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Resumé

Cette these propose différentes méthodologies de calcul du bruit a large bande généré
par linteraction rotor-stator d’une soufllante de turboréacteur et ce de la génération des
sources acoustiques jusqu’au rayonnement en champ lointain. En premier lieu, le mécanisme
d’interaction rotor-stator est étudié a travers une turbulence de grille homogene et isotrope
(THI) impactant un profil isolé. Le cas de I'interaction rotor-stator en milieu guidé est ensuite
traité et appliqué & une maquette de compresseur axial. Enfin, la derniere partie traite de
la simulation du rayonnement aval en sortie de conduit. Dans chacune de ces parties, des
approches analytiques et numériques sont proposées. Les méthodes analytiques permettent
une prévision rapide du probleme simplifié, et les méthodes numériques permettent de lever
les hypotheses au prix d’un temps de calcul plus long.

Le modele d’Amiet est mis en oeuvre pour simuler le bruit d’interaction THI-profil a
travers une expérience en soufflerie anéchoique. Ce modele simplifiant le profil en une plaque
plane non portante, une approche numérique est également mise en place. La convection
de perturbations de vitesse incidentes synthétisant une THI et impactant un profil isolé est
simulée a I’aide d’un code CAA (Computational AeroAcoustics) résolvant les équations d’Eu-
ler en deux dimensions. Les différences de rayonnement entre une plaque plane et un profil
cambré épais observées expérimentalement sont en partie retrouvées. Une simulation plus
avancée d’un calcul LES (Large Eddy Simulation) 3D est également abordée.

Dans la deuxieme partie du mémoire, le modele d’Amiet est étendu au probleme de l'in-
teraction rotor-stator en conduit. Différentes formulations sont proposées et discutées. Elles
sont appliquées au cas d’'un banc d’essai du DLR (centre de recherche aérospatiale allemand)
avec des données d’entrée provenant d’un calcul RANS (Reynolds Averaged Navier-Stockes)
ou bien directement de mesures. Les prévisions acoustiques ainsi obtenues sont satisfaisantes
(+2 dB avec des données d’entrée expérimentales) compte tenu de la relative simplicité des
modeles. Un calcul LES est exploité pour fournir directement les sources de bruit (fluctuations
de pression pariétale). Les spectres obtenus montrent des tendances similaires & ceux issus
du modele d’Amiet malgré certains phénomenes non-physiques encore présents au niveau du
calcul LES.

Pour terminer, le rayonnement en champ libre est traité. Une maniere simple et rapide
de résoudre ce probléeme consiste a utiliser une intégrale de Kirchhoff, en supposant un
écoulement moyen uniforme. Une comparaison avec une solution analytique (technique de
Wiener-Hopf) exacte pour les mémes conditions montre que le rayonnement du bruit large
bande est bien prévu par la méthode de Kirchhoff pour des angles de rayonnement inférieurs
a 90°. Cependant, pour prendre en compte la géométrie d’éjection de la nacelle et D'effet
d’un écoulement hétérogene (cisaillement) sur le rayonnement en champ libre, une approche
numérique est mise en place. Une technique permettant de simuler le caractere aléatoire des
sources turbulentes ainsi que de satisfaire 'hypothése de modes acoustiques incohérents est
développée. Cette méthodologie est appliquée au cas simple du conduit semi-infini, puis a une
tuyere réaliste. Les calculs sont validés a I'aide de solutions analytiques sur les configurations
simplifiées. Une analyse critique des instabilités créées dans la couche de cisaillement et de
leur influence sur les formulations intégrales couplées au calcul Euler pour obtenir le bruit en
champ lointain compléte ce dernier chapitre.
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Abstract

This report presents several methodologies aiming to predict broadband noise generated
by the interaction between the rotor and the stator of a turbofan. The main objective is to
obtain a complete prediction procedure from the acoustic sources generation to the far field
noise radiation. As a first step, the rotor-stator mechanism is studied as the interaction bet-
ween a homogeneous and isotropic turbulence (HIT) and an isolated airfoil. Then, the ducted
rotor/stator interaction case is treated. Finally, the last part is devoted to the aft radiation
through the bypass duct. In each part, analytical and numerical approaches are investigated.
On the one hand, analytical models allow a fast prediction but on a simplified problem, on
the other hand numerical methods remove many assumptions with a longer computational
time.

The Amiet theory is applied to simulate the airfoil-HIT interaction and comparisons with
experimental results obtained in an anechoic wind tunnel are discussed. Since this model
simplifies the airfoil to a non-lifting flat plate, a numerical approach has also been investi-
gated using a CAA (Computational AeroAcoustics) code solving the Euler equations in two
dimensions. The incoming HIT is synthesized by a sum of convected harmonic velocity per-
turbations injected through the inlet boundary. The acoustic radiation discrepancies between
a flat plate and a lifting airfoil observed between experimental results and the Amiet theory
are partly verified. Finally, the possibility to use a 3D LES (Large Eddy Simulation) is also
discussed.

In the second part, the Amiet model for an isolated airfoil is extended in order to solve
the turbofan interaction noise problem. Several formulations are proposed and are validated
by comparisons with measurements obtained from an axial compressor test bed. Input data
are provided either by a CFD (Computational Fluid Dynamics) or experiment. Acoustic re-
sults shown to be quite reasonable (+2 dB in the later case) considering the simplicity of the
model. A LES computation is also studied in order to directly obtain the acoustic sources
(vane surface pressure fluctuations). The resulting acoustic spectra shape are in relatively
good agreement with the Amiet model even if some non-physical phenomena are observed in
the LES data.

