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Résumé

Les travaux réalisés lors de cette thèse ont visé la proposition de modélisations aussi
génériques que possibles pour rendre compte de la combustion dans les moteurs auto-
mobiles dans un cadre de la Simulation aux Grandes Echelles (SGE ou LES en anglais).
Dans la littérature, le modèle PCM-FPI apparait comme une base de départ intéressante
puisqu’il a permis d’aborder tous les modes de combustion rencontrés dans les moteurs
automobiles (allumage par bougie, flamme de prémélange, auto-inflammation en milieu
stratifié en richesse). Ce modèle repose sur des calculs préalables de flammes laminaires
intégrant les effets de chimie complexe et une modélisation des effets de la turbulence
sur la flamme laminaire au travers de fonctions densités de probabilité. Néanmoins, des
inconvénients sont liés à ce formalisme, ainsi ne permet-il pas de contrôler la vitesse de
propagation du front de flamme turbulent. Parmi les modèles intégrant au contraire cette
caractéristique, la modélisation basée sur la résolution d’une équation de transport pour
la densité de surface de flamme (modèle ECFM-LES) se détache, celle-ci ayant déjà été
utilisée lors de SGE de cycles d’un moteur à allumage commandé. Les travaux de thèse
traitent tout d’abord la problématique de la fermeture du terme de transport turbulent
pour la flamme de prémélange. Les fermetures disponibles dans la littérature pour ce terme
sont évaluées à partir d’analyses de résultats de simulations numériques directes puis de
SGE d’un brûleur de laboratoire. Des couplages entre les modèles PCM-FPI et ECFM-LES
ont été proposés (modèles PCM-CFM I et II) pour la flamme de prémélange et leurs capa-
cités de prédiction de la chimie et du positionnement du front de flamme turbulent ont été
validées par des SGE du même brûleur. Afin de rendre utilisable, lors de calculs moteurs,
les modèles proposés, ceux-ci ont été couplés à un sous-modèle de la littérature spécifique
à l’allumage par bougie. Des tests de validation ont été menés par calculs d’une expérience
de laboratoire. Celle-ci proposait des mesures temporelles de rayons caractéristiques d’un
noyau de gaz brûlés créé par allumage par bougie dans un milieu turbulent. Par la suite,
les modèles PCM-CFM I et II ont été étendus (donnant ainsi respectivement les modèles
I et II) par l’intégration à chacun d’un modèle d’auto-inflammation (respectivement TKI
et PCM-FPI). Les propositions ont prouvé leur fonctionnalité et leur capacité qualitative
de traitement de la transition “combustion en auto-inflammation” vers l’établissement et
la propagation d’une flamme de prémélange ainsi que sa réciproque. Les deux modes sont
caractéristiques des combustions anormales pouvant être rencontrées dans les moteurs à
allumage commandé (pré-allumage et cliquetis). Le volet théorique des travaux s’achève
alors par la proposition de prolongements aux modèles proposés pour tenir compte des
effets de stratification de sous-maille. Enfin, une dernière partie a prouvé le potentiel qua-
litatif de l’utilisation des modèles I et II pour l’investigation des combustions anormales
par des SGE en configuration moteur.

Mot-clés : Simulation aux Grandes Echelles, combustion, turbulence, PCM-
FPI, ECFM-LES, TKI, calculs moteurs, combustions anormales.



Summary

The works performed during this thesis aimed at proposing models as generic as possible
that account for combustion in automotive engines in the context of Large-Eddy Simula-
tion (LES). In the literature, the PCM-FPI model appears as an interesting basis because
it enabled to address all combustion modes encountered in automotive engines (spark-
ignition, premixed flame, auto-ignition for stratified equivalence ratio conditions). This
model relies on preliminary calculations of laminar flames integrating detailed chemistry
effects and the modeling of turbulence effects on the laminar flame through probability
density functions. Nevertheless, drawbacks are linked to this formalism, thus it does not
enable to control the propagating speed of the turbulent flame front. Among the models
that, on the contrary, integrate this characteristic, the modeling based on the resolution of
a transport equation for the flame surface density (ECFM-LES model) seems attractive,
this former having been already used for LES of several cycles of a Spark-Ignition (SI)
engine. The thesis works firstly address the problématique of the closure of the turbulent
transport term for the premixed flame. The closures available in the literature for this
term are evaluated from analysis of direct numerical simulations results then from LES
of a laboratory burner. Couplings between the models PCM-FPI and ECFM-LES have
been proposed (models PCM-CFM I and II) for the premixed flame and their prediction
abilities of the chemistry and of the flame front location have been validated through LES
of the same burner. In order to make usable the proposed models for engine calculations,
these former have been coupled to a submodel of the literature specific to spark-ignition.
Validating test cases have been performed through calculations of a laboratory experience.
It proposed temporal measurements of characteristic radii of a burned gases kernel crea-
ted by spark-ignition a turbulent environment. Then, the models PCM-CFM I and II
have been extended (thus giving respectively the models I and II) in integrating for each
a model of auto-ignition (respectively TKI and PCM-FPI). These propositions proved
their functionality and their qualitative ability of addressing the transition auto-ignition
combustion towards the creation and the propagation of a premixed flame as well as the
reverse transition. Both modes are characteristic of abnormal combustions that can be
encountered in SI engines (pre-ignition and knock). The theoretical part of the works
ends with the proposition of continuations for proposed models in order to account for
equivalence ratio stratification effects at the sub-grid scale. Finally, a last part highlighted
the qualitative potential of the use of models I and II for the investigation of abnormal
combustions in SI engines by LES.

Keywords : Large-Eddy Simulation, combustion, turbulence, PCM-FPI, ECFM-
LES, TKI, engine computations, abnormal combustions.
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de la soutenance. Sans nul doute, la production en papiers lors de la thèse n’aurait pas
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thèse.
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Détermination de la ségrégation locale . . . . . . . . . . . . . . . . 119

Détermination du facteur α . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 120
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TKI-pdf . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 133
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Introduction

Contexte

Des réglementations de plus en plus drastiques en termes d’émissions de polluants mo-
tivent les industriels à optimiser les systèmes intégrant la combustion d’hydrocarbures,
voire à développer de nouveaux concepts. Ceci peut être illustré par le cas du secteur
automobile pour lequel les normes en Europe, aux Etats-Unis et au Japon abaissent
progressivement les seuils autorisés pour les émissions d’hydrocarbures imbrûlés (HC),
d’oxydes d’azote (NOx), de monoxyde de carbone (CO) et de particules (PM). Cette
tendance est visible sur le tableau 1, dans lequel figurent les seuils chronologiquement
imposés par l’Union européenne pour les moteurs essence.

Norme Euro 1 Euro 2 Euro 3 Euro 4 Euro 5 Euro 6
(1993) (1996) (2000) (2005) (2009) (2014)

Oxydes d’azote (NOx) - - 150 80 60 60
Monoxyde de carbone (CO) 2720 2200 2200 1000 1000 1000

Hydrocarbures (HC) - - 200 100 100 100
Particules (PM) - - - - 5(*) 5(*)
Hydrocarbures - - - - 68 68

non méthaniques (HCNM)

Tab. 1 – Résumé des seuils autorisés par les différentes normes Euro en mg/km pour les
véhicules essence ou fonctionnant au gaz de pétrole liquéfié (GPL) ou au gaz naturel de
ville (GNV). Les données pour lesquelles figurent une étoile correspondent aux moteurs à
injection directe fonctionnant en mélange pauvre.

L’attention du législateur se porte également sur la consommation de combustible et donc
sur les émissions en CO2, qui sont en constante croissance comme l’atteste la figure 1.
Bien que n’étant pas considéré comme un polluant, le CO2 reste un des principaux gaz à
effet de serre et l’augmentation de sa teneur dans l’atmosphère du fait des activités hu-
maines semble contribuer au réchauffement climatique. D’autre part, une partie du CO2

émis est absorbé par les océans, entrâınant leur acidification et affectant l’écosystème ma-
rin. Des techniques de captage de cette espèce chimique sont en cours de développement
pour des installations industrielles. Cependant, pour les véhicules, aucun système de post-
traitement n’existe pour le CO2, aussi les réductions d’émissions sont-elles principalement
obtenues par une diminution de la consommation en carburant. L’achat de véhicules
économes est d’ailleurs encouragé par le gouvernement français au travers d’un système
de bonus/malus écologiques se répercutant sur leur prix de vente.
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Fig. 1 – Concentration atmosphérique de CO2 durant les 10 000 dernières années. Les me-
sures proviennent de carottes de glace (symboles de diverses couleurs pour diverses études)
et d’échantillons atmosphériques (ligne rouge). Tiré d’un rapport du Groupe d’experts in-
tergouvernemental sur l’évolution du climat (GIEC) [38].

Afin d’atteindre les niveaux de polluants imposés, une compréhension fine des mécanismes
mis en jeu lors de la combustion est requise, celle-ci étant d’autant plus ardue sur les mo-
teurs exploitant de nouvelles technologies. Dans cette optique, la simulation numérique
complète les campagnes d’essais conventionnelles puisqu’elle donne accès à des gran-
deurs physiques parfois difficilement mesurables et s’avère moins coûteuse. Le présent
travail de thèse s’inscrit dans une démarche globale d’amélioration de ces outils en ciblant
l’intégration dans les modèles d’effets physiques liés au procédé de combustion. Dans ce
qui suit, sont tout d’abord présentées les solutions techniques proposées par le monde de
la recherche visant une réduction des émissions polluantes et des gaz à effet de serre des
moteurs à combustion interne, puis l’apport concret de la simulation numérique pour ces
applications.

Nouvelles technologies pour les moteurs automobiles

Motorisation Diesel

Les motorisations Diesel sont connues pour leur haut niveau de rendement, comparati-
vement aux moteurs essence (entre 20 et 25 % d’économie par rapport à un moteur de
même puissance), mais aussi pour leurs émissions élevées en NOx et particules. Dans ce
cas, la combustion débute en auto-inflammation dans un milieu hétérogène en richesse
pour de hautes pressions et températures. Les hautes températures atteintes pendant la
combustion vont promouvoir la formation de NOx tandis que la combustion dans des mi-
lieux localement riches va favoriser l’apparition de suies comme montré sur le diagramme

8



de Pischinger (figure 2).

Fig. 2 – Diagramme de Pischinger.

Afin de satisfaire la norme Euro 6, la dépollution s’avèrera relativement coûteuse puisque
la ligne d’échappement devra intégrer diverses technologies permettant la conversion du
CO, des HC, des suies (filtre à particule) et des NOx (SCR ou piège à NOx). Néanmoins,
il est possible que ces technologies ne soient pas suffisantes à terme et qu’il soit également
nécessaire de réduire les émissions dès la chambre de combustion. Une première solution
technique simple, présente sur de nombreux véhicules actuels, consiste à faire recircu-
ler les gaz brûlés issus du cycle précédent (EGR : Exhaust Gaz Recirculation en an-
glais) vers l’admission pour diluer la charge et ainsi abaisser la température de flamme.
Il est également possible d’optimiser les stratégies d’injection en variant l’avance à l’in-
jection ainsi que leur nombre. La technologie HCCI (Homogenous Charge Compression
Ignition) se pose comme une autre alternative et a été investiguée tant par des campagnes
d’essais qu’au moyen de l’outil numérique. Ce concept correspond à la compression et
l’auto-inflammation d’un mélange homogène, la combustion étant alors pilotée par les
conditions thermodynamiques de la chambre. Le contrôle très délicat est réalisé via un
jeu sur l’avance à l’injection du carburant et sur les taux d’EGR présents. La combustion
HCCI a fourni expérimentalement des émissions très faibles deNOx et de suies, néanmoins
son exploitation reste problématique du fait du bruit généré par l’auto-inflammation en
masse et des difficultés de contrôle de la combustion.

Motorisation essence

La châıne “moteur essence/catalyse à trois voies” fournit un ensemble peu polluant : la
combustion se déroule dans un milieu homogène de richesse unitaire, ce qui permet simul-
tanément dans le catalyseur les réactions d’oxydation (CO vers CO2, HC vers CO2 et
H2O) et de réduction (NOx vers N2). Les améliorations restent donc à porter sur le rende-
ment du moteur. Ce dernier est en premier lieu bridé par le taux de compression maximal
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(dimensionné pour réduire l’apparition du cliquetis), et, en second lieu par les pertes par
vannage liées à la présence du papillon d’admission d’air. Ce phénomène est prépondérant
aux faibles et moyennes charges pour lesquelles l’obturation du conduit par le papillon
est significative. Parmi les perspectives attrayantes pour répondre à cette problématique,
quelques techniques sont notables :

– des stratégies de contrôle de la hauteur de levée des soupapes permettant de se substi-
tuer au moins en partie au papillon pour le contrôle du volume d’air admis (V ariable
V alve Lift : VVL) ;

– la désactivation de cylindres à faible charge qui permet d’optimiser le remplissage des
cylindres fournissant le couple moteur ;

– le downsizing qui correspond à une réduction de la cylindrée du moteur afin de fa-
voriser le remplissage des cylindres. Couplé à une suralimentation, ce concept permet
finalement d’augmenter le rendement tout en conservant une puissance spécifique im-
portante. Dans les moteurs suralimentés, une auto-inflammation non désirée et portant
le nom de rumble peut se produire avant l’allumage. L’origine exacte de ce phénomène
n’est pas encore complétement caractérisée ;

– l’injection à haute pression du carburant directement dans la chambre de combustion.
L’évaporation du spray refroidit la charge permettant de repousser l’apparition du cli-
quetis et d’exploiter des taux de compression plus élevés soit un meilleur rendement.
Ces effets résultent en une baisse de la consommation de carburant (des gains poten-
tiels de 10 à 15 % sont attendus) et une augmentation de la puissance du moteur. Les
émissions d’imbrûlés sont également réduites lors des régimes transitoires, du fait de la
disparition d’une inertie liée à un système d’injection amont. L’injection directe peut-
être couplée à d’autres modes de combustion :

– une combustion se déroulant en milieu stratifié.
Avec l’injection directe, le papillon contrôlant le débit d’air a disparu. A de faibles
charges, peu de carburant est injecté, par conséquent la richesse globale dans la
chambre est trop faible pour que la combustion puisse se dérouler. Dans ce cas, l’in-
jection est réalisée suffisamment tard au cours du cycle pour que la répartition du
mélange air/carburant soit stratifiée au moment de l’allumage et que la richesse à
proximité de la bougie soit proche de la stœchiométrie. La charge augmentant, l’in-
jection devient suffisamment précoce pour que la combustion se produise en milieu
homogène pauvre puis stœchiométrique.

– la technologie CAI qui est similaire au mode HCCI pour les moteurs Diesel et qui se-
rait aussi exploitée à de faibles niveaux de charge. Là encore la combustion en régime
pauvre et en milieu dilué par des gaz brûlés non recirculés permet de faibles émissions
de NOx, d’imbrûlés et de CO. L’inconvénient étant qu’un système de post-traitement
doit être ajouté pour parvenir aux niveaux imposés par la législation. Rappelons qu’en
effet la catalyse à trois voies présente classiquement sur les moteurs essence ne fonc-
tionne qu’à la stœchiométrie. D’autre part, comme en HCCI, la combustion en masse
génère d’importants niveaux de bruit peu aisés à limiter.
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L’utilisation de modes de combustion et de technologies innovants présentés se heurtent
toutefois à de nombreuses difficultés, notamment liées au fait que la compréhension de
tous les phénomènes physiques mis en jeu est difficile. Néanmoins, des progrès sont réalisés
grâce à des efforts de modélisation de la physique et de simulations, comme cela est détaillé
dans la suite.

Apport de la simulation tridimensionnelle

des écoulements

En raison de l’augmentation des puissances de calculs fournies par les machines et de
son coût modéré en comparaison des campagnes d’essais, la simulation numérique des
écoulements (ou CFD : Computational F luid Dynamics en anglais) s’est fortement
développée en quelques dizaines d’années. Elle permet maintenant d’assister efficacement
la conception des nouvelles technologies moteurs comme le montre le travail de revue
récent mené par Drake et Haworth [44] pour des cas d’études de moteurs essence à in-
jection directe et HCCI. Ainsi la CFD a-t-elle permis la modélisation des caractéristiques
des sprays et le traitement des émissions des imbrûlés pour les moteurs à injection directe
intégrant un guidage du spray par le piston. D’autre part, la CFD a aussi été exploitée
pour des études dédiées à la combustion comme par exemple le mode CAI [81] et les
combustions anormalement rapides sur une motorisation du type downsizing [132].

Les écoulements dans les applications industrielles sont caractérisés par leur niveau de
turbulence. Afin de décrire théoriquement ce phénomène, Kolmogorov [84] a proposé une
distribution de l’énergie des tourbillons turbulents en fonction de leur taille (figure 3) :
une gamme continue d’échelles est décrite, présentant une cascade d’énergie des plus
grandes vers les plus petites. Le spectre représente physiquement une division des tour-
billons de plus grande échelle en des tourbillons d’échelle caractéristique inférieure en
même temps qu’une transmission de leur énergie. La gamme d’échelles turbulentes est
comprise entre l’échelle intégrale lT déterminée par la géométrie du domaine d’étude et
l’échelle de Kolmogorov, où l’énergie turbulente est dissipée sous forme de chaleur. Trois
types de modélisations de la turbulence existent, chacune correspondant à un niveau de
résolution du spectre :

– DNS (pour Direct Numerical Simulation) : dans ce cas toutes les échelles de la turbu-
lence sont résolues et les tailles des mailles sont alors nécessairement voisines de l’échelle
de Kolmogorov (soit la taille caractéristique de la plus petite structure tourbillonnaire).
Les maillages destinés à des DNS requièrent ainsi un nombre de points très important.
De plus, les simulations nécessitent une discrétisation des équations régissant la phy-
sique des écoulements par des schémas numériques très précis. L’ensemble s’avère donc
globalement onéreux et lourd à mettre en oeuvre pour une utilisation industrielle.

– RANS (pour Reynolds-Averaged Navier-Stokes) : les équations de transport de la
quantité de mouvement, de la continuité et des variables relatives à la combustion sont
moyennées, tout le spectre de la turbulence est ainsi modélisé. Les modélisations RANS
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sont très répandues dans l’industrie de par leur robustesse et des temps de calculs re-
lativement courts.

– LES (pour Large-Eddy Simulation) : cette approche est assimilable à un compromis
entre les deux précédentes. Elle est basée sur une coupure à une échelle kc dans la zone
inertielle du spectre turbulent : les structures turbulentes de dimension supérieure à
2π/kc sont résolues, tandis que les plus petites sont modélisées.

Fig. 3 – Représentation schématique du spectre énergétique de la turbulence. Région 1 :
échelles les plus énergétiques. Région 2 : zone inertielle du spectre turbulent. Région 3 :
zone de dissipation de l’énergie turbulente.

LES et calcul moteur

Les calculs RANS, couramment exploités par l’ingénierie, ont comme gros avantage une
rapidité d’exécution. En effet, un résultat RANS ne représente qu’un cycle moyen et
ne requiert que le calcul d’un ou deux cycles pour assurer la convergence du calcul. La
LES pour sa part est plus onéreuse en ressources de calcul mais son formalisme permet a
priori de résoudre directement les mouvements turbulents instationnaires à grande échelle
rencontrés dans les moteurs. Les variabilités cycle à cycle de ces phénomènes impactent
notamment la propagation locale du front de flamme, la formation du mélange dans le
cas d’injections directes du carburant dans la chambre et la fiabilité de l’allumage, étant
donné que les mouvements turbulents pilotent la position de la zone de mélange inflam-
mable par rapport à la bougie. De plus, les auto-inflammations aléatoires indésirables
comme le cliquetis ou le rumble sont des phénomènes dépendant des conditions thermo-
dynamiques locales donc indirectement des effets de l’aérodynamique qui doit être calculée
aussi précisément que possible. La LES permet donc potentiellement des investigations
beaucoup plus efficaces qu’avec une approche RANS.
L’exploitation du couple LES/calculateur massivement parallèle a déjà permis d’étudier
sur des domaines de calculs importants des phénomènes physiques complexes comme les
instabilités thermo-acoustiques [136] et les ratés d’allumage [13]. Néanmoins, compara-
tivement aux modélisation RANS, l’utilisation de la LES pour la réalisation de calculs
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moteur est très récente. Des calculs d’aérodynamique pure ont été réalisés pour des confi-
gurations académiques [149] et plusieurs cycles moteur consécutifs [49], afin de caractériser
précisément l’apport de la LES. L’impact du spray sur la variation cycle à cycle des mou-
vements à grande échelle et par suite sur la formation du mélange a été mis en évidence
dans un calcul à froid [63] sur un moteur essence à injection directe. Des développements
sont toujours en cours sur la problématique de l’injection pour le moteur automobile,
comme illustré par les récents travaux de Martinez et al. [95, 96] et Bharadwaj et al. [8].
Concernant la combustion proprement dite, le premier travail sur la combustion type mo-
teur à allumage commandé en LES a été entrepris par Naitoh et al. [110]. Il a été suivi
par les autres calculs prospectifs de Celik et al. [30], Richard et al. [134], Vermorel et
al. [153] et Thobois at al. [148], les trois derniers travaux ayant notamment permis d’illus-
trer numériquement le phénomène de variation cycle à cycle de la combustion. Le moteur
Diesel commence également à être investigué comme montré par l’article de Li et al. [90]
et le travail de Hu et al. [72] qui propose une modélisation adaptée au fonctionnement
Diesel conventionnel et HCCI.
De nombreux travaux restent néanmoins à réaliser pour démontrer l’intérêt de la LES sur
configuration moteur comme le développement de lois de paroi efficaces pour le traitement
des flux de chaleur ainsi que le développement de nouveaux outils pour aborder les modes
de combustion complexes qui ont pu être évoqués au préalable.

Sujet de la thèse

Le présent travail de thèse s’inscrit dans la démarche de développement de la LES pour
les applications moteur entreprise par l’IFP. L’objectif est de contribuer à la proposition
d’un nouveau modèle générique pour traiter la combustion dans les moteurs à pistons.
Celui-ci doit pouvoir décrire tous les modes de combustion que l’on peut observer dans
un moteur : l’allumage par bougie, l’auto-inflammation, la propagation de flamme, la
flamme de diffusion ou encore l’extinction. Néanmoins, le travail décrit ici s’est focalisé
sur les modes de combustion principaux rencontrés en moteur à allumage commandé. Il
reste possible d’intégrer des modèles pour les flammes de diffusion rencontrées dans les
moteurs essence à injection directe ou Diesel aux modélisations proposées.
Dans la démarche, ceci est réalisé en s’appuyant sur des résultats obtenus lors de thèses
récentes :

– les travaux de Richard [133] traitant de la prédiction de la vitesse de propagation de
flamme dans un cadre LES. Un calcul d’application a par ailleurs été réalisé pour un
moteur à allumage commandé ;

– les travaux de Galpin [57] utilisant la modélisation PCM-FPI développée pour la LES
par Domingo et al. [42]. Ceci lui a permis de traiter la propagation de flamme et la com-
bustion par auto-inflammation en milieu turbulent pour des configurations académiques.
PCM-FPI présente l’avantage d’intégrer les effets de chimie complexe, ce qui est parti-
culièrement intéressant pour la prédiction de la composition des produits de combustion
et des délais caractéristiques des auto-inflammations.

13



Les développements détaillés par la suite ont été implantés dans le code de calcul AVBP
dédié à la LES. Cet outil résout les équations de transport compressibles de Navier-Stokes
sur des maillages structurés et non structurés. Il est exploitable sur des calculateurs mas-
sivement parallèles et possède un bon speed− up sur ces systèmes, c’est-à-dire une dimi-
nution quasi-linéaire du temps de calcul avec l’augmentation du nombre de processeurs
dédiés à cette tâche. Néanmoins, les fermetures proposées dans cette thèse pour la com-
bustion restent transférables vers des applications RANS.

Organisation du manuscrit

Les travaux réalisés lors de cette thèse sont organisés de la façon suivante :

– un premier chapitre présente une revue des modèles susceptibles de répondre à la
problématique de la thèse et à partir desquels seront développées de nouvelles ap-
proches. Des choix de modélisation y sont également proposés ;

– le chapitre 2 traite ensuite la fermeture du transport turbulent pour la modélisation
de la combustion prémélangée dans un formalisme LES au travers de résultats de si-
mulations. La modélisation du transport turbulent est un point important, bien que
souvent négligé au profit de travaux soigneux sur la fermeture du taux de réaction,
puisque la propagation d’un front de flamme en milieu turbulent est conditionné par
un déséquilibre entre le taux de réaction local et le terme de transport. Les travaux
décrits dans ce chapitre ont fait l’objet d’une communication lors du 6th Mediterranean
Symposium Combustion tenu à Porticcio et ont été acceptés pour publication dans la
revue Combustion Science and Technology ;

– le chapitre 3 décrit les modélisations élaborées à partir de quelques travaux du cha-
pitre 1 pour traiter la propagation de flamme turbulente. Des résultats obtenus à partir
de celles-ci pour la simulation d’une flamme stationnaire de laboratoire ont permis
l’écriture d’un article soumis à la revue Combustion and F lame, également livré dans
ce chapitre ;

– le chapitre 4 aborde la problématique de l’allumage et de la propagation de flamme
instationnaire à partir des modélisations développées pour le régime prémélangé. Le
contenu de ce chapitre correspond à un second article soumis à Combustion and F lame ;

– les principes de couplage entre les modèles spécifiques à la propagation de flamme et à
l’auto-inflammation sont détaillés au chapitre 5 et sont accompagnés des résultats de
cas tests simples permettant d’attester du bon comportement qualitatif des proposi-
tions ;

– des extensions des modèles détaillés au chapitre 5 sont proposées au chapitre 6. Les
modèles obtenus n’ont pas été validés au travers de simulations mais tendent à répondre
à la problématique majeure de la thèse qui est la proposition d’une modélisation la plus
générique possible pour la combustion en moteur ;
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– enfin le chapitre 7 met en avant des calculs moteur de type allumage commandé permet-
tant de vérifier, à partir des modèles proposés au chapitre 5, la possiblité d’apparition
du cliquetis et sa limitation en fonction de l’avance à l’allumage. D’autre part, deux
cas test représentatifs du pré-allumage ont également été simulés. Ce chapitre et le
précédent ont fait l’objet d’un article soumis au 33rd International Symposium on
Combustion.
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Chapitre 1

Modélisation de la combustion

Le but de la thèse est de contribuer à l’élaboration d’un modèle le plus générique pos-
sible, adapté à l’investigation par la simulation aux grandes échelles de tous les modes
de combustion que l’on peut rencontrer dans les moteurs à allumage commandé. Citons
comme premier cas, l’injection directe stratifiée pour les moteurs. La combustion devient
alors relativement complexe puisque chronologiquement :

– l’allumage par bougie génère un noyau de flamme qui va crôıtre jusqu’à l’établissement
d’un front de flamme, ceci dans une zone éventuellement stratifiée en richesse ;

– le front de flamme commence à se propager vers les gaz frais à travers la stratification,
ce qui correspond au dégagement de chaleur principal ; après passage du front, deux
phénomènes secondaires se produisent :

– du fait d’une traversée d’une zone trop riche ou trop pauvre, la flamme de propa-
gation peut s’éteindre, auquel cas les gaz brûlés vont se mélanger aux gaz frais qui
étaient en amont du front de flamme. Si les conditions thermodynamiques locales le
permettent, une combustion caractérisée par le temps de mélange (i.e. en flamme de
diffusion) va pouvoir se dérouler ;

– après passage du front de flamme, le carburant imbrûlé subsistant va diffuser vers les
zones pauvres et de même que précédemment, une combustion secondaire en flamme
de diffusion (aussi appelée post-oxydation) peut s’établir.

D’autre part, pour les applications à des moteurs à allumage commandé à charge ho-
mogène, dans lesquels les phénomènes de cliquetis et de pré-allumage peuvent se ma-
nifester, il reste important de prédire précisément les délais d’auto-inflammations et les
dégagements de chaleur associés. L’auto-inflammation étant pilotée par la réponse de
la chimie aux conditions thermodynamiques locales, il est nécessaire d’intégrer dans la
modélisation de ce phénomène des schémas cinétiques complexes apportant des réponses
fidèles par rapport à la réalité sur une large gamme de points de fonctionnement (ca-
ractérisés par le quadruplet : richesse, pression, température et taux de dilution).
La présente thèse se focalisera essentiellement sur les problématiques d’allumage par bou-
gie, de propagation de flamme et d’auto-inflammation en milieu turbulent, tout en gardant
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à l’esprit des possibilités d’extension à des cas plus complexes évoqués préalablement.

Une première partie de ce chapitre est dédiée à une introduction à la combustion et à
sa modélisation dans un cadre LES tandis que la seconde se focalise sur les outils de
modélisation de la combustion proprement dite.

1.1 Introduction à quelques notions liées à la com-

bustion

1.1.1 Equations de l’aérothermochimie

Des considérations physiques liées au phénomène de la combustion sont rappelées dans
cette section.
L’aérothermochimie intègre le couplage entre la cinétique chimique et la mécanique des
fluides décrite par les équations de Navier-Stokes. Les équations communément utilisées
pour rendre compte de cette physique comprennent :

– la conservation de la masse :
∂ρ

∂t
+
∂ρuj

∂xj

= 0 (1.1)

où ρ est la densité, t le temps, uj et xj sont respectivement la composante j des vecteurs
vitesse et position.

– le transport de la quantité de mouvement, l’équation de la composante i s’écrivant :

∂ρui

∂t
+
∂ρuiuj

∂xj

= −
∂p

∂xi

+
∂τij
∂xj

+ Fi (1.2)

où τij correspond aux composantes du tenseur des forces visqueuses et Fi est la com-
posante i d’une force à distance F̄ .

– le transport des espèces chimiques, au travers des équations de transport des fractions
massiques des espèces. Celle de la fraction massique de l’espèce k (Yk) s’écrit :

∂ρYk

∂t
+
∂ρujYk

∂xj

= −
∂Jk

j

∂xj

+ ρω̇k (1.3)

où Jk
j est la composante j du flux moléculaire de l’espèce k et ρω̇k le taux de réaction

par unité de volume de la même espèce.

– le transport d’une grandeur rendant compte de l’évolution énergétique du système, ici
l’énergie totale non chimique et :

∂ρet

∂t
+
∂ (ρet + P )uj

∂xj

=
∂uiτij
∂xj

−
∂Je

j

∂xj

+ Fe + ρω̇e (1.4)

où Je
j est le flux d’énergie et ρω̇e est le dégagement de chaleur lié aux réactions chimiques.
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Le tenseur des forces visqueuses apparaissant dans les équations de transport s’écrit :

τij = µ

(
∂ui

∂xj

+
∂uj

∂xi

)
−
2

3
µδij

∂uk

∂xk

(1.5)

Le flux Jk
j apparaissant dans l’équation de transport des espèces est fermé sous l’hypothèse

d’une loi de Fick :

Jk
j = −

µ

Sck

∂Yk

∂xj

(1.6)

où le nombre de Schmidt d’une espèce k compare la viscosité de l’écoulement à sa diffu-
sivité :

Sck =
µ

ρDk

(1.7)

La loi de Fourier permet d’exprimer le flux d’énergie comme :

Je
j = −λ

∂T

∂xj

(1.8)

Dans cette équation, λ est le coefficient de diffusion thermique exprimé comme λ =
µCp/Pr où Cp est la capacité calorifique à pression constante du mélange et Pr est le
nombre de Prandtl.

1.1.2 Modes de combustion élémentaires en régime laminaire

Les combustions en régime laminaire peuvent se produire en mode prémélangé, en non
prémélangée ou dans un mode mixte (combustion partiellement prémélangée ou stratifiée).
Les principaux types sont présentés succintement dans la suite, sachant qu’ils ont déjà
été décrits extensivement par ailleurs [159, 128].

Flamme prémélangée

Cette combustion se produit lorsque les réactifs sont initialement parfaitement mélangés
et qu’ils sont consommés par la propagation d’un front de flamme, l’interface séparant les
gaz frais des gaz brûlés. Cette topologie est représentée par la figure 1.1.

Fig. 1.1 – Principe de combustion prémélangée par propagation d’un front de flamme.

Pour un milieu contenant des gaz frais et dans lequel les conditions de température et de
pression ne permettent pas l’auto-inflammation, la combustion en flamme de prémélange
doit être initiée par un système d’allumage, comme cela est réalisé dans les moteurs
automobiles à allumage commandé avec la bougie.
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Le phénomène de propagation est assuré par un déséquilibre local entre consommation
chimique et diffusion de la chaleur : des flux thermiques préchauffent la zone de gaz frais en
amont du front de flamme et favorisent le déclenchement des réactions chimiques. Le front
de flamme est caractérisé physiquement par son épaisseur δL et sa vitesse de propagation
laminaire SL. δL reste généralement de l’ordre du dixième de millimètre tandis que SL

évolue beaucoup en fonction du carburant considéré, de la richesse, de la pression et de la
température des gaz frais. Les valeurs atteintes sont approximativement comprises entre
0.1 m.s−1 et quelques m.s−1 dans le cas de l’oxycombustion.
L’évolution de la flamme peut être décrite par une variable d’avancement classiquement
notée c et définie de sorte que sa valeur soit 0 dans les gaz frais et 1 dans les gaz brûlés.
En supposant les diffusivités moléculaires et thermiques égales et en négligeant les pertes
thermiques, l’équation de transport de cette variable s’écrit :

∂ρc

∂t
+∇ · (ρuc) = ∇ · (ρD∇c) + ρω̇c (1.9)

Combustion non prémélangée

Dans ce mode de combustion, les réactifs sont situés de part et d’autre d’une zone de
réaction où le dégagement de chaleur se produit. La combustion est alors contrôlée par
la diffusion moléculaire des réactifs vers cette zone, ce qui justifie l’appelation alternative
de combustion en flamme de diffusion.
Par analogie avec les flammes prémélangées, ces flammes sont étudiées à l’aide d’une
grandeur normalisée, la fraction de mélange Z (un scalaire passif), pour laquelle plusieurs
définitions sont disponibles et qui a la propriété de valoir 0 pour l’oxydant et 1 pour le
combustible. Son équation de transport s’écrit :

∂ρZ

∂t
+∇ · (ρuZ) = ∇ · (ρD∇Z) (1.10)

A partir de ces notions, la structure de la flamme de diffusion est schématisée par la
figure 1.2.

Combustion en milieu partiellement prémélangé

Les combustions partiellement prémélangées correspondent à une combinaison des deux
modes évoqués précédemment et sont plus ardues à traiter. Ainsi Domingo et al. [40] et
Bray et al. [24] ont fait apparâıtre des termes supplémentaires au niveau de l’équation de
transport de l’avancement c pour ces cas :

∂ρc

∂t
+ ∇ · (ρuc) = ∇ · (ρD∇c) +

1

∂Yi/∂c

×

(
ρω̇Yi

+
∂2Yi

∂c2
D∇c · ∇c+

∂2Yi

∂Z2
D∇Z · ∇Z +

∂2Yi

∂c∂Z
D∇c · ∇Z

)
(1.11)

Ces combustions peuvent prendre la forme dite de “flamme triple” c’est-à-dire que trois
zones réactives peuvent être distinguées comme schématisé par la figure 1.3. Le front qui
se propage se décompose en deux fronts de flamme : l’un en zone riche, l’autre en zone
pauvre. La troisième zone réactive est alors constituée par la flamme de diffusion qui
s’établit en aval du front de flamme.
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Fig. 1.2 – Schéma du principe de la combustion par flamme de diffusion établie. Zst

correspond à la fraction de mélange stœchiométrique.
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Fig. 1.3 – Représentation de la combustion en milieu partiellement prémélangé. Le trait
épais matérialise la zone réactive : dans la partie basse, il s’agit d’un front de flamme
prémélangé à richesse variable tandis que derrière celui-ci s’établit une combustion en
flamme de diffusion.

21



1.2 Introduction à la LES

1.2.1 Formalisme

Le formalisme de la LES (pour Large Eddy Simulation en anglais) correspond physi-
quement à une coupure dans la zone inertielle du spectre de la turbulence à une échelle
caractéristique ∆. Afin de traduire cette vision au niveau des équations de transport pilo-
tant l’aérothermochimie du système, une opération de filtrage est réalisée, ∆ définissant
une taille caractéristique de filtre. D’un point de vue mathématique, la notion de filtrage
est exprimée sous la forme d’un produit de convolution entre une grandeur physique ϕ et
l’opérateur de filtrage noté G∆ [139]. La grandeur filtrée ϕ est ainsi explicitée comme :

ϕ(x, t) =

∫
ϕ(x∗, t)G∆(x− x∗)dx∗ (1.12)

où x est le vecteur position.
Dans le solveur AVBP [108] employé dans cette thèse, le filtre utilisé n’est pas explicite et
provient directement de la résolution des équations de transport sur un maillage. Notons
enfin que par analogie avec les moyennes de Favre rencontrées dans les modélisations
RANS, il est possible de déduire une notion de filtre de Favre (̃.) et de la relier à l’opération
classique de filtrage (̄.) suivant :

ρ̄(x, t)ϕ̃(x, t) = ρϕ(x, t) (1.13)

1.2.2 Mise en équation de la LES dans le solveur AVBP

Les équations de transport filtrées qui sont résolues par le programme AVBP lors des
calculs LES sont rappelées dans cette partie.

Equation filtrée de la quantité de mouvement

∂ρ̄ũi

∂t
+
∂ρ̄ũiũj

∂xj

+
∂ρ̄ (ũiuj − ũiũj)

∂xj

= −
∂P̄

∂xj

+
∂τ̄ij
∂xj

(1.14)

Cette équation fait classiquement apparâıtre au premier membre : un terme d’accumula-
tion, un terme de convection par l’écoulement résolu, un terme de transport non résolu
créé par le filtrage et au second membre un terme lié aux forces de pression et l’effet du
tenseur de déformation τ̄ij. Ce dernier est défini sous la forme :

τ̄ij ≈ µ

(
∂ũi

∂xj

+
∂ũj

∂xi

)
−
2

3
µδij

∂ũk

∂xk

(1.15)

En utilisant l’approximation de Boussinesq, le transport non résolu de la quantité de
mouvement et le tenseur de déformation S̃ij sont reliés suivant :

ũiuj − ũiũj = −2µT S̃
a
ij +

1

3
δij

(
ũkuk − ũkũk

)
(1.16)
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où µT est la viscosité dynamique turbulente de sous-maille qui doit être modélisée. Elle
est reliée à la viscosité cinématique turbulente νT à travers la relation : µT = ρ̄νT .
Le tenseur S̃a

ij s’écrit :

S̃a
ij = S̃ij −

1

3
S̃kkδij avec S̃ij =

1

2

(
∂ũi

∂xj

+
∂ũj

∂xi

)
(1.17)

A partir de ces expressions, l’équation (1.14) se réécrit plus simplement comme :

∂ρ̄ũi

∂t
+
∂ρ̄ũiũj

∂xj

= −
∂P̄

∂xj

+
∂(2ρ̄(ν + νT )S̃

a
ij)

∂xj

(1.18)

La pression P̄ est déterminée par la loi des gaz parfaits.

Equations de transport filtrées des densités partielles
L’équation de transport de la densité partielle de l’espèce chimique indicée i s’écrit :

∂ρ̄Ỹi

∂t
+
∂ρ̄ũjỸi

∂xj

+
∂ρ̄(Ỹiuj − Ỹiũj)

∂xj

=
∂J i

j

∂xj

+ ρ̄˜̇ωYi
(1.19)

Un formalisme type Boussinesq, donc une hypothèse de transport par gradient, permet
de fermer le transport non résolu qui provient de l’opération de filtrage :

Ỹiuj − Ỹiũj = −ρ̄DT

∂Ỹi

∂xj

(1.20)

où la diffusivité turbulente DT est déduite la viscosité cinématique turbulente de sous-
maille νT et du nombre de Schmidt turbulent ScT : DT = νT/ScT .

Le terme J i
j représente un flux laminaire lié aux espèces chimiques et peut être réécrit

comme : J i
j = ρ̄ỸiV

i
j où V i

j représente la vitesse de diffusion de l’espèce chimique indicée
i dans la direction indicée j. L’approximation de Hirschfelder et Curtiss [70] s’écrit pour
des fractions massiques :

ỸiV
i
j = −Di

Wi

W

∂X̃i

∂xj

(1.21)

où Di est le coefficient de diffusion de l’espèce i dans le mélange, Wi est la masse molaire
de cette espèce et W est la masse molaire moyenne du mélange. Afin d’assurer la conser-
vation de la masse soit :

∑especes

i=1 ỸiV
i
j = 0, une vitesse de correction V c

k est ajoutée dans
l’expression décrite dans l’équation (1.21), ce qui permet d’obtenir la fermeture suivante
pour le flux laminaire :

J i
j = −ρ̄

(
Di

Wi

W

∂X̃i

∂xj

− ỸiV
c
j

)
(1.22)

où V c
j =

∑especes

i=1 Di
Wi

W

∂ eXi

∂xj
.

