) est calculée par intégration de la composante normale de l’intensité
acoustique I sur la surface d’un cylindre , qui est modélisé dans notre étude par le cercle numéro 3
(Figure 5.26a).

W =
∫

Ω
I⃗ · n⃗dΩ (5.38)

L’intensité acoustique I⃗ est calculée en fonction de la pression p̂′ et de la vitesse de l’écoulement ⃗̂u′

en champ lointain, où ρ′
0 est la masse volumique du fluide et U⃗0 est la vitesse de l’écoulement moyen.

L’expression de l’intensité acoustique se présente ainsi :

I⃗ =
(
p̂′

ρ0
+ ⃗̂u′ · U⃗0

)(
ρ0⃗̂u

′ + ρ̂′U⃗0

)
(5.39)

La puissance acoustique WdB en dB, du bruit émis par le profil en présence d’un écoulement potentiel
et d’un écoulement uniforme, est calculée à l’aide de l’expression (3.14) et est tracée sur la Figure 5.34.

L’analyse comparative, présentée à la Figure 5.34, met en lumière l’efficacité de l’intégration de l’écou-
lement potentiel. Cette approche permet de résoudre le problème des deux pics acoustiques, résultant de
la non-symétrie du champ de pression au bord de fuite. L’amélioration, clairement observable, souligne
l’importance de l’écoulement potentiel pour une représentation fidèle des phénomènes aéroacoustiques
dans cette situation.
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Figure 5.34. Puissance acoustique en fonction de la fréquence.(–) : courbe de la puis-
sance acoustique pour un écoulement uniforme. (-o-) : courbe de la puis-
sance acoustique pour un écoulement potentiel.

5.5 Étude de l’effet de l’ajout de l’impédance sur le profil

Dans cette section, une condition d’impédance est introduite à la surface du profil et une étude
paramétrique sur les valeurs d’impédance est réalisée afin de déterminer un optimal du point de vue
acoustique. Nous supposons que ces valeurs d’impédances pourraient, par la suite, être associées à des
dispositifs actifs ou passifs équipant un profil. Dans un premier temps, la condition aux limites d’impé-
dance présence d’un écoulement rasant, telle que définie par Myers [200] est présentée. Son utilisation
dans la méthode numérique développée dans cette thèse est validée sur un cas de référence de propagation
en conduite avec un échantillon de liner en paroi [201].

Cette condition est alors appliquée au profil de type plaque plane considérée précédemment, puis à
un profil aérodynamique NACA 0012.

5.5.1 Condition aux limites d’impédance et validation

La condition aux limites de type impédance développée par Myers [200] et appliquée sur une surface
est définie par l’expression 5.40.

û′
n = p̂′

Zn
+ 1
iω
U⃗0 · ∇( p̂

′

Zn
) − p̂′

iωZn
n⃗ · (n⃗ · ∇U⃗0) (5.40)

Tel que û′
n est la composante normale de la fluctuation de vitesse, p̂′ est la fluctuation de pression,

Zn est l’impédance acoustique, U⃗0 = U0e⃗x est le vecteur vitesse de l’écoulement moyen, et ω est la fré-
quence angulaire. Cette condition aux limites d’impédance remplace ainsi la condition de non-pénétration
conventionnelle (û′

n = 0) par une formulation plus complexe qui tient compte des propriétés d’absorption
acoustique d’une paroi.

La validation de la condition d’impédance (5.40) est réalisée à l’aide du benchmark de la NASA/LARC
[201], qui utilise un conduit rectangulaire rigide avec une terminaison anéchoïque pour minimiser les
réflexions acoustiques. Le liner central, d’une longueur de 0.387 m (15.25 in) et décrit par une impédance
normalisée Z/ρ0c0 = R + iX, est situé à 0.210 m (0.25 in) de l’entrée du conduit, dont les dimensions
sont de 0.051 m × 0.838 m (2 in x 30 in). La Figure 5.35 illustre la géométrie du conduit, tandis que la
Figure 5.36 montre l’évolution de l’impédance du liner en fréquence.
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Figure 5.35. Modèle d’écoulement dans une conduite rectangulaire utilisé par
NASA/LARC [201].
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Figure 5.36. Évolution de la résistance et de la réaction de l’impédance du liner du
benchmark NASA/LARC [201] (courbes numérisées).

La géométrie du modèle numérique représente une conduite rectangulaire en 2D, intégrant une condi-
tion d’impédance (5.40) appliquée à la surface centrale de la face inférieure (en rouge sur la Figure 5.37)
pour modéliser les interactions acoustiques. Sur les parois rigides (voir Figure 5.37), une condition de
non-pénétration, û′

n = 0, est appliquée sur la composante normale de la vitesse û′
n. Une couche absor-

bante PML, agissant comme terminaison anéchoïque, est intégrée pour minimiser les réflexions d’ondes
indésirables. La Figure 5.37 illustre le modèle numérique de la conduite rectangulaire NASA/LARC.

PML PML

LinerEnergy source Study zone

x=-4 m x=-0.419 m x=0.419 mx=0 m

10 m

Wall

Figure 5.37. Schéma représentatif du modèle numérique.

Une source linéique d’energie de forme gaussienne dans la direction axiale, représentée par l’expression
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(5.41) est introduit dans les équations d’Euler Linéarisées (5.9) à (5.11).

Ŝe = Ae− ln(2)
b2 (x−xc)2

(5.41)

Dans notre modèle, le terme A désigne une amplitude choisie arbitrairement. On ajuste ensuite les résul-
tats pour établir un niveau de puissance acoustique Lw de 130 dB sur toutes les fréquences analysées,
en tirant avantage de la linéarité du système. La variable b représente la demi-largeur de la gaussienne,
fixée à b = 2 × 10−3 m pour notre analyse. Le point xc correspond au point d’injection de l’énergie, qui
est positionné à xc = −4 m. L’écoulement considéré ici correspond à un nombre de Mach M = 0.1.

La Figure 5.38 offre un aperçu détaillé de la géométrie et du maillage réalisé sur COMSOL Multiphysics®,
où la ligne rouge indique la zone de traitement (liner).
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Figure 5.38. (a) Géométrie et (b) maillage utilisés dans le modèle numérique. La ligne
rouge indique la région où l’impédance sera appliquée.

Un maillage structuré est choisi pour ce modèle (Figure 5.38b), nécessitant un minimum de 20 élé-
ments pour la plus petite longueur d’onde, λmin

a = c0/fmax, où la fréquence maximale fmax = 3 kHz. De
plus, pour les PML, la région a été divisée en 16 couches.

La Figure 5.39 illustre les champs de pression : (a) pour une paroi rigide et (b) pour un liner défini
par une condition d’impédance, tous deux évalués à une fréquence de 1500 Hz. L’impact de l’impédance
sur le champ de pression p̂′ est clairement mis en évidence par la comparaison des deux cas.