The acoustic radiation in the free field is studied in the last part. A simple way to solve
the problem is to use a Kirchhoff integral along the outlet duct section assuming an uniform
mean flow. A comparison with an exact(under uniform mean flow assumption) analytical mo-
del involving a Wiener-Hopf technique demonstrates that good results can be obtained with
the Kirchhoff method up to 90° of radiation angle. However, in order to take in consideration
the effect of nacelle geometry and heterogeneous flow (shear) on the acoustic radiation, a
numerical approach is set up. This method allows to simulate the non-deterministic and the
non-coherent mode behavior of a fan broadband noise. Simplified configurations are used to
partly validate these numerical simulations by comparison with analytical solutions. This ap-
proach is finally applied to a realistic nozzle case. The instability waves created in the shear
layer and their effects on the integral formulations used to obtain the far field radiation are
carefully analyzed.

viii



Table des matieres

Nomenclature des principales notations 1
Introduction 5
Bruit de turboréacteur . . . . . . .. ... 6
Sources de bruit d’une soufflante . . . . . . ... 0L Lo 6
Bruit de raie et bruit a large bande . . . . . .. ..o o oL 6

Bruit d’interaction d’une turbulence amont avec le rotor . . . . . . . ... .. 8

Bruit de couche limite . . . . . . ... Lo Lo 8

Bruit propre de profil . . . . .. .o 8

Bruit d’interaction rotor-stator . . . . ... .. L Lo oo oL 9
Objectif et plan de la these . . . . . . . . . . . . .. 9

1 Bruit de profil soumis & une turbulence incidente 13
1.1 Prévision analytique par le modele d’Amiet . . . . . ... ... ... ..... 13
1.1.1 Etude bibliographique . . . . . . . . .. ... oo 13

1.1.2 Influence des hypotheses du modeéle d’Amiet . . . . . ... ... ... 14

1.1.3  Calcul des fluctuations de pression surfacique . . . . . . ... ... .. 17

1.1.4 Fonction de portance réduite . . . . . . . . ... ... ... ... ... 19

1.1.5  Spectre de turbulence . . . . . .. ... Lo 21

1.1.6 Rayonnement en champ lointain . . . . . . .. .. ... ... ... .. 22

1.1.7  Variation et découpage en envergure . . . . . . . . . .. .. ... ... 27

1.2 Application du modele d’Amiet . . . . . . .. ... L 29
1.2.1 Présentation de la soufflerie . . . . . . . ... ... ... ... .. ... 30

1.2.2  Grille de turbulence et profil aérodynamique . . . . .. ... ... .. 30

1.2.3 Rayonnement sonore . . . . . . . . ... .o oo 33

1.3 Prévision numérique du bruit d’interaction turbulence-profil . . . . . .. .. 37
1.3.1  Prévision par résolution numérique des équations d’Euler en perturbation 38

1.3.2 Utilisation de données LES . . . . . . . . .. ... ... ... ..... 51

1.4 Conclusion . . . . . . . . L 54

2 Détermination du bruit d’interaction rotor-stator 57
2.1 Etude bibliographique . . . . . . . ... oo Y
2.1.1 Les modeles analytiques . . . . . . . . . . ... .. 57

2.1.2  Les modeles numériques . . . . . . . . ... 58

2.2 Formulation analytique pour la propagation sonore en conduit. . . . . . . . . 59

ix



2.2.1 Formulation de Goldstein et acoustique linéaire en milieu guidé . . . . 59

2.2.2 Détermination de 'amplitude modale . . . . . .. ... .. ... ... 64

2.3 Modélisation analytique des sources de bruit d’une interaction rotor-stator . . 65
2.3.1 Présentation du modele . . . . . .. ... 65

2.3.2 Comparaisons des différentes formulations analytiques . . . . . . . .. 75

2.4 Application des modeles analytiques au cas du banc d’essai du DLR . . . . . 78
2.4.1 Présentation du banc d’essai . . . . .. .. ..o 79

2.4.2  Utilisation de données issues d’'un calcul CFD de type RANS . . . .. 81

2.4.3 Utilisation de données expérimentales . . . . . . . ... .. ... ... 89

2.5 Utilisation d'un calcul LES . . . . . . . .. ... ... ... .. ... ... . 90
2.5.1 Description ducalcul LES . . . . . .. ... ... ... ... 91

2.5.2 Etude de la cohérence modale . . . . . . .. ... ... ... ... ... 97

2.5.3 Comparaison des prévisions acoustiques avec les mesures disponibles . 103

2.6 Conclusion . . . . . . .. 104

3 Rayonnement en champ lointain du bruit a large bande de soufflante 107
3.1 Calcul analytique du rayonnement en champ libre . . . . ... ... ... .. 107
3.1.1 Modeles analytiques . . . . . .. ... 107