La résolution des équations pour les densités partielles ρ̄Ỹi permet, par somme, de déduire
la densité locale ρ̄.
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Equation de transport filtrée pour l’énergie totale non chimique
La quantité ẽt représente l’énergie totale non chimique par unité de masse soit la somme
entre les densités d’énergie cinétique résolue ec = 1/2

∑dim

k=1 ũ
2
i et d’énergie sensible

es =
∑especes

i=1

∫ T ∗

0
cv,i(T

∗)dT ∗Ỹi.

∂ρ̄ẽt

∂t
+
∂
(
ρ̄ẽt + P̄

)
ũj

∂xj

+
∂
(
(ρet + P )uj −

(
ρ̄ẽt + P̄

)
ũj

)

∂xj

=
∂ũiτ̄ij
∂xj

−
∂Je

j

∂xj

+ ρ̄˜̇ωe (1.23)

Le flux de chaleur Je
j intègre la conduction de la chaleur ainsi qu’un flux lié à la diffusion

des espèces :

Je
j = −λ

∂T

∂xj

− ρ̄

especes∑

i=1

(
Di

Wi

W

∂X̃i

∂xj

− ỸiV
c
j

)
hs,i (1.24)

Le transport non résolu est toujours clos suivant l’approximation de Boussinesq :

(ρet + P )uj −
(
ρ̄ẽt + P̄

)
ũj = −ρ̄cp

νt

PrT

∂T

∂xj

(1.25)

où PrT est le nombre de Prandtl turbulent.
Enfin le dernier terme de l’équation, qui représente le dégagemenet de chaleur dû à la
réactivité des espèces chimiques, est exprimé comme :

ρ̄˜̇ωe = −

especes∑

i=1

ρ̄ ˜̇ωYi
∆h0

f,i (1.26)

où ∆h0
f,i est l’enthalpie massique de formation de l’espèce i.

Le calcul de la température est organisé de la façon suivante : une valeur initiale de
température est supposée, puis à partir de celle-ci, des fractions massiques locales des
espèces chimiques Ỹi et des enthalpies sensibles tabulées pour chaque espèce (pour des

températures comprises entre 0 et 5000 K), une enthalpie sensible h̃∗s est exprimée et
comparée à l’ordre de grandeur obtenu à partir de l’équation (1.23). Cette démarche est
itérée jusqu’à obtenir l’accord entre les deux enthalpies pour déduire la température locale
filtrée T̃ ∗.

1.3 Modélisation de la combustion

Comme cela a été exprimé dans la partie précédente, les taux de réaction filtrés présents
dans les équations de transport des densités partielles restent à fermer. D’autre part, dans
le cas particulier de la propagation de flamme, il a été montré que la fermeture classique de
type gradient du terme de transport turbulent n’était pas optimale. Ceci est d’autant plus
problématique que la vitesse de propagation du front de flamme résulte du déséquilibre
entre la divergence du flux turbulent et le taux de réaction filtré. Le chapitre 2 abordant le
transport turbulent, au travers d’une revue bibliographique et de tests, seule la fermeture
des taux de réaction filtrés est discutée ici.
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A l’heure actuelle, il n’existe pas de modèle pour les moteurs à pistons combinant les
modélisations de la flamme de prémélange et de la flamme de diffusion dans un cadre
LES même si quelques propositions intégrant différents modes de combustion existent.
Les modèles de combustion LES spécifiques à chaque mode de combustion rencontré en
moteur sont tout d’abord détaillés dans ce qui suit afin de définir les éventuels points
de départ pour une modélisation hybride. Des liens entre certains modèles ont déjà pu
être mis en avant et sont également présentés. Ensuite, quelques modèles de la littérature
dédiés aux moteurs à pistons sont présentés. Certains de ces modèles ont été proposés
dans un contexte RANS et leur extension à la LES est discutée. Enfin, la formulation
d’un modèle générique moteur pour la LES est abordée.

1.3.1 Modélisation de la combustion en LES

La modélisation de la combustion dans les moteurs alternatifs nécessite d’intégrer la com-
bustion en flamme de prémélange, en auto-inflammation et en flamme de diffusion. Les
propositions préalablement formulées dans un cadre LES sont ici rappelées, au travers des
divers types d’analyses de la combustion qui peuvent être rencontrées à savoir la descrip-
tion de l’évolution d’une interface caractéristique, l’épaississement de la zone réactive et
une modélisation statistique.

Approches décrivant l’évolution d’une interface

Equation de G
Le modèle à équation de G repose sur une description cinématique de la combustion
prémélangée [79, 122] pour laquelle le front de flamme est localisé à l’aide de l’interface
G=G0. Dans un cadre LES, son équation de transport peut s’écrire :

∂Ḡ

∂t
+ ū · ∇Ḡ = ST

∣∣∇Ḡ
∣∣ (1.27)

Bien que proposé initialement pour la combustion prémélangée, ce modèle, étendu par la
prise en compte de bibliothèques de flammes laminaires à contre-courant et de pdf liées
aux distributions en fraction de mélange et en G a permis de simuler une propagation
de flamme dans un milieu stratifié [113]. Ainsi la fraction massique filtrée de l’espèce i
s’écrit :

Ỹi(x, t) =

∫∫∫
Yi,L(Z, s,G)P (Z, s)P (G)dZdsdG (1.28)

où Yi,L provient des calculs de flammelettes à contre-courant intégrant les effets de chi-
mie complexe. P (Z, s) est une fonction densité de probabilité jointe rendant compte des
fluctuations pour l’étirement (s) et la fraction de mélange (Z), P (G) est une fonction
du même type pour la distance au front de flamme. Le modèle est toujours en cours
de développement comme l’indiquent les travaux récents de Pitsch [126] qui a pour sa
part reformulé le filtrage de l’équation transport de G et de Moureau et al. [107] qui ont
détaillé une démarche assurant une cohérence entre le taux de réaction de la variable
d’avancement et la vitesse de déplacement apparaissant dans l’équation de transport de
G. Néanmoins, deux inconvénients sont liés cette approche :
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– l’absence de termes diffusifs dans l’équation (1.27) qui rend plus ardue l’implantation
de ce formalisme d’un point de vue numérique ;

– la vitesse de propagation turbulente ST est généralement fermée algébriquement (en
s’inspirant de la formulation proposée par Peters [121] en modélisation RANS). Elle
suppose de plus un équilibre local de la flamme avec l’écoulement turbulent, hypothèse
qui s’avère fausse dans les moteurs à allumage commandé où le noyau de flamme à la
bougie est très progressivement plissé par l’écoulement.

Modèles basés sur la densité de surface de flamme

Des modèles basés sur le concept de densité de surface de flamme sont également dis-
ponibles dans la littérature. Bien qu’initialement proposé pour le traitement de flammes
non-prémélangées, ce modèle a surtout été développé pour la modélisation de propaga-
tions de flammes. Il repose sur l’évaluation de la densité de surface de flamme filtrée Σ
(signifiant physiquement la limite du rapport entre la surface de flamme et le volume lo-
cal, quand ce volume tend vers zéro), une interface continue supposée infiniment fine qui
sépare la zone de gaz frais et la zone de gaz brûlés. L’exploitation de cette modélisation
se réalise dans le cadre d’une hypothèse de flammelette, c’est-à-dire que l’évolution de
la chimie au sein du front de flamme est indépendante des effets de la turbulence. Ce
découplage entre la chimie locale et les effets de la turbulence sur le front de flamme per-
met d’écrire très simplement le taux de réaction filtré comme le produit entre la densité
de surface de flamme et un taux de conversion laminaire :

ρ̄˜̇ωc(x, t) = ρuSLΣ(x, t) (1.29)

Classiquement, la chimie est modélisée très simplement en reliant l’évolution des espèces
chimiques à la consommation du carburant à travers l’expression :

ρ̄˜̇ωYi
(x, t) = ρuSLΣ(x, t)

Wi

Wfuel

αiỸTfuel (1.30)

où αi est le coefficient stœchiométrique de l’espèce i de la réaction globale de combustion.
Il est alors notable que toute la modélisation de la cinétique chimique est contenue dans
l’expression de SL.
Dans le contexte LES, Boger [12] a adopté ce formalisme et a proposé la fermeture
algébrique suivante :

Σ = 4

√
6

π
Ξ
c̄(1− c̄)

∆
(1.31)

La limitation de cette approche est que le plissement de sous-maille Ξ reste à modéliser.
Celui-ci peut-être supposé spatialement constant ou fermé par des expressions similaires
à celles proposées par Colin et al. [36] pour TFLES. Ce modèle souffre donc également de
l’hypothèse d’équilibre du plissement de la flamme.
La densité de surface de flamme peut également être déterminée à partir d’une équation
de transport, comme proposé par Hawkes et Cant [66] et Richard [133], afin de s’affran-
chir de l’hypothèse d’équilibre local. Ce dernier a ainsi développé le modèle ECFM-LES
(Extended Coherent F lame Model for LES) soit le modèle de flamme cohérente RANS
réécrit pour la simulation LES. ECFM-LES étant initialement voué à la simulation de la
combustion par allumage commandé, il contient un sous-modèle pour la phase d’allumage
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et il a déjà été exploité avec succès pour la simulation LES d’une dizaine de cycles moteurs
consécutifs [153].
Bien que ECFM-LES puisse propager une flamme en milieu stratifié (SL étant notamment
fonction de la richesse locale), les mécanismes d’extinction et de chimie de post-flamme
ne sont pas actuellement pris en compte. D’autre part, pour des applications cibles autres
que le moteur, il est notable que l’évolution de certaines espèces n’est pas prédite.

Equation de transport du plissement

Toujours dans le cadre de la modélisation de flammes prémélangées, Weller et al. [163] ont
proposé une équation de transport pour le plissement de sous-maille Ξ comme alternative
au transport de la densité de surface de flamme.

Ξ =
Σ

|∇c̄|
(1.32)

L’utilisation de ce modèle peut poser quelques problèmes comme par exemple la valeur à
donner au plissement en dehors du front de flamme, la difficulté de fermeture des termes
de l’équation de transport et des aspects numériques liés aux zones très turbulentes. Le
plissement tendra ainsi vers des valeurs très élevées si le gradient de variable d’avancement
est très faible tandis que la densité de surface de flamme est très importante.

Modèles à épaississement de flamme

O’Rourke et al. [115] et Butler et al. [27] ont initié le principe de l’épaississement pour
surmonter les problèmes de résolution du front de flamme. Celui-ci consiste à multiplier
la diffusivité par un facteur d’épaississement F , les taux de réactions chimiques étant
simultanément divisés par F de façon à préserver une vitesse de propagation de flamme
correcte en considérant l’expression théorique suivante pour SL :

SL =
√
Dthω̇ (1.33)

où Dth est la diffusivité thermique et ω̇ le taux de réaction moyen. Avec le passage d’une
épaisseur de flamme laminaire δL à FδL, l’interaction entre la turbulence et la chimie est
modifiée. En effet, ces interactions peuvent être quantifiées globalement par le nombre de
Damköhler qui compare un temps caractéristique de la turbulence à un temps chimique :

Da =
lT
u′
SL

δL
(1.34)

L’épaississement multiplie le nombre de Damköhler par un facteur 1/F , ce qui rend artifi-
ciellement la flamme de moins en moins sensible aux mouvement turbulents. Aussi Colin et
al. [36] ont-ils proposé une correction au modèle en intégrant une fonction d’efficacité E,
qui peut être perçue comme un plissement de sous-maille, soit :

ST = ESL (1.35)

La fonction d’efficacité E a été établie à partir de la réalisation de DNS d’interactions
entre une paire de tourbillons contra-rotatifs et un front de flamme et est exprimée en
fonction des ratios u

′

∆/SL et ∆/FδL où ∆ est la taille de filtre et u
′

∆ la fluctuation de
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vitesse pour cette échelle. Les taux de réaction filtrés des espèces chimiques s’écrivent
alors :

ρ̄˜̇ωYi
= ρ̄

E

F
ω̇Yi

(1.36)

où ω̇Yi
est exprimé à partir d’une loi d’Arrhénius.

Finalement ce modèle connu comme TFLES (pour Thickened F lame for LES) a comme
avantage un formalisme simple et une robustesse numérique assurée par l’épaississement.
D’autre part, il permet potentiellement le traitement de flammes non prémélangées [89].
L’utilisation de lois d’Arrhénius pour la fermeture des taux de réaction des espèces chi-
miques permet d’intégrer directement des phénomènes physiques comme les interactions
flamme/paroi néanmoins elle impose le transport de toutes les espèces chimiques du
schéma cinétique adopté. Pratiquement, des chimies réduites sont donc exploitées lors
des applications de TFLES. De par la formulation algébrique de la fonction E, ce modèle
suppose également un équilibre pour le plissement de la flamme comme les modèles de Bo-
ger ou à équation de G. Il faut aussi noter qu’il est connu que les termes sources filtrés ou
moyens n’ont pas une forme de type Arrhénius, comme le montre par exemple la théorie
BML [26].

Modélisations statistiques

Une approche complétement différente de celles évoquées préalablement consiste à modéliser
l’impact de la turbulence sur une quantité ϕ par une fonction densité de probabilité (ou
pdf pour probability density function en anglais). Les propriétés suivantes sont vérifiées
par la pdf :

∫
P̃ (ϕ∗)dϕ∗ = 1

∫
ϕ∗P̃ (ϕ∗)dϕ∗ = ϕ̃

∫ (
ϕ∗2 − ϕ̃∗

2
)
P̃ (ϕ∗)dϕ∗ = ϕ̃2 − ϕ̃2 (1.37)

Deux philosophies ont été adoptées pour la détermination de la pdf, celle-ci pouvant en
effet être transportée ou présumée. Le premier concept a été proposé par Pope [129] et
permet une fermeture directe des taux de réaction chimiques moyennés mais il soulève
quelques inconvénients : des termes restent en effet à fermer dans l’équation de transport
de la pdf et celle-ci doit être résolue par une méthode Monte-Carlo qui est peu précise.
Quant à la pdf présumée, elle est utilisée dans plusieurs modélisations.

CMC

Le modèle CMC (Conditional Moment Closure) a été initialement proposé par Bilger [9]
et Klimenko [80] et propose de discrétiser le front de flamme en iso-surfaces c = c∗ dans le
cas d’une flamme de prémélange et la couche de mélange par des iso-surfaces z = z∗ dans
le cas d’une flamme de diffusion. Dans cette configuration, les densités partielles liées aux
espèces chimiques sont déduites de l’équation :

ρ̄Ỹi(x, t) =

∫ 1

0

(
ρYi|Z = Z∗

)
P (Z∗, x, t)dZ∗ (1.38)
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où les fractions massiques conditionnées
(
ρYi|Z = Z∗

)
sont transportées et la pdf en

fraction de mélange est présumée.
Le modèle CMC a récemment été utilisé par Navarro-Martinez et al. [111] pour le calcul
LES d’une flamme décrochée stabilisée par auto-inflammation et semble donc se prêter à
des applications Diesel.
Bien que peu d’hypothèses soient émises pour l’élaboration de ce modèle, son inconvénient
majeur est un coût CPU très élevé puisque le nombre d’équations à résoudre correspond
au produit “nombre d’espèces chimiques considérées”×“nombre d’iso-surfaces discrétisant
la zone de réaction”.

Equation des flammelettes

La notion de pdf présumée peut être couplée à l’équation instationnaire des flammelettes
spécifiques aux flammes de diffusion qui a été proposée par Peters [120] :

ρ
∂Yk

∂t
= ρχZ

∂2Yk

∂Z2
+ ρω̇Yk

(1.39)

où χZ est le taux de dissipation scalaire, explicité sous la forme : χZ = D∇Z∇Z. Pour
des flammes de diffusion laminaires à contre-courant et sous l’hypothèse d’une densité
constante, la dissipation scalaire peut-être directement évaluée à partir de l’étirement
a [122] :

χZ =
a

2π
exp

(
−2

[
erf−1(1− 2Z)

]2
)

(1.40)

Les solutions de cette équation permettent de fermer la composition filtrée dans le code
de CFD sous la forme :

Ỹk(x, t) =

∫
Yk(Z

∗; t)P̃ (Z∗, x, t)dZ∗ (1.41)

Des travaux récents [101, 100] dans un cadre RANS se sont inspirés de cette démarche
en résolvant l’équation de flammelette (Eq. (1.39)) pour une variable d’avancement Yc à
partir d’un terme source ω̇Yc

fourni par des calculs de réacteurs homogènes basés sur des
schémas cinétiques complexes. Le taux de réaction moyen était fourni par l’équation de
flammelette et d’une pdf présumée en fraction de mélange :

˜̇ωYc
=

∫
∂Yc

∂t
(Z∗; t)P̃ (Z∗)dZ∗ (1.42)

Cette modélisation a abouti à des résultats intéressants pour la simulation d’une flamme
partiellement prémélangée [100] et des premiers travaux d’extension à la LES ont été
entamés [99].

PCM-FPI

PCM-FPI (Presumed Conditional Moments-FPI) avait été développé pour des simula-
tions RANS de flammes partiellement prémélangées [156].
La chimie de la flamme turbulente est décrite à partir des valeurs moyennes ϕ̃ (où ϕ̃
représente une fraction massique ou un taux de réaction) comme :

ϕ̃(x, t) =

∫ ∫
ϕ(c∗, Z∗)P (c∗|Z∗)P̃ (Z∗)dc∗dZ∗ (1.43)
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Les quantités ϕ(c∗, Z∗) proviennent d’une table constituée à partir de calculs préalables
de combustions en régime laminaire par propagation de flamme ou en auto-inflammation.
L’hypothèse de base associée au modèle est que l’avancement de la chimie est identique
pour toutes les fractions de mélange soit P (c∗|Z∗) ≈ P (c∗). Cette supposition, qui ramène
PCM-FPI à une version simplifiée de CMC, est néanmoins très forte et a pu être mise en
défaut récemment pour une flamme turbulente partiellement prémélangée [100].
Dans ses travaux [18, 19], Bradley a exploité des β-pdf pour modéliser des distributions
de température, ces fonctions ayant l’avantage de changer de forme en fonction de deux
paramètres : la valeur moyenne du scalaire considéré et sa variance. Les β-pdf ont été
reprises dans la modélisation PCM-FPI pour fermer P (c∗) et P̃ (Z∗).

PCM-FPI a été exploité dans le cadre de simulations RANS pour des flammes de dif-
fusion [156] et de prémélange [54]. Dans un cadre LES, le modèle a été utilisé pour la
simulation d’allumage [144] et d’auto-inflammation en milieu turbulent hétérogène [58],
de flammes partiellement prémélangées [42] et de flammes parfaitement prémélangées. No-
tons que pour ces dernières, les simulations ont été réalisées en utilisant des pdf présumées
en avancement différentes. Galpin et al. [59] ont simulé une flamme turbulente stabilisée
par swirl et la fermeture classique donnée par la β-pdf a donné de bons résultats. Une
précédente modélisation avait été réalisée en présumant une σ-pdf pour la pdf en avan-
cement [41]. Ces travaux ont été relayés par ceux de Bray et al. [23] qui ont proposé une
pdf explicitée par des échelles de longueurs de la flamme laminaire, de façon analogue à
Domingo et al. [41], pour montrer que le choix de la β-pdf n’était pas optimal dans le
régime des flammelettes à partir de comparaisons avec des DNS.

Bien que ce modèle ait été appliqué à de nombreux modes de combustion, quelques in-
convénients sont cependant à mettre en avant :

– des problèmes théoriques sont rencontrés pour la modélisation de la flamme de prémélange
et sont expliqués au chapitre 3 ;

– l’hypothèse d’indépendance de l’avancement par rapport au niveau local de richesse
reste à discuter pour la modélisation de flammes partiellement prémélangées au vu de
résultats récents ;

– il n’existe pas de formulation unique du modèle puisque celui-ci subit des adaptations
en fonction de son application (choix de la pdf en avancement, bases de données FPI
établies à partir de flammes laminaires prémélangées non étirées ou de réacteurs ho-
mogènes).

Couplages de modèles “mono-mode” pour la modélisation de combustions
mixtes

Dans le contexte de la LES, quelques modèles intégrant simultanément deux régimes de
combustion ont déjà été proposés. Takeno et al. [164] avaient proposé un indice de flamme,
basé sur le produit scalaire des vecteurs normaux du carburant et de l’oxydant, pour
déterminer si la combustion locale se déroulait en flamme de diffusion ou en prémélange.
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En effet, une dissipation scalaire dite croisée χF,o peut s’écrire sous la forme :

χF,o = −D∇YF · ∇Yo (1.44)

Dans le cas d’une flamme prémélangée, l’oxydant et le carburant sont situés du même
côté de la zone réactive (ici le front de flamme) tandis que dans le cas d’une flamme de
diffusion, oxydant et carburant sont localisés de part et d’autre de celle-ci (ici la couche
de mélange), d’où un changement de signe de χF,o pour chaque mode.
Domingo et al. [40] ont étendu à la LES ce formalisme pour l’appliquer à un calcul de
flamme décrochée turbulente. La composition locale est alors donnée par une combinaison
linéaire des chimies prédites par la propagation du front de flamme et la flamme de dif-
fusion. Les travaux récents de Knudsen et Pitsch [82] traitent de la même problématique
mais proposent une alternative à l’expression de l’indicateur. Une équation générique pour
une variable d’avancement a été formulée en reprenant les équations de transport des sca-
laires et en y ajoutant l’effet d’un paramètre additionnel indexant les flammelettes. Les
termes associés à la combustion prémélangée et non-prémélangée sont alors identifiés dans
l’équation obtenue et la comparaison de leur ordre de grandeur par rapport au taux de
réaction de l’avancement fournit un nouveau critère indiquant le mode de combustion
local. Le critère a été utilisé avec succès pour la modélisation d’une flamme turbulente
stabilisée par swirl.

Lors de leur simulation de la flamme décrochée de l’expérience de Cabra et al. [29], Do-
mingo et al. [42] ont proposé un concept permettant de lier des taux de réaction filtrés pour
l’auto-inflammation et la propagation de flamme en milieu hétérogène. Ceci est permis
suivant la formulation :

ρ̄˜̇ωYi
= (1− c̄)ρ̄˜̇ωAI

Yi
+ c̄ρ̄˜̇ωPF

Yi
(1.45)

où les taux de réaction filtrés ˜̇ωAI

Yi
et ˜̇ωPF

Yi
sont fermés à partir de la modélisation PCM

couplée à des tabulations FPI respectivement réalisées à partir de calculs de réacteurs
homogènes en auto-inflammation et de flammes laminaires stationnaires monodimension-
nelles. Cependant, la gestion des transitions entre les modes de combustion au travers
d’une pondération par la variable d’avancement filtrée peut être discutée. En effet, rien
ne garantit que les facteurs (1− c̄)/c̄ permettent de retrouver la bonne vitesse de propaga-
tion de la flamme turbulente ou le bon délai d’auto-inflammation quand ces combustions
se produisent seules.

Enfin le travail récent de Hu et al. [72] présente l’utilisation d’un indice γ̃ pour une
application au moteur Diesel déterminant si la combustion prend la forme d’une combus-
tion en masse ou d’une flamme de diffusion. A cette fin, le taux de dissipation scalaire de
la fraction de mélange χ̃Z est comparé à un taux de dissipation scalaire critique en dessous
duquel la structure de flammelette n’existe plus. Ainsi γ̃ = 1 si χ̃Z > χc et γ̃ = χ̃Z/χc si
χ̃Z ≤ χc. Les taux de réaction des espèces chimiques s’écrivent alors :

ρ̄˜̇ωYi
= γ̃ρ̄˜̇ωFD

Yi
+ (1− γ̃)ρ̄˜̇ωHCCI

Yi
(1.46)

Le détail des fermetures adoptées pour chaque mode de combustion (flamme de diffusion
(FD) et combustion homogène (HCCI)) est décrit plus loin dans la suite.
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Synthèse des modèles LES

Les aptitudes théoriques des divers modèles sont finalement résumées dans le tableau 1.1.
Les modèles les plus complets s’avèrent être PCM-FPI et CMC, ceux-ci intégrant les
effets de chimie complexe et étant adaptés a priori à tous les modes de combustion.
Néanmoins CMC propose un formalisme onéreux à exploiter du point de vue des ressources
informatiques. De ce fait, PCM-FPI reste donc le meilleur candidat pour une modélisation
générique de la combustion dans les moteurs à pistons. Cependant, certaines difficultés
restent à lever comme la définition d’une pdf adaptée aux flammes de prémélange, le
traitement de l’auto-inflammation en milieu fortement stratifié, la simulation de l’allumage
par bougie ou encore la gestion des transitions entre les modes de combustion.

Modèle AI FD FP Allumage Chimie

Equation de G - - + + librairie de flammelettes
à contre-courant

Equation de Σ - - + + chimie à une étape
pour l’oxydation du carburant

Equation de Ξ - - + + chimie à une étape
pour l’oxydation du carburant

TFLES - + + + chimie réduite

CMC + + + + chimie complexe

Eq. de flammelettes + + - - chimie complexe

PCM-FPI + + + + chimie complexe tabulée (FPI)

Tab. 1.1 – Synthèse des modes de combustion traités par chaque modèle et de l’intégration
des effets de la chimie. Seules les formes les plus détaillées de cette intégration sont
indiquées.

Parmi les modèles présentés, certains intègrent les effets de chimie complexe par des
méthodes de tabulation, ce qui est particulièrement intéressant pour la prédiction fine
des délais d’auto-inflammations et des structures des zones réactives. Les méthodologies
usuellement employées sont présentées dans la partie suivante.
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1.3.2 Tabulation de la chimie

ILDM
L’approche ILDM (pour Intrisic Low-Dimensional Manifold en anglais) a été proposée
par Maas et Pope [92, 93] et est basée sur des comparaisons d’échelles de temps chimiques.
Cette théorie repose sur le fait que plusieurs compositions initiales peuvent produire le
même état d’équilibre, mais qu’à partir d’un temps caractéristique tM , l’état du système
chimique peut être décrit par un nombre réduit de variables (voir figure 1.4).

Fig. 1.4 – Evolution de l’espèce chimique YB en fonction de l’espèce YA pour des compo-
sitions initiales I différentes.

Le tronçon ME de la courbe, correspondant à l’intervalle de temps compris entre tM et le
temps où l’équilibre est atteint, représente le sous-espace appelé manifold en anglais. Un
formalisme mathématique permet de déterminer automatiquement le manifold à partir
d’échelles de temps caractéristiques du schema cinétique. Il est alors possible de connâıtre
les taux de réaction et les fractions massiques en fonction d’un ensemble réduit de va-
riables, généralement une variable d’avancement et une variable représentant le mélange.
ILDM donne de bonnes prédictions pour les espèces majoritaires mais son emploi est li-
mité. En effet, le caractère particulier de la cinétique chimique dans les zones de basses
températures impose alors de choisir un nombre important de variables pour assurer sa
description. Une extension a été récemment proposée pour palier ce problème par Bykov
et Maas [28] (REDIM : Reaction Diffusion Manifold). Dans cette approche, la diffusion
peut être extraite de flammelettes 1D.

FPI
Afin de surmonter l’inconvénient des zones mal décrites par ILDM, Gicquel et al. [62]
proposent d’utiliser une méthode dite de “flammelettes” pour générer des tables à par-
tir de calculs de flammes laminaires monodimensionnelles prémélangées en utilisant des
schémas cinétiques complexes. La chimie complexe est alors explicitée en fonction d’un
nombre limité de scalaires (variable d’avancement, richesse et enthalpie). Cette approche
a permis de retrouver les résultats de ILDM pour les régions de hautes températures et
peut être perçue comme la prolongation de l’approche ILDM (d’où son nom FPI : Flame
Prolongation of ILDM).
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Ce formalisme a été étendu aux réacteurs parfaitement agités par d’autres auteurs [42,
101, 58]. FPI est équivalent à FGM (Flamelet-Generated Manifold) développé par Van
Oijen et al. [152].
Pour une application spécifique au moteur à combustion interne, quelques inconvénients
ont été récemment mis en avant. Après la combustion principale qui s’est déroulée au point
mort haut, la chimie des gaz brûlés évolue toujours pendant la phase de détente. Les ta-
bulations FPI sont réalisées préalablement à partir de calculs de réacteurs homogènes
pour lesquels on impose une pression ou un volume constant, ce qui ne correspond pas à
la réalité physique de la détente et qui aboutit à de mauvaises prédictions des polluants.
Des développements sont actuellement en cours pour lever cette limite [75, 74, 102].

1.3.3 Modèles génériques existants pour la simulation moteur

La prise en compte par la modélisation des modes de combustion complexes rencontrés
en moteur a été envisagée par de précédents travaux en RANS comme en LES. Ceux-ci
sont présentés ci-dessous.

Moteur à allumage commandé

Citons en premier lieu les propositions d’Haworth [67] spécifiques à la combustion dans un
moteur à allumage commandé. Celles-ci proviennent de travaux préalables sur le transport
de pdf pour application à des calculs moteur. Trois étapes de combustion sont alors posées
pour une flamme prémélangée établie suite à un allumage par bougie, comme indiqué sur
la figure 1.5 :

– Etape I : la possibilité d’une auto-inflammation en amont du front de flamme ;

– Etape II : le dégagement de chaleur principal dans la zone de front de flamme ;

– Etape III : une combustion “post-flamme” : après passage du front dans la zone stra-
tifiée en richesse, l’oxygène des zones pauvres et le carburant des zones riches vont
diffuser l’un vers l’autre pour former une flamme de diffusion.

Les Etapes I et III sont modélisées par des pdf transportées, tandis que la flamme princi-
pale est prise en compte par une vision eulérienne. A cette fin, une équation de transport
d’une variable d’avancement moyennée est proposée pour laquelle le taux de production
est clos suivant un modèle de flammelette algébrique. Les perspectives consistent d’une
part en l’intégration d’une équation de transport pour la densité de surface de flamme
et d’autre part en une tabulation de flammelettes laminaires pour stocker la vitesse de
flamme laminaire en fonction des conditions locales dans la chambre.
Cette modélisation, extensible d’après l’auteur à la LES, impose néanmoins de disposer
de puissantes machines de calcul, la méthode des pdf transportées imposant de résoudre
pour chaque particule une équation pour déterminer sa position, sa vitesse et le vecteur
composition associé. D’autre part, le système d’équations eulérien doit également être
résolu (quantité de mouvement, enthalpie, modèle k − ǫ).
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Fig. 12: A schematic three-stage combustion process for nonhomog

Fig. 1.5 – Représentation des 3 étapes de la modélisation de Haworth [67]. Etape I : Auto-
inflammation, mélange. Etape II : Flamme principale. Etape III : Combustion secondaire
par diffusion entre le carburant imbrûlé et l’oxydant.

D’autres travaux, gardant un formalisme relativement proche furent proposés par la suite.
Ainsi Tan et Reitz [146] ont-ils présenté un modèle générique en supposant que la com-
bustion dans les moteurs où la charge était stratifiée prenait la forme d’une flamme triple.
Le modèle à équation de G est utilisé pour localiser avec l’iso-surface G=0 le front de
flamme qui se propage vers la zone de gaz frais. Le taux de conversion des espèces par la
flamme de prémélange est alors exprimé sous la forme :

ρ̄˜̇ωYi
= ρ̄

(
Ỹ eq

i − Ỹ u
i

)
ΣSL (1.47)

où Ỹ u
i et Ỹ eq

i sont respectivement les fractions massiques de l’espèce chimique i avant
la réaction chimique et à l’état d’équilibre thermodynamique. La vitesse de propagation
ST tend vers 0 lorsque les limites d’inflammabilités en termes de richesse sont atteintes.
Dans cette situation, l’iso-surface G=0 existe toujours et délimite désormais la zone dans
laquelle la combustion par flamme de diffusion va se produire. Les taux de réaction des
espèces vont s’écrire sous la forme de relaxations de leur composition locale vers l’état
d’équilibre thermodynamique suivant un temps caractéristique de la turbulence τT :

ρ̄˜̇ωYi
= ρ̄

Ỹ eq
i − Ỹi

τT
(1.48)

Cette modélisation est finalement couplée à un modèle d’allumage lagrangien (applica-
tion au moteur à allumage commandé) et à un modèle d’auto-inflammation basé sur une
schéma cinétique réduit (cas d’allumage par compression du mélange).
Ce modèle global a l’avantage d’être simple et par conséquent robuste et peut facilement
être utilisé en LES. Les limitations suivantes peuvent être mises en avant : il est peu pro-
bable que la chimie réduite soit valide pour tous les points de fonctionnement rencontrés
en moteur et la modélisation de la combustion de post-flamme semble trop simplifiée.

Moteur Diesel

Plusieurs modélisations ont été proposées, chacune dans l’optique de rendre compte de
l’auto-inflammation et des combustions en flamme de diffusion et HCCI.
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Steiner et al. [142] ont tout d’abord proposé une telle modélisation générique de cas Die-
sel. Celle-ci intègre deux modèles d’auto-inflammation :

– pour le cas Diesel, le dégagement de chaleur pendant l’auto-inflammation est négligé
et l’espèce CO fait office de variable d’avancement. Son évolution est pilotée par la
tabulation de réacteurs homogènes à pression constante. La transition vers le modèle
de combustion principal est assurée pour un seuil atteint par l’avancement ;

– pour le cas HCCI, le temps de réaction est évalué à partir d’une équation de transport
et le dégagement de chaleur local est interpolé dans une table en fonction de ce temps et
des paramèters thermodynamiques locaux. Lorsque le dégagement de chaleur dépasse
un seuil critique, le modèle de combustion principal est activé.

Les taux de réaction des espèces liés à la combustion tant en prémélange qu’en flamme
de diffusion s’écrivent sous la forme d’une relaxation de la composition locale vers la
composition solution de l’équation de flammelette stationnaire. Ne manquerait qu’une
modélisation de l’allumage par bougie pour obtenir un modèle propre à l’injection di-
recte essence néanmoins le pilotage de la vitesse du front de flamme n’est pas explicite
et l’impact du choix des seuils de transition n’est peut-être pas sans conséquence sur les
résultats. La modélisation de la flamme de diffusion souffre du même problème que celui
rencontré avec le modèle précédent.

Plus récemment, Hu et al. [72] ont présenté un modèle traitant simultanénement la com-
bustion de type Diesel et la combustion HCCI dans un cadre LES [72]. Deux phases de la
combustion sont tout d’abord identifiées : une phase de chimie lente par rapport à la tur-
bulence générée par l’injection du carburant lors de l’auto-inflammation suivie par phase
de chimie à haute température. La première partie est traitée par la résolution directe de
la chimie en intégrant une cinétique chimique réduite. Pendant la seconde partie, les taux
de réaction des espèces chimiques s’écrivent sous la forme :

ρ̄˜̇ωYi
= γ̃ρ̄

Ỹ fl
i − Ỹi

τ
+ (1− γ̃)ρ̄

Ỹi

eq
− Ỹi

τ
(1.49)

Dans l’équation (1.49), γ̃ est l’indice présenté précédemment (1.3.1). Ỹi

fl
provient de la

résolution de l’équation de flammelette stationnaire, tandis que Ỹi

eq
correspond à la valeur

atteinte par la fraction massique de l’espèce i à l’état d’équilibre pour une combustion
homogène. τ est une échelle de temps caractéristique déterminée par des calculs Diesel
préalables.
Le choix de la cinétique réduite pour le début de l’auto-inflammation peut être critiquable
puisqu’il n’est pas sûr que celle-ci rende compte précisément du délai d’auto-inflammation
pour toutes les conditions thermodynamiques et chimiques rencontrées lors d’un calcul mo-
teur. D’autre part, la cinétique de la combustion est contenue dans le temps caractéristique
τ qui est exprimé sous la forme d’une loi d’Arrhénius dont les constantes ont été calées
et le caractère universel de ce modèle pour le calcul moteur est discutable.
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Moteur à allumage commandé et injection directe / Diesel

Le modèle ECFM-3Z, contemporain aux deux précédents modèles est détaillé dans l’ar-
ticle de Colin et Benkenida [34].
Le modèle ECFM seul correspond à la modélisation de la combustion rencontrée dans un
moteur à allumage commandé. ECFM est basé sur la décomposition de la cellule en une
zone “gaz frais” et une zone “gaz brûlés”, les deux étant physiquement séparées par le front
de flamme. La consommation du carburant par la flamme de prémélange est modélisée
suivant un modèle de flammelette pour lequel l’équation de transport de la densité de sur-
face de flamme Σ est résolue. D’autre part, l’éventualité de la production du cliquetis est
intégrée via le modèle TKI [37]. Une équation de transport permet d’accéder localement
à un précurseur d’auto-inflammation qui rend compte de la progression en temps vers le
délai de flamme froide. Celui-ci atteint, le dégagement de chaleur lié à l’auto-inflammation
est interpolé dans une table créée à partir de calculs de réacteurs homogènes à pression
constante basés sur une cinétique chimique complexe.

Ce modèle a été étendu aux cas de combustion dans des zones stratifiées en richesse
comme illustré par la figure 1.6 par intégration d’une décompostion en trois niveaux de
mélange : une zone d’air pur, une zone de carburant pur et une zone où les deux réactifs
sont mélangés. Juste après l’injection du spray dans la chambre, il n’existe dans la cellule
qu’une zone d’air pur F u et une zone de carburant pur Au. Un taux de mélange évoluant
suivant un temps caractéristique de la turbulence va piloter les transferts du carburant pur
et de l’air pur vers la zone de mélangeMu. Dans le cas d’un moteur essence à injection di-
recte, la combustion est initiée par un allumage par bougie, permettant le développement
d’un noyau de flamme vers une flamme établie turbulente se propageant vers les gaz frais.
Le carburant non consommé par cette combustion principale va être transféré dans la
zone de mélange en aval du front de flamme M b où une chimie simplifiée va prendre place
et modéliser la formation des NOx, du CO et des suies. Le modèle, par son formalisme,
permet également de rendre compte de tous les modes de combustion se produisant lors
d’une combustion Diesel, bien que la modélisation de la flamme de diffusion reste proche
des modèles évoqués préalablement. ECFM-3Z est en constante évolution, le modèle dédié
à la post-oxydation ayant été récemment revu [73].
L’avantage de ce modèle est sa robustesse et sa capacité à traiter tous les modes de
combustion tout en étant aisément extensible à la LES en intégrant le modèle ECFM-
LES [153] et le modèle d’allumage AKTIM-Euler [153]. Néanmoins, la prise en compte
du mélange est simplifiée, du fait de la discrétisation de la cellule en trois zones. D’autre
part, la cinétique de la flamme de diffusion est décrite par des temps caractéristiques de
mélange des zones de réactifs purs vers la zone de mélange en aval du front de flamme
puis par un temps chimique très court. Ce modèle est largement améliorable, comme cela
est montré par des travaux récents dédiés à la modélisation de la flamme de diffusion
instationnaire [101].
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Fig. 1.6 – Représentation de la décomposition d’une cellule du domaine de calcul par le
modèle ECFM-3Z.

Finalement, quelques points communs apparaissent pour les modèles adaptés au moteur :

– la flamme de prémélange est traitée au travers du transport d’une quantité représentative
du front de flamme (densité de surface de flamme ou champ de G) ;

– les cinétiques des combustions en flamme de diffusion sont pilotées par des temps ca-
ractéristiques dont l’évaluation peut être remise en question ;

– la modélisation de l’auto-inflammation est réalisée par la prise en compte des effets de
chimie complexe ou plus simplement au moyen de schémas cinétiques réduits. Ce der-
nier procédé est le plus contestable car il est difficile d’assurer la validité de la cinétique
chimique réduite pour toutes les conditions thermodynamiques et chimiques rencontrées
en moteur ;

– leur extension à la LES ne semble pas poser de problème.

Parmi ces modèles, ECFM-3Z apparait comme un des modèles les plus attractifs, étant
donné qu’il rend compte de tous les modes de combustion et que son utilisation est
répandue dans le monde industriel, ce qui prouve sa robustesse. Il semble donc intéressant
de proposer un formalisme identique dans un contexte LES d’autant qu’il existe déjà
un modèle pour l’équation de transport de la densité de surface de flamme dans ce cadre
(ECFM-LES). Cependant, les descriptions du mélange et de la flamme de diffusion restent
à améliorer.
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1.4 Choix de modélisation

Les divers concepts de modélisation de la combustion dans un cadre LES ainsi que les
modèles moteur existants actuellement ont été présentés. Chaque approche a ses avan-
tages et ses inconvénients : les modèles moteur ont généralement un formalisme plus rigide
mais une structure robuste qui permet de représenter tous les modes de combustion. Les
modèles “mono-mode” LES comme PCM-FPI ont une structure assez modulaire mais
doivent être adaptés pour décrire l’ensemble des modes de combustion rencontrés en mo-
teur. Deux pistes sont donc suivies dans cette thèse :

– une première solution serait de proposer une adaptation du modèle ECFM-3Z à un
contexte LES, tout en gardant à l’esprit la nécessité de lever quelques limitations comme
la description de la chimie et des flammes de diffusion. Le point de départ est fourni par
le modèle ECFM-LES, auquel sont attachés une décomposition bimodale de la cellule
en terme de niveau d’avancement et une équation de transport pour la densité de sur-
face de flamme. Des améliorations pour la description de la chimie en aval du front de
flamme sont proposées et testées au chapitre 3. Le chapitre 4 est dédié à l’intégration
du modèle d’allumage AKTIM-Euler au modèle obtenu et à l’étude de ce couplage. De
façon analogue au formalisme du modèle ECFM-3Z, l’auto-inflammation se produisant
en amont du front de flamme est décrite par le modèle TKI, l’intégration de ce modèle et
les tests correspondant étant décrits au chapitre 5. Enfin, des propositions d’extensions
théoriques au modèle global pour le traitement de combustions en milieu stratifié en
richesse sont proposées au chapitre 6 en s’inspirant du modèle ADF-PCM. Le modèle I
est ainsi obtenu.