(a) (b)

Figure 5.39. Partie réelle de la pression pour la fréquence f = 1500Hz. (a) : Paroi
rigide ; (b) : Liner avec impédance.

159



CHAPITRE 5. MODÉLISATION, SIMULATION ET OPTIMISATION NUMÉRIQUE
AÉROACOUSTIQUE D’UN PROFIL AÉRODYNAMIQUE ACTIF

0 5 10 15 20 25 30 35
x [inch]

80

90

100

110

120

130

SP
L 

[d
B]

NASA/Larc exp: f = 0.5 KHz
Sim: f = 0.5 KHz
NASA/Larc exp: f = 1 KHz
Sim: f = 1 KHz
NASA/Larc exp: f = 2 KHz
Sim: f = 2 KHz
NASA/Larc exp: f = 2.5 KHz
Sim: f = 2.5 KHz
NASA/Larc exp: f = 3 KHz
Sim: f = 3 KHz

Figure 5.40. Comparaison entre la simulation et les résultats NASA/LARC.

La Figure 5.40 montre que pour les fréquences utilisées dans la simulation, les résultats numériques se
rapprochent de ceux obtenus expérimentalement. Un écart est observé sur les courbes ; un tel résultat est
attendu en raison de la nature des résultats que l’on essaie de reproduire expérimentalement. Finalement,
ces résultats sont considérés comme bons et confirment que le modèle est valide et exploitable pour
l’optimisation d’impédance.

5.5.2 Optimisation de l’impédance

Des simulations sont réalisées sur la même géométrie que précédemment pour des nombres d’ondes
axiaux 1 ⩽ kx ⩽ 25 m−1 avec un pas △kx=0.5 m−1. Ces valeurs correspondent à des fréquences calculées
grâce à l’hypothèse de Taylor ω = kxU0 : 27, 30 ⩽ f ⩽ 682, 37 Hz.

Une condition aux limites d’impédance telle que définie en équation (5.40) est imposée sur l’intégralité
de la surface du profil.

Une étude paramétrique est réalisée pour un ensemble de valeurs d’impédance exprimée sous forme
exponentielle ( amplitude-phase) :

Zn(ω) = R(ω) + iX(ω) = |Zn|(ω)eiϕ(ω) (5.42)

Avec R représentant la résistance, X la réactance, |Zn| l’amplitude de l’impédance, et ϕ la phase en
radians.

Dans le contexte de ce travail, la gamme de valeurs explorée pour l’amplitude de l’impédance Zn(ω),
s’étendant de ρ0c0/1000 à 2ρ0c0. Parallèlement, la phase ϕ(ω) est choisie entre − π

2 et π
2 . Ces variations

sont illustrées en représentation polaire sur la Figure 5.41, qui présente la dispersion des valeurs d’im-
pédance considérées. Cette démarche vise à balayer un spectre étendu de conditions opérationnelles afin
d’étudier l’influence des paramètres d’impédance sur les phénomènes aéroacoustiques observés.

Cependant, lors de la résolution numérique avec une impédance appliquée sur une paroi courbée,
et avec un écoulement potentiel (donc tangent à la paroi en tout point de celle-ci), des problèmes de
convergence de la solution sont rencontrés. Ceci est dû à des difficultés d’implémentation de la condition
aux limites en éléments finis (EF) dans ce genre de cas. Ces difficultés correspondent à des données
nécessaires sur la dérivée spatiale le long du mur (surface de profil) de la masse volumique moyenne, la
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dérivée spatiale tangentielle de la vitesse de l’écoulement moyen tangentielle au mur, la dérivée spatiale
normale de la vitesse de l’écoulement moyen normale au mur, et la dérivée spatiale le long du mur de
l’admittance (1/Zn) [202].

Pour pallier ce problème, [202] a introduit des simplifications basées sur l’utilisation de la dérivée
tangentielle permettant d’obtenir une expression dans laquelle seules les valeurs locales de la densité,
de la vitesse du flux tangentielle et de l’admittance (1/Zn) sont requises. La condition d’impédance est
réécrite :

û′
n = p̂′

Zn
+ 1
iω
U⃗0 · ∇//( p̂

′

Zn
) − p̂′

iω
n⃗ · (n⃗ · ∇U⃗0) (5.43)

Où ∇// désigne le gradient dans le repère local à la paroi.
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Figure 5.41. Amplitude |Zn|/ρ0c0 et phase ϕ des valeurs d’impédance utilisées.

Les valeurs optimales pour chaque fréquence considérée, déterminées à partir de la puissance acous-
tique obtenue pour toutes les valeurs d’impédance simulées, sont représentées en rouge dans la Figure
5.42.
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Figure 5.42. Distribution des valeurs d’impédance optimales (en rouge) dans le plan
polaire d’amplitude |Zn|/ρ0c0 et de la phase ϕ.
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Les puissances acoustiques obtenues pour tous les cas considérés, ainsi que le spectre de puissance
acoustique optimal, correspondant à la réduction maximale obtenue à chaque fréquence pour toutes les
valeurs d’impédance testées, est illustré dans la Figure 5.43.

Les valeurs optimales d’impédance semblent entrainer une réduction de la puissance acoustique de
l’ordre de 10 dB ou l’ensemble de la plage de fréquence considérée, avec des réductions plus importantes
allant jusqu’à 35 dB ponctuellement pour quelques fréquences.
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Figure 5.43. Puissance acoustique en dB par rapport aux valeurs d’impédance simulées
et au spectre de puissance acoustique du profil rigide.

L’identification des valeurs d’impédance optimales révèle une concentration principalement dans la
zone du plan polaire où la phase ϕ se situe entre − π

2 et 0, et où l’amplitude est inférieure à 0.5 comme
montré sur les Figures 5.44a et 5.44b. La résistance normalisée R/ρ0c0 et la réactance normalisée X/ρ0c0

correspondant à ces optimums sont aussi illustrées sur les Figures 5.45a et 5.45b.
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Figure 5.44. Variation de l’amplitude Zn/ρ0c0 et de la phase ϕ de l’impédance optimale
trouvée en fonction de la fréquence (ou du nombre d’onde).
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Figure 5.45. Variation de la résistance R/ρ0c0 et de la réactance X/ρ0c0 de l’im-
pédance optimale trouvée en fonction de la fréquence (ou du nombre
d’onde).

Pour un certain nombre de fréquences, les amplitudes d’impédance optimales sont extrêmement
faibles, et on peut remarquer que la résistances optimales sont très petites pour la presque intégralité
des fréquences considérées.

Ces valeurs optimales obtenues à partir des simulations se révèlent être nettement inférieures à celles
rencontrées dans la littérature sur les liners acoustiques passifs ou sur les systèmes actifs utilisant des
haut-parleurs par exemple [203].