3.1.2 Intégrale de Kirchhoff . . . . . .. . ... .. ... ... .. ... 108

3.1.3 Méthode de Homicz et Lordi . . . . . .. ... ... ... ....... 111

3.1.4 Comparaison des deux approches . . . . . . . .. ... ... ... ... 113

3.2 Calcul numérique de la propagation et du rayonnement d’un bruit a large bande116
3.2.1 Méthodologie de calcul . . . . . . . . ... ... 116

3.2.2  Génération d’'un mode acoustique . . . . . . ..o 118

3.2.3 Génération d’un bruit a large bande . . . . . .. ... oL 121

3.2.4 Rayonnement a partir d’'une tuyere idéalisée . . . . . . . .. .. .. .. 124

3.2.5 Cas dune tuyere réaliste . . . . . . .. ... Lo 135

3.3 Conclusion . . . . . .. 140
Conclusion 143
Synthese . . . . . oL 143
Perspective . . . . . . 145

A Fonction de Green en conduit annulaire 147
A.1 Fonctions propres du conduit et décomposition modale . . . . . . . .. .. .. 147
A.2 Fonction de Green en conduit . . . . . . . . .. ... 151

B Fonction de portance réduite 153

C Validation des méthodes d’extrapolation en champ lointain : cas du mono-
pole en écoulement 159

D Equations d’Euler, formulation conservative en variables perturbatives 161



xi



Nomenclature des principales
notations

Lettres romaines

&

2z
SN@N
ks

o

3
3

IFZAFRZRTQE

Y

amplitude modale du mode (m,n);

fonction radiale du mode (m,n);

coefficient de pression statique;

demi-corde du profil, [m];

corde du profil, [m];

vitesse du son, [m.s!];

demi-envergure du profil, [m];

facteur de directivité du mode (m,n);

espérance mathématique;

fonction erreur;

fonction de Fresnel ;

fréquence, [Hz];

fonction de portance réduite ;

fonction de Green;

nombre d’onde acoustique , [m™];

nombre d’onde aérodynamique dans le repére global, [m™'];
nombre d’onde aérodynamique dans le repere 1ié au profil, [m™];
nombre d’onde aérodynamique de convection , [m™];
nombre d’onde du mode (m,n);

énergie cinétique turbulente , [m%.s2];

fonction de transfert aéroacoustique;

fonction de transfert aéroacoustique modale du mode (m,n);
échelle de corrélation dans la direction de ’envergure, [m];
envergure du profil, [m];

nombre de Mach dans le repere global ;

nombre de Mach dans le repere lié au profil ;

ordre angulaire d’un mode;

ordre angulaire maximal considéré ou propagé;

ordre radial d'un mode;

ordre radial maximal considéré ou propagé;
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Nomenclature des principales notations

N
Nmax

n(ns,n;

Yo
n*(ng, g, ns)

p

nz)

p'r’ms

Pref

Re

Re

R;

S

So

Spp

Saq

Sww

t

ts

TI
UU,,U,,U,)
U(UC> Uy, Uf)
U.

1%
Uy, Uy, Uz)
u(ug, uy, ug)
Wref

X(:I:7 y7 Z)
X(r,0,x)
X(D,0,)
Y(1337ys, Zs)
Y (rs,0s,x5)
Yv(xvayvazv)

YU(Tva 0y, xv)

vitesse de rotation du rotor;

nombre maximal d’harmoniques considérés ;

normale sortante & S en coordonnée cartésienne ;

normale sortante & S en coordonnée cylindrique;

fluctuation de pression, [Pa];

pression RMS, [Pa/vHz];

pression de référence, [Pa];

partie réelle du variable complexe ;

rayon externe du conduit, [m];

rayon interne du conduit, [m];

Surface d’intégration pour l'intégrale de Kirchhoff ou de FW-H ;
distance source-observateur modifiée par I’écoulement, [m];
densité spectrale de puissance de pression acoustique, [dB.Hz];
densité interspectrale de puissance de pression surfacique, [dB.Hz!];
densité spectrale de puissance de puissance acoustique, [dB.Hz!];
temps de réception, [s];

temps d’émission, [s];

intensité turbulente, [%];

vitesse moyenne de I’écoulement dans le repere global, [m™];
vitesse moyenne de I’écoulement dans le repere lié au profil, [m™];
vitesse de convection, [m.s'];

nombre d’aubes du stator;

composantes cartésiennes des perturbations de vitesse dans le repeére global, [m.s!];

composantes cartésiennes des perturbations de vitesse dans le repere lié au profil, [m™];

puissance de référence, [W];

position de I'observateur en coordonnée cartésienne, [m];
position de 'observateur en coordonnée cylindrique, [m];
position de l'observateur en coordonnée sphérique, [m];
position de la source en coordonnée cartésienne, [m];
position de la source en coordonnée cylindrique, [m].
position en coordonnée cartésienne de la source virtuelle
sur la surface de Kirchhoff ou de FW-H, [m];

position en coordonnée cylindrique de la source virtuelle
sur la surface de Kirchhoff ou de FW-H, [m].

Lettres grecques

valeur propre du conduit du mode (m,n);

angle d’incidence géométrique du profil ;

facteur de Lorentz (parametre de compressibilité) ;
angle de calage du stator;

parametre de coupure du mode (m,n);

pas de temps maximal ;

pas en envergure, [m];
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fonction de corrélation en envergure;

fonction gamma ;

échelle intégrale de la turbulence, [m];

perturbation de masse volumique, [kg.m™];

potentiel de vitesse;

spectre d’énergie des fluctuations de vitesse normal au profil, [dB.Hz™'];
pulsation de I'onde acoustique, [s'];

vitesse de rotation du rotor, [rad.s!];

repere lié au profil ;

(¢ dans la direction de la corde et i dans la direction de ’envergure).