– Une autre démarche permettant de répondre à la problématique de la thèse consiste à
reprendre le formalisme modulaire de PCM-FPI, en essayant de proposer une alternative
aux modélisations actuelles de la flamme de prémélange et d’intégrer une modélisation
de l’allumage par bougie. Ainsi, au chapitre 3, un modèle couplant l’équation de den-
sité de surface de flamme de ECFM-LES et le modèle PCM-FPI permet de contrôler
la vitesse de flamme turbulente tout en intégrant les effets de chimie complexe pour
la prédiction des espèces chimiques. De même que pour le modèle I, un couplage est
proposé avec le modèle d’allumage AKTIM-Euler puis testé au chapitre 4. Ce modèle
est ensuite couplé avec le modèle PCM-FPI pour la description de l’auto-inflammation,
la fonctionnalité de ceci étant également mise en avant au chapitre 5. Enfin, le modèle
est étendu par la prise en compte des stratifications en richesse de sous-maille au cha-
pitre 6, ce qui correspond au modèle II.

Les modèles I et II sont résumés au travers du schéma de la figure 1.7.
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Fig. 1.7 – Résumé des modes d’obtention des modèles génériques I et II.
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1.5 Conclusion

Ce chapitre a tout d’abord permis de présenter des notions de base liées à la combustion
au travers de la présentation des modes de combustion élémentaires et des équations de
l’aérothermochimie.
De celles-ci ont été déduites les équations filtrées qui sont résolues lors de la réalisation
de calculs LES et qui font apparâıtre des termes à fermer comme ceux rendant compte
du transport turbulent et les taux de réaction filtrés.
La problématique spécifique de la modélisation du transport turbulent pour la flamme de
prémélange est abordée au chapitre 2. La modélisation des taux de réaction filtrés a en
revanche été détaillée ici. Cette thèse étant une contribution à l’obtention d’un modèle
générique destiné au calcul LES moteur, les modèles de combustion de référence pour
tous les modes de combustion utilisés lors de calculs LES ont été détaillés. Il est ressorti
que PCM-FPI constituait un des meilleurs candidats parmi l’existant pour répondre à la
problématique de la thèse, puisqu’il intègre les effets de chimie complexe et a été employé
pour l’étude de nombreux modes de combustion à des coûts CPU raisonnables. Cependant,
quelques inconvénients associés à ce modèle ont été rappelés.
Des modèles de la littérature exploités pour des calculs moteur ont ensuite été explicités.
Ceux-ci présentaient globalement des formalismes robustes mais pouvaient fournir des
descriptions trop simples de la chimie et de la combustion en flamme de diffusion.
Des stratégies d’obtention de nouveaux modèles génériques ont ensuite été proposées. Il
serait tout d’abord possible de s’inspirer du modèle moteur ECFM-3Z, qui rend compte
de tous les modes de combustion, et de l’étendre à la LES en se basant sur l’équation
de transport de la densité de surface de flamme (modèle ECFM-LES). D’autre part, le
formalisme modulaire de PCM-FPI s’avère attirant et une seconde démarche d’élaboration
d’un modèle générique consisterait à s’inspirer de PCM-FPI tout en levant quelques-unes
de ses limitations.
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Chapitre 2

Fermeture du transport non résolu
pour les flammes prémélangées en
LES

Ce chapitre aborde le choix de la fermeture pour le transport non résolu qui apparâıt
lors de l’opération de filtrage de l’équation de transport de la variable d’avancement. Bien
souvent, ce travail de fermeture est négligé en supposant que la majeure partie du trans-
port turbulent est résolue par la LES. Ceci reste vrai pour des maillages suffisamment
fins et suppose que l’utilisateur dispose de puissantes machines de calcul. Ces contraintes
n’étant pas toujours satisfaites, il apparâıt prudent de s’assurer d’un bon choix de ferme-
ture puisque la vitesse de propagation du front turbulent provient d’un déséquilibre entre
le taux de réaction et le transport non résolu.
Le travail qui a été réalisé dans la thèse à ce sujet, a fait l’objet d’une communication
orale lors du 6th Mediterranean Symposium on Combustion 2009 après acceptation de
l’article inséré ci-après. D’autre part, celui-ci a été sélectionné pour publication dans la
revue Combustion Science and Technology.

2.1 Abstract

This paper concerns the modelling of unresolved turbulent fluxes in premixed flames. Clas-
sically closed with a gradient assumption, this term may also contain a counter-gradient
part as detailed in other works. In a first section, the bibliographical resources giving de-
tails about the closure of the unresolved turbulent fluxes are investigated and confronted
thanks to time-averaged DNS databases. LES are then performed to underline the possi-
bility to integrate the counter-gradient transport in an industrial-like computation where
the mesh may not be thin enough to capture all the turbulent transport at a resolved
scale. Results given by the considered closures are compared with experimental points
and analyzed.
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2.2 Introduction

Dealing with turbulent premixed flames and specifically with the turbulent transport
term may lead to study the counter-gradient transport (CGDT) phenomenon. It has been
notably observed in experiments by Moss [105], Armstrong et al. [5] and more recently
by Chen et al. [33] and Pfadler et al. [124, 123]. In the modelling domain, DNS was
proved to be a useful tool to highlight and quantify the CGDT (Rutland et Cant [137],
Trouvé et al. [151], Boger et al. [12], Boughanem et Trouvé [16] and Domingo et al. [41]).
It emerges that the CGDT closure is a tricky issue in a RANS framework as it is entirely
modelled whereas LES should capture a part of CGDT at the resolved level. However,
results of Boger et al. [12] based on spatially filtered DNS showed that using a large
filter size may results in unresolved transport levels close to those observed in RANS.
These considerations should be integrated in the domain of use of the LES today on
industrial configurations. In fact, such computations rely on coarse meshes, which may not
be sufficient to capture all the turbulent transport at the resolved level. First, the present
work aims at comparing several unresolved transport models proposed in the literature
including gradient and counter-gradient transport using simple a priori comparisons.
These models are then implemented in the AVBP solver [108] to perform 3-D LES of a lean
premixed turbulent swirl burner. The closures quantifying unresolved turbulent transport
are confronted with some experimental results and the extent of counter-gradient diffusion
is investigated.

2.3 Filtered progress variable transport equation

In the theory of premixed flames, assuming a single step chemistry and a unity Lewis
number, the mass fractions of the reactive species and the temperature are linearly related
and may be expressed with a reaction progress variable c (c=0 within fresh reactants and
c=1 within burnt products). The balance equation for the progress variable can be written
as [12] :

∂ρc

∂t
+∇ · (ρuc) = ∇ · (ρD∇c) + ρω̇c = ρω|∇c| (2.1)

where ρ,u,D,ω̇c and ω denote the density, the velocity vector, the molecular diffusivity,
the reaction rate and the displacement speed of the iso-c level relative to the flow.
Applying a LES filter, this equation becomes :

∂ρ̄c̃

∂t
+∇ · (ρ̄ũc̃) +∇ · (ρuc− ρ̄ũc̃) = ρω|∇c| (2.2)

Q̄ and Q̃ = ρQ/ρ̄ are the well-known Reynolds and Favre filters. The three LHS terms in
Equation (2.2) correspond respectively to unsteady effects, resolved convective fluxes and
unresolved transport, while ρω|∇c| is a source term, which can be expressed as a function
of the spatially filtered flame surface density Σ [150] :

ρω|∇c| = ρuSLΣ = ρuSLΞ|∇c̄| (2.3)

where ρu, SL and Ξ denote the fresh gases density, the laminar flame speed and the sub-
grid scale wrinkling. To close Equation (2.2) both turbulent transport and filtered flame
surface density have to be modelled. Accordingly, the paper focuses on these two terms.
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2.4 Models for the turbulent transport

Usually, a simple gradient expression is assumed to model the unresolved turbulent flux :

ρuc− ρ̄ũc̃ = ρ̄ (ũc− ũc̃) = −ρ̄
νT

ScT
∇c̃ (2.4)

where µT is the turbulent viscosity and ScT a turbulent Schmidt number (here ScT=1)
However, assuming a laminar steady 1-D flame and considering the mass conservation
through the flame ρu = ρuSL, Boger [10] showed the existence of an unresolved laminar
flux :

ρuc− ρ̄ũc̃ = ρuSL(c̄− c̃) (2.5)

c̄ being greater than c̃, this flux is clearly non-gradient and is often related to counter-
gradient transport (CGDT). Considering a bimodal flame structure, the two averages c̄
and c̃ are related by c̄ = (1 + τ)c̃/1 + τ c̃ [25] and Equation (2.5) becomes :

ρuc− ρ̄ũc̃ = ρuSLτ
c̃(1− c̃)

1 + τ c̃
(2.6)

where τ is the thermal expansion rate across the flame. Using the BML expression for the
filtered density, Equation (2.6) reads :

ρuc− ρ̄ũc̃ = ρ̄τ c̃(1− c̃) (2.7)

and the expression proposed by Veynante et al. [158] or Rymer [138] for RANS simulation
is recovered.

2.4.1 RANS formulation

Starting from Equation (2.7) in the laminar case, Rymer then proposed to express the
total unresolved transport flux as :

ρuc− ρ̄ũc̃ = ρ̄τ c̃(1− c̃)− ρ̄νT |∇c̃| (2.8)

Expressing |∇c̃| as |∇c̃| = 4c̃(1 − c̃)/δB [158], where δB is the turbulent flame brush
thickness, Equation (2.8) becomes :

ρuc− ρ̄ũc̃ = ρ̄

(
τSL − 4

νT

δB

)
c̃(1− c̃) (2.9)

and the expression proposed by Veynante et al. [158] is recovered : ρuc− ρ̄ũc̃ = ρ̄(2αu
′

−
τSL)c̃(1− c̃), with α = 2µT/δBu

′

. In a RANS framework, the turbulent viscosity may be
written as νT = CRu

′

lT (with CR=0.36) and α the becomes α = 2CRlT/δB. Considering
that the integral length scale is close to the turbulent flame brush thickness in RANS,
Equation (2.9) can finally be rewritten as :

ρuc− ρ̄ũc̃ = ρ̄(τSL − 4CRu
′

)c̃(1− c̃) (2.10)
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2.4.2 LES formulation

In LES, using an analogy to the Smagorinsky model [134], νT may be expressed as νT =
CLu

′

∆∆ (with CL=0.12) and |∇c̃| can be written as : |∇c̃| = 4c̃(1− c̃)/∆ [133], where ∆
is the LES combustion filter size. The unresolved c-flux expression the becomes :

ρuc− ρ̄ũc̃ = ρ̄(τSL − 4CLu
′

∆)c̃(1− c̃) (2.11)

This expression can be generalized to multi-D configurations including an orientation
factor [134, 133]. For this purpose, Equation (2.8) is rewritten as :

ρuc− ρ̄ũc̃ = −ρuSL(c̄− c̃)n̄− ρ̄νT∇c̃ (2.12)

where n̄ = −∇c̄/|∇c̄| = −∇c̃/|∇c̃| is the normal to the iso-surface of the resolved progress
variable. Hence, the unresolved transport can be expressed as :

∇ · (ρuc− ρ̄ũc̃) = ρuSL (|∇c̄| − |∇c̃| − (c̄− c̃)∇ · n̄)−∇ · (ρ̄νT∇c̃) (2.13)

and Equation (2.2) finally becomes :

∂ρ̄c̃

∂t
+∇ · (ρ̄ũc̃) = ∇ · (ρ̄νT∇c̃) + ρuSL

(
Σ− |∇c̄|+ |∇c̃|+ (c̄− c̃)∇ · n̄

)
(2.14)

Contrary to Richard [134, 133] who keeps a laminar expression for the unresolved transport
(Eq. (2.12)), Boger [10] andWeller et al. [163] suppose a dependency to the flame wrinkling
in the turbulent regime :

ρuc− ρ̄ũc̃ = −ρuSLΞ(c̄− c̃)n̄− ρ̄νT∇c̃ (2.15)

In this case, the 1-D c-transport equation then reads :

∂ρ̄c̃

∂t
+∇ · (ρ̄ũc̃) = ∇ · (ρ̄νT∇c̃) + ρuΞSL (−|∇c̄|+ |∇c̃|) + ρuSLΣ

= ∇ · (ρ̄νT∇c̃) + ρuΞSL|∇c̃| (2.16)

which corresponds to Zimont 1-D ISP Flame model [166, 167]. The proposed turbulent
flux can be rewritten as :

ρuc− ρ̄ũc̃ = ρ̄

(
4CL − τSL

(
1

u
′

∆

+
1

SL

))
u
′

∆c̃(1− c̃) (2.17)

For low values of u
′

∆, counter-gradient transport should then be obtained, while for high
values of u

′

∆, the gradient/counter-gradient nature does not depend on u
′

∆ anymore, but
only on the thermal expansion rate level. This last result is in good agreement with some
DNS of Boger [12, 10], showing that an increase of the filter size (i.e. of u

′

∆) for a given
value of total turbulence u

′

, leads to an increase of the resolved transport level (gradient
for low levels of τ and counter-gradient for high levels of τ). However, the Ξ-dependency
(Eq. (2.15)) can lead to an overestimation of the counter-gradient transport [124] and still
has to be proven.
Both expressions (2.12) and (2.15) can theoretically be used in 3-D CFD codes to account
for CGDT in large-edy simulations. Unfortunately, counter-gradient transport is by nature
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anti-diffusive and its implementation often leads to numerical difficulties in CFD codes.
Such terms are therefore rarely used in simulations. In the literature, only Weller accoun-
ted for this effect, but he did not discuss the impact of CGDT in his calculation. From
the author’s experience, the formulation proposed by Richard [133] in Equation (2.14) has
never been tested in the literature, although it is more convenient than the one proposed
by Rymer or Veynante (Eq. (2.8)) as it is not explicitly anti-diffusive. For this reason,
this formulation has been retained in this work to implement both models proposed by
Richard et al. and Boger et al. (Table 2.1) in the AVBP LES solver [108]. The present
paper aims at comparing these two approaches to the classical gradient formulation using
simple a priori comparisons but also 3-D LES of a lean premixed turbulent swirl-burner.
For this purpose, four closures of Equation (2.2) are studied :

∂ρ̄c̃

∂t
+∇ · (ρ̄ũc̃) = ∇ · (ρ̄νT∇c̃) + ρuSLΣ (2.18)

∂ρ̄c̃

∂t
+∇ · (ρ̄ũc̃) = ∇ · (ρ̄νT∇c̃) + ρuSL

(
Σ− |∇c̄|+ |∇c̃|+ (c̄− c̃)∇ · n̄

)
(2.19)

∂ρ̄c̃

∂t
+∇ · (ρ̄ũc̃) = ∇ · (ρ̄νT∇c̃) + ρuSL

(
Σ− Ξ (|∇c̄| − |∇c̃| − (c̄− c̃)∇ · n̄)

)
(2.20)

∂ρ̄c̃

∂t
+∇ · (ρ̄ũc̃) = ∇ · (ρ̄νt∇c̃) + ρuSlΣc̃ (2.21)

where Ξ = Σ/|∇c̄| and Σc̃ = Σ− |∇c̄|+ |∇c̃|+ (c̄− c̃)∇ · n̄.
The first one corresponds to the simple gradient approach classically used in the literature,
while the others represent different ways to account for CGDT and are discussed in the
next Section.

Tab. 2.1 – Summary of the unresolved turbulent transport formulations.

c-equation
Reference Unresolved c-flux expression Dim.

model

A
Classical gradient ρuc− ρ̄ũc̃ = −ρ̄νT∇c̃ 3D

approach

-
Veynante et al. ρuc− ρ̄ũc̃ = ρ̄(2αu

′

− τSl)c̃(1− c̃) 1D
[158]

B and D
Rymer [138] ρuc− ρ̄ũc̃ = ρ̄τ c̃(1− c̃)− ρ̄νT |∇c̃| 1D
Richard et al. ρuc− ρ̄ũc̃ = −ρuSL(c̄− c̃)n̄− ρ̄νT∇c̃ 3D
[134, 133]

C
Zimont [166] ρuc− ρ̄ũc̃ = −ρuΞSL|∇c̃| − ρ̄νT |∇c̃| 1D
Boger [10], ρuc− ρ̄ũc̃ = −ρuSLΞ(c̄− c̃)n̄− ρ̄νT∇c̃ 3D

Weller et al. [163] = −ρ̄τSLΞn̄− ρ̄νT∇c̃

2.5 Flame surface density modelling

In this paper, all the simulations are performed using a transport equation for the filtered
flame surface density (FSD). As pointed out in [16], one of the advantage of such an
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equation is that it provides good predictions of the turbulent flame speed when compared
to algebraic models, even in unsteady cases, a key point according to Driscoll [45]. For
this purpose, the transport equation proposed by Richard [133] for the Reynolds filtered
FSD is used :

∂Σ

∂t
+∇.(ũΣ) = (∇ · ũ− nn : ∇ũ)Σ−∇.(SDn̄Σ) + SD(∇ · n̄)Σ

+∇ ·

(
νt

ScT
∇Σ

)
+ Γ

(
u′

∆̂

SL

,
∆

δL

)
u′

∆̂

∆̂
Σ

+βcSL

c∗ − c̄

c̄(1− c̄)
(Σ− |∇c̄|)Σ (2.22)

where SD = (1 + τ c̃)SL, Γ is the efficiency function proposed by Charlette et al. [31], δL
is the laminar flame thickness and c∗=0.4 is a constant.

When coupled to Equation (2.18), this equation leads to a classical CFM model similar to
those used in the literature for RANS [47, 35] and LES [65, 66]. In this case, no CGDT is
accounted for and the source term of the c-equation which is related to |∇c̄| is not fully co-
herent with the transport progress variable c̃. On the contrary, combining Equation (2.19)
or (2.20) and Equation (2.22) leads to consistent formulations with two different expres-
sions for the CGDT term. Finally, Equation (2.21) differs from Equation (2.19) by the way
the source term is expressed. In this case, CGDT is directly included in a new quantity
noted Σc̃. This last quantity is then transported using an Equation proposed in [134] and
which is quite similar to Equation (2.22) :

∂Σc̃

∂t
+∇.(ũΣc̃) = (∇ · ũ− nn : ∇ũ)Σc̃ −∇.(SDn̄Σc̃) + SD(∇ · n̄)Σc̃

+∇ ·

(
νt

ScT
∇Σc̃

)
+ Γ

(
u′

∆̂

SL

,
∆

δL

)
u′

∆̂

∆̂
Σc̃

+βcSL

c∗ − c̄

c̄(1− c̄)
(Σc̃ − |∇c̃|+ (c̄− c̃)∇ · n̄)Σc̃ (2.23)

Closures of the source terms of this equation are adapted to obtain a correct behaviour in
the laminar regime. Notably, when u′

∆̂
→ 0, Σc̃ → |∇c̃|+ (c̄− c̃)∇ · n̄ and the unresolved

laminar flux expression is recovered. In addition, it can be shown using a KPP analy-
sis [133] that this equation ensures the same turbulent flame speed than Equation (2.22).
It can also be noted that the total flame surface is unchanged when compared to Equa-
tion (2.21) as

∫
Ω
−|∇c̄|+ |∇c̃|+(c̄− c̃)∇· n̄dV = 0. In conclusion, Equation (2.21) simply

allows to implicitly account for CGDT via a transport equation for the sum of the source
term and the laminar unresolved transport. This model has the advantage of being very
easy to implement in most of the CFD codes as it only requires slight modifications of
the FSD transport equation source terms.

2.6 A priori comparisons

Direct numerical simulation (DNS) is an interesting tool to develop and validate LES
models. In this paper, DNS from Boger et al. [12] and Veynante et al. [158] are used
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to evaluate different unresolved transport models. These direct simulations concern the
propagation of an initially planar laminar flame in a decaying homogeneous and isotropic
turbulence (HIT). The flame is progressively wrinkled by the different structures of the
flow and a posteriori RANS and LES analysis are performed to quantify the turbulent
transport of the progress variable and determine its nature. Among all the simulations
present in the DNS databases, two parametric variations are retained : the first one cor-
respond to simulations with a variable heat release parameter [12] : τ=0.5,2,6, while the
second one is focused on the initial turbulence intensity influence [158] : u

′

/SL=2,3,5,10.
Both studies allow to highlight transitions between counter-gradient and gradient tur-
bulent transport regimes. In the present work, RANS values obtained by time-averaging
the DNS quantities are used to perform a priori comparisons between the turbulent c-
flux predicted by the different closures presented in Table 2.1. It can be noted that the
expression proposed by Veynante et al. is equivalent to the one given by Rymer or Ri-
chard et al. (Table 2.1) provided that a good value of α is chosen (see Eq. (2.10) and
(2.11)). Then only the second expression will be tested in this study. It is also important
to note that comparisons with RANS results should be made with care for several reasons :

– the turbulence intensity decreases in the DNS while a fixed value of u
′

is used in the
author’s tests.

– quantities like SL vary in the DNS when changing τ while they are unchanged in the
proposed predictions.

Consequently the following discussion will focus on the trends and levels of the turbulent
transport.

Figure 2.1 shows the results obtained for a variation of the thermal expansion rate τ . In
the DNS (a), when increasing this parameter, the turbulent c-flux nature clearly changes
from gradient (GD) to counter-gradient (CGD). This trend seems to be correctly predicted
using the Richard et al. (c) and Boger et al. expressions (d) but this last model overesti-
mates the counter-gradient contribution, as already observed by Pfadler [124]. Naturally,
the classical gradient approach always gives a gradient-type c-flux and is not adapted to
account for the GD/CGD transition.
Results obtained for an increase of the turbulence intensity are presented in Figure 2.2.
Direct simulations (a) show a modification of the turbulent c-flux nature from GD to
CGD when decreasing the level of u

′

. This trend is once again well predicted using the
Richard et al. expression (c) but is not reproduced by the Boger et al. model (d), which
always predicts CGD transport and leads to an increase of this transport with u

′

. The
classical gradient approach (b) always furnishes a GD-type transport but gives accurate
levels for high u

′

values.
Finally, the Richard et al. model appears as a good candidate to account for GD/CGD
transport transitions, but it should be noted that it does not allow to reproduce the tur-
bulent c-flux distribution along the c-axis. In the DNS, the turbulent transport type is
always GD at the leading edge of the flame, while the model always depicts, by nature, a
parabolic shape.
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Fig. 2.1 – Comparison between the turbulent flux ρuc− ρ̄ũc̃ obtained by time-averaging
DNS quantities from Boger et al. [12, 10] (a) and by different closures (Table. 2.1) :
classical gradient approach (b), model from Richard (c), model of Boger or Weller (d).
The turbulent c-flux is plotted as a function of c̄ for different values of τ : τ=0.5,
τ=2 and . τ=6.

2.7 LES of a lean premixed turbulent swirl-burner

In this Section, the four closures proposed in Equations (2.18) to (2.21) are tested by
applying them in a LES of an experimentally studied turbulent premixed flame.

2.7.1 Experimental set-up

The experiment considered here is the well documented PRECCINSTA swirl burner [97].
An associated scheme may be seen in Figure 2.3.a : an air flow crosses the plenum and
goes through a swirler where methane is injected, giving a global equivalence ratio of 0.83.
The mixture is assumed to occur so quickly that a perfect mixing enters the combustion
chamber. Mass fractions of chemical species and temperature were measured via laser
Ràmàn scattering (the locations of the corresponding probe lines are shown in Fig. 2.3.b).
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Fig. 2.2 – Comparison between the turbulent flux ũc − ũc̃ obtained by time-averaging
DNS quantities from Veynante et al. [158] (a) and by different closures (Table. 2.1) :
classical gradient approach (b), model from Richard (c), model of Boger or Weller (d).
The turbulent c-flux is plotted as a function of the mean progress variable c̃ for different
values turbulent intensities : u

′

/SL=2, u
′

/SL=3, . u
′

/SL=5 and .... u
′

/SL=10.

2.7.2 Results

The flame may be located thanks to the temperature, as shown in Figures 2.4 and 2.5,
for the 4 closures considered here. The profiles of Figure 2.5.a show a good capture of
the mean flame by models A, B and D. The thickness of the fresh gases pocket is slightly
overestimated and the flame is too short for model C compared with the other formulations
and the experimental points.

According to the work of Galpin et al. [59], the resolved RMS which are considered in
Figure 2.5.b should stay below the experimental points as the size of the characteristic
filter of measurements is a little bit smaller than the LES one. This is almost the case for
models A, B and D whereas model C overestimates the temperature fluctuations in the
burnt gases zones. However, model A, for which there is no counter-gradient contribution,
gives quite small fluctuations compared to experiments and models B and D, especially
close to the nozzle. This suggests that CGDT promotes instabilities of the flame.
Figure 2.5.b reveals very similar behaviours of models B and D which means that accoun-
ting for the counter-gradient flux explicitly or implicitly gives similar results. This is an
important result because, as previously mentioned, integrating implicit counter-gradient
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b) 

 

c) 

 
Figure 3. a): Schematic of the experimental set-up. b): Locations of the probe lines 

Fig. 2.3 – a) : Schematic of the experimental set-up. b) : Locations of the probe lines
corresponding to measurements of chemical species. c) : Focus on the computational mesh.

Fig. 2.4 – Contours of the mean temperature for a plane cutting the middle of the
chamber. a) : Model A. b) : Model B. c) : Model C. d) : Model D.
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transport is very straightforward and simply requires slight adaptations of the FSD trans-
port equation source terms.
The profiles of the mean flame surface density Σ along the same locations as the ones
exploited for the temperature are represented in Figure 2.6. The similar results obtained
for models A, B and D, are explained by comparable orders of magnitude reached by the
flame surface density. For model C, Σ is almost always larger than the same quantity for
the other closures leading to a shorter flame.

Finally, models B and D which are based on the Richard et al. formulation for the tur-
bulent transport (Table 2.1) give the best agreement with experimental data in terms of
flame location, length and dynamics. Consequently the last part of this paper is dedicated
to an analysis of the GD and CGD contributions obtained from these models. As both
models give similar results in terms of turbulent transport (not shown), we focus on the
results given by model B. For this purpose, two quantities are a posteriori computed :

– the mean of the closed unresolved turbulent flux : 〈ρuSL(c̄− c̃)− νT |∇c̃|〉 ;

– the mean resolved turbulent flux, as presented in the PhD thesis of Boger [10], which
projected on the direction normal to the flame front is written as :〈
ρ̄ũ · nc− ρ̄ũ · n̄c̃

〉Res
= 〈ρ̄ũ · n̄c̃〉 − 〈ρ̄ũ · n̄〉 〈c̃〉 − 〈ρ̄c̃〉 〈ũ · n̄〉+ 〈ρ̄〉 〈c̃〉 〈ũ · n̄〉

At a resolved scale (see Figures 2.7.a and 2.7.b), the counter-gradient transport dominates
along the leading edge and in the inner part of the flame front, whereas the resolved
turbulent flux is weakly gradient in term of magnitude and distribution.
Nevertheless at the sub-grid scale the counter-gradient transport occurs mainly at the
trailing edge of the flame where it roughly reaches the same magnitude as the resolved
part. The gradient transport is noticeable in zones where recirculation of the flow may
appear at given times.
The schematic of Figure 2.7.f identifies the gradient/counter-gradient transport zones.
Going downstream the nozzle, the turbulent structures impact the reactive layer to create
gradient transport zones and their influence further decrease in favour of the thermal
expansion rate effect leading to counter-gradient transport.
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Fig. 2.5 – Mean (a) and resolved RMS (b) temperature profiles along the probe lines.
Circles : experimental data. Dot-dashed line : Model A. Dots : Model B. Dashed line :
Model C. Line : Model D.

54



Fig. 2.6 – Profiles of the mean flame surface density Σ along the probe lines. Dot-dashed
line : Model A. Dots : Model B. Dashed line : Model C. Line : Model D.

Fig. 2.7 – CGD (resp. GD) contribution in the time-average of the resolved flux (a)(resp.
b) and of the closed turbulent flux projected along the normal direction of the flame front
(d)(resp. e). Mean axial velocity field (c). Schematic locations of the dominating turbulent
transport (f). The thick lines represent iso-lines of mean progress variable regularly spaced
between 0.1 and 0.9.
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2.8 Conclusion

The modelling of unresolved turbulent transport has been investigated in this work :

– a bibliographical study gave access to previously proposed closures for the unresolved
turbulent flux integrating the counter-gradient transport. Convenient formulations of
these closures have been proposed to avoid numerical difficulties related to the anti-
diffusive nature of the CGD transport. The different closures have then been imple-
mented in the AVBP LES solver.

– A priori tests using time-averaged DNS were carried out, exploring effects of thermal
expansion rate and turbulent intensity. They revealed that a CGDT closure propor-
tional to the wrinkling factor (Boger et al. [10]) led to an overestimation of turbulent
fluxes compared with the databases and the Richard et al. closure [134, 133] (Table 2.1).

– LES of a swirl burner with several models for the c-transport equation were realized.
The following trends were observed :

– the dynamics of the flame was modified if the counter-gradient effect was taken into
account or not. Notably, when neglecting the unresolved CGDT, the flame seems to
be to stable (model A) ;

– an explicit or implicit integration of the Richard closure of the CGDT gave simi-
lar results (models B and D). As the implementation of the second model is very
straightforward, the implicit approach appears as a convenient way to account for
CGDT in practical applications ;

– closures of the CGDT proportional to the wrinkling predicted a too short and too
unstable flame (model C).

Additional post-processing quantified the time-average of the resolved and sub-grid
scale CGDT contributions. This clearly showed the great extend of counter gradient
transport, both at the resolved and sub-grid scale levels, demonstrating that unresolved
CGDT should not always be neglected in practical applications.

De par ces résultats, il semble logique de retenir la fermeture du transport turbulent pro-
posée par Richard et al. pour la suite du travail de thèse. L’expression implicite présentant
une robustesse numérique supérieure à la fermeture explicite, la première est conservée
dans ce qui suit. Ainsi, l’équation de transport de la quantité Σc̃ sera résolue de façon
analogue aux travaux de Richard.
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Chapitre 3

Modélisation de la flamme
turbulente prémélangée

Le but de ce chapitre est de discuter des formulations actuelles du modèle PCM-FPI pour
le prémélange puis d’exploiter les pistes fournies par des ressources bibliographiques pour
en tirer deux nouvelles modélisations, couplant l’équation de transport de la densité de
surface de flamme et la tabulation de la chimie.
Cette partie est suivie par la premier volet d’un papier soumis à la revue Combustion
and F lame abordant la modélisation de la flamme turbulente stationnaire par les modèles
couplés proposés auparavant et comportant des applications au brûleur PRECCINSTA.

3.1 PCM-FPI pour la modélisation de la flamme de

prémélange

Dans le cas particulier de la flamme de prémélange, quelques travaux récents reviennent
sur des problèmes théoriques associés au choix d’une pdf de type β pour la variable d’avan-
cement :

– Bray et al. [23] ont étudié analytiquement le comportement de la β-pdf lorsque celle-ci
prenait une forme bimodale pour mettre en défaut l’estimation qui en était déduite du
taux de réaction moyenné par rapport à l’utilisation d’une pdf basée sur les propriétés
de la flamme laminaire,

– cette pdf a fait l’objet d’une étude par Jin et al. [76] et a été réécrite pour étendre son
domaine de définition. Des calculs type DNS d’une flamme prémélangée turbulente ont
permis d’extraire une pdf pour la variable d’avancement, ce post-traitement permettant
de mettre en défaut le choix de la β-pdf par rapport aux formulations de la pdf basées
sur les propriétés de la flamme laminaire.

– Vicquelin et al. [160] ont récemment montré que la β-pdf ne permettait pas toujours de
reproduire la forme de la pdf en avancement issue de l’opération de filtrage d’un front
de flamme laminaire ce qui peut-être préjudiciable pour la dégénerescence du modèle
de combustion vers le régime laminaire lors d’un calcul LES.
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Afin de compléter ces résultats, nous étudierons dans ce qui suit la modélisation PCM-FPI
dédiée à la flamme de prémélange et en dégagerons les points pouvant être améliorés.

Le système d’équations associé à PCM-FPI est le suivant :

∂ρ̄Ỹc

∂t
+∇ ·

(
ρ̄ũỸc

)
= ∇ ·

(
ρ̄ (D +DT )∇Ỹc

)
+ ρ̄ ˜̇ωYc

(3.1)

∂ρ̄Ycv

∂t
+∇ · (ρ̄ũYcv) = ∇ · (ρ̄ (D +DT )∇Ycv) + 2ρ̄(D +DT )|∇Ỹc|

2

−2ρ̄χ̃Yc
+ 2ρ̄

(
˙̃ωYc
Yc − Ỹc

˜̇ωYc

)
(3.2)

L’équation de transport de Ycv permet de déterminer le niveau local de ségrégation en
avancement Sc. D’autres scalaires peuvent être exploités à cette fin comme ϕYc

qui s’écrit
dans le cas d’une richesse homogène :

ϕYc
= ϕcỸ

eq 2
c = (1− Sc)c̃(1− c̃)Ỹ eq 2

c = (1− Sc)Ỹc

(
Ỹ eq

c − Ỹc

)
(3.3)

Pour notre analyse, nous substituerons à l’équation (3.2) l’équation de transport de ϕYc

qui s’écrit plus simplement dans le cas d’une richesse homogène :

∂ρ̄ϕYc

∂t
+∇ · (ρ̄ũϕYc

) = ∇ · (ρ̄ (D +DT )∇ϕYc
)

+ 2ρ̄χ̃Yc
+ ρ̄

(
Ỹ eq

c
˜̇ωYc

− 2 ˙̃ωYc
Yc

)
(3.4)

Afin d’étudier analytiquement la formulation d’un modèle de combustion, la théorie
KPP [85] a été exploitée pour des modèles intégrant la densité de surface de flamme,
tout d’abord pour des flammes sans expansion thermique [47] puis pour des flammes
intégrant cet effet [153]. Cette théorie permet notamment d’extraire des équations de
transport des modèles une expression de la vitesse de propagation d’une flamme turbu-
lente stationnaire sous l’hypothèse d’une turbulence dite figée (constante spatialement).
Ce concept est malheureusement difficilement extensible au formalisme PCM-FPI.

Les équations monodimensionnelles et stationnaires du système PCM-FPI sont intégrées
en espace. Cette opération fournit les expressions suivantes :

∫ +∞

−∞

dρ̄ũỸc

dx
=

∫ +∞

−∞

d

dx

(
ρ̄ (D +DT )

dYc

dx

)
dx+

∫ +∞

−∞

ρ̄˜̇ωYc
(3.5)

∫ +∞

−∞

dρ̄ũϕYc

dx
dx =

∫ +∞

−∞

d

dx

(
ρ̄ (D +DT )

dϕYc

dx

)
dx

+ 2

∫ +∞

−∞

ρ̄χ̃Yc
dx+

∫ +∞

−∞

ρ̄
(
Ỹ eq

c
˜̇ωYc

− 2 ˙̃ωYc
Yc

)
dx (3.6)

La conservation de la masse impose : ρ̄ũ = ρuST . D’autre part, les flux sont nuls loin du
front de flammes ainsi que la quantité ϕYc

. Ces simplifications conduisent au système :

ρuST Ỹ
eq
c =

∫ +∞

−∞

ρ̄˜̇ωYc
dx (3.7)

0 = 0

+2

∫ +∞

−∞

ρ̄χ̃Yc
dx+

∫ +∞

−∞

ρ̄
(
Ỹ eq

c
˜̇ωYc

− 2 ˙̃ωYc
Yc

)
dx (3.8)
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Celui-ci peut être synthétisé par l’équation suivante, explicitant pour rappel la vitesse de
flamme stationnaire pour une flamme monodimensionnelle dans une turbulence figée :

ST =
2

ρuỸ eq 2
c

∫ +∞

−∞

ρ̄
(
˙̃ωYc
Yc − χ̃Yc

)
dx (3.9)

Ce résultat montre qu’il est très difficile d’anticiper la réponse de PCM-FPI en terme
de vitesse de flamme turbulente. En effet, celle-ci est déterminée par l’équilibre entre

la dissipation scalaire χ̃Yc
qui doit être fermée et le terme de production ˙̃ωYc

Yc qui est
fonction de la forme locale de la pdf (donc des niveaux locaux d’avancement filtré c̃ et
de ségrégation Sc dans le cas d’une pdf présumée de type β). Une des problématiques
liées à cet équilibre entre un terme source et la dissipation scalaire est que cette dernière
quantité a fait l’objet de plusieurs travaux offrant ainsi plusieurs possiblités de fermeture,
chacune correspondant donc à des vitesses de propagation ST a priori différentes. Les
propositions de fermeture de la dissipation scalaire sont listées par la suite.

Dissipation scalaire de l’avancement
Cette fermeture a notamment été traitée par l’adoption d’une équation de transport,
établie sous l’approximation d’une densité constante par Mantel et Borghi [94], puis
généralisée plus tard par Swaminathan et Bray [145]. D’autres travaux sont associés à
des fermetures algébriques :

– la fermeture la plus couramment usitée repose sur une hypothèse d’un retour vers son
équilibre de la variance suivant un temps caractéristique de la turbulence. Dans le cadre
de la LES, ceci s’écrit [41] :

sχYc
= ρCD

Ycv

∆2/DT

(3.10)

– récemment, une fermeture qui en est dérivée été proposée par Mura et al. [109] puis
Domingo et al. [42] de sorte à retrouver une fermeture exacte pour une ségrégation de
la variable d’avancement proche de l’unité.
Pour ce faire, l’équation d’évolution de la variable d’avancement est utilisée pour déduire
une équation de transport pour la quantité c(1− c) :

∂ρc(1− c)

∂t
+∇ · (ρuc(1− c)) = ∇ · (ρD∇(c(1− c))) + 2ρD|∇c|2− 2ρcω̇c + ρω̇c (3.11)

En supposant que la ségrégation en avancement tend vers 1, la quantité c(1 − c) tend
vers 0 et l’équation (3.11) devient 2ρD|∇c|2 = 2ρcω̇c−ρω̇c. En écrivant que c = Yc/Y

eq
c

dans cette équation et la filtrant, il vient :

2ρ̄χ̃Yc
= 2ρD|∇Yc|2 = 2ρ̄Ỹcω̇Y c − ρ̄Ỹ eq

c ω̇Yc
(3.12)

En décomposant la dissipation scalaire totale ρ̄χ̃Yc
comme la somme d’une contribution

résolue (évaluée comme ρ̄D|∇Ỹc|
2) et d’une contribution sous-maille sχYc

, cette dernière
est exprimée comme :

sχYc
= ρ̄χ̃Yc

− ρ̄D|∇Ỹc|
2

= −ρ̄D|∇Ỹc|
2 + ρ̄ ˙̃ωYc

Yc − ρ̄ ˙̃ωYc
Y eq

c /2 (3.13)
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Le lien est finalement fait entre la fermeture classique pour la dissipation scalaire et la
fermeture de l’équation (3.13) à travers une pondération par le facteur de ségrégation :

sχYc
= (1− Sc)ρ̄CD(DT/∆

2)Ycv + Sc(−ρ̄D|∇Ỹc|
2 + ρω̇Yc

Yc − ρω̇Yc
Y eq

c /2) (3.14)

– une autre fermeture a également été proposée [156] pour la modélisation de flammes
pour lesquelles de hauts niveaux de ségrégation en avancement sont rencontrés. Cette
modélisation peut être retrouvée en exploitant l’équation (3.12) et une fermeture du
taux de réaction par une modélisation basée sur la densité de surface de flamme ρ̄˜̇ωc =
ρuSLΣ (où Σ = Ξ|∇c̄|) :

ρ̄χ̃Yc
=
1

2
(2cm − 1)ρuSLΞ|∇c̄|Ỹ

eq 2
c Sc (3.15)

Le facteur Sc a été ajouté pour assurer la réalisabilité du modèle. La fermeture donnée
par l’équation (3.15) a par la suite été exploitée lors de l’utilisation de PCM-FPI [55]
pour le calcul d’une flamme prémélangée turbulente.