Un autre problème potentiel concerne les variations rapides et brutales des valeurs de R/ρ0c0 ou
X/ρ0c0 en fréquence, telles qu’entre 300 Hz et 400 Hz.

Dans de futures travaux, les aspects de réalisabilité non seulement des valeurs d’impédance, mais
aussi de leurs évolutions en fréquence devront être intégrées.

Les champs de pression pour un profil rigide et pour un profil avec une valeur d’impédance optimale
appliquée sur la surface, pour un nombre d’onde kx = 5 m−1, sont tracés sur la Figure 5.46.

(a) Rigide. (b) Contrôle (Impedance optimale).

Figure 5.46. Fluctuation de pression p̂′ en [Pa] pour kx = 5 m−1 (f = 136 Hz).

Une réduction remarquable de la pression acoustique autour du profil contrôlé par une impédance
optimale (Figure 5.46b) est observée par rapport à la pression acoustique autour du profil rigide (Figure
5.46a).
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Les champs de pression acoustique pour un profil rigide et pour un profil avec une valeur d’impédance
optimale appliquée sur la surface, pour un nombre d’onde kx = 10 m−1, sont tracés sur la Figure 5.47.

(a) Rigide. (b) Contrôle (Impedance optimale).

Figure 5.47. Fluctuation de pression p̂′ en [Pa] pour kx = 10 m−1 (f = 273 Hz).

La forme du champ de pression acoustique autour du profil, contrôlé par une impédance optimale à
kx = 10 m−1 (Figure 5.47b), diffère de celle du profil rigide (Figure 5.47a). Nous remarquons deux sources
acoustiques situées respectivement au niveau du bord d’attaque et du bord de fuite. De plus, le bruit
émis par ces deux sources se propage dans une région guidée de l’espace. Par ailleurs, des ondulations
apparaissent sur la surface du profil.

Les champs de pression acoustique pour un profil rigide et pour un profil avec une valeur d’impédance
optimale appliquée sur la surface, pour un nombre d’onde plus élevé kx = 20 m−1, sont présentés sur la
Figure 5.48.

(a) Rigide. (b) Contrôle (Impedance optimale).

Figure 5.48. Fluctuation de pression p̂′ en [Pa] pour kx = 20 m−1 (f = 546 Hz).

Une diminution de la pression acoustique autour du profil contrôlé par une impédance optimale à
kx = 20 m−1 est observée (Figure 5.48b). De plus, nous observons des ondulations près de la surface du
profil.

Par la suite, nous traçons la variation de la pression prms sur la surface du profil dans la Figure 5.49
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afin d’étudier l’effet de l’impédance optimale sur cette quantité.
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Figure 5.49. Variation de la pression surfacique prms calculée sur la surface du profil
pour les valeurs d’impédance optimales.

Les résultats présentés sur la Figure 5.49 illustrent clairement l’influence de l’impédance optimale
sur les fluctuations de vitesse et de pression pour les nombres d’onde sélectionnés. De plus, l’absence de
bruit indésirable sur les courbes confirme la validité du calcul.

Dans la suite de cette section, nous cherchons à utiliser l’ensemble des calculs réalisés de manière
différente, en cherchant les valeurs d’impédances qui permettrait de se rapprocher le plus possible d’une
réduction uniforme de 10 dB de la puissance acoustique sur l’ensemble de la gamme de fréquence
considérée. Ce spectre cible, ainsi que les points de notre étude paramétrique qui s’en rapprochent le
plus sont représentés sur la Figure 5.50a. La réduction effective de la puissance acoustique est montrée
en Figure 5.50b.
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Figure 5.50. (a) :Puissance acoustique émise par le profil. (o) : puissance acoustique
correspondant au valeurs d’impédance testée. (—) : puissance acoustique
du profil rigide. (- -) : Puissance acoustique ciblé. (△) : puissance acous-
tique la plus proche de la cible parmi les valeurs d’impédance testées.
(b) : réduction obtenue .

Les impédances correspondantes sont présentées dans les Figures 5.51 et 5.52.
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Figure 5.51. Évolution de l’amplitude de l’impédance |Zn|/ρ0c0 et de la phase de l’im-
pédance ϕ en fonction de la fréquence (nombre d’onde kx) pour une ré-
duction d’environ 10 dB. (a) : amplitude ; (b) : phase.
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Figure 5.52. Évolution de la résistance R/ρ0c0 et de réactance X/ρ0c0 en fonction de
la fréquence (nombre d’onde kx) pour une réduction d’environ 10 dB.

Ces Valeurs d’impédance vont être appliquées à un profil de géométrie différente afin d’étudier la
sensibilité de la réduction de la puissance acoustique pour une même valeur d’impédance.

5.5.3 Simulation des valeurs optimales sur un profil NACA 4-digit 0012

Dans cette section, les valeurs d’impédance permettant d’atteindre une réduction cible d’environ 10
dB de la puissance acoustique pour une plaque plane sont appliquée à un profil NACA 0012 de même
corde (c=1 m). Les conditions aérodynamiques et turbulentes sont aussi identiques au cas de la plaque
plane. Le domaine de calcul, la géométrie du profil et une vue du maillage autour du profil sont présentés
en Figure 5.53.
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Figure 5.53. Description de la géométrie et du maillage du modèle. (a,b) Géométrie et
(c) maillage du modèle.

Les simulations sont réalisées pour le cas rigide et le cas avec impédance en utilisation un écoulement
moyen potentiel. Les spectres de puissance acoustique issus de ces Calculs sont présentés en Figure 5.54.
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Figure 5.54. Évolution de la puissance acoustique du profil NACA 4-digit 0012 en
fonction de la fréquence.

On peut remarquer que la cible d’environ 10 dB de réduction sur l’ensemble des fréquences n’est
pas du tout conservée. Une réduction du bruit est bien observée à basses fréquences, bien que moindre
que les 10 dB espérés. En revanche, à partir de 250 Hz, l’ajout de l’impédance semble entrainer une
augmentation du bruit rayonné par le profil de l’ordre de 1 à 2 dB. Il semble donc que la détermination
d’une impédance optimale permettant de réduire le bruit d’interaction turbulence-profil ne dépende pas
que des conditions turbulentes, mais que la géométrie du profil soit aussi un paramètre d’influence. Cela
implique qu’il n’est pas possible de mener une étude d’optimisation pour une géométrie générique afin
de l’appliquer à des profils différents.
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5.6 Conclusion générale de chapitre

Une méthode de modélisation numérique a été mise en œuvre pour simuler l’interaction d’un sillage
turbulent convecté par l’écoulement moyen avec un profil aérodynamique. L’introduction de fluctuations
de vitesse turbulente dans le domaine de calcul au moyen d’un terme source calibré dans les équations
d’Euler linéarisées, permettant de reproduire un spectre en fréquence désirée a été validé.