Symboles

Acronymes

CAA
CFD
DLR

DIP
DSP
Frw —H
ISVR
LES
PPW
RANS
RMS
THI

TI

variable totale (somme des perturbations et du champ moyen);
complexe conjugué ;

propagation sonore dans la direction aval;

propagation sonore dans la direction amont ;

variable dans le repere tournant lié au rotor;

transformée de Fourier ;

variable adimensionnée.

Computational AeroAcoustics;

Computational Fluid Dynamics ;

Deutschen Zentrum fiir Luft- und Raumfahrt, centre de recherche
aérospatiale allemand ;

Densité Interspectrale de Puissance ;

Densité Spectrale de Puissance;;

Ffowcs-Williams & Hawkings ;

Institute of Sound and Vibration Research, centre de recherche acoustique anglais ;
Large Eddy Simulation, simulation des grandes échelles ;

Point Per Wavelenght, nombre de point par longueur d’onde;

Reynolds Averaged Navier-Stockes, équations moyennées de Navier-Stokes ;
Root Mean Square, racine carré des valeurs au carré moyennées ;
Turbulence Homogene Isotrope ;

Turbulence Intensity, intensité turbulente.
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Introduction

Afin que le transport aérien puisse poursuivre son essor, la réduction du bruit des aéronefs
en zone aéroportuaire est devenue une priorité. Les réglementations en matiere de nuisance so-
nore autour des aéroports ne cessent d’étre de plus en plus exigeantes puisqu’une directive eu-
ropéenne prévoit de réduire de 20 dB le niveau sonore admissible entre 2000 et 2020. Les avions
commerciaux a réaction sont la principale cause de ces nuisances sonores. Comme le montre
la figure 1, l'origine du bruit émis par un tel avion est multiple. De plus, la prédominance
d’une source par rapport a une autre dépend de la phase de vol considérée. Globalement,
on distingue deux sources de bruit majeures, les turboréacteurs et le bruit d’écoulement, qui
résulte de la turbulence naissant de l'interaction entre I’écoulement fluide et les parois fixes
de I'avion (trains d’atterrissages et ailes en configuration hypersustentée).

Bruit de turboréacteur

Bruit des profils d'aile (volets et becs) Bruit des trains d'atterrissages

F1G. 1 — Sources de bruit d’un avion.
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Introduction

Bruit de turboréacteur

Nous nous intéressons ici au bruit de turboréacteur. Le bruit émis par les moteurs d’un
avion n’a cessé de diminuer depuis les premiers moteurs civils apparus au début des années
50. Comme l'illustre la figure 2, I’apparition du moteur a double flux a eu pour avantage
de diminuer I'importance du bruit de jet mais a entrainé I’émergence d’une source de bruit
supplémentaire : le bruit de soufflante.

T
—Jet
"Thrbing .
Compresseur Compresseur ‘Qt combustion
Turbi
CompresseurCh " etugo%ﬁﬁustion Sopis Soufflante
\
Jet
(a) Moteur simple flux (b) Moteur double flux

F1G. 2 - Evolution des sources de bruit d’un turboréacteur (d’apres Smith [111]).

En effet, le principe du moteur a simple flux est d’accélérer tres fortement une petite
quantité d’air, ce qui entraine une vitesse d’éjection tres élevée et un bruit de jet dominant.
En revanche, sur un moteur a double flux, une grande quantité d’air est faiblement accélérée.
La soufflante aspire cette masse d’air dont une faible partie passe par le flux primaire et
contribue aux cycles aérodynamiques, le reste, qui passe par le flux secondaire, est redressé
par les OGV (Outlet Guide Vane). Le rapport de la masse d’air entre le flux secondaire
et le flux primaire est appelé taux de dilution. Ce rapport était de 1 au début des années
70, il est de 5 actuellement et la tendance est a ’augmentation. De plus, alors que le bruit
de jet rayonne majoritairement vers l'arriere, d’ou son importance au décollage, le bruit de
soufflante se propage vers l'aval et 'amont créant ainsi une source de bruit dominante en
phase d’approche lorsque la vitesse du jet est réduite. La soufflante joue donc aujourd’hui
un role prépondérant dans la génération du bruit d’un turboréacteur et le restera dans les
années a venir.

Sources de bruit d’une soufflante

Bruit de raie et bruit a large bande

Le spectre acoustique produit par des surfaces en rotation, comme celles d’une souf-
flante mais aussi d’une hélice, d’un ventilateur ou bien encore d’un rotor d’hélicoptere, est
généralement formé de deux composantes :

- le bruit de raie, constitué d’une série de raies a la fréquence de passage des aubes et de ses
harmoniques ;
- le bruit a large bande, recouvrant ’ensemble du spectre.
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Bruit de raie et bruit a large bande

La contribution harmonique est reliée aux grosses structures de I’écoulement qui possedent
une forte cohérence aube a aube. Elle est causée par une hétérogénéité de I’écoulement amont
en rotation par rapport au référentiel de la roue considérée; il s’agit la d’'un phénomene
completement déterministe. Pour un stator, cette composante est due essentiellement aux
sillages du rotor. Dans le cas du rotor, Il s’agit d’une distorsion de ’écoulement amont. Il
peut aussi arriver que les structures turbulentes allongées par la contraction de I’écoulement
soient cohérentes d’une aube a l’autre et soient a 'origine d’un pseudo-bruit de raie.