– d’autres modèles qui sont issus de la réduction de l’équation de transport de la dissipa-
tion scalaire pour des flammes à fort nombre de Damköhler sont également disponibles.
Le travail le plus récent est du à Kolla et al. [83] dans lequel la dissipation scalaire est
close dans un contexte de modélisation RANS sous la forme :

ρ̄χ̃Yc
=

1

β ′

(
2K∗

c

Sl

δl
+ (C3 − τC4DaL)

ǫ̃

k̃

)
c̃′′2 (3.16)

où ǫ̃ et k̃ sont respectivement les moyennes de la dissipation et de l’énergie cinétique
turbulentes, K∗

c , C3, C4 et β
′

sont des constantes du modèle et DaL est un nombre de
Damköhler local.

Notons que le choix de la dissipation scalaire intégrant la notion de densité de surface
de flamme (Eq. 3.15), lorsque Sc tend vers 1, permet de contrôler la vitesse de flamme
turbulente. En effet, si Sc = 1, on peut écrire suivant Veynante et al. [159] :

ρ̄c̃ω̇c = cmρ̄˜̇ωc (3.17)

Ceci peut se réécrire dans le cas d’une richesse homogène : ρ̄Ỹcω̇Yc
= cmρ̄˜̇ωYc

Ỹ eq 2

c . En
combinant cette expression aux équations (3.9) et (3.15) la vitesse de propagation ST

devient :

ST =
2

ρuỸ eq 2
c

∫ +∞

−∞

cmρ̄˜̇ωYc
Ỹ eq

c −
1

2
(2cm − 1)ρuSLΞ|∇c̄|Ỹ

eq 2
c dx (3.18)

ST = 2cmST + (1− 2cm)SL

∫ +∞

−∞

Ξ|∇c̄|dx (3.19)

ST = SL

∫ +∞

−∞

Ξ|∇c̄|dx (3.20)

En faisant l’hypothèse que la turbulence soit figée, l’impact de cette dernière sur le front
de flamme en terme de plissement est constante à travers son épaisseur. La vitesse ST est
finalement exprimée comme :

ST = ΞSL (3.21)
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Ainsi la vitesse de flamme turbulente est-elle directement imposée par la fermeture du
plissement Ξ qui intervient dans l’expression de la dissipation scalaire. Ce cas particulier
apparâıt comme le seul pour lequel la valeur de la vitesse turbulente est connue a priori
mais en pratique on ne peut pas garantir que Sc → 1 avec l’équation de transport de Ycv.
La partie suivante présente des modélisations basées sur les approches PCM-FPI et le
concept de densité de surface de flamme pour simultanément :

– bénéficier de l’intégration des effets de chimie complexe offerte par PCM-FPI ;

– contrôler ST par une modélisation de la densité de surface de flamme ;

– contrôler l’épaisseur de la flamme résolue et garantir une résolution correcte du front
mais pas excessive pour bien décrire l’interaction de la flamme avec les tourbillons
résolus.

3.2 Modélisations alternatives basées sur des pdf

présumées bimodales

Afin de surmonter les inconvénients liés à l’emploi d’une β-pdf, nous considérons une pdf
bimodale ainsi que proposée par Bray et al. [22] :

P̃ (c∗;x, t) = α(x, t)δ(c∗) + F (c∗;x, t) + β(x, t)δ(1− c∗) (3.22)

avec la fonction F représentant la pdf en avancement pour les iso-surfaces c∗ internes au
front de flamme.

Ainsi que montré dans le travail de Vervisch et al. [154], il est possible de relier la densité
de surface de flamme Σ(c∗;x, t) à la pdf de la variable d’avancement au travers de la
formulation suivante :

P̄ (c∗;x, t) =
Σ(c∗;x, t)

|∇c||c∗
(3.23)

Cette définition est exploitée pour la fermeture de la partie interne de la pdf détaillée dans
l’équation Eq. (3.22) via la relation existant entre la pdf type Favre et la pdf type Rey-
nolds P̃ (c∗;x, t) = ρ(c∗)/ρ̄(x, t)P̄ (c∗;x, t). L’hypothèse d’un front de flamme infiniment
fin permet d’écrire que les iso-surfaces c∗ restent très proches les unes des autres dans le
front de flamme. Ceci se traduit par l’approximation suivante : |∇c||c∗ ≈ |∇c∗|. A partir
de ces considérations, la pdf s’écrit :

P̃ (c∗;x, t) = α(x, t)δ(c∗) +
ρ(c∗)

ρ̄(x, t)

Σ(c∗;x, t)

|∇c∗|
+ β(x, t)δ(1− c∗) (3.24)

Concernant la quantité Σ(c∗;x, t), deux choix de modélisation peuvent être adoptés. Ceux-
ci sont détaillés dans ce qui suit.
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3.2.1 Fermeture algébrique

Lors de son développement de la σ-pdf, Domingo et al. [41] ont supposé que Σ(c∗;x, t)
variait faiblement dans le front de flamme, ce qui se traduisait par Σ(c∗;x, t) ≈ σ(x, t).
La partie interne de la pdf, F (c∗;x, t), peut alors s’expliciter comme étant :

F (c∗;x, t) =
ρ(c∗)

ρ̄(x, t)

σ(x, t)

|∇c∗|
H(c∗)H(1− c∗) (3.25)

où H est la fonction de Heavyside, de façon à restreindre cette contribution au front de
flamme.

Les termes sources des espèces chimiques sont fermés à l’aide de la pdf comme :

˜̇ωYi
(x, t) =

∫ 1

0

ω̇Yi
(c∗)P̃ (c∗;x, t)dc∗ (3.26)

En explicitant la pdf dans cette équation, il vient :

˜̇ωYi
(x, t) =

∫ 1−

0+

ω̇Yi
(c∗)

ρ(c∗)

ρ̄(x, t)

σ(x, t)

|∇c∗|
dc∗ =

σ(x, t)

ρ̄(x, t)

∫ 1−

0+

ρ(c∗)ω̇Yi
(c∗)

|∇c∗|
dc∗

=
σ(x, t)

ρ̄(x, t)

∫ +∞

−∞

ρ(x∗)ω̇Yi
(x∗)dx∗ (3.27)

Or, si l’on prend en compte l’équation de la flamme prototype 1D stationnaire lami-
naire [159] :

ρuSL

dYi

dx
=

d

dx

(
ρD

dYi

dx

)
+ ρω̇Yi

(3.28)

que l’on intègre entre x = −∞ et x = +∞, nous obtenons :

ρuSL

∫ +∞

−∞

dYi

dx
dx = 0 +

∫ +∞

−∞

ρω̇Yi
dx (3.29)

d’où : ∫ +∞

−∞

ρω̇Yi
dx = ρuSL(Yi(c = 1)− Yi(c = 0)) (3.30)

et l’écriture complète :

ρ̄˜̇ωYi
(x, t) = ρuSLσ(x, t)(Yi(c = 1)− Yi(c = 0)) (3.31)

Cette fermeture du taux de réaction des espèces chimiques est similaire à un taux de
réaction de type flammelette du fait du produit entre un taux de consommation local
(ρuSL) et une variable représentant une densité de surface de flamme (σ). Afin d’expliciter

σ, les propriétés de la pdf :
∫ 1

0
c∗P̃ (c∗)dc∗ = c̃ et

∫ 1

0
c∗2P̃ (c∗)dc∗ = c̃2 sont couplées à

l’expression fournie par l’équation (3.24) ; il vient :

β +
σ(x, t)

ρ̄(x, t)

∫ 1

0

c∗ρ(c∗)

|∇c∗|
dc∗ = c̃ (3.32)

β +
σ(x, t)

ρ̄(x, t)

∫ 1

0

c∗2ρ(c∗)

|∇c∗|
dc∗ = c̃2 (3.33)
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Par différence des deux équations, le paramètre σ s’écrit :

σ(x, t) =
ρ̄(x, t)(1− Sc)c̃(1− c̃)∫ 1

0
ρ(c∗)c∗(1−c∗)

|∇c∗|
dc∗

(3.34)

Ce résultat est bien sûr identique à ce qui est obtenu dans le papier de Bray et al. [23]
lorsque celui-ci lie le taux de réaction obtenu à partir de la pdf qu’il propose et un taux
de réaction déduit d’une densité de surface de flamme pour fermer ce scalaire.
La ségrégation en avancement peut être déterminée par l’équation de transport d’une
quantité contenant une information sur la variance de Ỹc. Le scalaire ϕYc

est intéressant
du fait de la propriété suivante dans le cas du prémélange parfait :

ϕYc
= ϕcỸ

eq 2
c = (1− Sc) c̃ (1− c̃) Ỹ eq 2

c (3.35)

De ce fait, σ est proportionnel à ϕYc
, ce lien s’écrit :

σ =
ρ̄(x, t)ϕYc

Ỹ eq 2
c

∫ 1

0
ρ(c∗)c∗(1−c∗)

|∇c∗|
dc∗

(3.36)

L’équation de transport (3.4) peut alors être reprise, de façon analogue à la démarche
de Domingo et al. [41]. En se plaçant dans la situation de fortes valeurs atteintes par
le nombre de Damköhler, la dissipation scalaire totale ρ̄χ̃Yc

est fermée en utilisant la
fermeture fournie dans l’équation (3.15). D’autre part, cette hypothèse permet également

d’écrire : ρ̄Ỹcω̇Yc
= cmρ̄˜̇ωYc

Ỹ eq
c . Les termes de dissipation scalaire en avancement et de

production étant fermés, l’équation (3.4) devient ici :

∂ρ̄ϕYc

∂t
+∇. (ρ̄ũϕYc

) = ∇ · (ρ̄ (D +DT )∇ϕYc
)

+(2cm − 1)ρuSLỸ
eq 2
c (Σ− σ) (3.37)

Cette écriture met en évidence le terme source ˜̇ΩϕYc
où :

˜̇ΩϕYc
= (2cm − 1)ρuSLỸ

eq 2
c

(
Σ− σ

)
(3.38)

Le paramètre σ étant explicité, le terme ˜̇ΩϕYc
peut se réécrire :

˜̇ΩϕYc
= (2cm − 1)ρuSLỸ

eq 2
c

(
Σ−

ρ̄ϕYc

δ∗

)
(3.39)

où δ∗ =
∫ 1−

0+

ρ(c∗)c∗(1−c∗)
|∇c∗|

dc∗.

Cette équation est complètement fermée si la densité de surface de flamme Σ est exprimée.
Dans ce cas, connaissant ϕYc

, σ et le facteur de ségrégation Sc peuvent être obtenus.

En utilisant cette expression dans l’équation (3.4), et en divisant tous les termes de

l’équation obtenue par le produit δ∗Ỹ eq 2
c , il vient :

∂σ

∂t
+∇ · (ũσ) = ∇ · ((D +DT )∇σ) +

Σ− σ

τ ∗
(3.40)
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où τ ∗ = δ∗/((2cm − 1)ρuSL). Cette équation n’est pas résolue mais elle permet d’illustrer
la mécanique associée à la modélisation choisie : la quantité σ tend vers la densité de

surface de flamme imposée localement Σ suivant un temps caractéristique τ ∗. ˜̇ΩϕYc
peut

donc constituer une fermeture alternative intéressante pour le terme source de l’équation
de transport de ϕYc

quand Sc tend vers 1. En effet, comme montré préalablement, si Sc

tend vers 1 et si la dissipation scalaire est fermée suivant (Eq. (3.15)) alors le plissement
Ξ imposé pour fermer la densité de surface de flamme Σ impose la vitesse de propagation
turbulente ST . Cette propriété suggère donc de réutiliser l’équation de transport du modèle
ECFM-LES pour la prédiction de Σ, celle-ci ayant déjà prouvé son potentiel pour la
réalisation de calculs moteurs.
Théoriquement, il serait possible d’étendre cette fermeture de la somme du terme source
et de la dissipation scalaire de sous-maille (Eq. (3.39)) à toutes les valeurs prises par la
ségrégation en avancement. Ceci peut se faire de façon analogue aux travaux de Domingo et
al. [42] et Mura et al. [109] pour la fermeture de la dissipation scalaire :

˜̇ΩϕYc
= Sc(2cm − 1)ρuSlỸ

eq 2
c

(
Σ−

ρ̄ϕYc

δ∗

)

+(1− Sc)

(
2ρ̄D|∇Ỹc|

2 + 2ρCD

Ycv

∆2/DT

+ ρ̄
(
Ỹ eq

c
˜̇ωYc

− 2Ỹcω̇Yc

))
(3.41)

où les quantités ˜̇ωYc
et Ỹcω̇Yc

sont les taux de réaction laminaires moyennés par la β-pdf
et interpolés dans la table en fonction des valeurs locales de c̃ et Sc.
D’autre part, de sorte à assurer la cohérence d’ensemble du modèle par rapport à cette
extension, les taux de réaction des espèces chimiques s’écriraient :

ρ̄˜̇ωYi
(x, t) = Scρ

uSLσ(x, t)(Yi(c = 1)− Yi(c = 0)) + (1− Sc)ρ̄˜̇ω
β−pdf

Yi
(3.42)

où ˜̇ωβ−pdf

Yi
est un taux de réaction filtré déduit d’une β-pdf, comme cela est fait classique-

ment dans le modèle PCM-FPI.
Bien que le modèle obtenu ne souffre a priori d’aucun problème théorique dans sa formu-
lation, quelques inconvénients d’ordre pratique doivent être soulignés.
Tout d’abord, dans le cas de la modélisation d’une flamme de prémélange, il est difficile
d’envisager que les fermetures adoptées pour l’équation de transport de ϕYc

assurent que
la ségrégation en avancement tende vers 1. De ce fait, ce n’est plus seulement la densité
de surface de flamme Σ qui pilote la vitesse de propagation de la flamme et cette dernière
ne peut donc plus être contrôlée.
De plus, même dans le cas où Sc = 1, le couplage peut présenter une certaine fragilité
d’un point de vue numérique puisque par construction la densité de surface de flamme
reconstruite σ tend vers la densité de surface de flamme imposée Σ suivant un temps de
relaxation τ ∗. Bien qu’aucun problème n’ait été observé sur des cas tests de propagations
de flammes monodimensionnelles dans des zones de richesse homogène, le profil de la den-
sité de surface de flamme σ ne tendait plus vers le profil de Σ lorsque la flamme traversait
un gradient de richesse.
En conséquence, une autre possibilité de couplage plus simple est envisagée en partant de
l’écriture fournie dans l’équation (3.24) ainsi qu’expliqué dans la partie suivante.
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3.2.2 Fermeture dynamique

En conservant l’hypothèse que l’épaisseur de flamme est infiniment mince, il est possible
d’écrire dans l’équation (3.24) que Σ(c∗;x, t) ≈ Σ(x, t) où Σ(x, t) est la densité de sur-
face de flamme généralisée provenant d’une fermeture algébrique ou d’une équation de
transport. Dans ce cas, de manière analogue à précédemment, le taux de réaction est clos
comme :

˜̇ωYi
(x, t) =

∫ 1

0

ω̇Yi
(c∗)P̃ (c∗;x, t)dc∗ =

∫ 1

0

ω̇Yi
(c∗)

ρ(c∗)

ρ̄(x, t)

Σ(x, t)

|∇c∗|
dc∗

=
ρu

ρ̄
SLΣ(x, t) (Yi(c = 1)− Yi(c = 0)) (3.43)

Finalement, partant d’une pdf proche de celle de Domingo et Bray (la différence se faisant
sur l’évaluation de la densité de surface de flamme), le lien est fait très facilement avec
les modélisations type Modèle de Flamme Cohérente basée sur le transport de la densité
de surface de flamme. Notons que ce résultat a été exploité récemment dans les travaux
de thèse de Ghedhaifi [60]. Néanmoins, en toute rigueur, si l’on écrit les relations de
l’équation (1.37) pour cette pdf, les coefficients α et β de l’équation (3.24) deviennent :

α = (1− c̃)−
Σ

ρ̄

∫ 1−

0+

ρ(c∗)(1− c∗)dc∗

|∇c∗|
(3.44)

β = c̃−
Σ

ρ̄

∫ 1−

0+

ρ(c∗)c∗dc∗

|∇c∗|
(3.45)

L’expression de la pdf de l’équation (3.43) permet notamment de lier les expressions de
c̃ et c̄ qui interviennent dans certains termes de l’équation de transport de la densité
de surface de flamme. Afin de ne pas perturber le fonctionnement de cette dernière, la
pdf donnée par la théorie BML est ici conservée comme cela est fait usuellement pour
les modèles à densité de surface de flamme [66, 134] c’est-à-dire que la pdf est simplifiée
comme :

P̃ (c∗;x, t) = (1− c̃(x, t))δ(c∗) + c̃(x, t)δ(1− c∗) (3.46)

3.3 Formulations de nouveaux modèles

pour le prémélange

Dans cette partie, l’intégration des résultats présentés auparavant pour l’élaboration de
modèles couplant les formalismes ECFM-LES et PCM-FPI est détaillée.

3.3.1 Couplage fort (modèle PCM-CFM I)

Un premier modèle est obtenu simplement en reprenant le formalisme de l’équation (3.43).
La limitation de cette modélisation est a priori une prédiction approximée des états in-
termédiaires des espèces au sein du front de flamme, du fait qu’une variation monotone
est imposée, ce qui est faux pour des espèces minoritaires comme CO ou OH.
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La composition d’équilibre cible Y eq
i est interpolée dans une table à partir de calculs

PREMIX de flammes laminaires stationnaires monodimensionnelles ou de calculs SEN-
KIN de réacteurs homogènes à pression constante.
La variable Σ peut être fermée algébriquement ou être déterminée à partir d’une équation
de transport. Le système complet d’équations est écrit par la suite.

3.3.2 Couplage faible (modèle PCM-CFM II)

Un autre formalisme est ici proposé afin d’apporter une correction à la vitesse prédite par
PCM-FPI.
Des inconvénients sont liés à l’emploi de la β-pdf ainsi que détaillé en début de cha-
pitre. Néanmoins, il a déjà permis, dans un cadre LES, une modélisation d’une flamme
prémélangée turbulente satisfaisante par rapport aux résultats fournis par l’expérience [59].

Le niveau de vitesse de propagation du front turbulent étant difficilement anticipé a
priori, il apparâıt possible de le contrôler en remplaçant le taux de réaction déterminé à
partir de la β-pdf par un taux de réaction fourni par une autre modélisation spécifique à
la combustion prémélangée. Sachant que la cible des modèles conçus est le calcul moteur
et que ECFM-LES a déjà fourni des résultats intéressants dans cette optique, le choix
du modèle ECFM-LES s’avère ici judicieux. Le couplage entre ECFM-LES et PCM-FPI
consiste donc dans le principe à reprendre le système d’équations de PCM-FPI ainsi que
la table chimique pré-traitée à l’aide des pdf présumées β en tenant compte des modifi-
cations suivantes :

– le taux de réaction de la variable d’avancement non normalisée Ỹc devient :

ρ̄˜̇ωYc
= ρuSLΣỸ

eq
c (3.47)

– étant donné que l’on suppose que le niveau de ségrégation local est suffisamment
élevé pour fermer le taux de réaction par une hypothèse de flammelette, le lien établi
précédemment (Eq. (3.34)) entre la ségrégation Sc et la densité de surface de flamme
est conservé :

Sc = 1−
Σδ∗

ρ̄c̃(1− c̃)
(3.48)

Cette modélisation ad hoc permet d’utiliser PCM-FPI en contrôlant la vitesse de pro-
pagation du front turbulent et de bénéficier à travers la tabulation des effets de chimie
complexe.
Plus de détails sur cette méthodologie sont fournis dans la partie suivante.

3.4 Proposition et étude de nouveaux formalismes

Ce qui suit correspond à un article soumis à la revue Combustion and F lame et aborde
la modélisation de la flamme prémélangée turbulente stationnaire. Il contient des tests
de principe de la modélisation PCM-FPI, le détail du couplage entre la chimie tabulée
et l’équation de transport de la densité de surface de flamme pour l’élaboration des deux
modèles évoqués préalablement et des tests de validation sur une flamme de laboratoire
stabilisée par swirl.
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3.5 Introduction

In the past few years, the development of massively parallel computers contributed to
drastic CPU cost reductions in computational fluid dynamics making possible Large-Eddy
Simulation (LES) of real combustion systems, such as gas turbines [140, 104, 13, 15] or
piston engines [49, 148, 134, 2, 153]. LES that was previously limited to laboratory-flame
oversimplified geometries, nowadays appears as a useful tool for the design of new com-
bustion chambers, specifically in the field of premixed turbulent combustion, where it
has already been used for understanding flame and flow unsteadiness [103, 51, 13, 153].
Overall, using massively parallel computers, more grid points are introduced in the simu-
lation. However, because of the increase in flow complexity and domain size considered,
the mesh-resolution is still coarse compared to thin flame reaction zones and accurate
modeling of unresolved flame fronts is required to get reliable numerical results. In pre-
mixed turbulent combustion, the flame burning rate is directly linked to the turbulent
flame surface [21]. Most industrial systems operate at a high Reynolds number, the flame
surface is highly distorted and the flame wrinkling cannot be entirely resolved by LES
meshes. The sub-grid scale (SGS) modeled expression of the space-filtered burning rate
should, at least, preserve two basic properties of turbulent premixed flames [45], namely
their propagation velocity, which was related in the literature to a measure of SGS velo-
city fluctuations u′ and to the characteristic size of the SGS turbulent eddies [31, 32, 127],
and their thickness. Concerning flame length scales, keeping the flame brush thickness
under control in Large-Eddy Simulations is not an obvious task, because of the non-linear
interactions between the resolved flame front and the resolved and unresolved eddies. The
need for predicting realistic turbulent flame speeds motivated first developments of SGS
closures based on the Coherent Flame Model (CFM) [65, 66], complemented by ECFM-
LES [134, 153] that notably allows for monitoring the flame brush thickness. The CFM
formalism consists in solving the balance equation for the filtered flame surface density
Σ. One major drawback of this approach is that all chemical information is packed into
a single quantity : the laminar flame speed ; on the other hand, one interesting feature of
ECFM-LES is that a flame length scale information is embedded in Σ. Another option
for LES of combustion is the use of tabulated chemistry generated from one-dimensional
laminar flame archetypes, called flamelets, which are then filtered with presumed proba-
bility density functions (pdf) representative of the SGS statistical values of the flamelet
control parameters ; both diffusion and premixed flamelets have been combined with pre-
sumed pdfs in a LES context [127, 42, 59, 161, 58, 144]. Both concepts, CFM and flamelets
with presumed pdfs approaches, were first introduced in Reynolds-Averaged Navier-Stokes
(RANS) calculations [20, 47]. The second model was mostly coupled with β-shape pdfs, a
presumed shape that was subsequently not found optimal for premixed flames [41, 23, 76].
Moreover, there is no ingredient in flamelet tabulated chemistry (FPI [62] or FGM [152])
combined with presumed pdfs (PCM-FPI [156]), to control directly turbulent flame speed
and flame brush thickness, mainly because the probability density function is defined in
one-point and no length scale information is available.
The objective of this paper is to propose hybrid approaches combining presumed pdfs
with flame surface density (FSD) SGS closures. The role of the flamelet with presumed
pdfs is to supplement the lack of detailed chemistry in flame surface density models, while
the flame surface introduces a length scale, useful for keeping flame speed and thickness
under control. The models developed in this work are implemented in the AVBP sol-
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ver [13] and used to perform LES of a turbulent premixed burner experimentally studied
by Meier et al. [97]. Species and temperature profiles from the simulations are then compa-
red with measurements. Finally, differences between LES results obtained with the hybrid
SGS closures and those from a previous study, using the PCM-FPI approach (Galpin et
al. [59]), are analysed. For this purpose, a posteriori comparisons based on statistically
one-dimensional flames are performed to better determine the limits of presumed pdf
based models in the premixed combustion framework.

3.6 Hybrid approaches for LES of turbulent premixed

flames combining complex chemistry and flame

surface density concept

The aim of most LES combustion model is to provide closures for unclosed terms of the
filtered species (or progress variable) transport equations :

∂ρ̄Ỹi

∂t
+∇ ·

(
ρ̄ũỸi

)
= −∇ ·

(
ρuYi − ρ̄ũỸi

)
+∇ ·

(
ρDi∇Yi

)
+ ρ̄ ˜̇ΩYi︸ ︷︷ ︸

ρ̄ ˜̇ωYi

(3.49)

where ρ is the density, Yi is the mass fraction of the ith specie and u is the velocity
vector. The three RHS terms need to be modeled and respectively represent the unresolved
convective transport and molecular diffusion plus the filtered chemical source ; the last
two terms are combined in a single one ρ̄ ˜̇ωYi

. Reynolds spatial filtering operator is denoted
‘ā’ and ã = ρa/ρ is the Favre mass weighted one.
In this section, presumed pdf and FSD based closures from the literature are first briefly
reviewed. Coupling of these approaches is then discussed, leading to the proposition of
two hybrid models including complex chemistry effects and accurate prediction of the
turbulent flame speed.

3.6.1 LES models based on flame surface density

The unclosed filtered progress variable c̃ transport equation reads, for a model based on
the flame surface density concept :

∂ρ̄c̃

∂t
+∇ · (ρ̄ũc̃) +∇ · (ρuc− ρ̄ũc̃) = ρuSLΣ (3.50)

where ρu denotes the fresh gases density, SL is the laminar flame speed, Σ is the Reynolds
filtered FSD and c̃ evolves from 0 in the fresh gases to unity in the burned gases.
The flame surface density has previously been closed following two approaches in a LES
context :

– by using algebraic closures [12, 166, 50] : Σ = Ξeq |∇c̄|, where the wrinkling factor
Ξeq can be computed analytically. Such models assume an equilibrium between flame
surface production by turbulence and destruction by curvature effects leading to SGS
wrinkling values constant in space and time in frozen or homogeneous and isotropic
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turbulence [134, 135] ;

– by solving a transport equation for the flame surface density [134, 66].

The first type of closure is not well suited for modeling highly unsteady phenomena [134],
nevertheless it can be retained for quasi-steady turbulent flames. The latter takes into
account the impact of the strain rate and the curvature of the flame front and integrates
the wrinkling history effects whose importance has been highlighted by Driscoll [45]. Both
approaches can be a priori coupled to presumed pdf and are then compared in this work.

Algebraic closure for the FSD

Following algebraic approaches from the literature [11, 10] the filtered c̃ equation is ex-
pressed as :

∂ρ̄c̃

∂t
+∇ · (ρ̄ũc̃) = ∇ ·

(
ρ
Dtot

ScT
∇c̃

)
+ ρuSLΞ

eq c̃(1− c̃)

∆̂
(3.51)

where ScT is the turbulent Schmidt number, Dtot is the total diffusivity and ∆̂ is the com-
bustion filter size equal to a couple of times the mesh size [134]. The source term of this
equation is not based on the Reynolds filtered progress variable, but on the Favre quantity
in order to include part of the effects of non-gradient transport encountered in premixed
flames. Considering Boger’s expression [10] for the total diffusivity : Dtot ∝ SLΞ

eq∆̂, the
formulation of Eq. (3.51) is similar to the thickened flame model (TFLES) [36], the thi-
ckening factor of TFLES being here replaced by the combustion filter size. This property
ensures the flame brush thickness control at a value close to ∆̂ [10, 133].

Transport equation for the flame surface density : the ECFM-LES model

The unclosed filtered flame surface density transport equation was first proposed by Vey-
nante and Poinsot [157] in a LES context. Then Hawkes and Cant [65, 66] and Richard et
al. [134, 135] proposed closures for the source terms of this equation. Richard also in-
cluded non-gradient transport effects in both filtered progress variable and flame surface
density transport equations and worked on the flame brush thickness control leading to
the ECFM-LES model [153] :

∂ρ̄c̃

∂t
+∇ · (ρ̄ũc̃) = ∇ ·

(
ρ̄ν̂T

ScT
∇c̃

)
+ ρuSLΣc̃ (3.52)

∂Σc̃

∂t
+∇.(ũΣc̃) = ∇ ·

(
ν̂T

ScT
σc∇Σc̃

)

︸ ︷︷ ︸
(I)

+(∇ · ˆ̃u− n̄ n̄ : ∇ˆ̃u)Σc̃︸ ︷︷ ︸
(II)

+
Γ

σc

u′
∆̂

∆̂
Σ̄c̃

︸ ︷︷ ︸
(III)

+SD(∇ · n̄)Σc̃︸ ︷︷ ︸
(IV)

−∇.(SDn̄Σc̃)︸ ︷︷ ︸
(V)

+ βcSL

c∗ − c̄

c̄(1− c̄)
(Σc̃ − Σ

lam

c̃ )Σc̃

︸ ︷︷ ︸
(VI)

(3.53)
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where the quantity Σc̃ includes the counter-gradient transport contribution [88] and is
defined as :

Σc̃ = Σ+∇ · ((c̄− c̃)n̄) (3.54)

n̄ = −∇c̃/|∇c̃| is the vector normal to the resolved flame front and pointing towards
the fresh gases. Equation (3.53) presents the following closures for the right-hand side :
the turbulent diffusion of the flame surface density (I), the resolved (II) and the SGS
parts of the strain rate (III), the resolved curvature (IV), the resolved propagation (V)
and a destructive term combining SGS contributions of propagation and curvature (VI).

The turbulent diffusivity ν̂T and the SGS strain rate are evaluated at scale ∆̂, which
corresponds to the combustion filter size. The resolved strain rate is then not computed
directly from the resolved velocity field ũ but from this field filtered at ∆̂, ˆ̃u, to ensure
the same cut-off scale in the turbulence spectrum between the resolved and SGS parts of
the flame strain. SD, figuring in terms (IV) and (V), is the propagation speed of the flame

front closed as : SD = ρuSL/ρ̄. Σ
lam

c̃ = |∇c̃|+ (c̄− c̃)∇ · n̄ includes both the laminar parts
of the unresolved flux and flame surface density, Γ is the efficiency function proposed by
Charlette et al. [31], βc = 4/3 and c∗ = 0.5 are modeling constants. Finally, the factor
σc appearing in terms (I) and (III) is a control operator imposing a resolution of the

turbulent flame brush at the combustion filter size ∆̂. The classic progress variable of the
ECFM-LES model is associated with the consumption of the fuel and rebuilt as :

c̃ECFM−LES = 1− Ỹ u
F /Ỹ

u
F |

u (3.55)

where Ỹ u
F is the mass fraction of fuel contained in the fresh gases of the cell while Ỹ u

F |
u

is the same quantity conditioned in the fresh gases that is to say divided by the mass
fraction of fresh gases. This conditioning method is detailed in Colin et al. [34].

Chemistry for FSD models

Flame surface density models are generally based on a simple description of chemical
reactions through the flame using a single step scheme [35, 153, 17] :

CxHyOz +
(
(α+ 1)

x

2
+ α

y

4
−
z

2

)
O2 → αxCO2 + α

y

2
H2O

+ (1− α)xCO + (1− α)
y

2
H2 (3.56)

where α is a coefficient function of the local fuel air ratio. In this case the species reaction
rates are directly linked to that of the progress variable and read :

˜̇ωYi
= −νi

Wi

WF

Y u
F |

u ˜̇ωc (3.57)

where Wi denotes the molar weight of species ‘i’ and νi is the stoichiometric coefficient of
this species in the single step reaction (Eq. (3.56)).

Prediction of the turbulent flame speed

The analytical study of flamelet models was first proposed by Hakberg and Gosman [64]
on the bases of Kolmogorov’s method [85], called the KPP (Kolmogorov, Petrovsky, Pis-
kunov) analysis. This approach considers the simple problem of the one-dimensional pro-
pagation of a steady flame in a frozen turbulent flow with constant density. Using a KPP
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analysis, a priori expressions for the turbulent flame speed of algebraic FSD models can
be determined, leading to the following equation for the Boger model [11] :

SKPP
T Boger = ΞeqSL (3.58)

The KPP theorem was extended by Fichot et al. [53] and Duclos et al. [47] to models
based on a transport equation for the FSD and then adapted by Richard et al. [133] to
account for density variations through the flame. The application of this theorem to the
ECFM-LES model provides the following expression for the turbulent flame speed :

SKPP
T ECFM−LES

= SL + 2

√
ν̂T < aT >s

1− βcc∗

1+τ

(3.59)

where < aT >s refers to the SGS strain rate closure, 1 + τ is the thermal expansion rate
across the flame front [21] and βc and c

∗ are two constants previously defined. Vermorel et
al. [153] validated the reliability of the KPP expression for ECFM-LES against experi-
mental data from Abdel-Gayed et al. [1]. These data were relative to the combustion of
propane-air mixtures with varying fuel-air ratios and turbulent intensities. Steady one-
dimensional flame cases were also performed with ECFM-LES to verify that the simulated
turbulent flame front correctly propagated at the KPP velocity. In the present work, si-
mulations are mainly based on methane-air flames and similar tests were then conducted
using this fuel to check the correct response of Eq. (3.59), providing a good agreement
with experimental values from Shy et al. [141] (Fig. 3.1).
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Fig. 3.1 – Evolution of the normalized turbulent flame speed as function of u
′

/Sl for
different methane-air mixtures (fuel air equivalence ratios of 0.8 and 1.0) : comparisons
between experimental data from Shy et al. [141] and ECFM-LES results given by the
KPP theory : exp. points for φ=0.8. Line with circles : ECFM-LES for φ=0.8. Squares :
exp. points for φ=1.0. Line with squares : ECFM-LES for φ=1.0

It should be noticed that, using Eq. (3.59) to define the equilibrium flame wrinkling for
the algebraic model : Ξeq = SKPP

T ECFM−LES
/SL, both Boger and ECFM-LES models give
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the same turbulent flame speed in steady state cases. This expression of the equilibrium
wrinkling is retained in this paper to compare algebraic and transport equation closures
for the FSD.

3.6.2 Flamelet with presumed pdf (PCM-FPI)

Premixed flamelet chemistry tabulation (FPI-FGM)

Premixed flamelet chemistry tabulation for turbulent combustion modeling was discussed
by Bradley et al. [20] and then recently revitalized in two equivalent formulations FPI
(Flame Prolongation of Intrinsic Low Dimensional Manifolds) [62] and FGM (Flamelet-
Generated Manifolds) [152]. In these methods, the inner structure of a laminar premixed
flame is described from a single scalar, the progress variable, as it evolves monotically
from the fresh gases state to the equilibrium one. For light hydrocarbons, this variable is
often chosen as :

c =
YCO + YCO2

Y eq
CO + Y eq

CO2

=
Yc

Y eq
c

(3.60)

where Yi is the mass fraction of the i
th species and the upperscript eq denotes the chemical

equilibrium condition. After computations of unstrained and freely propagating steady
laminar premixed flames with a complex chemistry software using detailed chemical and
transport properties, flame thermochemical variables ψ (species mass fractions, reactions
rates...) are stored as simple functions of the progress variable, ψ = ψFPI(c), ensuring
that c is a monotonically evolving variable so that every ψ can be expressed uniquely
from c.

Presumed pdf as LES filters

In LES, the filtered thermochemical variables read [103] :

ρψ̃(x, t) =

+∞∫

−∞

ρ(x′, t)ψ(x′, t)G∆(x
′ − x)dx′ (3.61)

with G∆ a space filter of characteristic size ∆. In PCM-FPI, it is assumed that the
filtering operation can be expressed from the convolution of the progress variable pdf
with the flamelet tabulated response :

ψ̃(x, t) =

1∫

0

ψFPI(c∗)P̃ (c∗;x, t)dc∗ (3.62)

where P̃ (c∗;x, t) denotes the probability density function of the stochastic variable c∗.
Following a well-established procedure, the pdf is presumed from its first two moments, c̃
and c̃2 [14]. In a fully premixed system, the equivalence ratio is fixed and thus Y eq

c also,

then c̃ = Ỹc/Y
eq
c and c̃2 = Ỹ 2

c /Y
eq
c

2. To calibrate the pdf with normalized quantities, the

unmixedness factor Sc = (c̃2−c̃2)/(c̃(1−c̃)), varying between zero and unity, is introduced.
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Sc relates to Ycv = ỸcYc − ỸcỸc, the SGS variance of Yc :

Sc =
Ycv

Ỹc(Y
eq
c − Ỹc)

(3.63)

Ỹc and Ycv are obtained from two balance equations [41] :

∂ρ̄Ỹc

∂t
+∇ ·

(
ρ̄ũỸc

)
= ∇ ·

(
ρ̄ (D +DT )∇Ỹc

)
+ ρ̄ ˜̇ωYc

(3.64)

∂ρ̄Ycv

∂t
+∇ · (ρ̄ũYcv) = ∇ · (ρ̄ (D +DT )∇Ycv) + 2ρ̄DT

∣∣∣∇Ỹc

∣∣∣
2

− 2sχYc
+ 2ρ̄

(
˙̃ωYc
Yc − Ỹc

˜̇ωYc

)
(3.65)

where D and DT are the laminar and SGS eddy diffusion coefficients, respectively, ˜̇ωYc

and ˙̃ωYc
Yc are obtained from the look-up table using Eq. (3.62) and sχYc

is the SGS scalar
dissipation rate, which can be modeled with a linear relaxation hypothesis, previously
used for LES of a premixed turbulent burner [59] :

sχYc
= ρCD

Ycv

∆2/DT

(3.66)

An alternative is a combination of the Bi-Modal-Limit (BML) with the linear relaxation,
introduced so far in nonpremixed and burned gases vitiated partially premixed combustion
LES [42] :

sχYc
= (1− Sc)ρ̄CD(DT/∆

2)Ycv + Sc

(
−ρ̄D

∣∣∣∇Ỹc

∣∣∣
2

+ ρω̇Yc
Yc −

ρω̇Yc
Y eq

c

2

)
(3.67)

Once Eqs. (3.64)-(3.65) are solved, c̃ and Sc are computed from Ỹc and Ycv to presume

P̃ (c∗;x, t). Flame properties like the species reaction rates or mass fractions can then be
obtained from Eq. (3.62) to compute the source term of Eq. (3.49) [61, 59].

Expression of the flame speed for PCM-FPI models

The KPP theorem can not be directly applied to PCM-FPI models, but a similar analysis
may be performed to derive expressions for the corresponding turbulent flame speeds. For
this purpose, the scalar ϕYc

defined as : ϕYc
= (1− Sc)Ỹc(Y

eq
c − Ỹc) should be considered.

Its transport equation has indeed the advantage of being more convenient than Eq. (3.65)
for Ycv and reads in case of an homogeneous fuel air ratio [41] :

∂ρ̄ϕYc

∂t
+∇ · (ρ̄ũϕYc

) = ∇ · (ρ̄ (D +DT )∇ϕYc
)

+ 2ρ̄χ̃Yc
+ ρ̄

(
Y eq

c
˜̇ωYc
− 2 ˙̃ωYc

Yc

)
(3.68)

where
ρχ̃Yc

= ρD|∇Ỹc|
2 + sχYc

(3.69)
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Considering the framework of a monodimensional steady flame evolving in a frozen tur-
bulence and integrating Eqs. (3.64) and (3.68) along the x axis, a new set of equations
can be obtained :

+∞∫

−∞

dρ̄ũỸc

dx
dx =

+∞∫

−∞

ρ̄ ˜̇ωYc
dx (3.70)

+∞∫

−∞

2ρ̄χ̃Yc
dx =

+∞∫

−∞

ρ̄
(
2 ˙̃ωYc

Yc − Y eq
c
˜̇ωYc

)
dx (3.71)

Accounting for the mass conservation through the flame (ρ̄ũ = ρuST ) and substituting
Eq. (3.70) in Eq. (3.71), it comes :

STPCM−FPI
=

2

ρuY eq 2
c

+∞∫

−∞

ρ̄
(
˙̃ωYc
Yc − χ̃Yc

)
dx (3.72)

This expression shows that the turbulent flame speed is determined by the equilibrium
between the scalar dissipation χ̃Yc

, which needs to be closed, and the production term

˙̃ωYc
Yc, which depends on the local shape of the pdf. As alluded above, it is then difficult

to anticipate the response of any PCM-FPI model to the SGS turbulent intensity. In
addition, deriving an a priori expression for the turbulent flame brush thickness δT seems
to be even more challenging. Consequently, these two quantities (ST and δT ) can not
be controlled, which constitutes the major drawback of the classical PCM-FPI approach.
The previous statements are illustrated in Fig. 3.2 where simulations of mono-dimensional
steady flames propagating in a frozen turbulence are presented.