Un premier calcul d’interaction avec un profil consistant en une plaque plane mince rigide a permis
de montrer que la prise en compte d’un écoulement moyen potentiel suffisait à éviter certains problèmes
numériques rencontrés pour un écoulement uniforme. La réponse à la surface de la plaque dans ces
conditions a pu être validée avec le modèle analytique d’Amiet.

Dans un second temps, une condition d’impédance a été introduite à la surface du profil et une étude
paramétrique a été réalisée pour un ensemble de valeurs d’impédance sur une gamme de fréquence.

L’analyse des puissances acoustiques résultantes de cette étude a montré des réductions maximales de
l’ordre de 10 dB pour un grand nombre de fréquences. Néanmoins, les impédances permettant d’atteindre
ces réductions présentent des amplitudes faibles et sont principalement réactives. La réalisabilité de telles
impédances pour des dispositifs passifs ou actifs doit ainsi se poser. De plus des variations brusques de
l’impédance optimale avec la fréquence peuvent aussi être difficile à mettre en œuvre en pratique.

Enfin, des simulations ont été réalisées pour un profil aérodynamique NACA 0012 en utilisant des
valeurs d’impédance permettant d’obtenir une réduction de la puissance acoustique d’environ 10 dB sur
l’ensemble des fréquences pour la plaque mince.

Les résultats acoustiques montre que les impédances déterminées à partir de simulation sur la plaque
mince ne sont pas transposables à d’autres géométries de profil. Le processus d’optimisation de l’impé-
dance ne peut donc être réalisé sur une géométrie générique, mais doit être spécifique à la géométrie du
profil considéré dans l’application finale.
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Chapitre 6

Conclusions générales et
perspectives

En conclusion, deux techniques de réduction du bruit aéroacoustique de l’OGV du moteur d’avion
ont été testées. Le premier chapitre a traité du concept passif, basé sur l’utilisation de la mousse poreuse
et du tissu métallique pour réduire le bruit émis par le profil. L’approche passive étudiée se fonde
sur les propriétés acoustiques de la mousse poreuse et du tissu métallique, deux matériaux reconnus
pour leur efficacité sur les ondes acoustiques passives. Initialement, un liner acoustique composé de ces
matériaux a été évalué dans une conduite rectangulaire, où la mousse de mélamine s’est avérée être la plus
performante, offrant une atténuation allant jusqu’à 5 dB à 2700 Hz sans écoulement. Cette atténuation
diminue avec l’introduction de l’écoulement et l’augmentation de sa vitesse, réduisant à environ 4 dB à
40 m/s pour des fréquences proches de 2700 Hz. Au-delà de 40 m/s, la qualité des mesures de fluctuations
de pression baisse, potentiellement à cause du développement d’une couche limite turbulente. Une étude
préliminaire sur un profil isolé dans la soufflerie a suivi. Un premier prototype en impression 3D n’a pas
résisté aux contraintes de l’écoulement, menant à la création d’un second profil en aluminium usiné. Les
tests acoustiques ont révélé une réduction de bruit d’environ 3.5 dB entre 1500 Hz et 2500 Hz à 100 m/s,
mesurée en amont du profil. En aval, le profil traité générait davantage de bruit que le profil non traité.
Dans la phase finale, une configuration en grille d’aubes a été explorée. Les analyses aérodynamiques ont
indiqué une séparation précoce de la couche limite sur l’extrados, un phénomène potentiellement aggravé
par le traitement du profil, pouvant entraîner une augmentation de la traînée. Les études acoustiques ont
montré une réduction de bruit sur une gamme de fréquences de 300 Hz à 10 kHz pouvant atteindre 6 dB.
Pour les basses fréquences, la grille d’aubes traitée émettait autant ou plus de bruit que la version rigide.
L’amplification du niveau sonore observée pourrait être due à la séparation rapide de la couche limite.
Des microphones linéaires, placés en amont de la grille d’aubes, ont servi à mesurer le rayonnement
sonore en amont, permettant de distinguer le bruit de l’écoulement de celui émis par le profil grâce à
une décomposition en nombre d’ondes et en fréquences, révélant une réduction significative d’environ 4
dB sur la majeure partie du spectre.

Dans le deuxième chapitre, un intérêt significatif a été porté à la technologie active utilisée pour le
contrôle du bruit aéroacoustique dans des applications aéronautiques. Il a été démontré que des trans-
ducteurs piézoélectriques de type PZT-5A sont employés comme base de la technologie de contrôle. La
conception de ces cellules actives a été réalisée au début du chapitre, révélant, grâce à des études numé-
riques d’optimisation, la possibilité d’obtenir des modes de déformation de type piston et un coefficient
de couplage électromécanique effectif d’environ 0.011. Ce concept, une fois fabriqué, a été installé sur
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une plaque d’aluminium accueillant cinq cellules actives. Par la suite, une analyse d’admittance a permis
d’établir expérimentalement le coefficient de couplage réel, détectant plusieurs modes opérationnels. Un
coefficient de 0.035 a été observé sur l’une des cellules, validant ainsi la conception malgré une certaine
divergence entre les valeurs théoriques et expérimentales, attribuable aux méthodes de fabrication et
de montage ainsi qu’aux propriétés matérielles en conditions réelles. Les modes opérationnels ont été
examinés à l’aide d’un vibromètre laser de type PSV-500, confirmant les détections précédentes et vali-
dant les études théoriques de conception. Un système de contrôle actif, exploitant des circuits à capacité
négative, a été testé initialement par un contrôle d’impédance du système via la méthode de déphasage,
atteignant une réduction de bruit de 15 dB due aux vibrations des cellules excitées par un pot vibrant.
Des études ultérieures dans une conduite rectangulaire ont exposé la plaque active à un écoulement
rasant, accompagné d’une source acoustique. L’ajout d’une masse a permis d’ajuster les fréquences de
résonance aux fréquences opérationnelles du banc d’essai, utilisant une stratégie de contrôle actif basée
sur le contrôle LQG, qui a démontré une réduction de 2.5 dB sur les fréquences ciblées, surpassant les
méthodes passives. Pour finir, un profil aérodynamique a été conçu pour tester le système de contrôle
actif dans une soufflerie, adaptant la stratégie de contrôle utilisée dans la conduite rectangulaire. Cet
essai a permis d’évaluer la technologie dans des conditions similaires aux OGV des réacteurs d’avion,
observant d’excellents résultats de contrôle, y compris une réduction de bruit de 15 dB sur les micros en
champ proche utilisés pour le contrôle. Un effet d’amplification en champ lointain a été noté, soulignant
le fort couplage électroacoustique établi par la technologie active mais mal utilisé pour le contrôle sur le
champ émis. De nouveaux travaux sont donc à réaliser pour comprendre et résoudre ce problème.