La contribution a large bande est due a la partie incohérente (ou a faible cohérence) de
I’écoulement, les mécanismes mis en oeuvre sont alors aléatoires. Les phénomenes aérodyna-
miques turbulents produits au voisinage de la soufflante sont donc a l'origine de cette com-
posante (figure 3).

Couche lintlite de nacelle

o cmeaereey 20 I
.
[y, AT\
‘ /%
i a7

YT

Turbulence

F1G. 3 — Ecoulement turbulent dans une soufflante.

On peut noter qu'une troisieme composante apparait lorsque le régime de rotation du
moteur est tel que la vitesse en extrémité de pale est transsonique, ce qui arrive fréquemment
au décollage et en vol de croisiere. Cette contribution est caractérisée par un grand nombre de
raies aux harmoniques de la fréquence de rotation de I’arbre moteur. Ce phénomene est appelé
FMR (Fréquence Multiple de Rotation). Ces trois composantes sont mises en évidence sur les
figures 4 et 5 illustrant des spectres typiques de soufflantes en régime sub- et transsonique.

Bruit de raies Bruit de raies
bap |

. [ FMR
M M
= =
— —
A A
n n

Bruit a large bande

1 2 3 1 2 3

Harmonique de la fréquence de passage des aubes Harmonique de la fréquence de passage des aubes

Fia. 4 — Spectre typique d’une soufflante en FiG. 5 — Spectre typique d’une soufflante en
régime subsonique. régime transsonique.
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Introduction

Bruit d’interaction d’une turbulence amont avec le rotor

Cette source de bruit est générée par l'ingestion d’une turbulence atmosphérique impac-
tant les aubes du rotor. La variation soudaine du champ turbulent due a la présence des
aubes est a l'origine du bruit (voir figure 6). Ainsi, des fluctuations de portance sur les aubes
sont induites. Cette source rayonne comme une distribution de dipdles répartis sur la surface
des aubes. On parle souvent de bruit de bord d’attaque, les fluctuations de charge au niveau
du bord d’attaque étant dominantes (d’autant plus que la fréquence augmente).

005
e

F1G. 6 — Schéma illustrant le mécanisme de création du bruit de bord d’attaque.

On notera également, la présence de sources monopolaires (également appelé bruit d’épais-
seur) di au déplacement de l'air autour des aubes. Ce terme est négligeable pour des profils
d’aube minces.

Enfin, une source de bruit de nature quadripolaire peut également résulter de I'interaction
de la turbulence incidente avec le champ potentiel autour des aubes. Ffowcs Williams &
Hawkings [124] citent ce mécanisme comme source de bruit dans les turbomachines axiales.
Cette source de bruit sera importante en régime transsonique et supersonique mais négligeable
en régime subsonique.

Bruit de couche limite

La couche limite turbulente sur les parois du carter est a l'origine d’une interaction avec
Iextrémité des pales du rotor. Les sources engendrées sont relativement semblables au cas
précédent. Etant situées en bout de pale, ou la vitesse relative est grande, elles peuvent étre
tres efficaces [10].

Bruit propre de profil

Si la turbulence amont est relativement faible, on peut distinguer une autre source de
bruit, devenant alors dominante par rapport au bruit de bord d’attaque, le bruit propre de
profil ou bruit de bord de fuite. Les structures turbulentes de la couche limite créée a la
surface du profil sont fortement modifiées lors de leur passage au bord de fuite en raison de
la condition de Kutta (voir figures 7 et 8). Une partie de I’énergie du champ tourbillonnaire
est alors dispersée dans toutes les directions sous forme d’ondes acoustiques. Les principales
difficultés dans I’étude de cette source de bruit sont la faible taille et la grande sensibilité aux
conditions amont des structures turbulentes mises en jeu.
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Bruit d’interaction rotor-stator

Fic. 8 — Calcul numérique du bruit de bord
F1G. 7 — Schéma illustrant le mécanisme de de fuite d'un NACA 0012 d’apres Le Garrec

création du bruit de bord de fuite. et al. [61].

D’autres cas particuliers peuvent aussi étre distingués :
- si angle d’attaque est suffisamment important, la couche limite se décolle et donne lieu a
un lacher de tourbillons de grandes tailles produisant du bruit a basse fréquence ;
- si le profil est tronqué, le sillage s’organise sous forme d’une allée de Von-Karmén. Le bruit
produit est alors caractérisé par une raie spectrale élargie autour de la fréquence du lacher
tourbillonnaire qui dépend de ’épaisseur du bord de fuite.

Bruit d’interaction rotor-stator

Le cas de I'interaction rotor-stator est tres similaire au cas de l'interaction de la turbulence
atmosphérique avec le rotor. La différence majeure vient du fait que la turbulence incidente
atmosphérique a été modifiée par la présence du rotor et qu’a cette turbulence dite de fond, il
faut ajouter le sillage turbulent du rotor. La génération sonore vient alors de I'impact de ces
deux composantes sur le stator. L’intensité turbulente en aval du rotor étant généralement
élevée, cette source de bruit sera considérée comme dominante dans la suite de cette these.