Comparisons are made between ECFM-LES and two PCM-FPI models based on different
closures for the progress variable scalar dissipation rate (Eq. (3.66) and (3.67)). For this
purpose, turbulent flame speeds and flame brush thicknesses are extracted from the cal-
culations, the latter being evaluated using the maximal gradient of the filtered progress
variable. In the simulations, SGS turbulent scales ∆ and velocity fluctuations u′ are im-
posed to compute the ECFM-LES source terms. The SGS turbulent viscosity used in
the models’ SGS turbulent fluxes is then reconstructed as : νT = Cu′∆ (where C=0.12),
this latter SGS quantity being the only one required for PCM-FPI computations. The
turbulent scale ∆ is taken equal to the grid size ∆x for PCM-FPI and to the LES com-
bustion filter size ∆̂ = (10∆x) for ECFM-LES, as it is the case in real LES. The proposed
simulations then consist in a priori test-cases aiming at studying the SGS response of
the models for fixed SGS flow conditions, all other things being equal. Nevertheless, it
should be noticed that in these cases there are no resolved structures and consequently the
resolved flame remains mono-dimensional. Therefore, the resolved wrinkling equals unity
and no feedback of the resolved flame dynamics on the modeled SGS part is accounted
for. In this sense, although LES models are used, these tests can be seen as RANS si-
mulations, with integral length scales imposed at ∆, and discrepencies observed between
the SGS models should be considered as a maximization of what would be observed in
a real LES. Considering that the SGS strain rate of ECFM-LES is computed using an
efficiency function based on DNS [31] and that this model well describes turbulent flame
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Fig. 3.2 – Simulations of 1D steady flames propagating in a frozen turbulence using PCM-
FPI and ECFM-LES models (RANS context). Two closures of the SGS scalar dissipation
rate (Eq. (3.66) and (3.67)) are tested for the PCM approach. Results are compared in
terms of turbulent flame speed (ST ) and flame brush thickness (δT ) for different SGS
turbulent velocities and grid sizes. ν and νT correspond respectively to the laminar and
SGS kinematic viscosities, the latter being computed as : νT = Cu′∆ where C=0.12 and
u′ and ∆ are imposed in the simulation. Top : normalized turbulent flame speeds for
∆x = 0.5 mm (a) and ∆x = 0.1 mm (b). Bottom : normalized flame brush thicknesses
for ∆x = 0.5 mm (c) and ∆x = 0.1 mm (d).
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speeds (Fig.3.1), its results can be viewed as reference ones. The simulations are first per-
formed in conditions representative of current industrial configurations, i.e. with a grid
size ∆x = 0.5 mm and normalized SGS velocity fluctuations u′/SL ranging from 0 to 14.
It is shown that turbulent flame speeds given by PCM-FPI models have the same trends
and levels than those of ECFM-LES, provided the SGS viscosity is sufficiently high. In
this case, the flame brush thickness is quite constant and about 15-20 ∆x for PCM. This
value is higher than those commonly used in models ensuring explicitly the flame front
resolution control like ECFM-LES or TFLES, a behavior already noticed by Albouze et
al. [4]. Nevertheless, the previous observations are not valid for the low SGS viscosity zone,
where PCM-FPI models do not allow to obtain a correct flame propagation, providing
flame speeds lower than the laminar one. This is because the unmixedness factor of the
progress variable Sc is high and the corresponding reaction rates of the PCM-FPI table
are very low. In addition, for very low values of u′, it is more and more difficult to reach
the convergence of the simulation even with a very refined look-up table in the high Sc

zone, explaining why no data are represented for νT/ν = 0. This result indicates that in
zones where the flow is quasi-laminar and the flame resolution is low, PCM-FPI could
lead to flame extinction instead of a laminar propagation. Obviously, models based on
SGS pdf must benefit from a resolution increase for low turbulence levels, to capture the
asymptotic δ-function behavior of the pdf in the limit of laminar flames. A second set of
simulations is also performed for a finer grid size ∆x = 0.1 mm considered as a possible
future standard for LES of industrial systems. In this case, the SGS velocity fluctuations
should be small compared to the previous one (∆x = 0.5 mm) and are here chosen as-
suming a constant kinetic energy dissipation in the inertial zone, which leads to values
of u′/SL ranging from 0 to 8. The results obtained with PCM-FPI models are similar to
those of the first simulations : the turbulent flame speed correctly increases with the SGS
velocity level and the flame brush thickness is higher than for ECFM-LES. However, for
this new grid size, ST/SL is overestimated by a factor two with PCM-FPI even for low
values of u′, a behavior already observed by Vicquelin et al. [160]. This is because the
unmixedness factor Sc decreases with the LES filter size and is here smaller than for the
previous set of simulations. Finally, all these results suggest the existence of a ‘functio-
ning’ zone for PCM-FPI models, which depends on the grid size ; this point is related to
the existence of a departure between SGS scalar variance and SGS scalar energy, evol-
ving with scalar characteristic scales and mesh properties [155]. For the parameters range
where PCM-FPI predictions are reliable, the flame brush thickness and speed values are
reasonable, but outside the PCM-FPI behavior is not reliable whatever the c scalar dissi-
pation rate expression is. In practice, the limits of this zone mainly correspond to regions
where the flow is weakly turbulent and the flame front is not well resolved. In this case,
either the mesh resolution must be high enough to resolve the flame or the β-pdf shape of
the progress variable should be replaced by another pdf, as discussed in the next section.
However, because of the progress in computing capabilities and flow solvers, refining the
mesh to increase the flame resolution lead to an extension of this zone where models’s
discrepancies vanish [106].

3.6.3 Hybrid presumed pdf and flame surface density closures

The following part proposes two models that combine explicitly the flame surface density
Σ and PCM-FPI for modeling premixed combustion to overcome the lack of control of
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the flame front thickness and velocity of the latter approach. The final expressions are
summarized in Table 3.1.

Tab. 3.1 – Summary of the main equations of the proposed hybrid models.

Model c̃ ρ̄˜̇ωc Σc̃
˜̇ωYi

Sc

PCM-Boger I 1−
fY u
F

Ỹ u
F
|u

ρuSLΣc̃ Ξeq c̃(1−c̃)
b∆

˜̇ωc (Y
eq
i − Y u

i |
u) -

PCM-CFM I 1−
fY u
F

Ỹ u
F
|u

ρuSLΣc̃ Eq. (3.53) ˜̇ωc (Y
eq
i − Y u

i |
u) -

PCM-Boger II
eYCO+eYCO2

Y
eq
c

ρuSLΣc̃ Ξeq c̃(1−c̃)
b∆

eY PCM−FPI
i (c̃+γδt

ėωc,Sc)−eYi

γδt
1− Σd∗

ρ̄c̃(1−c̃)

PCM-CFM II
eYCO+eYCO2

Y
eq
c

ρuSLΣc̃ Eq. (3.53)
eY PCM−FPI
i (c̃+γδt

ėωc,Sc)−eYi

γδt
1− Σd∗

ρ̄c̃(1−c̃)

Strong coupling approach

The first approach corresponds to a strong coupling between FSD and pdf closures and
is directly based on the relation linking these two formalisms.

Coupling principle
The starting point is the closure of the filtered reaction rate of the ith chemical species
thanks to a statistical modeling :

˜̇ωYi
(x, t) =

∫ 1

0

ω̇FPI
Yi

(c∗)P̃ (c∗;x, t)dc∗ (3.73)

The pdf of the progress variable is expressed using the BML formulation [26] :

P̃ (c∗;x, t) = α̃(x, t)δ(c∗) + F̃ (c∗) + β̃(x, t)δ(1− c∗) (3.74)

which introduces a budget for the fresh (α̃(x, t)δ(c∗)), burning
(
F̃ (c∗)

)
and burned gases

(
β̃(x, t)δ(1− c∗)

)
. The inner part of the pdf can be closed thanks to the relation between

the FSD and the progress variable pdf proposed in [130, 154] :

Σ(c∗;x, t) =
(
|∇c| | c∗

)
P (c∗;x, t) (3.75)
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where
(
|∇c| | c∗

)
is the conditional filtered mean of the gradient through the flame. Using

Eq. (3.75) and the relation P̃ (c∗;x, t) = ρ(c∗)/ρ̄P (c∗;x, t) [154], the pdf then reads :

P̃ (c∗;x, t) =
ρ(c∗)

ρ̄

Σ(c∗;x, t)(
|∇c| | c∗

) (3.76)

The local flame front is assumed sufficiently thin so that the iso-c∗ stay parallel to each
other, meaning the flame surface density associated to a given progress variable c∗ is close
to the generalized flame surface density : Σ(c∗;x, t) ≈ Σ(x, t) = |∇c|. This hypothesis is
related to the assumption of a c-gradient through the flame that stays close to |∇c∗|FPI ,
its laminar reference value (thin reaction zone regime [122]). The pdf of the progress
variable is then expressed as :

P̃ (c∗;x, t) = α̃(x, t)δ(c∗) +
ρ(c∗)

ρ̄

Σ(x, t)

|∇c∗|FPI
+ β̃(x, t)δ(1− c∗) (3.77)

Considering that the burning rate vanishes at c = 0 and c = 1, the closure of the ith

chemical species source term reads :

˜̇ωYi
(x, t) =

∫ 1

0

ρ(c∗)ω̇FPI
Yi

(c∗)

|∇c∗|FPI

Σ(x, t)

ρ̄
dc∗

=
Σ(x, t)

ρ̄

∫ +∞

−∞

ρ(ξ)ω̇FPI
Yi

(ξ)dξ (3.78)

ξ is a coordinate across the thin flame front. Integrating through a laminar one-dimensional
flamelet the Yi balance equation :

ρuSL

dYi

dξ
=

d

dξ

(
ρDi

dYi

dξ

)
+ ρω̇Yi

(3.79)

where Di is the diffusion coefficient, Eq. (3.79) becomes :

∫ +∞

−∞

ρ (ξ) ω̇Yi
(ξ) dξ = ρuSL [Yi(ξ = +∞)− Yi(ξ = −∞)] (3.80)

The ith chemical species reaction rate finally reads :

ρ̄˜̇ωYi
(x, t) = ρuSLΣ(x, t) [Y

eq
i − Y u

i |
u] (3.81)

where Y u
i |

u is the mass fraction of the ith species conditioned in the fresh gases. Y eq
i

is extracted from the FPI look-up table and corresponds to the composition obtained at
c = 1. This description of the chemistry is better than the classical CFM single step one as
the burned gases equilibrium composition is a priori computed with a complex chemical
scheme and depends on the FPI table inputs (pressure, temperature, fuel air ratio...). A
well-known result is finally recovered as the filtered source term is proportional to the
flame surface density times the integral of the burning rate through the flame, which
relates to the laminar flame speed. The closure of the reaction rates is similar to the one
proposed in the thesis work of Ghedhaifi [60] for RANS modeling.
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Link with the Bray pdf based on the flamelet properties
The proposed closure may be linked to the recent work of Bray et al. [23], which presents
a pdf based on the laminar flame properties as a potential alternative to the use of β-pdf.
Other papers [76, 83] already made mention of its application. This pdf writes :

P̃Bray(c∗;x, t) = α̃
′

(x, t)δ(c∗) + γ̃
′

(x, t)f̃
′

(c∗) + β̃
′

(x, t)δ(1− c∗) (3.82)

where the inner contribution f̃
′

(c∗) is set to :

f̃
′

(c∗) =
ρ(c∗)

ρ̄

C1∣∣∣ dc
dη

∣∣∣
(3.83)

In Eq. (3.83), η is a dimensionless spatial coordinate and C1 a constant. Using the Bray
closures for the coefficients of the pdf, it comes :

γ̃
′

(x, t)f̃
′

(c∗) =
ρ(c∗)(1− Sc)c̃(1− c̃)
∫ 1−

0+

ρ(c∗)c∗(1−c∗)
|∇c∗|

dc∗

1

|∇c∗|
(3.84)

Comparing Eq. (3.77) to the Bray pdf expression, the following formulation for the filtered
flame surface density is obtained :

Σ =
ρ̄(1− Sc)c̃(1− c̃)
∫ 1−

0+

ρ(c∗)c∗(1−c∗)
|∇c∗|

dc∗
=
ρ̄ϕc

d∗
(3.85)

where ϕc = (1−Sc)c̃(1− c̃) and d
∗ =

∫ 1−

0+ ρ(c∗)c∗(1− c∗)/|∇c∗|dc∗. Σ appears to integrate
information about the unmixedness factor of the progress variable via ϕc and a charac-
teristic length scale of the laminar flame d∗. Consequently, provided the FSD is modeled,
no unmixedness factor is needed anymore in the proposed model (Eq. (3.81)) and no ba-
lance equation should be solved for the progress variable SGS variance Ycv. Also, it is not
necessary to express the pdf shape explicitly (see Table 3.1).

Coupling with FSD models
When coupling FSD and PCM-FPI approaches, some numerical issues have to be regar-
ded. FSD models rely on a filtering of the flame front at a scale ∆̂ so this latter is imposed
in the chemical species mass fraction and energy equations. The thickness control parame-
ter is also kept to compute the diffusive terms of these transport equations. In addition,
the progress variable corresponds to the one defined in Eq. (3.55) and not to the classical
FPI one (Eq. (3.60)). Finally, extending the counter-gradient transport to the transport
equations of all chemical species [88], it comes :

ρ̄˜̇ωYi
(x, t) = ρuSLΣc̃(x, t) [Y

eq
i − Y u

i |
u] (3.86)

where Σc̃ (Eq. (3.54)) can then be obtained either from an algebraic closure (Eq. (3.51))
or from a transport equation (Eq. (3.53)). In this paper, the corresponding hybrid models
are called PCM-Boger I and PCM-CFM I respectively. These two models being based on
the same progress variable and flame surface density closures than the original Boger [12]
and ECFM-LES [134], the theoretical turbulent flame speeds are the same for the hybrid
and non-hybrid models (see KPP analysis, Eq. (3.59)). This is illustrated in Fig. 3.3
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Fig. 3.3 – Simulations of 1D steady flames propagating in a frozen turbulence using
ECFM-LES (bold line), PCM-CFM I (line with circle) and PCM-CFM II (line with
squares) models. Results are compared in terms of FSD (a), progress variable (b) and fuel
(c) and CO (d) mass fractions profiles.

where simulations of one-dimensional steady flames are compared for ECFM-LES and
PCM-CFM I. The turbulent flame speed as well as FSD and progress variable profiles are
nearly the same for both models. However, the composition of the species in the burned
gases are different, the PCM-CFM I one being given by a FPI table and not a single step
chemistry.

Weak coupling approach

The main limitation of the strong coupling approach is that it only gives access to the
equilibrium burned gases state and does not accurately detail the inner chemical structure
of the flame. This description may be sufficient in applications where the burned gases
chemistry is predominant. This chemistry can indeed be described by a post-flame reaction
model in the burned gases zone, defined by c = 1, including for instance CO evolution as
well as NOx formation processes. However, some limitations may arise when dealing with
flame extinction or flame-wall interaction processes which can leed to the production of
partially burned products. Another way to couple the flame surface density concept to
the PCM-FPI model, which describes in details the chemical processes occurring in the
flame front, is now presented.
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Reaction rates formulation
In PCM-FPI the choice of a β-pdf to presume the distribution of the progress variable
may not be relevant to model the propagation of a turbulent premixed flame as mentioned
previously. Bray et al. [23] have discussed that for a given value of the filtered progress
variable c̃, the filtered reaction rates obtained from a flamelet-based pdf or from a β-pdf
may match provided the value of the unmixedness factor SB

c is adequately chosen. The
following principle may then be considered : PCM-FPI is coupled to a β-pdf and the
unmixedness factor of the progress variable SB

c is chosen to guarantee that the filtered
reaction rate is equal to the one provided by another combustion model characterized by
an accurate prediction of the turbulent flame speed :

∫ 1

0

ρω̇FPI
Yc

(c∗)P (c∗, c̃, SB
c )dc

∗ = ρω̇
Ref

Yc
(c̃) (3.87)

Nevertheless, this link cannot be rigorously applied, as the reaction rate ρω̇Yc
is not always

a monotonous function of Sc. Furthermore, the local target reaction rate of progress

variable ρω̇
Ref

Yi
(c̃) may be higher than the maximum reaction rate that can be found in

the look-up table. An ad hoc way to overcome this issue consists in setting the progress
variable reaction rate to the local ‘reference’ reaction rate. Here, this quantity is closed
thanks to a FSD model, that is to say :

ρω̇
Ref

Y c (x, t) = ρuSLΣ(x, t)Y
eq
c (3.88)

This expression has been shown to be identical to a closure of the filtered reaction rate
by a flamelet-based pdf in the previous section. The highlighted link in Eq. (3.85) may
be recast as :

Sc = 1−
Σ
∫ 1−

0+

ρ(c∗)c∗(1−c∗)
|∇c∗|FPI dc∗

ρ̄c̃(1− c̃)
= 1−

Σd∗

ρ̄c̃(1− c̃)
(3.89)

The parameter d∗ is evaluated from the flamelet solution and its value is found to be
weakly dependant of the chosen integration bounds. Sc being closed algebraically, no
balance equation is needed anymore for the progress variable SGS variance. The filtered
progress variable c̃ and unmixedness factor Sc fields being determined, the reaction rates of
the ith chemical species are rebuilt from the tabulated species mass fractions, like proposed
in the work of Galpin et al. [59] for the implementation of PCM-FPI in the AVBP code :

ρ̄˜̇ωYi
= ρ̄

Ỹ PCM−FPI
i (c̃(x, t) + γδt ˜̇ωc(x, t), Sc)− Ỹi(x, t)

γδt
(3.90)

In Eq. (3.90), δt is the time step of the CFD code and γ a parameter set to 5, as in [59].
This latter study showed that the formulation in Eq. (3.90) ensures mass conservation
along with an accurate description of the chemical flame composition. The filtered progress
variable c̃ is evaluated as (ỸCO + ỸCO2

)/Y eq
c , both for building the reaction rates and for

the FSD model. Using Eq. (4.7) for evaluating the reaction rates of CO and CO2 and
summing them, it comes :

ρ̄˜̇ωYc
= ρ̄

Ỹ PCM−FPI
c (c̃(x, t) + γδt ˜̇ωc(x, t), Sc)− Ỹc(x, t)

γδt

= ρ̄Y eq
c

(c̃(x, t) + γδt ˜̇ωc(x, t))− c̃(x, t)

γδt

= ρ̄Y eq
c

˜̇ωc(x, t) (3.91)
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This shows that the non-normalized progress variable Ỹc is correctly produced at the rate
imposed by the reaction rate of the FSD model.

Global model formulation
As for the strong coupling approach, mass fractions and energy equation are implicitly
filtered at scale ∆̂, using the turbulent diffusivity ν̂T , and a parameter σc is used in the un-
resolved transport terms to keep the flame brush thickness under control. In addition, the
reaction rate of c̃ is set to ρ̄˜̇ωc = ρuSLΣc̃ in order to integrate the counter-gradient effects
for the progress variable. However, the unmixedness factor is determined by Eq. (4.9), the
pdf of Bray and the flame surface density being linked by Σ = Σc̃ −∇ · (c̄− c̃)n.
Finally, Σc̃ can once again be closed by Eq. (3.51) or Eq. (3.53) leading respectively to the

PCM-Boger II and PCM-CFM II models. In both cases, Ỹc being produced at a rate impo-
sed by the FSD, the KPP analysis leads to the same turbulent flame speed as non-hybrid
and strong coupling models (Eq. (3.59)). This is illustrated in Fig. 3.3 where simulations
of one-dimensional flames are compared for ECFM-LES, PCM-CFM I and PCM-CFM
II. The turbulent flame speed, FSD and progress variable profiles are very similar for all
models, the main difference being in the description of the chemistry in the flame front.
Notably, PCM-CFM I and PCM-CFM II indeed give the same composition in the burned
gases, but the latter allows a finer description the species evolution in the reaction zone
(CO for example). As explained previously, this is because PCM-CFM I only converts fuel
and oxygen into burned gases at equilibrium while PCM-CFM II also describes chemical
paths towards this chemical equilibrium in the flame front. Concerning ECFM-LES, its
single step chemistry does not allow to reach reliable compositions in the burned gases,
leading here to an absence of CO production through the flame.

3.7 LES of a turbulent fuel-lean premixed burner :

the PRECCINSTA experiment

3.7.1 Experimental setup description

The considered configuration is a swirled-burner basically designed to study thermoa-
coustic instabilities [97]. An air flow crosses a plenum and enters the swirler where the
fuel is injected. In our simulations the mixing process is assumed to be so fast that a
perfectly premixed charge enters the combustion chamber to burn as made in the pre-
vious works [136, 59]. This hypothesis has been shown recently to be too strong for a
very fine analysis of the burner [4]. Nevertheless, in order to perform a first comparison of
the proposed combustion models, the homogeneous assumption should be sufficient. The
combustion chamber is square-crossed to allow laser diagnostics. The burner operates at
atmospheric pressure and the temperature of fresh gases is 300 K. Several types of flames
have been observed depending on the equivalence ratio : at φ = 0.70, the flame pulsates
whereas at φ = 0.75 or φ = 0.83 it is stable. Among the available databases, the current
work focuses on the flame at φ = 0.83. For this case, mean and RMS values of mass frac-
tions and temperature have been measured at eight streamwise positions, as illustrated
in Fig. 3.4, with laser Ràmàn scattering.
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Fig. 3.4 – Location of probe lines for species and temperature measurements. In the font,

the computed flame is figured by an isosurface characterized by a value Ỹc

∗
colored by

temperature. From [59].

3.7.2 Numerical approach

Computations are performed with the parallel solver AVBP [108] which solves the com-
pressible Navier-Stokes and chemical species transport equations on structured and un-
structured grids. The mesh is the one already used by Galpin et al. [59] and Roux et
al. [136] and contains about 3 million tetrahedral cells. Concerning boundary conditions,
the walls are assumed adiabatic and no-slip. A domain whose characteristic cells are co-
arsened compared to the ones in the combustion chamber is added to prevent the use
of an outlet condition right at the exit of the chamber. The spatial numerical scheme
used here is the Lax-Wendroff one, the SGS turbulent stresses are computed thanks to
the WALE model [112]. Low-dimensional species trajectories in composition space are
obtained from the simulation of a freely propagating premixed flame with the PREMIX
software [78]. This simulation is performed using the GRI-mechanism [56] in the condi-
tions of the PRECCINSTA experiment (atmospheric pressure and fresh gases tempera-
ture, φ = 0.83). Look-up tables used in the computations are discretized as follows : 200
points for the progress variable c̃ and 31 for the unmixedness factor Sc, 10 of them being
contained between Sc=0.9 and Sc=1. Exploiting the methodology of Galpin et al. [59]
only a few species among the 53 of the GRI mechanism are stored : CH4, CO, CO2, H2O,
H, N2, C2H2, O2, H2. The three latter species are defined thanks to atomic balances to
ensure the mass conservation.

3.7.3 Simulations

Definition of the runs

As seen in Section 3.6.3, different coupling approaches and flame surface density closures
may be used to describe simultaneously the turbulent flame propagation and chemical
processes occurring in the flame front. Four simulations are then presented in this paper
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to address :

– the prediction of the local turbulent flame speed in a realistic turbulent field according
to different modelings(Table 3.1) :

– using an equilibrium value of the flame surface density to properly stabilize the flame
(model PCM-Boger I) ;

– using a transport equation for this quantity and investigating the history effects when
modeling a quasi-steady flame (models PCM-CFM I and II) ;

– using a β-pdf (model PCM-FPI with a linear relaxation expression for the progress
variable scalar dissipation rate [59]).

– the description of chemical processes occurring in the turbulent flame brush obtained
by each tabulation method (models PCM-CFM I, PCM-CFM II, PCM-FPI).

For a better clarity of the graphs and in order to avoid any redundance of information,
results from PCM-Boger II are not shown. They are indeed similar to those of PCM-Boger
I for the flame position, while giving a description of the species evolution through the
reaction zone close to PCM-CFM II. Concerning the exploitation of the measurements,
Galpin et al. [59] explained that laser diagnostics data are associated with filter sizes ; for
temperature and mass fraction fields, the experimental filter width is smaller than the LES
one which means the resolved RMS, expressed as : Y

′2
i |RES =< ỸiỸi > − < Ỹi >< Ỹi >

should remain below the experimental curves. A total RMS fluctuation was written as :
Y
′2
i |RES+SGS =< ỸiYi > − < Ỹi >< Ỹi > where the first averaged quantity is defined via
the pdf :

ỸiYi =

∫ 1

0

YiYi(c
∗)P̃ (c∗)dc∗ (3.92)

This latter formulation is compatible only with models PCM-CFM II and PCM-FPI as a
SGS pdf is explicitly used in these models and corresponding results are shown. For the
sake of clarity, the hybrid models are first compared between them to highlight the best
one. Simulations obtained with this model are then confronted to those of Galpin [59]
with PCM-FPI.

Hybrid models simulations

Figure 3.5 represents the fields of the time-averaged quantity Σc̃ closed algebraically
(PCM-Boger I) or with the solution of the a transport equation (PCM-CFM I).

The fields are well differenciated : the time-averaged flame being shorter and wider downs-
tream the nozzle for PCM-Boger I than for PCM-CFM I, which corresponds to a less
stable flame. This is because PCM-Boger I supposes an instantaneous equilibrium of the
SGS flame wrinkling with the current turbulent flow field, then leading to an immediate
response of the flame to the flow unsteadiness, whereas the transport equation of PCM-
CFM models reproduces the physical and progressive flame surface evolution piloted by
the strain and convection phenomena. This is confirmed in Figs. 3.6 and 3.7 representing
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Fig. 3.5 – Fields of the averaged flame surface density Σc̃ for PCM-Boger I (top) and
PCM-CFM I (bottom).

temperature and methane mass fraction profiles, which highlight a good capture of the
flame location for PCM-CFM models, whereas PCM-Boger I corresponds to a V-shape
too narrow and branches too wide compared to experimental data. However, it should be
noticed that for all the models, the temperature of burned gases is overestimated near the
wall as heat losses are not taken into account in the simulations. Concerning the time-
averaged mass fractions of minor species like CO (Fig. 3.8), the limitation associated with
the strong coupling models is clear : as the chemical path along the progress variable is
not taken into account, (i.e. the peak of CO in the laminar flame front) these runs only
predict low levels. On the contrary, PCM-CFM II represents the complete chemical tra-
jectory leading to very correct results. However, the experiment does not show an external
radial peak of CO for 6.0, 10 et 15 mm, contrary to PCM-CFM II : this is because the
injection of fuel is not modeled here leading to an important overestimation of the fuel-air
ratio for high radii.

Regarding resolved RMS results, due to filtering considerations previously addressed, the
LES profiles should stay below the experimental ones. This requirement is correctly sa-
tisfied for PCM-CFM models which again give very similar profiles for the temperature
and CH4 mass fractions (Figs. 3.9 and 3.10) with a proper reproduction of experiments.
PCM-Boger I RMS profiles also mostly stay below the experimental data, but higher
values are obtained compared to PCM-CFM I and II, encouraged by its immediate res-
ponse to the flow unsteadiness previously discussed. These profiles are then very close to
experimental ones, while the filter size is different, so that it is inferred that the resolved
RMS is overpredicted by PCM-Boger I.

Finally, all the hybrid models represent the correct shape of the flame, even if the trans-
ported flame surface density gives the more accurate results. Notably, temperature mean
and RMS profiles are close to experimental points indicating a good prediction of the
turbulent flame propagation. In addition, strong coupling models appear as satisfying so-
lutions for predicting species for which the variation is monotonic across the flame front
(CH4, CO2, O2, H2O), but can not describe the evolution of minor species like CO.
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Fig. 3.10 – RMS of CH4 mass fraction - symbols : experiment, line : resolved RMS from
PCM-Boger I, dots : resolved RMS from PCM-CFM I, dashed line : resolved RMS from
PCM-CFM II.
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PCM-CFM II efficiently compensates this lack, thanks to the tabulation of the chemical
trajectory.

Comparison with PCM-FPI

For the sake of clarity, only PCM-CFM II, which combines a good description of the
turbulent flame propagation and of chemical paths in the flame front, is confronted to the
classical PCM-FPI model. Figure 3.12, which represents fuel mass fraction mean profiles,
shows a slightly better location of the flame (i.e. an open angle relative to the symmetry
axis) for the hybrid model than the one associated to PCM-FPI, even if the trends are
quite similar. This is also the case for CO results (Fig. 3.13), suggesting a more precise
description of the local turbulent flame speed when using a flame surface density based
approach than a β-pdf one. RMS envelopes bounded by resolved and total RMS are also
presented in Figs. 3.14 and 3.15. A similar capture of the experimental points is observed
with both models, but the RMS are underestimated for the extreme downstream location
with PCM-CFM II. This is because the flame is slightly shorter for the PCM-CFM II
than for the PCM-FPI (Fig. 3.12).
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Fig. 3.12 – Averaged CH4 mass fraction - symbols : experiment, line : PCM-CFM II,
dots : PCM-FPI.

Finally, PCM-FPI gives results globally close to the ones obtained with PCM-CFM II,
despite the predicted reaction rates are theoretically different. In order to better unders-
tand these results, a posteriori tests are led as follows : steady one-dimensional flames
are computed with a characteristic mesh size of 1.2 mm (as in the PRECCINSTA expe-
riment). These runs are carried out for several levels of turbulent viscosity extracted from
the reacting zone of an instantaneous LES field (the viscosity field chosen here comes from
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Fig. 3.13 – Averaged CO mass fraction - symbols : experiment, line : PCM-CFM II, dots :
PCM-FPI.
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the PRECCINSTA simulation with PCM-CFM II). The associated burning rates may be
regarded as the propagating speed normal to the local flame front, assuming constant
mesh size and turbulent viscosity across it. Normalized turbulent flame velocities obtai-
ned from these 1D simulations are plotted for PCM-FPI and PCM-CFM II in Fig. 3.16.
It is shown that for a given νT , the values associated to these models are different but
keep the same order of magnitude. It then seems that the SGS velocity fluctuation le-
vels and grid size found in the PRECCINSTA simulations lead to apply PCM-FPI in its
functioning zone, which may be the case for many burners.

3.8 Concluding remarks

Recent works have been dedicated to the implementation of realistic chemistry in LES
of premixed combustion using presumed β-pdf and tabulated chemistry [42, 59, 58, 4],
leading to the PCM-FPI model. However, the β-shape of the pdf was found not to be
the optimal choice to describe reaction rates in premixed flames [41, 23, 76, 160]. On the
other hand, flame surface density approaches have been developped to predict precisely
the turbulent flame propagation [12, 66, 134], but are based on a very simple description
of chemical processes with a single step reaction. The objective of this work was to develop
hybrid models combining the complex chemistry part of PCM-FPI with a description of
the progress variable reaction rate using the FSD concept. The theoretical basis of the two
approaches were first recalled and the advantages and drawbacks of each were discussed.
Notably, the lack of control of the turbulent flame brush and velocity, with PCM-FPI, was
highlighted. This result was illustrated by simulations of one-dimensional turbulent flames
propagating in a frozen turbulence and a ‘functioning zone’ of the PCM-FPI model was
observed both in terms of grid size and SGS velocity fluctuation, in agreement with recent
studies on SGS scalar energy modeling [155]. Two hybrid approaches were then proposed.
The first one is based on a strong coupling where the inner part of the pdf is directly
expressed as a function of the filtered flame surface density. In this BML description, only
the fresh and burned gases compositions are required to define the species reaction rates
and the chemical path through the flame is not depicted. The second approach is more
ad hoc and relies on a weak coupling between PCM-FPI and the FSD concept. Here,
the progress variable reaction rate is indeed not given by the FPI-table but computed
as the product of the laminar flame speed and the flame surface density. The species
consumption rate is then computed as proposed by Galpin et al. [59] for the PCM-FPI
model, leading to a more realistic evolution of the gases composition in the flame. Finally,
for both types of couplings, the flame surface density can be provided either by an algebraic
closure as the one proposed by Boger et al. [12], or by a transport equation (ECFM-LES
model [134]), the latter solution being more adapted to unsteady configurations. This
results in four different models, two for the strong coupling called PCM-Boger I and PCM-
CFM I, and two for the weak one called PCM-Boger II and PCM-CFM II. For all these
models, a KPP analysis can be performed, resulting in the same theoretical expression
for the steady state turbulent flame speed. The proposed models were then tested on
the experimental setup PRECCINSTA, for which statistical measurements of chemical
species and temperature are available. PCM-Boger I gave good results for the location
of the flame and major species evolution but a flame surface density evaluated from the
ECFM-LES transport equation (PCM-CFM I) clearly improved these results. This is
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because the second FSD closure accounts for the progressive production and convection
of the flame surface downstream the injector nozzle, while the first one assumes the local
equilibrium of the flame wrinkling. PCM-CFM II, which integrates the tabulation of the
chemical trajectories, provided the same results as PCM-CFM I for major species but gave
more proper levels of CO compared with experiments. Its results were then compared to
those previously obtained by Galpin et al. [59] with PCM-FPI. Despite of its lack of
control of the local turbulent flame speed, the classical PCM-FPI gives results quite close
to PCM-CFM II. This was explained by the fact that the local turbulence properties in
the flame front are within those of the ‘functioning zone’ of beta-presumed pdfs applied to
turbulent premixed flame propagation, which means a reasonable prediction of reaction
rates. Because of the forthcoming progress in computing capabilities, refining the mesh
to increase flame fronts resolution can, however, lead to an extension of this functioning
zone ; so that the asymptotic δ-function pdf behavior is properly captured by the mesh,
then discrepancies between the models should be reduced [106].

3.9 Conclusion

Des inconvénients associés à la modélisation PCM-FPI pour la propagation de flamme en
richesse homogène ont tout d’abord été présentés.
En effet, la vitesse de flamme turbulente intrinsèque à la modélisation est difficilement
contrôlée et il a été montré [23] que le choix d’une β-pdf n’était pas forcément le plus
optimal pour modéliser la distribution de la variable d’avancement.
A partir des ressources bibliographiques, deux modélisations alternatives intégrant la chi-
mie tabulée et la notion de surface de flamme ont été proposées.
Dans le cadre de la première partie d’un article, des tests de principe ont été réalisés pour
comparer les capacités de prédiction de PCM-FPI et des modèles proposés en terme de
vitesse de flamme. Enfin, des calculs de validation sur la flamme de laboratoire PREC-
CINSTA ont montré des niveaux de prédiction équivalents pour les espèces chimiques
entre PCM-FPI et les nouveaux modèles.
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Chapitre 4

Allumage par bougie

Ce chapitre est constitué par un second article soumis à Combustion and F lame.
Les aspects instationnaires de la combustion turbulente sont ici investigués au travers de
la problématique spécifique au moteur essence qu’est l’allumage par bougie. Les modèles
couplés PCM-CFM I et II décrits au chapitre précédent sont couplés à un modèle d’al-
lumage, testés sur des cas simples puis validés sur une manipulation expérimentale. Leur
comportement est à chaque fois confronté à celui du modèle PCM-FPI.

4.1 Introduction

The continuous increase in computing power and recent progress in Sub-Grid Scale (SGS)
modeling are promoting Large-Eddy Simulation (LES) to the status of a regular tool for
turbulent combustion modeling. In the previous part [88], combustion SGS models en-
suring propagation of an established turbulent flame front, preserving flame speed and
characteristic flame thickness, were investigated. In many combustion systems, the fully
developed turbulent propagation is preceded by a forced ignition, this point is discussed
in this second part. The details of the spark-ignition sequence can drastically influence the
subsequent combustion history, and the internal combustion engines literature [77, 6, 68]
underlined the correlation between the cycle-to-cycle variability of the pressure evolution
and the spark-ignition phase. Recent studies were also devoted to spark-ignition in gas
turbines and related burners [13, 86, 3, 144], as the ignition sequence may simply fail
for these applications or potentially generate dangerous pressure fluctuations. Numerous
numerical models have already been proposed to account for spark-ignition related phe-
nomena, which cannot be resolved by the grid. This can be done for instance by solving
the transport equation for the scalar dissipation rate that is completed by a submodel
assuming the birth of a propagating spherical flame [94]. Other submodels devoted to
the ignition phase have been coupled to the level-set method, where particles were used
to mark the flame surface position [147] and expressions for the corresponding turbulent
flame velocity were proposed [52]. In the specific case of LES, the propagation of a sphe-
rical flame in an homogeneous isotropic turbulence may be modeled with the transport of
the flame front wrinkling [114] and the simulation of a laser ignition has been addressed
via a deposit of energy coupled to the combustion model TFLES [36, 86]. The parameters
driving success or failure of full ignition of a bluff-body burner were also studied with
LES [144], and simulations validated against experiments [3].
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The aim of the current work is to investigate the response to sparking of the submodels
coupling premixed flamelet tabulation with presumed SGS probability density function
(PCM-FPI) and flame surface density transport (ECFM-LES). In previous works [134], it
was discussed how formulating an equilibrium state assumption for the wrinkling factor
led to a significant overestimation of the early flame growth rate. Even though PCM-FPI
has no specific ingredient for accurately controlling the steady turbulent flame speed [88],
it does not imply such an equilibrium approximation and this model is thus also tested
in this study. In a first section, details are given about the spark-ignition modeling, no-
tably AKTIM-LES (Arc and Kernel Tracking Ignition Model for LES) [134] and the way
it may be coupled to the turbulent flame closures considered. Canonical test cases are
first examined, then an experimental setup is simulated [131], to estimate the prediction
capability of the various approaches. Finally, a synthetic condition more representative of
highly turbulent flows often found in industrial configurations, like piston engines or gas
turbines, is studied to further assess the modeling.

4.2 Modeling spark-ignition

In modeling based on steady-state flamelet tabulated chemistry, as PCM-FPI [156, 42,
59, 144], the chemical reactions are traced from a progress variable that is associated to
vanishing chemical sources in fresh gases at room temperature and there is no ingredient
to initiate combustion aside from the artificial introduction of burned gases, and the same
is true for closures uniquely grounded on flame surface density (FSD) [134]. To overcome
this shortcoming, the AKTIM-LES [134] procedure is retained in this paper for modeling
the early flame growth, with the flame surface density concept.

4.2.1 AKTIM-LES

AKTIM for LES was obtained from adaptations brought to an original formulation de-
veloped for Reynolds-Averaged Navier-Stokes (RANS) computations [46]. It relies on the
description of three successive phases : (1) the deposit of a spherical progress variable
kernel at a given spark time ; (2) the growth of that kernel ; (3) the transfer of the flame
surface density field to the flame propagation based model ECFM-LES. For the first phase,
the deposited spherical profile of progress variable (c = 0 in fresh gases and c = 1 in fully
burned products) is filtered to enable its resolution by the mesh, which could be coarse
on given computations. It writes :

c̃(x, tspark) =
c0
2

(
1− tanh

(
x− xign

δign

))
(4.1)

In this expression, c0 is an arbitrary chosen small parameter, xign is the location of the
spark plug and δign is the filter size at spark timing. Concerning c0, it has been checked
that results weakly depend on this parameter, as long as it remains sufficiently small,
typically c0 ≤ 10−4. During the second step, the total flame surface Stot(t) is expressed
as :

Stot(t) = Ξtot(t)Smean(t) (4.2)

Smean(t) is the surface surrounding the burned gases volume Vb(t). As in the BML theory
[26], an intermittence between fresh and burned gases is assumed and their respective
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volumes in a given cell are approximated as 1− c̄(x, t) and c̄(x, t). The global burned gases
volume is then known from : Vb(t) =

∫
V
c̄(x, t)dV , estimated overall the computational

domain. Keeping the hypothesis of a spherical kernel shape, a radius rb(t) associated to this
volume is deduced. The mean flame surface Smean(t) is then defined as the sphere whose
characteristic radius is rb(t). The total wrinkling factor Ξ

tot(t) in Eq. (4.2) can be written
as : Ξtot(t) = Ξspk(t)Ξres(t). The first quantity Ξspk(t) is the flame wrinkling within the
filter size ∆̂. It is determined from a zero-dimensional modeling and its unsteady equation
reads :

dΞspk

dt
=< aT >s

〈
Ξeq − Ξspk

Ξeq − 1

〉

s

Ξspk (4.3)

< Q >s is the flame surface-averaged value of the quantity Q as defined in [159], < aT >s

is the SGS strain rate and Ξeq is the wrinkling factor of a steady turbulent flame evaluated
thanks to the KPP theory. It should be recalled that the resolved flame front is in fact a
filtered one. Ξres(t) models the wrinkling of the filtered growing burned gases volume. It
is expressed as :

Ξres(t) =
1

2

(
Sf (t)

Smean(t)
− 1

)(
1− tanh

(
rb(t)− δign/2

kδign

))
(4.4)

Sf (t) is the surface of the filtered flame front. During the phase of growth, it is evaluated
as Sf (t) =

∫
S
n̄dS. Then, the first factor appearing in Eq. (4.4) takes the form of the

wrinkling affecting the filtered flame surface. This budget is damped at the first instants
of growth of the burned gases kernel, because the filtered flame front should not undergo
any wrinkling, the real kernel having a characteristic size too small to be wrinkled by
turbulence. Practically, this is achieved in Eq. (4.4) by comparing the radius of the kernel
rb(t) and the filter length scale δign in a tanh function. The total flame surface being de-
termined, the filtered flame surface density Σc̃(x, t) is distributed over the mesh according
to a Bi-Modal-Limit expression in LES context [11] :

Σc̃(x, t) = αc̃(x, t)(1− c̃(x, t)) (4.5)

The closure of α is carried out by writing that the volume integral
∫

V
Σc̃(x, t)dV equates

the total flame surface Stot(t). The reaction rate of progress variable may then be evalua-
ted. Finally, when AKTIM-LES is coupled to ECFM-LES, the ignition model is unplugged
as soon as the progress variable at the center of the burned gases volume reaches a va-
lue c̃F close to unity, corresponding to a quasi-established flame front. The flame surface
density is no more obtained by Eq. (4.5), but using the transport equation of ECFM-LES.