Bien que le temps ait limité l’étendue des études, les résultats intéressants obtenus soulignent le
besoin de recherches supplémentaires pour exploiter pleinement ce couplage électroacoustique en vue de
réduire le bruit plutôt que de l’amplifier en champ lointain.

Le troisième et dernier chapitre de la thèse a traité de l’optimisation numérique de l’impédance
acoustique sur la surface du profil aérodynamique en simulant la convection d’un sillage turbulent par
l’écoulement moyen à travers un domaine physique. Cette étape a été validée grâce à la reconstruction du
spectre de fluctuation de la vitesse normale, en utilisant les résultats numériques comme base. Ensuite,
un profil sous forme d’une plaque plane a été introduit. L’ajout de l’écoulement potentiel a permis de
retrouver la même pression que celle prédite par le modèle analytique d’Amiet. Par la suite, l’impédance
acoustique a été incorporée sur toute la surface du profil, dans le but de trouver une impédance optimale
qui réduirait l’émission acoustique du profil. À travers plusieurs simulations de l’interaction entre le profil
et le sillage turbulent, en faisant varier la valeur de l’impédance, une base de données a été construite.
Cette base de données contenait des informations sur la puissance acoustique dans la bande fréquentielle
étudiée en fonction de l’impédance. La minimisation de la puissance acoustique à partir des résultats de
simulation nous a permis d’atteindre une réduction allant jusqu’à 35 dB pour les basses fréquences par
rapport au profil rigide. Par la suite, un objectif de réduction d’environ 10 dB par rapport au profil rigide
sur toute la bande fréquentielle a été fixé. À partir de cet objectif, une recherche des valeurs d’impédance
acoustique a été entreprise pour atteindre cette réduction ciblée. Nos résultats ont montré que les valeurs
de l’impédance, normalisées par l’impédance caractéristique de l’air ρ0c0, se situaient dans une région
du plan complexe avec une phase comprise entre −π/2 rad et 0 rad, et une amplitude entre 0 et 0.5. En
utilisant ces valeurs optimales pour obtenir une réduction d’environ 10 dB dans la bande de fréquence
[54 Hz ; 680 Hz], une simulation de l’interaction entre un sillage turbulent et un profil aérodynamique de
type NACA 4-digit 0012 a été réalisée. Les résultats acoustiques montre que les impédances déterminées
à partir de simulation sur la plaque mince ne sont pas transposables à d’autres géométries de profil. Le
processus d’optimisation de l’impédance ne peut donc être réalisé sur une géométrie générique, mais doit
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être spécifique à la géométrie du profil considéré dans l’application finale.
En conclusion, nos résultats indiquent que chaque forme de profil aérodynamique nécessite une im-

pédance spécifique sur sa surface pour atteindre une réduction optimale de l’émission acoustique. Cette
approche pourrait avoir des implications importantes dans la conception de profil aérodynamique pour
réduire le bruit acoustique généré par les écoulements turbulents.

Perspectives

Ce travail a permis d’approfondir l’étude de deux méthodes principales pour la réduction du bruit
aéroacoustique émis par les redresseurs (OGV) des moteurs d’avion, mettant en lumière des approches
passives et actives ainsi que l’optimisation de l’impédance acoustique sur des profils aérodynamiques.
Les résultats obtenus offrent un aperçu prometteur des capacités de ces techniques, tout en identifiant
des domaines nécessitant des recherches supplémentaires pour améliorer et maximiser leur efficacité. Les
conclusions tirées de l’approche passive indiquent la nécessité d’une exploration future plus approfondie,
notamment en ce qui concerne la diversification des matériaux utilisés, comme les tissus métalliques et
les matériaux poreux, et leur intégration plus sophistiquée dans les profils aérodynamiques. L’objectif
serait non seulement d’augmenter l’efficacité acoustique mais également de surmonter les obstacles liés
à la méthode d’intégration actuelle. En termes d’optimisation numérique, l’amélioration du modèle par
l’intégration des effets des rafales le long de l’axe y pourrait permettre une adaptation plus précise aux
différentes configurations de profils aérodynamiques. Le développement d’une méthode de simulation à la
fois rapide et robuste serait bénéfique pour accélérer la recherche et affiner les modèles acoustiques. L’ap-
plication de l’intelligence artificielle au contrôle actif et à la modélisation numérique représente une piste
de recherche prometteuse. L’intégration de techniques d’apprentissage automatique pourrait conduire à
une optimisation plus fine de l’impédance acoustique et à une gestion plus efficace du bruit généré par
les sillages turbulents. Par ailleurs, une exploration approfondie du couplage électroacoustique dans le
cadre du contrôle actif pourrait mener à des améliorations significatives en matière de réduction du bruit
en champ lointain. Cette recherche pourrait ouvrir de nouvelles voies pour des solutions de contrôle du
bruit plus efficaces et adaptées aux conditions opérationnelles réelles. Enfin, la combinaison des techno-
logies passives et actives, soutenue par des optimisations numériques avancées, suggère une direction de
recherche fertile. Un concept de profil aérodynamique intégrant ces diverses approches pourrait repré-
senter une solution complète et efficace pour répondre aux défis posés par le bruit aéroacoustique dans
l’industrie aéronautique.
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Annexe A

Résultats de mesures expérimental
sur le concept passif
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A.1 Dimensions du liner passif

Les dimenssions détails des cellules passives sont représentées sur les figures A.1

(a) (b) (c)

Figure A.1. Dimensions de liner passif. (a) : Cellule large. (b) : Cellule moyenne et
(c) : Cellule petite.
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A.2 Résultats de l’essai d’un liner passif dans un conduit rec-
tangulaire avec écoulement
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Figure A.2. Résultats d’essai avec écoulement U0 = 20ms−1 pour le liner avec une ca-
vité petite (Small-SC). (a) Coefficient d’absorption. (b) Perte d’insertion
à incidence rasante. (–) : liner rigide. (–) : Cavité vide sans mousse po-
reuse. (–) : Cavité remplie de mousse de Mélamine. (–) : Cavité remplie
de mousse de Polyphone.