Objectif et plan de la these

De nos jours, la réduction du bruit de soufflante passe principalement par des traitements
acoustiques situés sur les parois de la nacelle [116]. D’autres dispositifs agissant par éjection
d’air [126] ou par obstructions [89], visent & controler les écoulements a 1’origine du bruit dans
le flux secondaire du moteur. Cependant, ces dernieres techniques agissent sur la composante
harmonique du bruit. En effet, comme il a été observé dans les paragraphes précédents, les
mécanismes a l'origine du bruit a large bande sont plus complexes puisque non-déterministes.
II convient donc dans un premier temps de mieux comprendre ces mécanismes et de développer
des outils de prévision permettant non seulement de calculer le bruit a large bande émis par
la soufflante, mais aussi de déterminer comment ce bruit se propage et rayonne jusqu’a un
observateur placé en champ lointain. Ainsi, le but de cette thése est de mettre en place une
méthodologie de prévision du bruit a large bande di a l'interaction rotor-stator, de la source

9/171



Introduction

jusqu’au champ lointain.

Les outils usuellement utilisés aujourd’hui sont fondés sur des approches analytiques ou
semi-analytiques. De Gouville [28] a proposé un modele analytique de prévision du bruit a
large bande de soufflante possédant I’avantage d’étre relativement simple pour étre exécuté
rapidement. Cependant, ce modele ne fournit pas le rayonnement en champ lointain et se
limite a la détermination des sources et a la propagation acoustique dans la manche du tur-
boréacteur. De plus, beaucoup d’hypotheses sur la géométrie des aubages, les spectres de
turbulence et la corrélation inter-aubages ont été faites. Posson [91] a récemment amélioré ce
modele analytique en prenant notamment en compte les effets de grille. De plus, les calculs
se sont avérés tres lourds méme s’il s’agit d’un formalisme purement analytique. Lewy [65]
propose un calcul complet, comprenant la propagation en conduit ainsi que le rayonnement
en champ lointain. Cependant, le modele de sources utilisé est empirique, le modele de rayon-
nement ne prend pas en compte I’hétérogénéité de I’écoulement et n’est valable que pour une
manche de moteur cylindrique.

L’essor des moyens informatiques permet d’envisager 1'utilisation de méthodes numériques
afin de limiter le nombre d’hypotheses. Néanmoins, une méthode entierement numérique
comme pour la prédiction du bruit de jet [14] ou de profil isolé [61] n’est pas encore possible
pour le bruit de soufflante compte tenu de la taille et du temps de calcul nécessaires. C’est
pourquoi, 'utilisation d’outils numériques en vue de simuler le bruit de soufflante a été limitée
au rayonnement d’un mode de conduit [96, 128] ou a linteraction d’une rafale (fluctuation
sinusoidale de la vitesse) avec un stator [S0].

Afin de résoudre I’ensemble du probléeme en utilisant les outils numériques a disposition,
Polacsek et al. [88] proposent une méthodologie hybride, associant des approches analytiques
et numériques. Mais leurs calculs ne traitent que la problématique du bruit de raie. Le pre-
mier objectif de cette these est donc de mettre en oeuvre une méthodologie semblable pour
la prévision du bruit a large bande.

Cependant, il ne faut pas négliger 'intérét des méthodes analytiques. En effet, les mé-
thodes présentées précédemment sont difficilement industrialisables de par leur cout et leur
temps d’exécution. Les méthodes analytiques peuvent donc étre particulierement utiles en
phase d’avant projet et en complément des prévisions numériques. Pour cette raison, une
méthodologie semi-analytique de prévision de bruit a large bande de soufflante a également
été développée. A noter que dans ce cas, I'accent a été mis sur la rapidité d’exécution au
détriment du nombre d’hypotheses a faire.

La premiere partie de la these est consacrée a 1’étude des mécanismes générateurs de bruit
lors de l'interaction rotor-stator. Ainsi, une configuration générique est proposée. La turbu-
lence créée en aval du rotor est remplacée par une turbulence homogene et isotrope (THI).
Le stator est de plus ramené & un profil isolé en champ libre. Apres une étude des modeles
analytiques existants pour résoudre ce probleme, le modele d’Amiet [2] est finalement retenu.
Les principales limitations de ce modele viennent de la géométrie du profil qui est supposé
étre une plaque plane et de la non prise en compte de la charge moyenne. Aprés avoir quan-
tifié les erreurs commises a cause de ces limitations, le modele est appliqué sur un cas concret
et comparé a des mesures faites en soufflerie anéchoique dans le cadre du projet européen
FLOCON. Pour s’affranchir des hypotheses d’un modele analytique tel que celui d’Amiet,
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Objectif et plan de la these

des méthodes numériques doivent étre utilisés. Deux d’entre elles sont mises en avant dans ce
mémoire. La premiere passe par la résolution des équations d’Euler a I'aide du code sAbrinA.
Elle présente deux inconvénients majeurs, elle ne permet pas la prise en compte des effets de
viscosité et est limitée, a I’heure actuelle, a deux dimensions. Cette approche possede cepen-
dant 'avantage d’une obtention directe du champ sonore, tout du moins en champ proche.
Ainsi, les différences de comportement d’un profil épais et cambré, et d’une plaque plane
par analogie avec le modele d’Amiet sont étudiés. Pour prendre en compte les effets dus a
la viscosité, I'utilisation de données provenant d’un calcul LES (Large Eddy Simulation) est
envisagée et la méthodologie pour réaliser et utiliser un tel calcul est présentée.