4.2.2 Coupling procedure for PCM-CFM I and II

The PCM-CFM I closure discussed in part 1 is associated to the following expression for
the chemical species reaction rate [88] :

ρ̄˜̇ωYi
(x, t) = ρu(x, t)SLΣc̃(x, t) (Y

eq
i (x, t)− Y u

i (x, t)) (4.6)

where Y eq
i , the equilibrium mass fraction of the i-th species, is taken from a CHEMKIN [78]

computation. The coupling with the spark model is then achieved through the flame
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surface density Σc̃ field provided by AKTIM-LES. With PCM-CFM II of part 1 [88], the
reaction rates of the chemical species are cast in :

ρ̄˜̇ωYi
(x, t) = ρ̄

Ỹi

PCM−FPI
(c̃(x, t) + γδt ˜̇ωc(x, t), Sc)− Ỹi(x, t)

γδt
(4.7)

The progress variable reaction rate ˜̇ωc(x, t) and unmixedness factor Sc are needed in this
last expression. AKTIM-LES supplies the progress variable reaction rate for the transient
phase of the flame kernel evolution following :

ρ̄˜̇ωc = ρuSLΣc̃ (4.8)

The unmixedness factor Sc is deduced from the relation between the SGS scalar variance
and flame surface density (Eq. (41) in [88]) :

Sc = 1−
Σ

ρ̄c̃(1− c̃)

∫ 1−

0+

ρ(c∗)c∗(1− c∗)

|∇c∗|FPI
dc∗ = 1−

Σd∗

ρ̄c̃(1− c̃)
(4.9)

At the end of the growth phase of the burned gases kernel, the PCM-CFM II relations [88]
are used.

4.2.3 Modeling ignition with PCM-FPI

In the AKTIM-LES models, the burned gases pocket growths until a critical value c̃F of the
progress variable is reached, at which it is assumed that the flame is sufficiently developed
so that the turbulent combustion closure can takeover to model the continuing flame
expansion. For PCM-CFM I and II, this value is set to 1-ǫ, with ǫ = 10−2, because like
ECFM-LES these coupled models require a quasi-established flame front. Nevertheless,
PCM-FPI does not integrate the hypothesis of an established coherent flame front and the
critical values c̃F may be lower than 1-ǫ. It is then chosen to test two values : c̃F = 0.05,
corresponding to a very small kernel of burned gases, to evaluate the ability of PCM-FPI to
make it grow ; and c̃F = 0.99, to have the same coupling as the one chosen for PCM-CFM I
and II. Furthermore, at this transition stage between the very starting of combustion and
the established propagating flame, Sc must be chosen to guarantee continuity between the
flame parameters given by AKTIM-LES and PCM-FPI. As discussed in [88], a Sc value
exists so that for a given c̃∗ in a turbulent flame front, the flamelet-based reaction rate
ρuSLΣc̃(c̃

∗) matches ρ̄˜̇ωc(c̃
∗, S∗c ) given by the presumed β-pdf. To this end, an interpolation

is carried out at the transition time in the PCM-FPI look-up table, to determine the
proper Sc. Nevertheless, this method cannot be fully exact as ρ

uSLΣc̃(c̃
∗) may be higher

than the progress variable reaction rates stored in the PCM-FPI look-up table. When this
occurs, the highest reachable reaction rate value is selected, as given for S∗c = 0, and it
is checked that both reaction rates are of the same order of magnitude. Furthermore, for
progress variables lower than c̃∗ = 0.5, two values of unmixedness factors S∗c may be found.
According to the thin reaction zone assumption used in AKTIM-LES, the highest values
of Sc must be selected to get as close as possible to the bi-modal pdf limit associated to
thin reaction zones. Other options may be possible, thus modifying the physical values
at transition ; tests have shown that this does not have a profound impact on the global
flame growth. This transition modeling may also be avoided, using a spark energy source
term instead of an a priori kernel and selecting the progress variable level through the
temperature reached after the sparking phase [144].
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4.3 Canonical test cases

4.3.1 Principle and objectives

Model problems featuring forced ignition in a stoichiometric CH4/air fresh mixture are
first considered. These preliminary tests are along the line of the mono-dimensional simu-
lations performed in the first part of this paper : no resolved motions are initialized and a
frozen turbulence is imposed at the SGS scale. Spark-ignition is simulated using AKTIM-
LES and the flame growth is then described by PCM-CFM or PCM-FPI models. As in
the 1D simulations presented in [88], SGS turbulent scales ∆ and velocity fluctuations u′

are imposed to compute the FSD equation sources terms and the SGS turbulent viscosity
used in the different combustion models (νT = Cu′∆, with C = 0.12). ∆ is taken equal

to the grid size ∆x for PCM-FPI and to the LES combustion filter size, ∆̂ ≈ 5∆x, for
PCM-CFM, as it is the case in real LES. These simulations should be seen as a priori
tests allowing to study the models SGS behavior in fixed SGS flow conditions, all things
being otherwise fixed. The medium being initially quiescent, the flame remains spherical
and the resolved wrinkling equals permanently unity. Consequently, the feedback of the
resolved flame dynamics on SGS closures is not taken into account and discrepancies bet-
ween the models may be maximized. The first objective of these simulations is to check
the ability of the models to describe the development of a flame kernel after sparking :
the flame should expand at a velocity higher than (1+τ)SL, (1+τ) being the thermal ex-
pansion rate across the flame front, and the propagation velocity should increase with the
SGS turbulence level. This study also aims at evaluating different coupling approaches,
between PCM-FPI and AKTIM-LES, on a simple configuration to highlight the optimal
solution for SGS modeling, in the absence of any resolved scale.

4.3.2 Numerical setup

In these preliminary tests, only the mean flame front evolution is followed and the sym-
metric character of the problem allows for considering one eighth of the mean spherical
flame kernel, thus including mean curvature effects. An eight cubic centimeter domain is
simulated with a mesh spacing of 0.5 mm, a standard value for current LES of industrial
configurations. Computations are performed for several SGS velocity fluctuations going
from quasi-laminar conditions (u′ = 0.1 m.s−1, νT/ν = 0.4) to high SGS turbulence levels
(u′ = 5 m.s−1, νT/ν = 20). These variations are representative of those encountered in
real LES of propulsion systems, where the SGS turbulent intensity can, in some cases,
vary a lot at the spark plug, from one cycle to another in piston engines or with time
in aircraft gas turbines. Several aspects of the modeling are investigated during the mo-
nitoring of the flame growth rate. The PCM-FPI response in terms of transition to full
burning after spark ignition and how it couples efficiently with the AKTIM-LES proce-
dure is the first open question. The basic ability of the closure to develop a small pocket
of burned gases is first estimated, selecting cases with only a small contribution of the
separated spark treatment (i.e. c̃F = 0.05). Complementary test cases are considered,
where the transition to full burning occurs at c̃F = 0.99, hence for an already established
flame. This second option is known as the best one for FSD based models [134] and is
then retained for PCM-CFM simulations. Considering PCM-FPI, two scalar dissipation
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rates expressions are tested for micro-mixing modeling, the usual linear relaxation [43]
(Table 4.1) and an hybrid expression adding a Bi-Modal-Limit (BML) contribution [42].
These different options lead to six model variations which are summarized in Table 4.1.

Tab. 4.1 – Summary of the models. τT = ∆2/(CDνT ).

Model Transition AKTIM-PCM SGS scalar dissip. rate sχYc
closure

PCM-FPI 1 c̃F=0.05/0.99 ρ̄Ycv/τT

PCM-FPI 2 c̃F=0.05/0.99 (1− Sc)ρ̄Ycv/τT

+Scρ̄(−D
∣∣∣∇Ỹc

∣∣∣
2

+ ˙̃ωYc
Yc − ˜̇ωYc

Y eq
c /2)

PCM-CFM I c̃F=0.99 -

PCM-CFM II c̃F=0.99 -

4.3.3 Results

The time evolution of the radius rb(t) of the burned gases pocket is monitored during
the simulation and plotted in Fig. 4.1, 4.2 and 4.3. For the sake of clarity, simulation
results being the same for the two PCM-CFM models (not shown), only those related
to PCM-CFM I are presented. Figs. 4.1 and 4.2 first suggest that the modeling of the
scalar dissipation rate of PCM-FPI has more impact on the flame dynamics than the
criterion c̃F used to decide on the transition point between ignition modeling and flame
propagation. Indeed, the asymptotic behavior of the models does not depend on the
transition timing, the flame radius evolution being simply shifted in time. However the
late transition (c̃F = 0.99) is here preferred to perform comparisons with PCM-CFM I.
Using this criterion, it is observed (Fig. 4.3) that for all SGS flow conditions, the transitions
from AKTIM-LES to PCM-CFM and PCM-FPI models lead to a propagation of the flame,
whose velocity correctly increases with the SGS turbulence level. Nevertheless, the almost
laminar flame (u′ = 0.1 m.s−1) can not be reproduced with β-pdf based models without
increasing the mesh resolution to capture the δ-function asymptotic pdf behavior, and
ensuring appropriate proper SGS variance levels [155]. Whatever the scalar dissipation
rate expression, with the present approach and spark-flame coupling procedure, the flame
growth is lower than the theoretical one, contrary to PCM-CFM I, which well matches the
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expected laminar evolution. This result may be analyzed looking at the surface-averaged
unmixedness factor defined as :

< Sc >s=

∫
V
ScΣc̃dV∫

V
Σc̃dV

(4.10)

where the local flame surface density is estimated from the relation ρ̄˜̇ωc(x, t) = ρuSLΣ(x, t).
Sc indeed directly impacts the reaction rate in the PCM-FPI table and leads to very low
values for high segregation levels. < Sc >s being here close to unity (Fig. 4.4), the total
reaction rate is very small, then slowing down the flame kernel expansion. However, in-
creasing the turbulence level (u′ = 5 m.s−1) provides cases for which the β-pdf is more
likely to be successful compared to PCM-CFM, especially when using the BML formula-
tion of the scalar dissipation rate (Fig. 4.3). In these conditions, < Sc >s reaches lower
levels (Fig. 4.4). This is all the more true for PCM-FPI 1, which then predicts higher bur-
ning velocities than PCM-FPI 2 and PCM-CFM I. In these conditions, the flame radius
evolution is not linear, confirming the ability of PCM-FPI, as PCM-CFM, to account for
some history effects, with a description of the SGS burning velocity (related to the SGS
flame wrinkling) progressive increase, even in fixed SGS flow conditions. All these results
confirm those of the 1D simulations presented in [88], indicating a functioning zone of
PCM-FPI models for a given mesh in terms of SGS turbulent intensity, while PCM-CFM
approaches always show a correct behavior.

4.4 Simulation of a laboratory spark-ignited expe-

riment

4.4.1 Experimental configuration

A spark-ignited experimental setup [131] is simulated in which a given fuel/air mixture
crosses a vertical tunnel to enter a square and transparent combustion chamber of 80 mm
wide. The created burned gases kernel expands while convected at a mean velocity of
4 m.s−1. The flame surface evolution was studied using high-speed laser tomography, a
detailed sketch of the experimental facility is given in [131]. Measurements were conducted
for various turbulence grids (ratio between the velocity fluctuation and mean flow velocity
of R%U = 4 %, 9 % and 12.5 %) and for several fuels (H2, CH4, C3H8) to discuss Lewis
number influence. In the present study only methane is considered, with equivalence ratios
φ varying from 0.7 to 1.1.

4.4.2 Numerical setup

A temporal-type simulation is performed, the computational domain is thus a cube assu-
med to be convected at 4 m.s−1. The grid is 40 mm wide with hexahedrons of 0.5 mm
characteristic length, non-reflective boundary conditions are prescribed at all boundaries.
A Passot-Pouquet spectrum [116] is used to generate a synthetic homogeneous three-
dimensional turbulence, a choice that was previously discussed in [134] for simulating the
same experiment with propane. Spark-ignition is simulated using AKTIM-LES and the
transition criteria is chosen as c̃F = 0.99 to allow comparisons between FSD and β-pdf
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Fig. 4.1 – Evolution of the mean flame radius rb for several SGS turbulence levels and
transition criteria c̃F using PCM-FPI with a linear relaxation closure of the scalar dissi-
pation rate (Eq. (30) in [42]).
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Fig. 4.2 – Evolution of the mean flame radius rb for several SGS turbulence levels and
transition criteria c̃F using PCM-FPI with an hybrid BML closure of the scalar dissipation
rate (Eq. (33) in [42]).
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based models. Experimentally, two radii are defined in the plane of measurement for the
quantification of the flame propagation. The first one, called the mean radius Rs, corres-
ponds to the radius of a cylindrical flame having the same surface as the real one in the
experimental cut-plane. A total radius Rp is also defined and corresponds to a cylindrical
flame having the same perimeter as the real one in the measurement plane. Rp can be
seen as an image of the turbulent flame surface, while Rs is more related to the mean
flame surface.

4.4.3 Results

Simulations are first performed for φ = 1.0, leading to strongly different behaviors of the
models : PCM-FPI approaches do not lead to a flame propagation after spark-ignition,
contrary to PCM-CFM I and II (Fig. 4.5), higher mesh resolution would be needed to
capture the flame. This is because the SGS velocity fluctuations are very low (u′SGS ≈
0.14 m.s−1 for R%U = 9%). As explained in the previous canonical tests, in this case,
the unmixedness factor is close to unity (Fig. 4.6), then leading to very low values of the
reaction rate. PCM-FPI models then appear not adapted to simulate this configuration,
at least with the current mesh resolution. Considering PCM-CFM, in order to perform
comparisons with experimental results, the mean and total radii are retrieved from the

simulations following : Rs = (3Vb/4π)
1

3 and Rp =
(∫

V
Σ̄ecdV/4π

) 1

2 . Very similar results
are then obtained between the two hybrid models, with a very good agreement compared
to experimental data for all equivalence ratios (Fig. 4.7) and turbulence levels (Fig. 4.8).
The fact that the evolution of Rs and Rp are both well predicted indicate that the flame
wrinkling growth from the laminar kernel to the fully turbulent flame is correctly described
in all conditions. It is also possible to access the total flame surface Stot(t) and its resolved
part Sres(t), to determine the resolution level of the flame front. The resolved flame
surface is known from : Sres(t) =

∫
V
|∇c̄|dV , while the total one is computed following :

Stot(t) =
∫

V
Σ(x, t)dV , where Σ is directly deduced from the transported flame surface

density Σec (see [88]). Figure 4.9 clearly shows that for the hybrid models, the major part of
the flame surface is resolved by the current mesh. Consequently, this configuration is close
to those which can be encountered in spark-ignition engines at low load : the turbulence
at the spark plug can indeed be very low for a given engine cycle due to cyclic variations of
the flow. However, in many industrial applications, the turbulence level at the spark plug
is generally high. This configuration may then not be appropriate to fully validate the
SGS behavior of the models. For this reason, a synthetic calculation is proposed in what
follows to further assess the model robustness and to evaluate the PCM-FPI response in
highly turbulent conditions.
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(a) PCM-CFM I, t=4 ms. (b) PCM-FPI 1, t=4 ms. (c) PCM-FPI 2, t=4 ms.

(d) PCM-CFM I, t=6 ms. (e) PCM-FPI 1, t=6 ms. (f) PCM-FPI 2, t=6 ms.

(g) PCM-CFM I, t=8 ms. (h) PCM-FPI 1, t=8 ms. (i) PCM-FPI 2, t=8 ms.

Fig. 4.5 – Unsteady evolution of the progress variable field for PCM-CFM I, PCM-FPI
1 and PCM-FPI. Experimental case R%U = 9% [131].
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(a)

(b)

Fig. 4.6 – (a) : Iso-c̃ = 0.5 surface colored by the unmixedness factor of the progress
variable. (b) : Filtered source term ρ˜̇ωc (kg·m

−3·s−1) in the plane z = 0. At t ≈ 8 ms with
PCM-FPI 1 (Turbulence intensity R%U = 9%).
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(b) φ=0.8.
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(c) φ=0.9.
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(d) φ=1.0.
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(e) φ=1.1.

Fig. 4.7 – Evolution of the characteristic flame radii vs time for experimental case R%U =
9% [131]. Mean radius Rs - squares : experiments ; dash-line : PCM-CFM I ; dash-line with
crosses : PCM-CFM II. Total radius Rp - circles : experiments ; line : PCM-CFM I ; line
with crosses : PCM-CFM II.
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(a) R%U = 4%.
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(b) R%U = 12.5%.

Fig. 4.8 – Evolution of the characteristic flame radii vs time for an equivalence ratio of
1.0. Mean radius Rs - squares : experiments [131] ; dash-line : PCM-CFM I ; dash-line
with crosses : PCM-CFM II. Total radius Rp - circles : experiments ; line : PCM-CFM I ;
line with crosses : PCM-CFM II.
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Fig. 4.9 – Evolutions with time of the total (full line) and resolved (dash-line) flame
surfaces with PCM-CFM II for the experimental case R%U = 9% [131]. No symbols :
φ = 0.7. Crosses : φ = 0.8. Stars : φ = 0.9.
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4.5 Flame kernel development in highly turbulent

flows

4.5.1 Definition of the numerical configuration

The synthetic configuration chosen in this section is based on flow characteristics obtained
in automotive spark-ignition engines at high load. In this case, the turbulent intensity
is high and cycle-to-cycle variations are very low. A spark advance of 30 crank angle
degree is considered, leading to a piston-cylinder head distance of about 15-20 mm, which
corresponds to the largest size of vortex that can be found in the combustion chamber.
A value of about 10 mm then seems to be a reasonable estimation of the integral length
scale at ignition timing. According to the literature [91], close to the top dead center
in a spark-ignition engine, a speed of 2000 rev/min approximatively corresponds to a
velocity fluctuation of 3 m.s−1. Theses two values (10 mm and 3 m.s−1) are therefore
retained for the following study. The mesh is still cubic, 120 mm wide and the cells length
scale is 1 mm. The boundary conditions and the initiation of the flow correspond to the
procedure used in the previous section. PCM-CFM II always provides results very close
to PCM-CFM I, and only this last model is used in what follows.

4.5.2 Simulation results

At first, Fig. 4.10 summarizes qualitatively the results of PCM-CFM I for the ratios u
′

/SL

considered until now by representing the iso-surfaces c̃ = 0.5 for several characteristic
times. The increase of the resolved wrinkling with turbulence is easily noticeable. PCM-
CFM I being validated against experiment [131] in above section, it is used now as a
reference model for comparison with PCM-FPI. Figure 4.11 depicts the unsteady evolution
of the progress variable field for PCM-CFM I, PCM-FPI 1 and PCM-FPI 2 [88]. During
the early growth phase, the kernel of burned gases is highly distorted underlining the
importance of integrating a resolved wrinkling effect Ξres(t) in the spark-ignition model
(Eq. (4.4)). After the transition from AKTIM-LES to the combustion model, local reaction
rates remain still lower for PCM-FPI models, but flame propagation is observed with
PCM-FPI 2, which gives results quite close to PCM-CFM I and seems to be more adequate
than PCM-FPI 1 to treat this configuration. PCM-FPI 2 may then be compared with
PCM-CFM I quantitatively from the evaluation of three characteristic wrinklings : (1)
the total wrinkling undergone by the flame : Ξtot(t) = Stot(t)/Smean(t) ; (2) the resolved
contribution : Ξres(t) = Sres(t)/Smean(t) ; (3) the contribution contained within the filter
length scale : Ξsgs(t) = Stot(t)/Sres(t). For PCM-FPI 2, the FSD used to compute the
total flame surface is written as : Σ = ρ̄˜̇ωc/ρ

uSL for PCM-FPI 2, while Smean and Sres

are computed as discussed above. The proposed quantities are plotted in Figs. 4.12, along
with the surface-averaged equilibrium wrinkling factor < Ξeq > (t) of PCM-CFM I.
This closure predicts a total wrinkling factor greater than the one of PCM-FPI 2, which
corresponds to a faster propagation, as illustrated in Fig. 4.11. As explained previously,
this quantity is decomposed in : Ξtot(t) = Ξres(t)Ξsgs(t). The two models give the same
evolution of the resolved contribution with time, which is correlated to the behavior
depicted in Fig. 4.11. The difference between the total wrinkling factors is thus clearly
explained by the SGS contribution, which reaches a threshold at approximately 8.2 ms
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and slightly decreases until the end of the computation for PCM-FPI 2, whereas the same
quantity still increases for PCM-CFM I. This latter trend seems to be the most logical as
the SGS wrinkling factor should grow towards its equilibrium value Ξeq(t) which remains
well higher than the predicted magnitudes of Ξsgs(t) for PCM-CFM I and PCM-FPI 2.
The temporal evolution of the surface-averaged unmixedness factor < Sc >s is finally
plotted in Figs. 4.13, to supply a global understanding of the behavior of PCM-FPI 2.
During the growth phase, when AKTIM-LES is used, the unmixedness factor stays above
0.8, which is coherent with an imposed flamelet-based reaction rate. When PCM-FPI 2
is used for the propagation modeling, the evolution of the SGS wrinkling factor Ξsgs(t) is
directly correlated to the one of < Sc >s : between the transition time (t ≈ 7 ms) and
t ≈ 8.2ms, Ξsgs(t) (< Sc >s) increases (decreases) and slightly increases (decreases) again
after this interval. Two interpretations could be provided for the behavior of PCM-FPI
2 : either the modeling of the unmixedness factor evolution does not enable to model
the progressive wrinkling of the flame front by turbulence, i.e. an increasing wrinkling
with time ; or PCM-FPI 2 has reached its own equilibrium wrinkling factor. The second
hypothesis seems the most justified as canonical test cases revealed the integration of the
history effect by PCM-FPI models.

4.6 Concluding remarks

In this paper, SGS modeling based on premixed flamelet and presumed pdf (PCM-CFM
I and II and two versions of PCM-FPI discussed in [88]) are coupled with a model for
spark ignition (AKTIM-LES). Several coupling methods were proposed, based on dif-
ferent choices for the transition timing between ignition modeling and flame propagation.
Simulations of canonical ignition problem were conducted to highlight that, with AKTIM-
LES, the final response of PCM-FPI was weakly dependent on the coupling parameters ;
however, the unsteady behavior was deeply impacted by the choice of the SGS scalar
dissipation rate. Furthermore, some of the history effects appeared to be indirectly taken
into account in the PCM-FPI formalism. Nevertheless, this formalism could not correctly
describe the flame kernel expansion for low SGS turbulence intensities, without increasing
the mesh resolution to capture the asymptotic δ-function pdf behavior ; and the functio-
ning zone already observed in [88], and also discussed in [155], was recovered. On the
contrary, PCM-CFM results always led to a coherent evolution of the flame. For a more
quantitative analysis, several operating points experimentally studied [131] with methane
were modeled. A good agreement was obtained for PCM-CFM I and II when comparing
the characteristic radii of the burned gases volume against experimental results for a wide
range of conditions, both in terms of turbulence intensity and equivalence ratio. Never-
theless, concerning PCM-FPI, no quantitative comparison was possible as it seemed that
the SGS turbulent intensity was too low, leading to very weak levels of reaction rates, still
because of the lack of mesh resolution. In many applications, the SGS turbulence being
higher than in this experimental configuration, a synthetic test case was then regarded to
further assess the models behavior. This case was designed to be representative of what
can be found in spark-ignition engines at high load, but is also a good image of conditions
encountered in gas turbines. Whereas PCM-FPI 1, based on a classical linear-relaxation
SGS scalar dissipation rate closure, still provided quite weak reaction rates, PCM-FPI 2,
integrating the improved BML form gave a result qualitatively close to the one obtained
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(a) u
′

/SL=0.5, t=t0. (b) u
′

/SL=1.3, t=t0. (c) u
′

/SL=7.8, t=t0.

(d) u
′

/SL=0.5, t=tinter.. (e) u
′

/SL=1.3, t=tinter.. (f) u
′

/SL=7.8, t=tinter..

(g) u
′

/SL=0.5, t=tend. (h) u
′

/SL=1.3, t=tend. (i) u
′

/SL=7.8, t=tend.

Fig. 4.10 – Unsteady evolution of the iso-surface c̃ = 0.5 for several ratios u
′

/SL obtai-
ned from a PCM-CFM I computation (Φ = 1.0). t0 corresponds to the transition time
between AKTIM-LES and PCM-CFM I, tend is the time corresponding to the end of the
computation and tinter. is the average of these two times.
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(a) PCM-CFM I, t=8 ms. (b) PCM-FPI 1, t=8 ms. (c) PCM-FPI 2, t=8 ms.

(d) PCM-CFM I, t=10 ms. (e) PCM-FPI 1, t=10 ms. (f) PCM-FPI 2, t=10 ms.

(g) PCM-CFM I. Time = 12 ms. (h) PCM-FPI 1, t=12 ms. (i) PCM-FPI 2, t=12 ms.

Fig. 4.11 – Unsteady evolution of the filtered progress variable field for the plane z=0
at t = 8 ms (just after the transition between AKTIM and the propagation model), t =
10 ms and t = 12 ms when modeling the spark-ignition engine like ignition.
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by PCM-CFM I, here seen as the reference. When performing more advanced compari-
sons, the same quantity of wrinkling was found at the resolved level for both models,
the flame propagating itself faster for PCM-CFM I due to larger SGS wrinkling factors.
The unmixedness factor was shown to indirectly pilot the SGS wrinkling and then the
history effect. Finally PCM-CFM I and II coupled with AKTIM-LES proved their ability
to predict a proper unsteady evolution of the growth and propagation mechanisms.

4.7 Conclusion

Ce chapitre a montré une bonne prédiction par les modèles I et II de l’évolution du
noyau de gaz brûlés aux premiers instants de son existence par rapport à l’expérience
et un comportement qualitativement satisfaisant pour un maillage et des conditions de
turbulence représentatives d’un calcul moteur.
D’autre part, quelques difficultés de mise en oeuvre de la modélisation PCM-FPI pour le
cas moteur ont été mises en avant à savoir une dépendance de son fonctionnement au choix
de la dissipation scalaire en avancement et la nécessité d’avoir, au niveau sous-maille, un
niveau d’énergie turbulente suffisant pour permettre l’allumage.
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Chapitre 5

Modélisations de transitions entre
auto-inflammation
et flamme de prémélange

Ce chapitre aborde les formalismes permettant une modélisation simultanée de l’auto-
inflammation et de la propagation d’une flamme de prémélange en milieu homogène en
se basant sur les modèles présentés auparavant. Les modèles alors obtenus présentent
l’intérêt immédiat de décrire les auto-inflammations pouvant se produire dans un moteur
à allumage commandé, comme le pré-allumage et le cliquetis et de fournir de premiers
outils, dans le cadre de la LES, pour l’étude de ces phénomènes.
Les aspects théoriques permettant d’intégrer des modèles d’auto-inflammation aux modèles
PCM-CFM I et II proposés aux chapitre 3 et 4 sont tout d’abord décrits. Des cas tests
simples permettant d’illustrer la fonctionnalité des modélisations proposées sont ensuite
détaillés et leurs résultats analysés.

5.1 Généralisation des modèles proposés

5.1.1 Modèle I

Pour le modèle PCM-CFM I, une pdf a permis de lier la densité de surface de flamme Σ
et la prédiction des taux de réaction des espèces chimiques via l’équation (3.43).

Le taux de réaction prédit par la pdf bimodale serait alors :

˜̇ωYi
(x, t) =

∫ 1

0

ω̇Yi
(c∗)P̃ (c∗)dc∗ = (1− c̃)ω̇Yi

(c∗ = 0) + c̃ω̇Yi
(c∗ = 1) (5.1)

Les taux de réaction ω̇Yi
(c∗ = 0) et ω̇Yi

(c∗ = 1) sont non nuls car ils correspondent
respectivement à l’auto-inflammation des gaz frais et à l’éventuelle post-oxydation des
gaz brûlés. Afin d’être cohérent par rapport à la modélisation adoptée pour la flamme de
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prémélange, cette écriture est modifiée suivant :

˜̇ωYi
(x, t) =

∫ 1

0

ω̇Yi
(c∗)P̃ (c∗)dc∗

= (1− c̃)ω̇Yi
(c∗ = 0) +

ρu

ρ̄
SLΣ(Ỹ

eq
i − Ỹ u

i |
u) + c̃ω̇Yi

(c∗ = 1) (5.2)

En supposant dans un premier temps qu’il n’y a pas de réaction de post-oxydation en aval
du front de flamme, le dernier terme peut être supprimé. Le taux de réaction principal
ρuSLΣ(Y

eq
i − Y u

i |
u) consiste en un taux de conversion des espèces de leur état “gaz frais”

vers leur état d’équilibre et assure une bonne prédiction de la vitesse de propagation du
front de flamme turbulent. Pour le cas de l’auto-inflammation (AI), le même principe est
adopté, c’est-à-dire que les gaz frais sont convertis en gaz brûlés suivant une cinétique
spécifique, ce qui s’écrit :

ρ̄˜̇ωAI

Yi
= (1− c̃)ρ̄˜̇ωAI

c (Ỹ eq
i − Ỹ u

i |
u) (5.3)

Pour prédire précisément le délai de l’AI et les taux de réaction associés ˜̇ωAI

c , le modèle
TKI (Tabulated Kinetics of Ignition) proposé par Colin et al. [37] et actuellement ex-
ploité dans le modèle ECFM-3Z est repris. Ce modèle peut être perçu comme un modèle
FPI simplifié dans le sens où seul le taux de réaction de la variable d’avancement est lu
dans la table chimique, les taux de réaction des espèces chimiques étant déterminés à
partir d’une chimie différente de FPI. Ce choix s’explique notamment par le fait que les
variables d’avancement de TKI et de PCM-CFM I sont identiques et que seul manque le
taux de réaction pour la variable d’avancement dans l’équation (5.3).

TKI intègre une équation de transport pour une espèce fictive, l’intermédiaire réactionnel
ỸIR. Cette fictive évolue de 0 au temps initial vers la valeur de Z̃ lorsqu’un délai ca-
ractéristique de l’auto-inflammation τAI est atteint. Dans la formulation d’origine du
modèle, ce temps était le délai de flamme froide τLT . Néanmoins, dans les tests réalisés
par la suite, le temps caractéristique choisi est le temps mis pour atteindre un avancement
c∗ de 10−3. L’équation de transport de ỸIR s’écrit simplement :

∂ρ̄ỸIR

∂t
+∇ · (ρ̄ũỸIR) = ∇ · (ρ̄(D +DT )∇ỸIR) + ρ̄Z̃F (τAI) (5.4)

La fonction F (τAI) permet de tenir compte de l’évolution non linéaire de la chimie de
l’auto-inflammation [87] :

F (τAI) =
(α2τ 2

AI + 4(1− ατAI)ỸIR/Z̃)
1

2

τAI

(5.5)

où α est un paramètre dont la valeur est fixée à 1 s−1.

A l’instant τAI , le taux de réaction spécifique à l’auto-inflammation s’écrit :

ρ̄˜̇ωTKI

c = ρ̄
c∗

τc
(5.6)
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où τc est un paramètre de l’ordre de quelques pas de temps, qui permet de tendre rapide-
ment vers l’avancement c∗. Ensuite, le taux de réaction de la variable d’avancement est
interpolé dans la table jusqu’à la fin de la réaction d’auto-inflammation comme fonction
de la température des gaz frais T u, de la richesse locale φ et de la pression. Le principe
du modèle est illustré par la figure 5.1.

Fig. 5.1 – Principe du modèle TKI : une fois le délai de flamme froide noté ici τLT atteint,
le dégagement de chaleur est interpolé dans une table. Issu de [37]

Le taux de réaction ˜̇ωTKI

c est interpolé comme fonction de l’avancement lié à la progression
du front de flamme vers les gaz frais :

c̃ = 1−
Ỹ u

F

Z̃
(5.7)

où Ỹ u
F est la fraction massique de carburant non brûlé. Son équation de transport devient,

avec l’intégration du taux de réaction en auto-inflammation :

∂ρ̄Ỹ u
F

∂t
+∇ · (ρ̄ũỸ u

F ) = ∇ · (ρ̄(D +DT )∇Ỹ
u
F )− ρuSLΣZ̃ − (1− c̃)ρ̄ ˜̇ωc

TKI
(c̃)Z̃ (5.8)

Des travaux réalisés récemment [102] ont montré via des cas tests représentatifs du cli-
quetis, que le dégagement de chaleur pouvait être surestimé par cette modélisation. En
présence d’un front de flamme déjà établi, une fois que l’intermédiaire réactionnel a at-
teint sa valeur seuil, l’auto-inflammation va se déclencher. Les taux de réaction initiaux
associés sont alors interpolés dans la table à partir de l’avancement local c̃ produit par la
propagation du front de flamme au lieu de démarrer d’un avancement nul.
Afin de surmonter cet inconvénient, une solution proposée consistait en un découplage
de l’avancement dédié à la flamme de prémélange et de celui correspondant à l’auto-
inflammation des gaz frais [102]. Pour ce faire, Michel et al. [102] ont introduit deux

nouvelles quantités fictives, Ỹ AI
F la fraction massique de carburant consommée en AI et

Ỹ PF
F la fraction massique de carburant consommée par la flamme de prémélange. Ces
grandeurs sont reliées par la relation :

Ỹ u
F = Z̃ − Ỹ AI

F − Ỹ PF
F (5.9)

Sachant que des équations de transport ont déjà été formulées pour Ỹ u
F et Z̃, la connais-

sance d’une seule des fictives proposées est nécessaire, la valeur de l’autre sera déterminée
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grâce à l’équation (5.9). Une nouvelle variable d’avancement dédiée à la description de la
progression de l’auto-inflammation peut alors s’écrire :

cAI−TKI =
Ỹ AI

F

Z̃ − Ỹ PF
F

(5.10)

=
Ỹ AI

F

Ỹ AI
F + Ỹ u

F

(5.11)

La quantité Z̃ − Ỹ PF
F représente la fraction massique de carburant qui reste à disposition

pour une éventuelle consommation en AI. La correspondance entre les équations (5.10)

et (5.11) provient du lien fourni par l’équation (5.9). L’équation d’évolution de Ỹ AI
F s’écrit

alors en fonction de la variable cAI−TKI suivant :

∂ρ̄Ỹ AI
F

∂t
+∇ · (ρ̄ũỸ AI

F ) = ∇ · (ρ̄(D +DT )∇Ỹ
AI
F )

+(1− c̃)ρ̄˜̇ωTKI

c (cAI−TKI)Z̃ (5.12)

et l’équation de transport de Ỹ u
F est également impactée :

∂ρ̄Ỹ u
F

∂t
+∇ · (ρ̄ũỸ u

F ) = ∇ · (ρ̄(D +DT )∇Ỹ
u
F )

−ρuSLΣZ̃ − (1− c̃)ρ̄˜̇ωTKI

c (cAI−TKI)Z̃ (5.13)

Enfin, les équations de transport des espèces chimiques s’écrivent, en intégrant les taux
de réaction liés à l’auto-inflammation :

∂ρ̄Ỹi

∂t
+∇ · (ρ̄ũỸi) = ∇ · (ρ̄(D +DT )∇Ỹi)

+(ρuSLΣ + (1− c̃)ρ̄˜̇ωTKI

c (cAI−TKI))(Ỹ eq
i − Ỹ u

i |
u) (5.14)

Des extensions de ce modèle pour les hétérogénéités en richesse intégrant une pdf en
fraction de mélange et un modèle de post-oxydation sont proposées au chapitre 6.

5.1.2 Modèle II

Domingo et al. [42] ont proposé un formalisme permettant de combiner les taux de réaction
filtrés de l’auto-inflammation et de la flamme de prémélange pour le modèle PCM-FPI.
Les scalaires ϕPF (respectivement ϕAI), représentant les taux de réaction laminaires ou
les fractions massiques des espèces chimiques, sont obtenus à partir de calculs PREMIX
de flammes laminaires stationnaires (respectivement de calculs SENKIN de réacteurs ho-
mogènes à pression constante) balayant les gammes de pressions, températures de gaz
frais, compositions rencontrés lors du calcul de CFD. Une table FPI est alors générée
dans laquelle les taux de réaction sont stockés sous la forme ϕ(Z, c∗, T u, P ) où la variable
d’avancement c∗ s’écrit [62] :

c∗ =
YCO + YCO2

Y eq
CO + Y eq

CO2

(5.15)
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Il est possible de combiner les scalaires décrivant la flamme de prémélange et l’auto-
inflammation laminaires à partir d’un facteur α dont la valeur évolue entre 0 et 1 :

ϕ(Z∗, c∗, T u∗, P ∗) = αϕAI(Z∗, c∗, T u∗, P ∗) + (1− α)ϕPF (Z∗, c∗, T u∗, P ∗) (5.16)

En présumant la pdf en avancement par une β-pdf, les taux de réaction filtrés sont alors
déduits de la formulation de l’équation (5.16) :

˜̇ωYi
(x, t) =

∫ 1

0

ω̇Yi
(c∗)P̃ (c∗;x, t)dc∗

= α

∫ 1

0

ω̇AI
Yi
(c∗;x, t)P̃ (c∗)dc∗ + (1− α)

∫ 1

0

ω̇PF
Yi
(c∗;x, t)P̃ (c∗)dc∗

= α˜̇ωAI

Yi
(x, t) + (1− α)˜̇ωPF

Yi
(x, t) (5.17)

Détermination de la ségrégation locale

La pdf de la variable d’avancement P̃ (c∗) doit alors être déterminée par la ségrégation
de l’avancement Sc. Pour la modélisation que nous avons adoptée pour la flamme de
prémélange turbulente, la ségrégation SPF

c était déterminée algébriquement comme fonc-
tion de la densité de surface de flamme au travers de l’équation (3.34). Néanmoins, pour
la modélisation de l’auto-inflammation avec PCM-FPI, Galpin et al. [58] et Domingo et
al. [42] utilisent une équation de transport pour un scalaire permettant d’extraire le ni-
veau local de ségrégation. La ségrégation n’étant pas identique pour les deux modes de
combustion, il est ici choisi de fermer la ségrégation sous la forme :

Sc = αSAI
c + (1− α)SPF

c (5.18)

où SAI
c est la ségrégation en avancement générée par le phénomène d’auto-inflammation

seul. Celle-ci est déduite de l’équation de transport suivante, par analogie avec les travaux
de Galpin et al. et Domingo et al. :

∂ρ̄Y AI
cv

∂t
+∇ ·

(
ρ̄ũY AI

cv

)
= ∇ ·

(
ρ̄ (D +DT )∇Y

AI
cv

)
+ 2ρ̄(D +DT )|∇Ỹ

AI
c |2

+2ρ̄χ̃AI
Yc
+ 2ρ̄

(
Ỹcω̇Yc

AI

− Ỹ AI
c

˜̇ωAI

Yc

)
(5.19)

où Ỹ AI
c est la variable d’avancement fictive représentant la somme des fractions massiques

de CO et de CO2 produites par l’auto-inflammation seulement. Ỹ AI
c est la solution de

l’équation de transport :

∂ρ̄Ỹ AI
c

∂t
+∇ · (ρ̄ũỸ AI

c ) = ∇ · (ρ̄(D +DT )∇Ỹ
AI
c ) + ρ̄˜̇ωAI

Yc
(5.20)

Les taux de réaction filtrés apparaissant dans les équations (5.19) et (5.20) sont alors
fermés comme :

˜̇ωAI

Yc
=

∫ 1

0

ω̇AI
Yc
(c∗)P̃ (c∗; c̃AI , SAI

c )dc∗ (5.21)

Ỹcω̇Yc

AI

=

∫ 1

0

Y AI
c (c∗)ω̇AI

Yc
(c∗)P̃ (c∗; c̃AI , SAI

c )dc∗ (5.22)

119



où c̃AI = Ỹ AI
c /Ỹ eq

c .