500 1000 1500 2000 2500
Frequency [Hz]

0.0

0.2

0.4

0.6

0.8

1.0
Baseline
No foam
Melamine foam
Polyphone foam

Absorption coef U0 = 20 ms 1

(a)

500 1000 1500 2000 2500
Frequency [Hz]

0.0

0.5

1.0

1.5

2.0

2.5

3.0

IL
 [d

B]

No foam
Melamine foam
Polyphone foam

Insertion loss U0 = 20 ms 1

(b)

Figure A.3. Résultats d’essai avec écoulement U0 = 20ms−1 pour le liner avec une
cavité moyenne (Avg-SC). (a) Coefficient d’absorption. (b) Perte d’inser-
tion à incidence rasante. (–) : liner rigide. (–) : Cavité vide sans mousse
poreuse. (–) : Cavité remplie de mousse de Mélamine. (–) : Cavité rem-
plie de mousse de Polyphone.
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Figure A.4. Résultats d’essai avec écoulement U0 = 20ms−1 pour le liner avec une
cavité large (Wide-SC). (a) Coefficient d’absorption. (b) Perte d’insertion
à incidence rasante. (–) : liner rigide. (–) : Cavité vide sans mousse poreuse.
(–) : Cavité remplie de mousse de Mélamine. (–) : Cavité remplie de
mousse de Polyphone.
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Figure A.5. Résultats d’essai avec écoulement U0 = 40ms−1 pour le liner avec une ca-
vité petite (Small-SC). (a) Coefficient d’absorption. (b) Perte d’insertion
à incidence rasante. (–) : liner rigide. (–) : Cavité vide sans mousse po-
reuse. (–) : Cavité remplie de mousse de Mélamine. (–) : Cavité remplie
de mousse de Polyphone.
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Figure A.6. Résultats d’essai avec écoulement U0 = 40ms−1 pour le liner avec une
cavité moyenne (Avg-SC). (a) Coefficient d’absorption. (b) Perte d’inser-
tion à incidence rasante. (–) : liner rigide. (–) : Cavité vide sans mousse
poreuse. (–) : Cavité remplie de mousse de Mélamine. (–) : Cavité rem-
plie de mousse de Polyphone.
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Figure A.7. Résultats d’essai avec écoulement U0 = 40ms−1 pour le liner avec une
cavité large (Wide-SC). (a) Coefficient d’absorption. (b) Perte d’insertion
à incidence rasante. (–) : liner rigide. (–) : Cavité vide sans mousse poreuse.
(–) : Cavité remplie de mousse de Mélamine. (–) : Cavité remplie de
mousse de Polyphone.
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A.3 Profil isolé (bruit de jet)
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Figure A.8. SPL (bruit de jet et profil passif) en [dB/Hz] pour le microphone "mic :1"
, θ = −30°.
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Figure A.9. SPL (bruit de jet et profil passif) en [dB/Hz] pour le microphone "mic :13",
θ = −150°.

Les mesures de pression acoustique pour les angles θ = −30◦ et θ = −150◦, correspondant respecti-
vement aux figures A.8 et A.9, montrent que le bruit du profil poreux est supérieur à celui du jet pour
les fréquences supérieures à 100 Hz. La différence entre les deux courbes se réduit à partir de 5 kHz.
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Résultats de mesures expérimental
sur le concept actif
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B.1 Résultats d’optimisation de la cellule active

Material Parameters Values

Structural Steel
ρ [kg/m3] 7850
E [GPa] 300

ν 0.3

PZT-5A

ρ [kg/m3] 7750

Elastic constants [GPa]

CE11 = CE22 = 120
CE33 = 110

CE44 = CE55 = CE55 = 21
CE12 = CE13 = CE23 = CE21 = CE31 = CE32 = 75

Piezoelectric coefficients [CN−1]
d31 = d32 = −1.71 · 10−10

d33 = 3.74 · 10−10

d24 = d15 = 5.84 · 10−10

Tungsten
ρ [kg/m3] 17800
E [GPa] 360

ν 0.28

Table B.1. Propriétés des différents matériaux
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(a) 3D αp =90° (b) 3D αp =180°

(c) 3D αp =270° (d) 3D αp =350°

Figure B.1. Déformées des cellules avec stack piézoélectrique centré soumis à une ten-
sion constante (sans "pastille" centrale)

(a) 3D αp =90° (b) 3D αp =180°

(c) 3D αp =270° (d) 3D αp =350°

Figure B.2. Déformées des cellules avec stack piézoélectrique centré soumis à une ten-
sion constante (avec "pastille" centrale)
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B.2 Coefficient de couplage électro-mécanique

fr [Hz] fa [Hz] k2
eff k2

eff [%]

C1

2361 2373 0.010 1.030
2918 2928 0.006 0.669
3013 3036 0.015 1.452
3381 3411 0.017 1.718
3467 3502 0.020 1.952
3580 3614 0.019 1.891
3850 3894 0.023 2.255
3931 3945 0.007 0.744
3237 3264 0.016 1.646
4436 4460 0.011 1.096

C2

1915 1922 0.008 0.763
2361 2373 0.010 1.030
3381 3403 0.013 1.293
3450 3504 0.031 3.056
3587 3624 0.020 2.019
3739 3808 0.036 3.570
3860 3872 0.006 0.633
3921 3955 0.017 1.729
4240 4272 0.015 1.487

(a)

fr [Hz] fa [Hz] k2
eff k2

eff [%]

c3

1914 1921 0.007 0.693
3009 3033 0.016 1.607
3378 3403 0.014 1.433
3447 3509 0.035 3.518
3676 3714 0.020 2.024
3732 3803 0.037 3.696
4435 4462 0.012 1.193

c4

1914 1923 0.009 0.922
2362 2375 0.011 1.117
3360 3403 0.025 2.469
3590 3612 0.012 1.228
3667 3719 0.027 2.733
3928 3948 0.010 1.012
4239 4266 0.012 1.248

C5

2352 2377 0.021 2.095
2917 2930 0.009 0.852
3018 3040 0.015 1.476
3375 3416 0.023 2.332
3576 3606 0.017 1.677
3688 3728 0.021 2.137
3753 3806 0.027 2.743
4247 4264 0.008 0.820
4437 4459 0.010 1.008

(b)

Table B.2. Coefficients de couplage électromécanique effectifs pour les différentes cel-
lules
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B.3 Identification du controle Tube rectangulaire

Figure B.3. Estimation modale Ĥ21(f) par rapport à la fonction de transfert mesurée
H21(f)

Figure B.4. Estimation modale Ĥ31(f) par rapport à la fonction de transfert mesurée
H31(f)
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B.4 Résultat de mesure de couplage vibroacoustique

(a) (b)

(c)

Figure B.5. Fonctions calculées Hc,j(f) et αj(kj) pour chaque cellule j avec kj ∈
[0.5 × 10−5 : 2 × 10−5] : (a) C3, (b) C4 et (c) C5
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Figure B.6. Évolution de la densité spectrale de puissance (PSD) de signal de vibro-
mètre par rapport à la fréquence.
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Figure B.7. Évolution de la densité spectrale de puissance (PSD) de signal de vibro-
mètre par rapport à la fréquence.
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Figure B.8. Évolution de la densité spectrale de puissance (PSD) de signal de micro-
phone de proximité par rapport à la fréquence.
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Figure B.9. Évolution de la densité spectrale de puissance (PSD) de signal de micro-
phone de proximité par rapport à la fréquence.
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B.5 Résultats des essais aéroacoustiques