Apres une étude bibliographique, nous avons choisi d’adapter les outils mis en place
dans le premier chapitre au cas d’une configuration rotor-stator. Tout d’abord, ’équation de
Ffowces-Williams et Hawkings (FW-H) valable pour la propagation en milieu guidé (équation
de Goldstein [44]) est présentée. Ainsi, la seule inconnue du probleme permettant la prévision
du bruit généré par une interaction rotor stator est la densité interspectrale de puissance de
pression surfacique sur le stator. D’un point de vue purement analytique, un modele utilisant
la théorie d’Amiet pour déterminer les fluctuations de pression surfacique sur le stator est
mis en place. L’un des avantages de ce modele est qu’il ne nécessite, comme données d’entrée,
que des données moyennées de 1’écoulement en amont du stator. Pour cela, un calcul de type
RANS (Reynolds Averaged Navier Stockes) peut étre utilisé, ce dernier étant beaucoup plus
rapide et moins cotiteux qu'un calcul LES. Différentes formulations sont proposées et les avan-
tages et inconvénients de chacune sont analysés. Les sources sont également obtenues par un
calcul LES simulant I'interaction rotor-stator. Tout comme lors du calcul LES de I'interaction
THI-profil, le domaine de calcul est faible dans la direction radiale et une méthode est mise
en place pour prendre en compte a la fois la compacité des sources et la corrélation dans cette
direction. Grace aux mesures réalisées dans le cadre du programme européen PROBAND,
ces deux méthodes (analytique et numérique) peuvent étre validées.

Enfin, la derniere partie de cette theése traite du rayonnement en champ libre. Dans un
premier temps, une approche analytique est programmée. Une intégrale de Kirchhoff sur la
section de sortie du conduit permet d’obtenir directement le rayonnement en champ loin-
tain. La manche est alors assimilée a un conduit annulaire ou cylindrique traversé par un
écoulement uniforme. L’intégrale de Kirchhoff dans ce cas, ne donne pas une solution ri-
goureusement exacte. Aussi, afin de valider I'applicabilité de cette méthode, une formulation
analytique exacte fondée sur une technique de Wiener-Hopf est également implémentée. Enfin,
pour étudier les effets de I’hétérogénéité de I'écoulement et de la géométrie sur le rayonne-
ment d’un bruit a large bande, une méthodologie de chainage avec un code de propagation
numérique (code sAbrinA) est mise en oeuvre et appliquée. Les résultats en champ proche
sont chainés a un post-traitement d’extrapolation en champ lointain basé sur les formula-
tions intégrales de Kirchhoff ou de FW-H écrites dans le domaine fréquentiel. Le recours a
la CAA (Computational AeroAcoustics) permet de mettre clairement en évidence les effets
de réfraction des zones de cisaillement de I’écoulement sur le rayonnement acoustique a large
bande en aval du turboréacteur. De méme, les effets de géométrie sont analysés en comparant
une géométrie simplifiée (conduit annulaire) avec une configuration industrielle.

Les figures 9 et 10 résument et illustrent les méthodologies proposées respectivement pour
une prévision hybride et une prévision entierement analytique.
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Rayonnement en champ lointain

Génération modale

Calcul LES + FW-H Surface d’intégration (Kirchhoff ou FW-H)
— )

Propagation : Code CAA
(sAbrinA)

Cisaillement

Chapitre 2
apitre Chapitre 3

F1G. 9 — Méthodologie hybride (numérique/analytique) de prévision du bruit d’interaction
rotor-stator.

Rayonnement en champ lointain

Calcul RANS + Modele de Source + FW-H

T N\ Surface de Kirchhoff

( ) ( ) U, Propagation
(Fonction de Green Modale) Uz

~_ AN _

Chapitre 2 Chapitre 3

Fi1c. 10 — Méthodologie de prévision analytique du bruit d’interaction rotor-stator.
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Chapitre 1

Bruit de profil soumis a une
turbulence incidente

Avant de traiter le cas de linteraction du sillage turbulent du rotor avec le stator ainsi
que la propagation acoustique en conduit qui en résulte, ce chapitre est dédié au cas plus
simple de limpact d’une turbulence homogéne et isotrope avec un profil isolé en champ libre.
Dans un premier temps, la formulation analytique proposée par Amiet [2] est présentée en
mettant en évidence ses avantages et ses limitations. Cette formulation est ensuite appliquée
sur un cas concret et comparée dans un premier temps a des mesures expérimentales puis a
une simulation numérique.