Concernant la dissipation scalaire ρ̄χ̃AI
Yc
, celle-ci est fermée à partir de la formulation

récente fournie par l’équation (3.14).
Les équations de transport étant fermées, il est possible d’exprimer la ségrégation liée à
l’auto-inflammation, qui prend la forme suivante dans un cas d’une richesse homogène :

SAI
c =

Y AI
cv

Ỹ AI
c (Ỹ eq

c − Ỹ AI
c )

(5.23)

Détermination du facteur α

Dans le cas où la flamme de propagation seule existe, en reprenant l’expression proposée
par Domingo et al. pour α soit α = 1−c̃, le taux de réaction pour la variable d’avancement
s’écrit :

˜̇ωc(x, t) = c̃(x, t)
˜̇ωPF

Yc
(x, t)

Ỹ eq
c (x, t)

(5.24)

Ainsi, le taux de réaction pour la flamme de prémélange reste inchangé du côté des gaz
brûlés ( c̃ →1 ) mais sera affecté du côté des gaz frais ce qui risque de perturber la
vitesse caractéristique de propagation du front de flamme turbulent. La formulation de
l’équation (5.17) peut donc être modifiée de sorte à retrouver les cas limites c’est-à-dire
obtenir une auto-inflammation ou une propagation pilotée uniquement par le taux de
réaction turbulent correspondant. A cette fin, il est ici proposé de déterminer la valeur
du paramètre α à partir d’une comparaison entre les taux de réaction ρuSLΣ(c̃)Ỹ

eq
c et

ρ̄˜̇ωAI

Yc
(c̃AI). L’évolution du paramètre α en fonction du rapport

rω̇ = ρ̄˜̇ωAI

Yc
(c̃AI)/ρuSLΣ(c̃)Ỹ

eq
c est modélisée par la fonction :

α =
1

2

(
1 + tanh

(
rω̇ − 1.0

0.2

))
(5.25)

La figure 5.2 représente la valeur prise par α en fonction du rapport des taux de réaction :
un mode de combustion devient prépondérant (α=0 ou α=1) dès que le taux de réaction
associé devient le double de l’autre.

Concernant l’intégration du formalisme FPI et par extension PCM-FPI dans le solveur, de
précédents travaux [59, 119] ont proposé une reconstruction locale des taux de réaction des
espèces chimiques à partir de la tabulation des fractions massiques plutôt que l’utilisation
directe de l’intégration des taux de réaction laminaires par des pdf. Ainsi, le taux de
réaction de l’espèce i en auto-inflammation seule s’écrit :

ρ̄˜̇ωAI

Yi
(x, t) = ρ̄

Ỹi

AI
(c̃(x, t) + γδt ˜̇ωc(x, t), Sc(x, t), T

u(x, t))− Ỹi(x, t)

γδt
(5.26)

où :

Ỹi

AI
=

∫ 1

0

Y AI
i (c∗)P̃ (c∗; c̃, Sc)dc

∗ (5.27)

˜̇ωAI

c =

∫ 1

0

ω̇AI
c (c∗)P̃ (c∗; c̃, Sc)dc

∗ (5.28)
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Fig. 5.2 – Evolution de la valeur du paramètre α en fonction du ratio rω̇.

En reprenant ce formalisme et en utilisant l’équation (5.17), il est possible d’écrire le taux
de réaction filtré intégrant l’auto-inflammation et la combustion par la propagation de
flamme sous la forme :

˜̇ωYi
= α

Ỹ AI
i (c̃+ γδt ˜̇ω

AI

c , Sc)− Ỹi

γδt

+(1− α)
Ỹ PF

i (c̃+ γδt ˜̇ω
PF

c , Sc)− Ỹi

γδt
(5.29)

où pour rappel, Ỹi

PF
(x, t) =

∫ 1

0
Y PF

i (c∗)P̃ (c∗; c̃, Sc)dc
∗.

Cohérence entre les taux de réaction

Il est intéressant de noter que la formulation de l’équation (5.29) garantit que la somme

des taux de réaction ˜̇ωYCO
et ˜̇ωYCO2

est identique au taux de réaction ˜̇ωcỸ
eq
c . En effet :

˜̇ωYCO
+ ˜̇ωYCO2

=
(αỸ AI

c (c̃+ γδt ˜̇ω
AI

c ) + (1− α)Ỹ PF
c (c̃+ γδt ˜̇ω

PF

c ))− Ỹc

γδt

=
(αỸ eq

c (c̃+ γδt ˜̇ω
AI

c ) + (1− α)Ỹ eq
c (c̃+ γδt ˜̇ω

PF

c ))− Ỹc

γδt

=
αỸ eq

c γδt ˜̇ω
AI

c + (1− α)Ỹ eq
c γδt ˜̇ω

PF

c

γδt

= αỸ eq
c

˜̇ωAI

c + (1− α)Ỹ eq
c

˜̇ωPF

c

= Ỹ eq
c

˜̇ωc (5.30)

Des tests correspondant à cette formulation sont présentés plus loin dans le manuscrit. En-
fin, en envisageant une application de cette modélisation à un milieu stratifié en richesse,
il est possible d’intégrer une pdf en fraction de mélange comme expliqué au chapitre 6.
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Approximations liées à l’application au calcul moteur

Pour la modélisation de la flamme de prémélange, la connaissance de la composition chi-
mique interne au front de flamme présente peu d’intérêt pour l’application au moteur
automobile. Dans le sens où les compositions finales fournies par un calcul de réacteur
homogène à pression constante et un calcul de flamme laminaire stationnaire sont très
proches, il est possible d’exploiter pour la modélisation de la flamme de prémélange une
table constituée à partir de calculs de réacteurs homogènes (sous couvert, bien entendu,
de se placer dans des conditions où l’auto-inflammation peut se produire). Cette approxi-
mation permet donc de n’utiliser qu’une table pour la modélisation simultanée des deux
phénomènes et permet de s’abstenir de calculs PREMIX coûteux en temps CPU lorsqu’on
simule la combustion en flamme de prémélange des carburants lourds dans les moteurs. Ce
choix pose un problème pour la détermination de la ségrégation SPF

c , celle-ci étant pour
rappel fonction d’échelles de longueur de la flamme laminaire au travers de l’expression :

SPF
c = 1−

Σδ∗

ρ̄c̃(1− c̃)
avec δ∗ =

∫ 1−

0+

ρ(c∗)c∗(1− c∗)

|∇c∗|
dc∗ (5.31)

Cet inconvénient peut être levé en trouvant une estimation algébrique de la quantité δ∗.
Ceci est permis en écrivant que le gradient de l’avancement de la flamme laminaire |∇c∗|
est parabolique soit une expression de la forme : |∇c∗| ≈ Kc∗(1 − c∗). Sachant que la
valeur maximale de ce gradient est atteinte en c∗ = 1/2 et que l’épaisseur de flamme
laminaire δL correspond à l’inverse du maximum du gradient de la variable d’avancement,
il vient :

|∇c∗| ≈
4c∗(1− c∗)

δL
(5.32)

D’autre part, la variation de la densité avec l’avancement ρ(c∗) peut s’écrire :

ρ(c∗) =
ρu

1 + τc∗
(5.33)

En intégrant les expressions (5.32) et (5.33) dans l’équation (5.31), il vient :

δ∗ ≈
ρuδL
4

ln(1 + τ)

τ
(5.34)

ce qui permet finalement d’exprimer SPF
c .

5.2 Cas tests monodimensionnels

La fonctionnalité des transitions d’un mode de combustion à l’autre est ici étudiée.
Le premier cas test correspond à une auto-inflammation locale suivie par l’établissement
d’un front de flamme issu du gradient entre les gaz brûlés et les gaz frais et sa propagation.
Dans ce cas, l’état initial correspond à un volume de gaz frais à pression atmospherique
et dont la température est stratifiée. Les réactions d’auto-inflammation sont promues par
le fort niveau de température tandis qu’elles seront très limitées dans la zone froide, per-
mettant d’assurer la propagation du front de flamme. Dans le contexte de l’automobile,
ce mode de combustion est rencontré lors de diverses situations :
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– en moteur Diesel : l’auto-inflammation après mélange du carburant évaporé et de l’air
contenu dans la chambre est suivie par l’établissement d’une flamme prémélangée qui
va former des suies [39] ;

– en moteur à allumage commandé : ceci apparâıt dans le cas particulier du pré-allumage,
essentiellement rencontré dans les moteurs fortement suralimentés à bas régime. Le
déroulement du phénomène est le suivant : une auto-inflammation se produit dans la
chambre avant ou peu après l’allumage par bougie, initiant un front de flamme qui se
propage vers les gaz frais en les comprimant ; cette compression peut aboutir à une
auto-inflammation en masse du mélange air/carburant imbrûlé [165]. Ce phénomène
est beaucoup plus violent que le cliquetis puisque l’auto-inflammation se produit plus
précocément et concerne une masse de gaz frais plus importante. Un processus analogue
a déjà été observé dans des machines à compression rapide pour lesquelles le carburant
était de l’iso-octane : l’auto-inflammation se déroule alors soit en masse, soit par une
auto-inflammation locale suivie par propagation d’un front qui comprime les gaz frais
restant provoquant ainsi leur combustion en masse [162].

Le second cas test est plus conventionnel et correspond à une modélisation du cliquetis.
Celui-ci correspond à la propagation d’un front de flamme dans un volume fermé dans
des conditions thermodynamiques (fortes pression et température de gaz frais) favorisant
l’auto-inflammation des gaz frais contenus entre le front de flamme et la paroi.

Le carburant pris en compte dans ce qui suit est le n-heptane, sachant que celui-ci s’auto-
inflamme très facilement et que les méthodes de tabulation pour cette espèce sont bien
connues [119]. Le mécanisme cinétique réduit proposé par Patel et al. [117] est repris pour
cette étude. Les tables sont réalisées à partir de calculs de réacteurs homogènes à pression
constante et à richesse unitaire et comportent :

– 11 points en pression, entre 1 et 90 bars ;

– 29 points en température de gaz frais, entre 400 K et 1200 K ;

– 50 points en avancement.

5.2.1 Principe des calculs

Etant donné qu’il ne s’agit que de vérifier l’intégration des modélisations préalablement
détaillées, les calculs sont ici réalisés pour des topologies monodimensionnelles. D’autre
part, la cible étant l’utilisation pour des calculs moteur, une taille caractéristique de maille
de 1 mm est ici choisie et la turbulence est figée (c’est-à-dire constante spatialement) pour
les calculs. Celle-ci est définie comme : νT = Cu

′

∆∆ où ∆ = 1 mm et u
′

∆ = 1.0 m.s−1.
Les quantités ∆ et u

′

∆ apparaissent également dans le terme d’étirement de sous-maille
du modèle ECFM-LES.
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Cas du pré-allumage

Le domaine de calcul mesure 63 cm de long et est composé de mailles de taille régulière.
Les conditions limites choisies sont représentées sur la figure 5.3. Initialement le domaine
est rempli de gaz frais et comporte une stratification en température de gaz frais, celle-ci
évoluant de manière monotone de 800 K à 400 K.
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Fig. 5.3 – Initialisation du cas test 1 : domaine rempli de gaz frais et stratification en
température. Conditions limites : 1. symétrie, 2. 3. et 4. : parois glissantes adiabatiques.

Cas cliquetis

Le domaine de calcul est le même que pour le cas précédent. Cette fois un front de
flamme est initié dans un milieu dont la température de gaz frais initiale est de 800 K et
la pression de 20 bars. Cette solution initiale et les conditions limites sont schématisées
par la figure 5.4.
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Fig. 5.4 – Initialisation du cas test 2 : présence d’un front de flamme. Conditions limites :
1., 2.,3. et 4. : parois glissantes adiabatiques.

5.2.2 Résultats

Les résultats obtenus par les modèles I et II sont détaillés dans ce qui suit pour chaque
type de transition.

Cas du pré-allumage

L’évolution temporelle prédite par le modèle I est représentée sur la figure 5.5.(a) au tra-
vers des évolutions de température, de la densité de surface de flamme, de la variable
d’avancement et d’un avancement spécifique à la réaction d’auto-inflammation (Ỹ AI

F /Z̃).
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Partant d’une situation où le domaine ne contient que des gaz frais (t = 0 ms), l’in-

termédiaire réactionnel ỸIR est produit suivant un taux de croissance fonction des pa-
ramètres thermodynamiques locaux. Si sa valeur seuil (Z̃) est localement atteinte, le taux
de réaction lié à l’auto-inflammation est alors interpolé dans la table chimique entrâınant
la croissance de l’avancement c̃ et de la fraction massique de carburant consommée par
l’auto-inflammation Ỹ AI

F . L’évolution temporelle de c̃ conduit à la création de gradients
de cette variable ce qui correspond à la création de densité de surface de flamme Σc̃.
Ainsi, la consommation des gaz frais dans la zone où l’auto-inflammation s’est initiale-
ment déclenchée est due à la fois à ce premier mode et à la présence d’une densité de
surface de flamme. Ceci est illustré par la figure 5.5.(a) aux temps t = 10.2 ms, t =
10.5 ms et t = 12.2 ms.
Une fois que les gaz frais sont consommés en aval du front de flamme (matérialisé par
la densité de surface de flamme), celui-ci se propage vers les gaz frais (t = 12.5 ms). La

quantité Ỹ AI
F /Z̃ n’atteint jamais l’unité, quelque soit le temps considéré, ce qui veut dire

que la combustion dans la zone de forte température de gaz frais a toujours impliqué une
consommation partielle des gaz frais liée à la présence de la densité de surface de flamme.

Pour le modèle II, le fonctionnement diffère légèrement (voir figure 5.5.(b)).

La variable d’avancement non normalisée Ỹ AI
c décrit la progression de la réaction d’auto-

inflammation comme si celle-ci se déroulait seule et son taux de réaction est comparé au
taux de réaction lié à la consommation des gaz frais par la flamme de prémélange. Ceci
permet de déterminer quel mode de combustion est prépondérant pour l’estimation du
taux de réaction principal. La combustion est ainsi initiée par auto-inflammation et suivie
par une combustion mixte entre auto-inflammation et combustion associée à la présence
d’une densité de surface de flamme (de t = 4.9 ms à t = 5.5 ms). De la même façon que
précédemment pour le modèle I, la combustion s’achève par la propagation d’un front de
flamme vers la zone de gaz frais (de t = 6.1 ms à t = 17.8 ms).
Notons enfin que la cinétique de la combustion mixte est plus rapide pour le modèle II
que pour le modèle I. En effet, il existe un front de flamme centré en x = 0.2 m à t =
6.1 ms avec le modèle II tandis que ce même avancement de la combustion est obtenu
pour un temps t = 12.5ms environ avec le modèle I. Cette différence peut s’expliquer par :

– la modélisation de l’auto-inflammation ; le modèle II intègre une β-pdf pour modéliser
la distribution de l’avancement et fermer le taux de réaction filtré. Celui-ci peut donc
prendre des valeurs plus importantes que le taux de réaction laminaire (utilisé dans
le modèle I) aux faibles niveaux d’avancement pour de faibles valeurs de facteurs de
ségrégation Sc [59] ;

– la fermeture du coefficient α ; celle-ci compare les taux de réaction du modèle II et sa
forme est arbitraire. Il n’est pas garanti qu’elle permette de retrouver la même cinétique
que le modèle I pour un cas laminaire.

Finalement, le modèle I semble préférable puisqu’il n’intègre pas de fonction arbitraire
pour régir la transition entre les deux modes de combustion et que la cinétique de l’auto-
inflammation n’est pas impactée par la turbulence comme cela se produit pour le modèle
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II à travers la pdf en avancement fermée par une β-pdf.

Cas cliquetis

Dans ce second cas, la situation initiale correspond à l’existence d’un front de flamme,
tel que représenté à l’instant t = 0 ms sur la figure 5.6.(a) par le profil de densité de
surface de flamme. Ce front de flamme se propage vers les gaz frais en les consommant
(entre t = 0 ms et t = 18.6 ms), ceci étant figuré par la propagation du profil de surface
de flamme, l’élévation des niveaux de température et d’avancement. A t = 21.6 ms, un
début de consommation des gaz frais par auto-inflammation est perceptible puisque la
variable d’avancement spécifique à l’auto-inflammation a déjà augmenté, de même que
la température en amont du front du flamme. A t = 24 ms, tous les gaz frais ont été
consommés (c̃ = 1 partout) et la densité de surface de flamme a disparu. Le profil final
de l’avancement spécifique à l’auto-inflammation montre que plus de 80% du carburant a
été consommé par ce mode de combustion sur la droite du domaine, le reste étant du à la
présence de gradient de variable d’avancement. Ainsi la phénoménologie caractéristique
du cliquetis, à savoir l’auto-inflammation des gaz frais contenus entre la paroi et le front
de flamme, a été reproduite.

Le point de départ pour le modèle II est le même que le premier modèle à savoir qu’un front
de flamme est initialisé dans le domaine. Celui-ci se propage vers les gaz frais (entre t =
0 ms et t = 6.2 ms, voir figure 5.6.(b)), tandis qu’indépendamment, la variable d’avance-

ment liée à l’auto-inflammation crôıt. Le taux de réaction associé à celle-ci ρ̄˜̇ωAI

Yc
(c̃AI) étant

prépondérant du côté des gaz frais, le mécanisme d’auto-inflammation est responsable de
l’augmentation d’avancement de de température dans cette zone, tel que représenté à t =
7.5 ms et t = 8.0 ms. Cette réaction s’achève et à t = 8.6 ms, la combustion est terminée,
tous les gaz frais ayant été consommés.
Notons qu’une fois encore, la cinétique liée à la prédiction de l’auto-inflammation par le
modèle II est plus rapide qu’avec le modèle I.
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Fig. 5.5 – Transition “auto-inflammation vers la flamme de prémélange”. (a) modèle I,
(b) modèle II. De haut en bas : évolutions de la température, des variables d’avancement
et de la densité de surface de flamme.

127



0.1 0.2 0.3 0.4 0.5

1000

1500

2000

2500

3000

3500

T
em

p
er

at
u
re

 [
K

]

t = 0 ms
t = 18.6 ms
t = 21.6 ms
t = 22.2 ms
t = 24 ms

0.1 0.2 0.3 0.4 0.5

1000

1500

2000

2500

3000

3500

T
em

p
er

at
u
re

 [
-]

t = 0 ms
t = 6.2 ms
t = 7.5 ms
t = 8.0 ms
t = 8.6 ms

0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
1e-05

0.0001

0.001

0.01

0.1

1

V
ar

ia
b
le

 d
’a

v
an

ce
m

en
t 

A
I 

[-
]

t = 0 ms
t = 18.6 ms
t = 21.6 ms
t = 22.2 ms
t = 24.0 ms

0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
0.0001

0.001

0.01

0.1

1

V
ar

ia
b
le

 d
’a

v
an

ce
m

en
t 

A
I 

[-
]

t = 0 ms
t = 6.2 ms
t = 7.5 ms
t = 8.0 ms
t = 8.6 ms

0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

V
ar

ia
b
le

 d
’a

v
an

ce
m

en
t 

[-
]

t = 0 ms
t = 18.6 ms
t = 21.6 ms
t = 22.2 ms
t = 24.0 ms

0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

V
ar

ia
b
le

 d
’a

v
an

ce
m

en
t 

[-
]

t = 0 ms
t = 6.2 ms
t = 7.5 ms
t = 8.0 ms
t = 8.6 ms

0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
x [m]

0

100

200

300

400

500

600

D
en

si
te

 d
e 

su
rf

ac
e 

d
e 

fl
am

m
e 

[m
-1

]

t = 0 ms
t = 18.6 ms
t = 21.6 ms
t = 22.2 ms
t = 24.0 ms

0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
x [m]

0

100

200

300

400

500

600

D
en

si
te

 d
e 

su
rf

ac
e 

d
e 

fl
am

m
e 

[m
-1

]

t = 0 ms
t = 6.2 ms
t = 7.5 ms
t = 8.0 ms
t = 8.6 ms

(a) (b)

Fig. 5.6 – Transition “flamme de prémélange vers auto-inflammation”. (a) modèle I, (b)
modèle II. De haut en bas : évolutions de la température, des variables d’avancement et
de la densité de surface de flamme.
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5.3 Conclusion

Dans ce chapitre, les modèles PCM-CFM I et II présentés au préalable pour la modélisation
des flammes de prémélange ont été étendus pour la prise en compte de l’auto-inflammation
(modèles I et II).
Concernant le modèle I, l’extension a consisté à intégrer une modélisation type TKI. Le
déclenchement de l’auto-inflammation est détecté lorsque l’intermédiaire réactionnel, une
variable fictive dont l’évolution est pilotée par un délai caractéristique tabulé, atteint
sa valeur seuil. Le taux de réaction dédié à l’auto-inflammation est alors interpolé dans
une table chimique constituée à partir de calculs préalables de réacteurs homogènes à
pression constante. Une nouvelle variable fictive figurant la fraction massique de carbu-
rant consommée en auto-inflammation est introduite de sorte à décrire un avancement
spécifique à l’auto-inflammation.
Pour le modèle II, la modélisation développée pour la flamme de prémélange et celle
de Jérémy Galpin pour l’auto-inflammation sont combinées au travers d’une formulation
pondérée. Le poids est ici modélisé par une fonction rendant compte de la prépondérance
de l’un ou l’autre des modes de combustion à travers leur cinétique respective.
Les modèles étendus ont enfin montré leur fonctionnalité pour la modélisation des tran-
sitions “auto-inflammation vers flamme de prémélange” et “flamme de prémélange vers
auto-inflammation”, correspondant respectivement à des cas de pré-allumage et de clique-
tis pouvant se produire lors de modélisations de combustions anormales dans un moteur
à allumage commandé.
Des différences ont été constatées pour les vitesses caractéristiques de combustion d’un
modèle à l’autre. Elles sont essentiellement expliquées par : des fermeture différentes pour
les taux de réaction filtrés d’auto-inflammation (tirés de tables TKI pour le modèle I,
fermés à partir d’une β-pdf et de tables FPI pour le modèle II) et des modélisations
différentes de la transition d’un mode de combustion à l’autre pour les deux modèles
(basée sur un intermédiaire réactionnel pour le modèle I et sur une fonction arbitraire
pour le modèle II). Le modèle I présentant un formalisme plus simple que le modèle II et
proche de modèles moteur déjà utilisés comme ECFM-3Z, il semble être préférable pour
des calculs moteur.
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Chapitre 6

Extension des modèles aux modes de
combustion stratifiés

Les modèles I et II peuvent être, dans leur état actuel, utilisés pour la modélisation de
combustions en moteur à allumage commandé homogènes en richesse. Les éventuelles
stratifications en richesse seraient majoritairement résolues par le maillage. Néanmoins,
pour des applications moteurs à injection directe, il devient nécessaire d’intégrer les effets
liés aux stratifications pouvant exister au niveau de la sous-maille. Le présent chapitre
propose à cette fin des extensions théoriques aux modèles I et II, qui n’ont pas été testées
dans le cadre de la thèse.
Le modèle I ayant un formalisme simple, plusieurs modifications peuvent lui être apportées
pour améliorer ses capacités prédictives à partir de modélisations proposées récemment
pour l’auto-inflammation en milieu turbulent hétérogène en richesse. Concernant le modèle
II, l’extension est essentiellement réalisée en utilisant une pdf en fraction de mélange pour
l’estimation des taux de réaction filtrés.

6.1 Extensions du modèle I

6.1.1 Modélisation des effets des stratifications en richesse de
sous-maille pour la partie propagative

Les taux de réaction des espèces chimiques associés au modèle I peuvent être écrits de
manière plus générale sous la forme :

˜̇ωYi
(x, t) =

∫ 1

0

∫ 1

0

ω̇Yi
(Z∗, c∗)P̃ (Z∗, c∗;x, t)dZ∗dc∗ (6.1)

où la pdf jointe peut être décomposée comme P̃ (Z∗, c∗) = P (c∗|Z∗)P̃ (Z∗).
Cette forme peut être simplifiée en reprenant l’hypothèse intrinsèque de PCM-FPI [156] :
P (c∗|Z∗) ≈ P (c∗).

Pour rappel, la pdf en avancement s’écrit :

P (c∗;x, t) = (1− c̄(x, t))δ(c∗) +
Σ(x, t)

|∇c∗|
H(c∗)H(1− c∗) + c̄(x, t)δ(1− c∗) (6.2)
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Quant à la pdf en fraction de mélange, elle est présumée à partir d’une fonction β.

Les taux de réaction sont déduits de l’équation (6.1), en négligeant les taux de réaction
associés à la chimie de post-oxydation (i.e. pour c = 1) :

˜̇ωYi
(x, t) = (1− c̄(x, t))

∫ 1

0

ω̇Yi
(Z∗, c∗ = 0)P̃ (Z∗)dZ∗

+Σ(x, t)

∫ 1

0

ρu(Z∗)SL(Z
∗)(Y eq

i (Z∗)− Y u
i (Z

∗))P̃ (Z∗)dZ∗

+c̄(x, t)

∫ 1

0

ω̇Yi
(Z∗, c∗ = 1)P̃ (Z∗)dZ∗

= (1− c̄(x, t))˜̇ωAI

Yi

+Σ(x, t)( ˜ρuSLY
eq
i − ˜ρuSLY u

i ) (6.3)

où :

˜ρuSLY
eq
i =

∫ 1

0

ρu(Z∗)SL(Z
∗)Y eq

i (Z∗)P̃ (Z∗)dZ∗ (6.4)

˜ρuSLY u
i =

∫ 1

0

ρu(Z∗)SL(Z
∗)Y u

i (Z
∗)P̃ (Z∗)dZ∗ (6.5)

La quantité SL serait déterminée par des calculs PREMIX de flammes laminaires ou par
la corrélation de Metghalchi et Keck [98] comme dans ECFM-LES, de sorte à exprimer
les quantités ρu(Z∗)SL(Z

∗)Y u
i (Z

∗) et ρu(Z∗)SL(Z
∗)Y eq

i (Z∗) lors de la création de la table.
Une limitation liée à cette approche est que l’on négligerait alors les effets d’historique
liés à la chimie pour l’estimation de SL. En effet, lorsque la flamme laminaire au cours
de son évolution traverse des zones de richesse variable pour finir par se trouver dans une
zone de richesse φ0, sa vitesse de propagation est différente de la vitesse qu’elle aurait eu
en milieu homogène de cette même richesse [125].
La vitesse de flamme laminaire SL apparâıt aussi dans des termes de l’équation de
transport de Σ (courbure résolue, propagation plane et destruction de sous-maille). Afin
d’intégrer l’adoption de la pdf en fraction de mélange au niveau de ces termes, il convient
donc de remplacer SL par S̃L où :

S̃L =

∫ 1

0

SL(Z
∗)P̃ (Z∗)dZ∗ (6.6)

D’autre part, les scalaires c̃ et c̄ apparaissent au niveau de termes de l’équation de trans-
port de Σ. c̃ étant fermé comme c̃ = 1 − Ỹ u

F /Z̃, il reste à exprimer c̄. De la même façon
que pour le modèle I, la partie interne de la pdf est négligée pour lier c̄ et c̃ et de la même
façon que dans les travaux de Domingo et al. [40], il vient :

c̄ =
ρ̃uc̃

ρ̃b + (ρ̃u − ρ̃b)c̃
(6.7)

où ρ̃u et ρ̃b sont exprimés comme :

ρ̃u =

∫ 1

0

ρu(Z∗)P̃ (Z∗)dZ∗ (6.8)

ρ̃b =

∫ 1

0

ρb(Z∗)P̃ (Z∗)dZ∗ (6.9)
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La propagation de flamme en milieu stratifié est ainsi traitée de façon analogue au travail
de Domingo et al. [40], à ceci près que le plissement de sous-maille Ξ est ici déterminé
indirectement par l’équation de transport de ECFM-LES.

6.1.2 Modélisation des effets de la stratification pour
la modélisation de l’auto-inflammation

Dans le cas d’une combustion dans un moteur essence à injection directe, les effets des
stratifications de richesse sur une éventuelle auto-inflammation sont à prendre en compte.
Ceci est tout d’abord réalisé par l’utilisation d’une pdf en fraction de mélange, représentant
les stratifications de richesse en sous-maille. Puis, un modèle est proposé qui intègre
les effets de l’étirement sur la cinétique de l’auto-inflammation et sur l’état d’équilibre
chimique.

Intégration de la pdf en fraction de mélange à la modélisation TKI : TKI-pdf

La fermeture du taux de réaction lié à l’avancement correspond au modèle proposé par
Subramanian [143] dans le cadre de sa thèse :

˜̇ωTKI

c (x, t) =

∫ 1

0

ω̇TKI
c (Z∗)P̃ (Z∗)dZ∗ (6.10)

La seule réaction d’auto-inflammation serait alors modélisée au travers du taux de réaction
suivant, par analogie avec l’équation (5.6) :

˜̇ωAI

Yi
(x, t) = (1− c̄)˜̇ωTKI

c (Ỹ eq
i − Ỹ u

i ) (6.11)

où :

Ỹ eq
i =

∫ 1

0

Y eq
i (Z∗)P̃ (Z∗)dZ∗ (6.12)

Ỹ u
i =

∫ 1

0

Y u
i (Z

∗)P̃ (Z∗)dZ∗ (6.13)

Il est possible de raffiner ce modèle en tabulant un taux de réaction pour l’auto-inflammation
qui tient compte des flux diffusifs associés à une auto-inflammation se déroulant dans un
milieu stratifié en richesse.

Intégration des effets diffusifs liés à la stratification : modèle mixte TKI-
pdf/ADF-PCM

Des améliorations peuvent être portées à l’estimation du taux de réaction en auto-infla-
mmation en s’inspirant des travaux de Michel [99]. Le fonctionnement du modèle ADF-
PCM étant présenté en détail par ailleurs [99], il n’est décrit que succintement dans ce
qui suit.
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Approximation de la flamme de diffusion par ADF-PCM
Ce modèle repose sur la résolution de l’équation de flammelette de Peters pour l’avance-
ment non normalisé Yc (qui matérialise la somme des fractions massiques de CO et de
CO2). Celle-ci s’écrit :

∂Yc

∂t
= ω̇Yc

+ χZ

∂2Yc

∂Z2
(6.14)

où χZ est le taux de dissipation scalaire qui peut s’écrire comme une fonction de la fraction
de mélange Z et de l’étirement a. Le taux de réaction ω̇Yc

provient de calculs préalables de
réacteurs homogènes. Ceci permet l’approximation d’une flamme de diffusion laminaire
tenant compte des effets de chimie complexe pour des temps de calcul raisonnables. Cette
approximation est ensuite utilisée pour la modélisation de la combustion en flamme de
diffusion en milieu turbulent. Ainsi, les quantités physiques moyennes rendant compte de
la structure de la flamme de diffusion turbulente ϕ̃ sont exprimées à partir des quantités
issues du calcul de la flammelette approximée comme :

ϕ̃(Z̃, SZ , t, a) =

∫ 1

0

ϕ(Z∗, t, a)P̃ (Z∗)dZ∗ (6.15)

Une variable d’avancement moyenne pour le modèle c̄ADF peut s’écrire :

c̄ADF (Z̃, SZ , t, a) ≈

∫ 1

0
Yc(Z

∗, t, a)P̃ (Z∗)dZ∗
∫ 1

0
Yc(Z∗, tfinal, a)P̃ (Z∗)dZ∗

=
Ỹ ADF

c

Ỹ eq−ADF
c

(6.16)

ce qui permet de stocker les quantités moyennes dans une table sous la forme
ϕ̃(Z̃, SZ , c̄

ADF , a). L’avancement non normalisé moyen Ỹ ADF
c provient dans le code de

CFD de la résolution d’une équation de transport dont le taux de réaction est ˜̇ωY ADF
c

. Il
a tout d’abord été estimé à partir de la flammelette approximée comme :

˜̇ωY ADF
c

(Z̃, SZ , t, a) =

∫ 1

0

∂Yc

∂t
(Z∗, t, a)P̃ (Z∗)dZ∗ (6.17)

puis tabulé en fonction de la variable d’avancement moyenne : ˜̇ωY ADF
c

(Z̃, SZ , c̄
ADF−PCM , a).

Proposition d’un modèle mixte entre TKI-pdf et ADF-PCM
Le modèle ADF-PCM peut donner un point de départ pour l’intégration des effets diffusifs
apparaissant au cours de l’auto-inflammation en amont du front de flamme. Alors que
l’avancement d’écriture de la table TKI est fonction de la température, cette grandeur
n’est pas disponible lors de la résolution de l’équation de flammelette (Eq. (6.14)). Soit la
résolution de cette équation peut être accompagnée de la résolution d’une équation pour
l’énergie pour rester proche du formalisme TKI, soit la table de dégagement de chaleur
peut être écrite en fonction de l’avancement de l’équation (6.16). Une approximation
serait alors réalisée de la même façon que dans TKI puisque la variable de lecture pour
l’avancement ne serait pas la même que celle dédiée à l’écriture de la table. Le taux de
réaction des espèces chimiques correspondant à la réaction d’auto-inflammation serait
donc :

ρ̄˜̇ωTKI−ADF

Yi
= ρ̄˜̇ωTKI−ADF

c (cAI−TKI)(Ỹ eq−ADF
i − Ỹ u

i ) (6.18)

où Ỹ eq−ADF
i =

∫ 1

0
Yi(c̄

ADF = 1, Z∗, a)P̃ (Z∗)dZ∗.
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Quant au taux de réaction global intégrant les combutions par auto-inflammation et
propagation de flamme, il s’écrit :

ρ̄˜̇ωYi
= (1− c̄)ρ̄˜̇ωTKI−ADF

c (cAI−TKI)(Ỹi

eq−ADF
− Ỹ u

i )

+Σc̃(
˜ρuSLY

eq−ADF
i − ˜ρuSLY u

i ) (6.19)

où ˜ρuSLY
eq−ADF
i =

∫ 1

0
ρu(Z∗)SL(Z

∗)Yi(c̄
ADF = 1, Z∗, a)P̃ (Z∗)dZ∗. Il reste néanmoins

à estimer le taux d’étirement a dans un contexte LES. L’écriture de l’équation (6.19)
correspond schématiquement à une combustion prenant la forme d’une flamme triple
(voir figure 1.3) en amont de laquelle pourrait se dérouler une auto-inflammation. En
aval du front, le modèle impose que la composition chimique soit celle d’une flamme de
diffusion turbulente à son état d’équilibre. Ceci revient à modéliser la combustion dans la
zone de flamme de diffusion par une chimie infiniment rapide. Cette formulation proposée
constitue donc déjà une modélisation pouvant être testée pour des calculs de moteur à
injection directe essence. L’actuelle proposition peut néanmoins être améliorée par un
modèle intégrant la cinétique de la flamme de diffusion, comme expliqué dans ce qui suit.

6.1.3 Intégration de la combustion en flamme de diffusion

ADF-PCM et indice de flamme

Dans un travail ciblant la modélisation de flammes décrochées turbulentes [40], Do-
mingo et al. ont proposé la variable d’avancement suivante, adaptée pour la combustion
prémélangée et non prémélangée :

c(Z;x, t) =
YF,oZ − YF (x, t)

YF,oZ − Y eq
F (Z)

(6.20)

où YF,o est la fraction massique de carburant contenue dans un courant et Y
eq
F (Z) est la

fraction massique de carburant à l’équilibre chimique pour une richesse donnée. A partir
de celle-ci, une équation de transport pour la variable d’avancement est dérivée dans
le même travail et fait apparâıtre des termes spécifiques à la combustion partiellement
prémélangée :

∂ρc

∂t
+∇ · (ρuc) = ∇ · (ρD∇c) + ω̇c

+

(
2

YF,oZ − Y eq
F (Z)

)(
YF,o −

dY eq
F (Z)

dZ

)
ρχZ,c

−

(
c

YF,oZ − Y eq
F (Z)

)
d2Y eq

F (Z)

dZ2
ρχZ (6.21)

Lorsque cette équation est considérée dans le cas particulier de la propagation de flamme,
des termes peuvent être éliminés, de même pour la combustion non prémélangée. Afin
de ne traiter que les cas limites et d’éviter de résoudre l’équation (6.21) filtrée qui ferait
apparâıtre des contributions peu aisées à fermer, un indice de flamme ξ̃p est utilisé afin de
déterminer si localement la combustion se déroule en flamme de prémélange ou en flamme
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de diffusion, la modélisation spécifique à chacun de ces régimes étant mieux connue.
L’indice s’écrit :

ξ̃p ≈
1

2

(
1−

χ̃F,o

Fnorm

)
(6.22)

où χ̃F,o estime une contribution résolue et une contribution de sous-maille pour le calcul
de la quantité filtrée D∇YF · ∇Yo et Fnorm permet de normaliser χ̃F,o.

Cet indice prenant la valeur 0 (respectivement 1) si la combustion se produit en régime
non prémélangé (respectivement prémélangé), les taux de réaction des espèces chimiques
peuvent s’écrire sous la forme :

ρ̄˜̇ωYi
= ξ̃pρ̄˜̇ω

modeleI

Yi
+ (1− ξ̃p)ρ̄˜̇ω

diffusion

Yi
(6.23)

Parmi les modèles cités au chapitre 1 pour la modélisation de la combustion en flamme de
diffusion, ADF-PCM a donné de bons résultats récemment [100] et pourrait être exploité

pour fermer la contribution ρ̄˜̇ωdiffusion

Yi
. Dans ce modèle, pratiquement, les taux de réaction

des espèces chimiques sont fermés sous la forme :

˜̇ωADF−PCM

Yi
=
Ỹi(c̄

ADF−PCM + dc̄ADF−PCM)− Ỹi

τ
(6.24)

Cette écriture, combinée à l’équation (6.23) peut poser un problème de cohérence puisque
rien ne garantit qu’un produit de combustion comme CO2 suive une évolution mono-
tone au cours du temps. En effet, le taux de réaction de la flamme de prémélange
impose une évolution monotone de la composition chimique d’un état “gaz frais” vers
un état “gaz brûlés” tandis que pour la flamme de diffusion, le taux de réaction de
l’équation (6.24) correspond à une relaxation de la composition locale vers la composition
de la table à un avancement c̄ADF−PCM . Dans le cas de l’espèce CO2, il n’est pas garanti
que sa fraction massique locale n’est pas inférieure à la fraction massique à c̄ADF−PCM ,
puisque cette espèce peut être produite par la flamme de prémélange. Par conséquent,
l’équation (6.24) va entrâıner une consommation non physique de cette espèce. Une al-
ternative pour la modélisation de la flamme de diffusion serait de résoudre comme dans

ADF-PCM l’équation de transport de Ỹc

ADF−PCM
, de sorte à pouvoir estimer l’avance-

ment c̄ADF−PCM et d’estimer le taux de réaction des espèces chimiques comme :

˜̇ωdiffusion

Yi
=

˜̇ωADF−PCM

Yc
(c̄ADF−PCM)

Ỹc(c̄ADF−PCM = 1, a)
(Ỹ eq−ADF

i − Ỹ u
i ) (6.25)

Cette formulation correspond dans le principe aux modèles adoptés par les modèles
génériques adaptés aux cas moteurs pour traiter la flamme de diffusion (voir chapitre 1).
Par rapport à ces modélisations, la différence est l’estimation précise du temps caractéristi-

que (τ = 1/˜̇ωADF−PCM

c ). De plus, la composition chimique finale tient compte des effets
diffusifs de la flammelette. L’équation (6.25) correspond néanmoins à une approximation
de la flamme de diffusion turbulente puisque la prédiction de la chimie intermédiaire sera
erronée, particulièrement pour les espèces chimiques dont la variation est non monotone.

En résumé, les taux de réaction globaux pour les espèces chimiques prendraient donc
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la forme :

ρ̄˜̇ωYi
= ξ̃p((1− c̄)ρ̄˜̇ωTKI−ADF

c (cAI−TKI)(Ỹ eq−ADF
i − Ỹ u

i )

+Σc̃(
˜ρuSLY

eq−ADF
i − ˜ρuSLY u

i ))

+(1− ξ̃p)
˜̇ωADF−PCM

Yc
(c̄ADF−PCM)

Ỹc(c̄ADF−PCM = 1, a)
(Ỹ eq−ADF

i − Ỹ u
i ) (6.26)

Un modèle générique a ainsi été proposé permettant de combiner des modèles spécifiques
à la cinétique de chaque mode de combustion. Néanmoins, la composition chimique in-
termédiaire entre l’état initial et l’état final est approximée, ce qui peut a priori poser
problème pour la prédiction des espèces chimiques lors de la modélisation de combustions
lentes, comme la flamme de diffusion. Cette proposition pourrait être testée par la simula-
tion de flammes décrochées qui présentent une zone de stabilisation par propagation d’un
front de flamme ou auto-inflammation en milieu stratifié en aval de laquelle se produit
une combustion par flamme de diffusion.