Mesure Vitesse Angle Microphone de contrôle activé Nombre de profil aérodynamique
1 10 60 1 3
2 20 60 1 3
3 20 60 4 3
4 20 60 5 3
5 20 60 6 3
6 20 60 1 1

Table B.3. Les paramètres de mesures
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Figure B.10. Densités spectrales de puissance (PSD) pour les mesures de fluctuation
de pression en champ lointain, avec et sans la grille d’aubes. (–) soufflerie
sans la grille d’aubes. (-*-) grille d’aubes montée dans la soufflerie mais
le contrôle est désactivé.
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Figure B.11. Densités spectrales de puissance (PSD) pour les mesures de fluctuation de
pression en champ lointain. (–) contrôle désactivé. (-*-) contrôle activé.
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Annexe C

Turbulence synthétique
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C.1 Modélisation de la source de tourbillon

En prenant l’équation de conservation de la quantité de mouvement d’Euler (5.4) et loin d’autres
sources, on a ρ′ = 0, p′ = 0 et ∇ · u′ = 0. On obtient l’équation de transport suivante :(

∂

∂t
+ U0

∂

∂x

)
u⃗′(x, y, t) = S⃗m(x, y, t)

1
(2π)2

∫
R2

(
∂

∂t
+ U0

∂

∂x

)
u⃗′(x, y, t)e−iωteikxxdxdt = ⃗̂

Sm(kx, y, ω)

i(ω − kxU0)û′(kx, y, ω) = ⃗̂
Sm(kx, y, ω)

û′(kx, y, ω) =
⃗̂
Sm(kx, y, ω)
i(ω − kxU0)

u⃗′(x, y, t) =
∫
R2

Ŝv(kx, y, ω)
i(ω − kxU0)e

iωte−ikxxdkxdω

=
∫
R

2πi ŝ(kxU0)
i

⃗̂g(kx, y)eikx(x−U0t)dkx

u⃗′(x, y, t) = 2π
∫
R
ŝ(kxU0)⃗̂g(kx, y)e−ikx(x−U0t)dkx

L’expression de la fluctuation de vitesse en fonction de la distribution spatiale et de la source temporelle
peut être formulée par l’expression (C.1).

u⃗′(x, y, t) = 2π
∫
R
⃗̂g(kxU0, y)ŝ(kxU0)e−ikx(x−U0t)dkx (C.1)
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C.2 Calcule du spectre de la source

La deuxième étape de notre démarche implique de déterminer l’expression du spectre de la source
en fonction du spectre de fluctuation de vitesse. Pour ce faire, nous allons établir une relation entre
l’inter-corrélation de la source ŝ(ω) et son spectre.〈

ŝ(ω1)ŝ(ω2)
〉

= 1
(2π)2

∫ ∫
R

⟨ŝ(t1)ŝ(t2)⟩ e−iω1t1e−+iω2t2dt1dt2

= 1
(2π)2

∫
R

⟨ŝ(t)ŝ(t+ τ)⟩ e−iω2τdτ

∫
R
e−i(ω1−ω2)tdt

= 1
(2π)

∫
R

⟨ŝ(t)ŝ(t+ τ)⟩ e−iω2τdτδ(ω1 − ω2)

= δ(ω1 − ω2)S(ω1)

Le spectre de fluctuation de vitesse est la transformée de Fourier de l’inter-corrélation de la perturbation
de vitesse, décrite par l’expression (C.2).

ϕij(k) = 1
(2π)2

∫ ∫
R

〈
u′

i(x, t)u′
j(x + r, t)

〉
eikrdr (C.2)

L’intégration du spectre de fluctuation de vitesse ϕij(kx, ky) par rapport au nombre d’onde ky nous
permet d’obtenir le spectre de fluctuation de vitesse (C.3) en fonction du nombre d’onde kx suivant la
direction x⃗.

Φij(kx) =
∫
R

Φij(kx, ky)dky (C.3)

Par la suite, à l’aide de l’expression (C.1), on cherche à déterminer la relation entre le spectre du terme
source S et le spectre de fluctuation de vitesse Φij .

Φij(kx) = 1
2π

∫
R

〈
u′

i(x, y, t)u′
j(x+ r, y, t)

〉
eikxrdr

=⇒
∫
R

Φij(kx)e−ikxrdkx =
〈
u′

i(x, y, t)u′
j(x+ r, y, t)

〉
=
〈(

2π
∫
R
ŝ(kx1U0)ĝ(kx1 , y)e−ikx1 (x−U0t)dkx1

)(
2π
∫
R
ŝ(kx2U0)ĝ(kx2 , y)e−ikx2 (x+r−U0t)dkx2

)〉
=
(

2π
∫
R

⟨ĝ(kx1 , y)ĝ(kx2 , y)⟩ e−ikx1 (x−U0t)dkx1

)(
2π
∫
R

⟨ŝ(kx1U0)ŝ(kx2U0)⟩ e−ikx2 (x+r−U0t)dkx2

)
=
(

2π
∫
R

⟨ĝ(kx1 , y)ĝ(kx2 , y)⟩ e−ikx1 (x−U0t)dkx1

)
...(

2π
∫
R
δ(kx1U0 + kx2U0)S(kx2U0)e−ikx2 (x+r−U0t)dkx2

)
=(2π)2

|U2|

∫
R

⟨ĝ(kx1 , y)ĝ(kx2 , y)⟩ e−ikx1 (x−U0t)dkx1

∫
R
δ(kx1 + kx2)S(kx2U0)e−ikx2 (x+r−U0t)dkx2∫

R
Φij(kx)e−ikxrdkx =(2π)2

|U0|

∫
R
ĝi(kx, y)ĝ∗

j (kx, y)S(kxU0)e−ikxrdkx

En enlevant l’intégrale, on obtient l’expression (C.4) du spectre de fluctuation de vitesse Φij .

Φij(kx) = (2π)2

|U0|
ĝi(kx, y)ĝj(kx, y)S(kxU0) (C.4)
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D’où l’expression du spectre de la source S (C.5).

S(kxU0) = Φij(kx)|U0|
(2π)2ĝi(kx, y = yc)ĝj(kx, y = yc)

(C.5)

Par la suite on va chercher de calculer l’expression de la transformé de Fourier de la fonction de forme
g.

TF (gx(x, y)) = 1
2π

∫
R
gx(x, y)eikxxdx

= 1
2π

∫
R

−(y − yc)A
√
e

√
2ln2
b

e− ln2
b2 ((x−xc)2+(y−yc)2)eikxxdx

= − 1
2π (y − yc)A

√
e

√
2ln2
b

e− ln2
b2 (y−yc)2

∫
R
e− ln2

b2 (x−xc)2
eikxxdx

= − 1
2π (y − yc)A

√
e

√
2ln2
b

e− ln2
b2 (y−yc)2

eikxxc
b√
ln2

√
πe−k2

x
b2

4ln2

= − 1√
2π

(y − yc)A
√
ee− ln2

b2 (y−yc)2
eikxxce−k2

x
b2

4ln2

Sachant que
∫
R e

−X2
e−iωXdx =

√
πe− ω2

4 ;
∫
R e

−X2
eiωXdx =

√
πe− ω2

4 et
∫
R e

− ln2
b (x−xc)2

eikxxdx = b√
ln2e

ikxxc
√
πe−k2

x
b2

4ln2

ĝx(kx, y) = −A
√
e√

2π
(y − yc)e− ln2

b2 (y−yc)2
eikxxce−k2

x
b2

4ln2 (C.6)

TF (ĝx(kx, y)) = 1
2π

∫
R
ĝx(kx, y)eikyydy

= − 1
2π

∫
R

A
√
e√

2π
(y − yc)e− ln2

b2 (y−yc)2
eikxxce−k2

x
b2

4ln2 eikyydy

= − 1
2π

A
√
e√

2π
eikxxce−k2

x
b2

4ln2

∫
R
(y − yc)e− ln2

b2 (y−yc)2
eikyydy

= − 1
2π

A
√
e√

2π
eikxxce−k2

x
b2

4ln2 ieikyyc

(
b√
ln2

)3
iky

√
π

2 e−k2
y

b2
4ln2

= − iA
√
e

4
√

2π

(
b√
ln2

)3
kye

− b2
4ln2 (k2

x+k2
y)ei(kxxc+kyyc)

= − iA
√
e

2π

(
b√

2ln2

)3
kye

− b2
4ln2 (k2

x+k2
y)ei(kxxc+kyyc)

D’où la double transformée de Fourier de la fonction de forme gx est écrite par l’expression (C.7).

ˆ̂gx(kx, ky) = − iA
√
e

2π

(
b√

2ln2

)3
kye

− b2
4ln2 (k2

x+k2
y)ei(kxxc+kyyc) (C.7)

En calculant maintenant la transformée de Fourier de la fonction de forme gy.
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TF (gy(x, y)) = 1
2π

∫
R
gy(x, y)eikxxdx

= 1
2π

∫
R
(x− xc)A

√
e

√
2ln2
b

e− ln2
b2 ((x−xc)2+(y−yc)2)eikxxdx

= 1
2πA

√
e

√
2ln2
b

e− ln2
b2 (y−yc)2

∫
R
(x− xc)e− ln2

b2 (x−xc)2
eikxxdx

= 1
2πA

√
e

√
2ln2
b

e− ln2
b2 (y−yc)2

(i)eikxxc
1
2

(
b√
ln2

)3
kx

√
πe− b2

4ln2 k2
x

= 1
2πA

√
e
√

2e− ln2
b2 (y−yc)2

(i)eikxxc
1
2

(
b√
ln2

)2
kx

√
πe− b2

4ln2 k2
x

=i 1
2
√

2
√
π
A

√
ekx

(
b√
ln2

)2
e− ln2

b2 (y−yc)2
eikxxce− b2

4ln2 k2
x

D’où la transformée de Fourier de la fonction de forme gy est écrite par l’expression (C.8).

ĝy(kx, y) = i
1√
2π
A

√
ekx

(
b√

2ln2

)2
e− ln2

b2 (y−yc)2
eikxxce− b2

4ln2 k2
x (C.8)

Ensuite, on calcule la double transformée de Fourier de la fonction de forme gy.

TF (ĝy(kx, y)) = 1
2π

∫
R
ĝy(kx, y)eikyydy

= 1
2π

∫
R
i

1√
2π
A

√
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(
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= 1
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(
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y

= iA
√
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2π

(
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2ln2

)3
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4ln2 (k2
x+k2

y)

D’où la double transformée de Fourier de la fonction de forme gx est écrite par l’expression (C.9).

ˆ̂gy(kx, ky) = iA
√
ekx

2π

(
b√

2ln2

)3
ei(kxxc+kyyc)e− b2

4ln2 (k2
x+k2

y) (C.9)

D’où la transformée de Fourier de la fonction de forme g est écrite par l’expression (C.10).

⃗̂g(kx, y) =
(
ĝx(kx, y)
ĝy(kx, y)

)
=

 (−y + yc)A
√

e
2π e

− ln2
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 (C.10)
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D’où la double transformée de Fourier de la fonction de forme g est écrite par l’expression (C.11).

⃗̂
ĝ(kx, ky) =

(
ˆ̂gx(kx, ky)
ˆ̂gy(kx, ky)

)
=
(

−ky

kx

)
iA

√
e

2π

(
b√

2ln2

)3
ei(kxxc+kyyc)e− b2

4ln2 (k2
x+k2

y) (C.11)

Les modules de des transformée de Fourier de forme ĝx et ˆ̂gx sont définit respectivement par les expres-
sions (C.12) (C.13)

|ĝx(kx, y)| = |(−y + yc)|A
√

e

2π e
− ln2

b2 (y−yc)2
e− b2

4ln2 k2
x (C.12)

|ˆ̂gx(kx, ky)| = A
√
e

2π

(
b√

2ln2

)3
kye

− b2
4ln2 (k2

x+k2
y) (C.13)

Les modules de des transformée de Fourier de forme ĝy et ˆ̂gy sont définit respectivement par les expressions
(C.14) (C.15)

|ĝy(kx, y)| = A

√
e

2πkx

(
b√

2ln2
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e− ln2
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|ˆ̂gy(kx, ky)| = A
√
ekx

2π

(
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2ln2
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e− b2
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y) (C.15)

En remplaçant par la suite l’expression (C.12) et (C.14) du module de la fonction de forme g dans
l’expression (C.5) de la densité spectrale de source S.

Syy(kxU0) = Φyy(kx)|U0|
(2π)2|ĝ(kx, y =c)|2
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En calculant par la suite la source ŝyy.

ŝyy(kxU0) =
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Enfin, on calcule le terme source S⃗m(x, y, kxU0).

191



ANNEXE C. TURBULENCE SYNTHÉTIQUE

S⃗m(x, y,KxU0) =g⃗(x, y)ŝ(kxU0)

=
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C.3 Vitesse en fréquentiel

Nous déduisons la vitesse à partir de l’équation de transport.

i(ω − kxU0)⃗̂û′(kx, y, ω) =⃗̂g(kx, y)ŝ(ω)
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ĝ( ω
U0
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