6.2 Application d’une pdf en fraction de mélange pour

le modèle II

Pour rappel, la fermeture proposée précédemment pour le modèle II de sorte qu’il puisse
modéliser l’AI et la flamme de prémélange s’écrit :

˜̇ωYi
= α

Ỹ AI
i (c̃+ γδt ˜̇ω

AI

c )− Ỹi

γδt

+(1− α)
Ỹ AI

i (c̃+ γδt ˜̇ω
PF

c )− Ỹi

γδt
(6.27)

Les taux de réaction sont clos de façon identique à l’équation (6.1) tout en conservant
l’approximation P (c∗|Z∗) ≈ P (c∗). La prise en compte de la pdf en fraction de mélange im-
plique que la ségrégation en avancement pour la combustion en AI s’écrive désormais [156] :

SAI
c = Y AI

cv

(
Ỹ eq 2

c

Ỹ eq2
c

+ Ỹ AI 2
c

(
Ỹ eq 2

c

Ỹ eq2
c

− 1

))
/ Ỹ AI

c (Ỹ eq
c − Ỹ AI

c ) (6.28)

où :

Ỹ eq
c =

∫ 1

0

Y eq
c (Z∗)P̃ (Z∗)dZ∗ (6.29)

Ỹ eq2
c =

∫ 1

0

Y eq2
c (Z∗)P̃ (Z∗)dZ∗ (6.30)

(6.31)

Le scalaire Ỹ AI
i est maintenant fermé comme :

Ỹ AI
i =

∫ 1

0

∫ 1

0

Y AI
i (Z∗, c∗)P (c∗)P̃ (Z∗)dc∗dZ∗ (6.32)
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D’autre part, les taux de réaction en avancement sont également modifiés suivant :

˜̇ωPF

c = Σ

∫ 1

0

ρu(Z∗)SL(Z
∗)P̃ (Z∗)dZ∗ (6.33)

˜̇ωAI

c =

∫ 1

0

∫ 1

0

ω̇AI
Yc
(Z∗, c∗)P (c∗)P̃ (Z∗)dc∗dZ∗/Ỹ eq

c (6.34)

La modélisation proposée peut donc rendre compte de l’auto-inflammation en milieu
hétérogène turbulent de façon identique au travail de Galpin [58], de la propagation de
flamme dans les mêmes conditions et a priori de la transition entre ces deux modes de com-
bustion. Concernant la modélisation de la flamme de diffusion instationnaire, celle-ci est
en revanche largement limitée, puisque les taux de réaction laminaires utilisés proviennent
de la solution de l’équation de flammelette pour laquelle le terme diffusif est omis. Une
alternative serait alors de tabuler des flammes laminaires prémélangées 1D comme cela est
fait classiquement pour une modélisation PCM-FPI de flammes turbulentes partiellement
prémélangées. Néanmoins, le calcul de flammes 1D pour les hydrocarbures lourds exploités
lors de calculs moteur comme l’iso-octane ou le n-heptane pourrait s’avérer pénalisant en
terme de temps de calcul requis.

6.3 Conclusion

Ce chapitre a permis de présenter des propositions d’extensions théoriques des modèles I
et II pour la modélisation de la combustion en milieu stratifié en richesse.
Concernant le modèle I, une pdf en fraction de mélange a tout d’abord été appliquée
au taux de réaction global. Le taux de réaction pour la partie auto-inflammation a été
modifié de sorte a intégrer un résultat issu de travaux récents à savoir l’intérêt de la prise
en compte du terme diffusif de l’équation de flammelette. La notion d’indice de flamme a
également permis d’intégrer une chimie non infiniment rapide lors de la modélisation de
la flamme de diffusion en milieu turbulent. Un modèle à même de traiter théoriquement
tous les modes de combustion a ainsi été proposé. Néanmoins quelques limitations sont à
souligner comme l’approximation de l’évolution de la chimie au cours de la combustion,
écrite ici comme la conversion d’un état “gaz frais” en un état d’équilibre de la chimie.
Le modèle II prend également en compte les effets de stratification de richesse en sous-
maille via l’utilisation d’une pdf en fraction de mélange. Bien que ce modèle rende compte
de façon plus détaillée de la chimie pour les modes de combustion traités (flamme de
prémélange et auto-inflammation), il est plus délicat de lui adjoindre un modèle de flamme
de diffusion exploitable dans un contexte moteur. En effet, le modèle classique PCM-FPI
repose sur le calcul de flammes prémélangées 1D qui peut être très long pour les carbu-
rants utilisés dans les moteurs automobiles.

D’autre part, une problématique à tous les modèles évoqués subsiste actuellement. Comme
cela a été évoqué préalablement, l’utilisation de la tabulation FPI pour le calcul moteur
soulève actuellement quelques problèmes (les hypothèses de pression ou volume constant
pour les calculs des réacteurs homogènes sont particulièrement abusives pour le rendu de
la cinétique chimique lors de la phase de détente). Des travaux de développement sont
actuellement en cours pour lever cette limitation. Cependant, ceci n’empêche pas le test
des formalismes théoriques proposés dans ce chapitre sur des configurations académiques.
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Chapitre 7

Simulations de cas moteur

Le but de ce chapitre est de démontrer la fonctionnalité et le potentiel des modèles couplés
proposés préalablement et associés à la LES pour l’étude des combustions anormales. Seul
le modèle I a été exploité dans ce chapitre pour des questions de temps. Par ailleurs, les
résultats donnés par le modèle II auraient fourni des dégagements de chaleur identiques
mais des compositions chimiques différentes, celles-ci étant sans objet ici. Signalons dès
maintenant qu’il s’agit d’un travail prospectif qualitatif présentant quelques limitations
et qu’il n’y aura pas de comparaisons directes avec des résultats expérimentaux.
Pour cette étude, des calculs moteur du type allumage commandé sont réalisés sur une
partie de cycle seulement. En effet, afin d’optimiser les temps dédiés aux simulations, les
solutions de précédents calculs des phases d’admission et de début de compression ont été
reprises pour obtenir des solutions initiales.
La configuration simulée ainsi que les spécificités des calculs menés sont tout d’abord
expliqués et les résultats obtenus sont ensuite présentés.

7.1 Cas test

7.1.1 Configuration

La configuration choisie ici est un moteur monocylindre IFP, d’une cylindrée de 500 cm3.
Des calculs multi-cycles ont déjà été réalisés pour ce moteur [134, 153] et il apparâıt
donc judicieux de conserver la même configuration, les divers maillages requis et outils
numériques spécifiques étant déjà disponibles.
Comme cela est illustré par la figure 7.1, le cylindre comporte 4 soupapes, les 2 premières
régulant l’admission du mélange air/essence et les deux autres l’échappement des gaz
brûlés à l’issue du cycle.
Plusieurs points de fonctionnement sont investigués par la suite sur ce moteur, les ca-
ractéristiques communes sont renseignées au tableau 7.1.

7.1.2 Initialisation et conditions aux limites

L’initialisation des calculs consiste à reprendre une solution issue d’un calcul d’admission
réalisé à l’IFP en tenant compte des lois de soupapes et du rendement volumétrique du
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Fig. 7.1 – Domaine de calcul pour le moteur monocylindre IFP.

Alesage x Course 86 mm x 86 mm
Taux de compression 10

Régime moteur (tr/min) 2000
Richesse 1 (air/n-heptane)

Rendement volumétrique 0.35
Ouverture admission -355 deg.
Fermeture admission -123 deg.

Tab. 7.1 – Caractéristiques communes aux points de fonctionnement considérés. Les
angles vilebrequin sont exprimés par rapport au point mort haut combustion.
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Zone Entrée cond. Paroi cond. Surface Paroi Paroi Surface
admission admission soupape culasse cylindre piston

Cond. Entrée/sortie Loi log. Loi log. Loi log. Loi log. Loi log.
limites non réfléch. isotherme isotherme isotherme isotherme isotherme
Pe Pexp(t) - - - - -
Te 304K 450K 450K 450K 450K 500K

Tab. 7.2 – Conditions aux limites.

tableau 7.1 et à y intégrer les variables fictives requises par le modèle de combustion. Les
conditions aux limites utilisées sont résumées dans le tableau 7.2.

Les parois du domaine sont toutes supposées isothermes et la loi de paroi impose une
évolution logarithmique pour la vitesse et la température. Au niveau de l’admission, une
condition limite spécifique permet également la sortie des gaz pour intégrer le phénomène
de backflow qui se produit lors de l’admission et qui affecte le remplissage du cylindre.
A l’ouverture de la soupape d’admission, juste avant la descente du piston, les gaz brûlés
encore contenus dans la chambre de combustion ont une pression supérieure aux gaz frais
remplissant la tubulure d’admission. Ces derniers vont alors être refoulés avant l’admission
forcée par la descente du piston. La pression d’admission imposée correspond à l’évolution
de la pression expérimentale moyenne, établie à partir de 300 cycles.

7.1.3 Maillage mobile

Une des spécificités du calcul moteur est l’évolution du maillage au cours du cycle du
fait de la mobilité du piston et des soupapes. La méthode ALE (Arbitrary Lagrangian-
Eulerian, [71]) a été implantée dans le solveur AVBP afin de gérer les variations de
maillage. Chaque noeud possède une vitesse d’évolution propre et sa position doit donc
être déterminée à chaque instant. Pour ce faire, la méthode ITC [48] est utilisée pour
interpoler cette position à partir d’un maillage initial et d’un maillage final de mêmes
connectivités. Afin de contrôler l’évolution des mailles et de limiter leurs déformations lors
du calcul du cycle moteur, celui-ci est divisé en phases. A chaque phase correspondent
un maillage initial et un maillage final générés par l’utilisateur. A la fin d’une phase, les
champs des variables sont interpolés du maillage final vers le maillage initial de la phase
suivante. L’ensemble de la méthode est résumé par la figure 7.2.
Le maillage comporte environ 600 000 noeuds au point mort bas et 300 000 au point mort
haut. La taille caractéristique d’une maille est 0.5mm. Un maillage utilisé lors de la phase
d’admission est visible sur la figure 7.3.

7.1.4 Modèle de combustion et table chimique

Le modèle de combustion utilisé dans ce chapitre est le modèle I, du fait de sa simplicité,
du faible nombre d’informations à interpoler et d’une transition naturelle d’un mode de
combustion à l’autre. Une table TKI est alors requise. Celle-ci correspond à la table utilisée
dans le chapitre précédent pour les tests de fonctionnalité des modèles étendus.
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Fig. 7.2 – Principe de la méthode ALE, dédiée à la gestion des maillages en calcul moteur.
Tiré de [133].

Fig. 7.3 – Maillage du domaine de calcul 70 deg. après ouverture des soupapes d’admis-
sion.
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7.1.5 Points de fonctionnement étudiés et phénoménologie

Les résultats présentés dans la suite correspondent à des simulations réalisées entre -60
deg. et 60 deg., le but de notre étude étant de nous focaliser sur la combustion.
Partant d’un point à faible charge (rendement volumétrique de 0.35 environ) et faible
régime (2000 tr/min), des modifications ont été réalisées de sorte à retrouver des phénomè-
nes reliés au cliquetis et au pré-allumage.
Le cliquetis correspond à une auto-inflammation se produisant lors de la propagation
de flamme au niveau des gaz frais restant à consommer. Cette combustion brutale peut
occasionner des dégâts mécaniques (joint de culasse, segmentation, piston, soupapes, ...)
encore aggravés si elle se produit tôt dans la phase de compression. Le cliquetis apparâıt
d’autant plus facilement que l’avance à l’allumage est importante, les conditions thermo-
dynamiques étant alors plus sévères puisque la combustion se produit pendant la phase de
compression et les gaz frais ont une fenêtre temporelle plus étendue pour s’auto-inflammer
avant leur consommation par la flamme de prémélange. Plusieurs calculs ont été réalisés,
chacun étant caractérisé par une valeur d’avance à l’allumage.
Le pré-allumage se produit pour des points de fonctionnement à faible régime et forte
charge mais son apparition reste sporadique et difficile à prédire. Les calculs LES pour-
raient fournir un complément de compréhension aux expérimentateurs de par la prise en
compte du caractère instationnaire des écoulements dans les moteurs et de leur bon ni-
veau de résolution spatiale. Dans le déroulement du pré-allumage, une auto-inflammation
locale peut se produire avant l’allumage par bougie, suivie par une propagation de flamme
et une auto-inflammation en masse du mélange de gaz frais restant soit une combustion
très violente. Une seule apparition de ce phénomène peut ainsi suffire à endommager
sérieusement le moteur. Pour provoquer le pré-allumage dans nos simulations, un point
chaud est déposé de sorte à encourager localement la réaction d’auto-inflammation.
Quelques limitations associées aux simulations sont néanmoins à garder à l’esprit :

– le carburant considéré ici est le n-heptane. L’indice d’octane traduit la capacité d’un
carburant à resister à l’auto-inflammation (100 pour l’iso-octane, 0 pour le n-heptane).
Sachant que les carburants essence ont un indice d’octane voisin de 95, il est directement
perceptible que le n-heptane est peu représentatif de l’essence. Néanmoins les méthodes
de tabulation pour le n-heptane sont bien connues et ses propriétés d’auto-inflammation
permettront d’obtenir aisément des combustions anormales lors des simulations ;

– l’initialisation du précurseur d’auto-inflammation se fait à -60 deg. tandis que celle-ci
devrait être réalisée plus tôt (fin de l’admission) ;

– la reproduction des phénomènes associés au pré-allumage est réalisée sur des points de
faible charge.
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7.2 Résultats

7.2.1 Cliquetis

Les calculs ont été réalisés pour les avances à l’allumage suivantes : 40 deg., 36 deg., 33
deg., 30 deg. et 20 deg. L’impact de cette variation paramétrique est tout d’abord mis
en avant par la visualisation de la pression cylindre. La figure 7.5 représente ainsi pour
chaque avance, l’évolution d’une pression fournie par un capteur de pression placé entre
les soupapes d’échappement et la zone de chasse (Fig. 7.4).
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Fig. 7.4 – Localisation du capteur de pression (x = -29 mm, y = 19 mm, z = 90 mm) et
du point chaud initié pour l’étude des cas de pré-allumage (x = 23 mm, y = 0 mm, z =
91 mm).

La production du cliquetis pour des avances à l’allumage comprises entre 40 deg. et 33 deg.
est clairement mise en avant par une brusque montée en pression suivie par des oscillations
qui représentent la propagation d’ondes acoustiques dans la chambre de combustion. Il
est ici vérifié que l’apparition du cliquetis peut être repoussée voire éliminée (cas à 20 deg.
d’avance) par un jeu sur l’avance à l’allumage, comme cela est utilisé en contrôle moteur.

Les signaux expérimentaux de la figure 7.6 ont une allure très semblable aux signaux de
pression obtenus par le calcul pour des avances à l’allumage de 33 deg. et 40 deg. :
les premières oscillations ont des amplitudes très importantes (jusqu’à 80 bars dans
l’expérience et jusqu’à 40 bars dans nos calculs, sachant néanmoins que pour ces der-
niers, les pics des courbes de pression sont moins élevés) puis la fréquence et l’amplitude
des oscillations décroissent à chaque fois au cours de la détente. Pour une avance à l’al-
lumage de 40 deg., le signal de pression au cours de la détente a été traité par un filtre
passe-bas (de fréquence de coupure égale à 12 kHz) puis a subi une transformation de
Fourier pour finalement faire ressortir un mode préférentiel de fréquence 5.7 kHz. Cette
valeur est bien située dans la gamme des fréquences (5-10 kHz) rencontrées lors de la
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détente en cas de cliquetis [69].

Les taux de réaction correspondant à l’auto-inflammation et à la propagation de flamme
étant clairement distingués dans le modèle I étendu, il est possible de mettre en avant
leur impact sur l’évolution de la pression cylindre. Ainsi sont évaluées les quantités :

Ipropa =

∫

V

ρuSLΣc̃dV (7.1)

IAI =

∫

V

(1− c̃)ρ̄˜̇ωTKI
(cTKI)dV (7.2)

L’évolution de ces intégrales est tracée sur la figure 7.7 pour les avances à l’allumage de 40
deg., 36 deg., 33 deg. et 30 deg. L’intégrale du taux de réaction lié à l’auto-inflammation
est d’autant plus grande que cette réaction se produit tôt, car la quantité de carburant
restant à consommer est plus importante. Ceci permet d’expliquer les monteés en pression
brutales pour les avances à l’allumage comprises entre 40 deg. et 33 deg. Il est également
notable que bien que la courbe de pression pour une avance de 30 deg. ne présente à
première vue aucun cliquetis, un cliquetis naissant existe tout de même comme le montre
le pic d’auto-inflammation vers 32 deg.

Enfin, pour le cas d’une avance à l’allumage de 40 deg., l’évolution qualitative de la
modélisation du phénomène de cliquetis est détaillée par les figures 7.8 à 7.13 au tra-
vers des représentations de la variable d’avancement, de l’avancement spécifique à l’auto-
inflammation (soit la fraction massique de carburant auto-inflammé sur la fraction mas-
sique de carburant contenu dans les gaz frais), de la densité de surface de flamme et de
la pression.
Peu après le point mort haut combustion (Fig. 7.8) le champ de densité de surface de
flamme matérialise le front de flamme en aval duquel se trouvent les gaz brûlés (c̃ = 1).
La fraction massique de carburant consommé par auto-inflammation normalisée est non
nulle mais très faible, traduisant le départ de l’auto-inflammation dans la région du front
de flamme. Les figures 7.9 et 7.10 illustrent l’augmentation rapide de la quantité de car-
burant consommé en auto-inflammation tant au niveau du front de flamme qu’au niveau
de la paroi du cylindre où la pression tend à augmenter localement, réduisant les délais
caractéristiques d’auto-inflammation. Avec cette combustion, des poches de gaz brûlés
apparaissent ce qui correspond à la formation de gradients de c̃, soit physiquement à la
création de densité de surface de flamme. Ainsi, bien que la combustion en périphérie du
front principal se déroule essentiellement en auto-inflammation, une partie est également
due à la présence d’une densité de surface de flamme. A partir de 2 deg., la combustion
des gaz frais s’achève (la variable d’avancement c̃ tend vers 1) et la densité de surface
de flamme disparâıt. La quantité de carburant consommé par auto-inflammation n’at-
teint jamais la valeur de la fraction massique de carburant contenue dans les gaz frais, ce
qui montre bien que la propagation de flamme a toujours complété ce mode de combus-
tion. Les hétérogénéités de pression dans la chambre matérialisent la propagation d’ondes
acoustiques de forte amplitude mises en avant sur la figure 7.5.

Finalement, il a été possible de rendre compte d’une phénoménologie très proche du cli-
quetis à travers l’utilisation du modèle I étendu sur une configuration réaliste. Les signaux
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Fig. 7.5 – Evolution temporelle de la pression locale en fonction du choix d’avance à
l’allumage.

Fig. 7.6 – Signaux de pression captés aux côtés opposés d’une chambre de combustion
d’un moteur à allumage commandé pour un cycle présentant un cliquetis important.
Position 1 : au sommet du cylindre, près de la bougie. Position 2 : au sommet du cylindre,
au plus loin de la bougie. Régime moteur : 2000 tr/min, ouverture maximale du papillon.
Source : [69].

146



-60 -40 -20 0 20 40 60
Angle Vilbrequin [deg.]

0

0.5

1

1.5

2
In

te
g
ra

le
 v

o
lu

m
iq

u
e 

d
es

 t
au

x
 d

e 
re

ac
ti

o
n

PF, AVA = 20 deg.

AI, AVA = 20 deg.

PF, AVA = 30 deg.

AI, AVA = 30 deg.

PF, AVA = 33 deg.

AI, AVA = 33 deg.

PF, AVA = 36 deg.

AI, AVA = 36 deg.

PF, AVA = 40 deg.

AI, AVA = 40 deg.

Fig. 7.7 – Evolution temporelle des intégrales volumiques des taux de réaction dédiés à
la propagation de flamme et à l’auto-inflammation en fonction de l’avance à l’allumage.

Fig. 7.8 – Angle Vilebrequin = 0.2 deg. AVA = 40 deg. Champs de variable d’avancement,
carburant consommé par AI normalisé, densité de surface de flamme et pression.
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Fig. 7.9 – Angle Vilebrequin = 1.2 deg. AVA = 40 deg. Champs de variable d’avancement,
carburant consommé par AI normalisé, densité de surface de flamme et pression.

Fig. 7.10 – Angle Vilebrequin = 1.6 deg. AVA = 40 deg. Champs de variable d’avance-
ment, carburant consommé par AI normalisé, densité de surface de flamme et pression.
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Fig. 7.11 – Angle Vilebrequin = 2.0 deg. AVA = 40 deg. Champs de variable d’avance-
ment, carburant consommé par AI normalisé, densité de surface de flamme et pression.

Fig. 7.12 – Angle Vilebrequin = 2.6 deg. AVA = 40 deg. Champs de variable d’avance-
ment, carburant consommé par AI normalisé, densité de surface de flamme et pression.
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Fig. 7.13 – Angle Vilebrequin = 2.6 deg. AVA = 40 deg. Champs de variable d’avance-
ment, carburant consommé par AI normalisé, densité de surface de flamme et pression.

temporels de pression obtenus après départ de l’auto-inflammation ont une affinité quali-
tative avec des signaux expérimentaux et l’effet de l’avance à l’allumage sur l’apparition
du cliquetis a été vérifié.

7.2.2 Pré-allumage

Dans cette partie, le but a été de reproduire la phénoménologie du pré-allumage bien que
le point de fonctionnement corresponde à une faible charge. L’auto-inflammation locale est
favorisée par dépôt d’un point chaud de 1 cm de diamètre à proximité des soupapes d’ad-
mission comme représenté sur la figure 7.4. Ce choix de localisation n’est pas pertinent du
point de vue du motoriste, le point chaud devant plutôt se situer du côté de l’échappement,
plus chaud. Néanmoins, de premiers calculs ont montré que la surface de flamme initiée
par le bougie était convectée par la turbulence de la chambre vers l’échappement, aussi
les gaz frais de cette zone étaient consommés par la propagation de flamme avant l’auto-
inflammation naissante, ne permettant pas de reproduire un phénomène de pré-allumage
numériquement. Ce point chaud est modélisé par un différentiel positif de ∆T u par rap-
port à la température de gaz frais évaluée à partir de l’équation de transport de l’enthalpie
des gaz frais. Deux valeurs ont été adoptées pour ce différentiel : 200 K et 500 K.

Cas ∆T u = 200 K

De la même façon que pour le cliquetis, les évolutions de la pression cylindre et des
contributions de l’auto-inflammation et de la flamme de prémélange sont illustrées par
les figures 7.14 et 7.15. Il est tout d’abord remarquable que la présence du point chaud
conduit à une augmentation sensible de la pression cylindre par rapport à un cas de
même avance. D’autre part, une avance à l’allumage plus importante mais sans initiation
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de point chaud (ici 33 deg.) permet de retrouver une évolution de pression très proche du
cas avec point chaud. Ceci présente l’intérêt d’avoir déjà été mis en avant par l’expérience
à l’IFP.
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Fig. 7.14 – Evolution de la pression cylindre pour des avances à l’allumage de 30 deg. et
33 deg. L’étoile indique la présence d’un point chaud pour le cas considéré.
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Fig. 7.15 – Evolution temporelle des intégrales volumiques des taux de réaction dédiés à
la propagation de flamme et à l’auto-inflammation en fonction de l’avance à l’allumage.
L’étoile indique la présence d’un point chaud pour le cas considéré.

La figure 7.15 montre bien que le point chaud entrâıne une auto-inflammation très lo-
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calisée vers 0 deg., une dominante de combustion par propagation de flamme et enfin
une auto-inflammation en masse des gaz frais restants dans la chambre. D’autre part,
la ressemblance des courbes de pression pour une avance à l’allumage de 33 deg. et une
avance de 30 deg. accompagnée par un point chaud est expliquée par un phasage proche
des départs en auto-inflammation. L’auto-inflammation partant plus tôt pour une avance
de 33 deg., elle est plus violente, soit un pic de pression et des oscillations de pression de
plus grandes amplitudes.

Le déroulement qualitatif de la combustion est expliqué par les figures 7.16 à 7.20. Sur
la figure 7.16, deux zones de combustion par propagation d’un front de flamme peuvent
être identifiées : une zone principale, de plus grande taille correspondant à la combustion
initiée par la bougie et une zone plus petite, centrée sur une valeur non nulle de carburant
consommé par auto-inflammation, à proximité du point chaud. Les figures 7.17 et 7.18
montrent la propagation de la densité de surface de flamme vers les gaz frais et la compres-
sion de ces derniers. Ceci se traduit par l’augmentation rapide de la fraction massique de
carburant consommé par auto-inflammation en périphérie du front de flamme. De même
que pour le cas du cliquetis, sur les figures 7.19 et 7.20, de la densité de surface de flamme
se créé dans les zones où l’auto-inflammation est suffisamment avancée et concourt à la
consommation des gaz frais restants dans la chambre.
De fortes hétérogénéités en pression sont également générées dans la chambre par la com-
bustion brutale.

Cas ∆T u = 500 K

Un autre cas est réalisé pour lequel le différentiel de température est éxagérément plus
important afin de déclencher une auto-inflammation avant l’allumage. De plus, l’avance à
l’allumage est réduite à 10 deg.
La figure 7.21 montre ainsi que l’auto-inflammation est déclenchée avant l’allumage et
que celle-ci s’arrête très vite (en 3 deg. environ). A partir de cette initiation, une flamme
de prémélange se développe et se propage. Le signal de pression est ainsi très faiblement
bruité, la combustion se déroulant essentiellement du fait de la propagation de flamme
(Fig. 7.22).

Ces affirmations peuvent être vérifiées à partir des évolutions temporelles des champs
d’avancement, de densité de surface de flamme et d’avancement spécifique à l’auto-inflam-
mation. En effet, 11 deg. avant le point mort haut, l’auto-inflammation a déjà démarré,
consommant ainsi des gaz frais et initiant un champ de densité de surface de flamme. Au
point mort haut, et 17 deg. après cet angle, il est perceptible que la combustion se poursuit
par propagation du front de flamme tandis que la quantité de carburant consommée par
auto-inflammation reste localisée au niveau de la zone de point chaud et n’évolue quasi-
ment plus. Du fait d’un déclenchement plus tardif que préalablement de la combustion,
il n’y a plus d’auto-inflammation des gaz frais en amont du front de flamme lors de sa
propagation.
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Fig. 7.16 – Angle Vilebrequin = 1 deg. AVA = 30 deg. Champs de variable d’avancement,
carburant consommé par AI normalisé, densité de surface de flamme et pression.

Fig. 7.17 – Angle Vilebrequin = 10 deg. AVA = 30 deg. Champs de variable d’avancement,
carburant consommé par AI normalisé, densité de surface de flamme et pression.
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Fig. 7.18 – Angle Vilebrequin = 15 deg. AVA = 30 deg. Champs de variable d’avancement,
carburant consommé par AI normalisé, densité de surface de flamme et pression.

Fig. 7.19 – Angle Vilebrequin = 18 deg. AVA = 30 deg. Champs de variable d’avancement,
carburant consommé par AI normalisé, densité de surface de flamme et pression.
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Fig. 7.20 – Angle Vilebrequin = 25 deg. AVA = 30 deg. Champs de variable d’avancement,
carburant consommé par AI normalisé, densité de surface de flamme et pression.
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Fig. 7.21 – Evolution temporelle des intégrales volumiques des taux de réaction dédiés
à la propagation de flamme et à l’auto-inflammation pour une avance à l’allumage de 10
deg. en présence d’un point chaud.

Bien que le carburant considéré ici soit du n-heptane et que le moteur fonctionne à faible
charge, il a été possible de reproduire les phénomènes physiques apparaissant lors de l’ap-
parition du pré-allumage. Néanmoins, la brutalité du phénomène n’a pas été reproduite, le
pré-allumage n’apparaissant que tardivement et ne conduisant pas à un cliquetis intense.
L’utilisation de l’iso-octane et de charges plus importantes permettraient sans doute d’ob-
tenir une meilleure ressemblance qualitative avec une courbe de pression expérimentale.
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Fig. 7.22 – Evolution de la pression cylindre pour une avance à l’allumage de 10 deg. en
présence d’un point chaud.

(a) c̃, 11 deg. avant point mort
haut combustion.

(b) Ỹ AI
F

/Z̃, 11 deg. avant point
mort haut combustion.

(c) Densité de surface de flamme,
11 deg. avant point mort haut
combustion.

(d) c̃, point mort haut combus-
tion.

(e) Ỹ AI
F

/Z̃, point mort haut com-
bustion.

(f) Densité de surface de flamme,
point mort haut combustion.

(g) c̃, 17 deg. après point mort
haut combustion.

(h) Ỹ AI
F

/Z̃, 17 deg. après point
mort haut combustion.

(i) Densité de surface de flamme,
17 deg. après point mort haut
combustion.

Fig. 7.23 – Evolutions instationnaires des champs de variables d’avancement et de densité
de surface de flamme dans le plan y=0.
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7.3 Conclusion

Dans ce chapitre, le modèle I a été appliqué à des simulations de divers points de fonc-
tionnement d’un moteur monocylindre IFP à 4 soupapes afin de vérifier son potentiel
de prédiction de combustions anormales comme le cliquetis et le pré-allumage. Des li-
mitations intrinsèques aux modélisations sont cependant à souligner : les faibles charges
utilisées lors des simulations et le choix du n-heptane pour modéliser le comportement du
carburant essence notamment.
Des résultats intéressants ont été obtenus puisque les courbes de pression cylindre associées
à l’apparition du cliquetis présentaient une allure proche de signaux expérimentaux avec
des oscillations de pression de fortes amplitudes. De plus, l’effet de contrôle du cliquetis
par le choix de l’avance à l’allumage a été retrouvé.
Pour le cas du pré-allumage, la présence d’un point chaud a permis de promouvoir une
auto-inflammation locale qui a été suivie d’une propagation de flamme. Cette flamme
et celle générée par l’étincelle ont simultanément provoqué la compression et l’auto-
inflammation des gaz frais restants dans la chambre.
Un autre cas a été réalisé pour lequel une auto-inflammation se produit avant l’allumage
et initie une flamme de prémélange.
Des perspectives intéressantes s’offrent donc pour l’étude du pré-allumage en étudiant
cette fois un point de fonctionnement à forte charge et en tabulant l’iso-octane dont la
chimie est beaucoup plus proche de l’essence.
Finalement le travail de ce chapitre démontre le potentiel du couple LES / modèle I pour
l’investigation des combustions anormales en moteur à allumage commandé.
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Conclusions et perspectives

Conclusions

Des normes anti-pollution de plus en plus restrictives aiguillent les constructeurs auto-
mobiles vers la proposition de motorisations de plus en plus sophistiquées. L’optimisa-
tion des combustions se déroulant dans ces moteurs nécessite des moyens d’investigation
fins au travers des diagnostics optiques et de la simulation numérique tridimensionnelle
des écoulements. La présente thèse s’est posée comme une contribution à l’élaboration
d’un modèle générique permettant d’investiguer les modes de combustion complexes. Le
contexte de la LES a été choisi pour la réalisation des développements, ce type d’approche
tenant compte des variabilités cycliques de la combustion au contraire des modélisations
RANS usuellement exploitées.

Un premier chapitre a permis la présentation de quelques notions liées à la combustion en
régime laminaire pour introduire les équations filtrées de la LES et les termes à fermer.
Les modèles de combustion de la littérature permettant de fermer les taux de réaction
filtrés ont été détaillés tout en mettant en avant les avantages et inconvénients de chacun.
Le meilleur candidat pour une modélisation générique de la combustion s’est avéré être
PCM-FPI, de par son formalisme modulaire et les nombreux modes de combustion traités
lors de précédents travaux. Néanmoins quelques inconvénients liés à son emploi ont été
rappelés.
Les modèles spécifiques à des applications moteur ont également été étudiés. Ceux-ci
présentaient globalement une robustesse d’emploi mais aussi des simplifications en termes
de modélisation de la chimie et de représentation de la flamme de diffusion. Le modèle
ECFM-3Z s’est distingué parmi l’existant puisqu’il rendait compte de toutes les combus-
tions en dépit des inconvénients mentionnés précédemment.
A partir de ces deux séries de revue, deux stratégies sont ressorties. En effet, il semblait
d’abord possible de s’inspirer de PCM-FPI pour la proposition d’un modèle générique
en recherchant à trouver des solutions à ses inconvénients. Par ailleurs, une modélisation
adaptée au moteur comme ECFM-3Z pouvait être étendue à la LES tout en s’efforçant
de réduire ses limitations.

Lors du filtrage des équations de transport de l’aérothermochimie était apparu un terme
rendant compte du transport turbulent. Plusieurs fermetures proposées dans la littérature
ont été confrontées à des résultats de DNS, puis ont été testées lors de simulations de type
LES d’un brûleur prémélangé de laboratoire au chapitre 2. La formulation proposée par
Richard [133] s’est avérée la plus pertinente et a été retenue pour la suite.
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Le cas particulier de la flamme de prémélange a été abordé au chapitre 3. Le manque
de contrôle de la vitesse de flamme turbulente a priori pour le modèle PCM-FPI, lié à
l’utilisation de β-pdf pour la fermeture des taux de réaction filtrés et au choix de fermeture
de la dissipation scalaire de sous-maille, a tout d’abord été mis en avant. Les résultats
de travaux récents associés à l’emploi d’une pdf bimodale ont été rappelés et ont servi
de base pour la proposition de deux modèles pour le prémélange associant l’équation de
transport de la densité de surface de flamme de ECFM-LES et la tabulation de la chimie.
Les modèles proposés ont été testés au travers de simulations LES de la même flamme de
laboratoire que précédemment et comparés au modèle PCM-FPI. En plus d’une prédiction
des espèces chimiques comparable à ce modèle, la formulation des modèles PCM-CFM I
et II a permis le contrôle de la vitesse de propagation du front de flamme.

Afin de permettre l’utilisation des modèles PCM-CFM I et II lors de calculs moteur à
allumage commandé, une modélisation propre à l’allumage par bougie a été proposée pour
chaque modèle au chapitre 4, en se basant sur le modèle AKTIM-Euler. La modélisation
par PCM-CFM I et II de la croissance du noyau de flamme aux instants suivant l’allumage
par bougie a été validée à partir d’une expérience de laboratoire. D’autre part, d’autres
cas d’allumage représentatifs des conditions rencontrées en moteur ont été réalisés afin de
comparer les comportements des modèles PCM-CFM I et II couplés à AKTIM-Euler à
celui de PCM-FPI couplé au même modèle. Il s’est avéré qu’un niveau d’énergie minimal
en sous-maille était requis par PCM-FPI pour permettre le développement du noyau de
flamme initial. La dépendance au choix de la fermeture de la dissipation scalaire de sous-
maille a également été montrée.

Le chapitre 5 a abordé la modélisation de l’auto-inflammation en milieu homogène couplée
aux modèles PCM-CFM I et II. Le modèle I a ainsi été obtenu en intégrant le modèle
TKI, utilisé par ECFM-3Z, au modèle PCM-CFM I. Le modèle II provient de l’ajout de
la modélisation proposée par J. Galpin pour l’auto-inflammation au modèle PCM-CFM II
au travers d’une fonction comparant la cinétique de l’auto-inflammation et de la flamme
de prémélange.
Deux cas tests simplifiés représentatifs des phénomènes rencontrés lors du cliquetis et
du pré-allumage ont été simulés par les deux modèles. Les modèles I et II ont démontré
leur fonctionnalité et la prédiction qualitative des mêmes phénomènes. En revanche les
cinétiques caractéristiques ont été différentes, principalement du fait de la fonction intro-
duite au modèle II et de la fermeture du taux de réaction filtré pour l’auto-inflammation
par une β-pdf. Le modèle I, de par sa simplicité semble le plus naturellement exploitable
pour des calculs moteur LES.

Une extension théorique du chapitre 5 a été offerte par le chapitre 6. Le but était alors
d’étendre les modèles I et II aux cas de combustions en milieux stratifiés en richesse,
comme cela est le cas dans les moteurs à injection directe. Pour le modèle I, le principe
a tout d’abord consisté à inclure une pdf en fraction de mélange de sorte à intégrer les
effets des stratifications en richesse de sous-maille. Le modèle TKI a ensuite été modifié
pour tenir compte de délais d’auto-inflammation caractéristiques d’une équation de flam-
melette plutôt que de réacteurs homogènes. Enfin, l’indice de flamme a permis d’ajoindre
un modèle pour la flamme de diffusion inspiré de ADF-PCM.
Concernant le modèle II, l’extension a consisté à ajoindre une pdf en fraction de mélange.
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Rappelons que les modélisations proposées n’ont pas été testées.

Enfin, des applications du modèle I ont été réalisées au chapitre 7 afin de montrer son
potentiel pour l’investigation de combustions anormales pouvant être rencontrées dans
les moteurs à allumage commandé comme le cliquetis et le pré-allumage. Ces cas étant
qualitatifs, le n-heptane, bien que son indice d’octane ne soit pas du tout représentatif
de l’essence, a été utilisé comme carburant de sorte à promouvoir l’apparition des auto-
inflammations. Des signaux de pression proches de tendances expérimentales ont été re-
produits ainsi que l’effet du retard à l’allumage sur l’apparition du cliquetis. D’autre part,
quelques cas ont permis de montrer qu’il était possible de retrouver dans des cas de calculs
réalistes les phénomènes associés au pré-allumage à savoir une auto-inflammation locale
suivie par la propagation d’une flamme et la combustion en masse du mélange de gaz frais
restant dans la chambre.

Perspectives

Des perspectives existent pour le travail qui a été réalisé dans cette thèse :

– tout d’abord le modèle I qui a été proposé peut déjà être exploité pour la réalisation
d’études par la LES de combustions anormales dans un moteur à allumage commandé,
en utilisant un carburant réaliste et en se basant sur des points de fonctionnement
expérimentaux ;

– le modèle II intègre une technique de tabulation FPI pour la chimie. Or des problèmes
ont été mis en avant par d’autres travaux pour cette modélisation lors de la phase de
détente et des développements sont actuellement en cours pour palier ces inconvénients
[74, 102]. Il faudra donc intégrer ces travaux, lorsque ceux-ci seront achevés, au modèle
proposé dans la thèse de sorte à ce que celui-ci soit utilisable pour des calculs moteur ;

– afin d’améliorer la prédiction des espèces chimiques dans le cas de calculs moteur avec
le modèle I, il serait pertinent d’ajoindre un modèle de post-oxydation c’est-à-dire
représentatif de la chimie se déroulant en aval du front de flamme. Une solution simple
à court terme pourrait consister à reprendre ce qui est utilisé dans le modèle ECFM-
3Z [7, 34] ;

– afin de donner un caractère plus générique aux modèles, il faut également modéliser la
possible extinction de la flamme de prémélange, lorsque par exemple celle-ci se propage
dans un milieu stratifié et parvient dans une zone trop pauvre pour que sa propaga-
tion se poursuive. Dans ce cas, le front de flamme doit disparâıtre, ce qui se traduit
au niveau de la modélisation par une destruction de la densité de surface de flamme.
Celle-ci pourrait par exemple être pilotée par un terme source fonction du nombre de
Karlovitz, comme cela a été proposé dans un travail récent [118] ;

– afin d’utiliser les modèles proposés pour la réalisation de calculs LES de moteurs à
injection directe, il reste à coupler à ceux-ci un modèle d’injection, comme celui de
Martinez et al. [95] et à valider l’ensemble.
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[142] R. Steiner, C. Bauer, C. Krüger, F. Otto, and U. Maas. 3D-simulation of DI-diesel
combustion applying a progress variable approach accounting for complex chemistry.
SAE 2004-01-0106, 2004.

[143] G. Subramanian. Modélisation de l’auto-inflammation : analyse des effets de la
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[151] A. Trouvé, D. Veynante, K.N.C. Bray, and T. Mantel. The coupling between flame
surface dynamics and species mass conservation in premixed turbulent combustion.
In Proc of the Summer Program, pages 95–124. Center for Turbulence Research,
NASA Ames/Stanford Univ., Stanford, 1994.

[152] J.A. van Oijen, F.A. Lammers, and L.P.H. de Goey. Modeling of complex premixed
burner systems by using flamelet-generated manifolds. Combust. Flame, 127 :2124–
2134, 2001.

[153] O. Vermorel, S. Richard, O. Colin, C. Angelberger, A. Benkenida, and D. Veynante.
Towards the understanding of cyclic variability in a spark ignited engine using multi-
cycle LES. Combust. Flame, 156(8) :1525–1541, 2009.

[154] L. Vervisch, E. Bidaux, K.N.C. Bray, and W. Kollmann. Surface density function in
premixed turbulent combustion modeling, similarities between probability density
function and flame surface approaches. Phys. Fluids A, 7(10) :2496–2503, 1995.

[155] L. Vervisch, P. Domingo, G. Lodato, and D. Veynante. Scalar energy fluctuations
in large-eddy simulation of turbulent flames : Statistical budgets and mesh quality
criterion. Combust. Flame, 157(4) :778–789, 2010.

[156] L. Vervisch, R. Hauguel, P. Domingo, and M. Rullaud. Three facets of turbulent
combustion modelling : DNS of premixed V-flame, LES of lifted nonpremixed flame
and RANS of jet-flame. J. Turbulence, 5(4) :1–36, 2004.

[157] D. Veynante and T. Poinsot. Reynolds averaged and large eddy simulation mo-
deling for turbulent combustion. In O. Metais and J. Ferziger, editors, New tools
in turbulence modelling, pages 105–135. Les Editions de Physique, Springer Verlag,
1997.
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