1.1 Prévision analytique par le modele d’Amiet

1.1.1 Etude bibliographique

Les formulations visant a calculer le bruit de profil traitent généralement le probleme en
deux étapes. Elles modélisent dans un premier temps les fluctuations de pression surfacique
sur le profil dues a une perturbation incidente, puis relient ces fluctuations a la notion de
dipole acoustique par le biais d’'une analogie pour déterminer le rayonnement sonore. Pour
ce faire, la turbulence impactant le profil est généralement décomposée dans les domaines
spatial et temporel de Fourier. Cette perturbation est supposée figée, c’est-a-dire uniquement
convectée par ’écoulement moyen, non-visqueux et dérivée d’un potentiel. Ces hypothéses
sont justifiées par Panalyse linéaire de Chu et Kovésznay [25]. Le profil est supposé sans
épaisseur afin de pouvoir appliquer la théorie des profils minces. Sears [107] propose en pre-
mier une formulation analytique incompressible des charges induites par 'impact de turbu-
lence sur profils fixes incompressible pour une rafale (composante de la perturbation) parallele
au profil. Paterson et Amiet [85] mettent en avant les limites de ce modele dues aux effets de
compressibilité non pris en compte, notamment en hautes fréquences. Le modele d’Adamczyk
[1] corrige ce probléme et permet également de prendre en compte la fleche du profil pour
des rafales obliques. Il utilise alors la méthode de Wiener-Hopf [32]. Les résultats d’Adamc-
zyk sont retrouvés par Amiet [2] dans le cas d’un profil sans fleche en utilisant la méthode
de Schwarzschild. Amiet relie alors la répartition de dipoles sur le profil au rayonnement
acoustique en champ lointain a l’aide des formules du rayonnement d’un dipdle en champ
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CHAPITRE 1 : Bruit de profil soumis a une turbulence incidente

libre issues de la théorie de Curle [27]. Plus récemment, Casper et Farrassat [20] réécrivent
la formulation d’Amiet dans le domaine temporel pour coupler la pression surfacique ainsi
obtenue avec une intégrale de Ffowcs-Williams et Hawkings [35].

Dans toutes ces approches, la géométrie réelle du profil est ignorée et ce dernier est ramené
a une plaque rigide, sans épaisseur et de méme corde. Afin de prendre en compte des pa-
rametres tels que I'angle d’incidence, 1’épaisseur ou la cambrure du profil, un développement
des équations de 'aérodynamique instationnaire au deuxiéme ordre est nécessaire. Ainsi,
Goldstein et Atassi [16] et Goldstein [45] utilisent la théorie de la distorsion rapide de la
turbulence pour déterminer le rayonnement d’un corps de forme quelconque soumis a une
perturbation de vorticité ou d’entropie. En revanche, la résolution du systeme d’équations
nécessite des outils numériques; de plus une divergence des résultats se manifeste au niveau
du point d’arrét. En 2008, Glegg [12] propose d’utiliser une méthode aux éléments de frontiere
dans le domaine temporel pour déterminer le rayonnement d’un profil a géométrie quelconque
soumis a une turbulence incidente.

Recherchant une méthode analytique simple et rapide, nous avons écarté les méthodes
trop complexes et nécessitant d’importants moyens numériques. Le modele d’Amiet [0, 2]
répond a cette exigence. Cependant un certain nombre d’hypotheses sont nécessaires (inci-
dence et charge moyenne nulles, plaque plane sans épaisseur), et il convient donc d’estimer
leur influence sur la précision des résultats.

1.1.2 Influence des hypothéses du modele d’Amiet

Parameétres géométriques d’un profil

Les trois grandeurs géométriques caractérisants un profil et dont I'influence sur le rayon-
nement acoustique lors d’un interaction turbulence-profil sont définis a la figure 1.1.

cambrure

L |
incidence ar
vitesse U

Fi1G. 1.1 — Définition des parametres géométriques du profil.

corde ¢

L’incidence ou 'angle d’attaque, o, définit 'angle que forme la direction de I’écoulement
moyen avec la corde du profil. Ensuite, la ligne moyenne est ici définie comme le squelette
du profil, autour duquel se superpose une loi d’épaisseur. Lorsque cette ligne est différente
de la corde, on parle de cambrure et notamment de ’angle de cambrure au bord d’attaque
ou au bord de fuite. Ces angles sont définis entre la ligne moyenne et les tangentes au bord
d’attaque et au bord de fuite du profil.
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1.1 Prévision analytique par le modele d’Amiet

Effets de I’incidence

Paterson et Amiet [85] ont réalisé une série d’expériences sur un profil NACA 0012, de
23 cm de corde, placé dans un écoulement rendu turbulent par I’ajout d’une grille en amont
du profil. Ils ont fait varier la vitesse de 40 m/s a 165 m/s et 'angle d’incidence de 0 & 8.
Les effets de 'incidence sur le bruit rayonné apparaissent faibles (1 & 2 dB). Des essais ont
également été mis en oeuvre par Moreau et al. [77] et plus récemment dans le cadre de la these
de Yannick Rozenberg [101] & I’Ecole Centrale de Lyon. Différentes formes de profil ont été
testées, dont une plaque plane, un profil NACA 0012 et un profil CD (Controlled Diffusion)
utilisé comme pale de ventilateur de refroidissement moteur dans le secteur automobile. La
figure 1.2 démontre bien que les effets induits par un changement d’angle d’incidence sont du
second ordre indépendamment de la géométrie (a part la présence de bruit quasi-tonal da a
un lacher de tourbillons dans le cas de la plaque plane, en raison d’un bord de fuite épais).

A noter également, I’étude numérique proposée par Glegg [13] qui remarque que la por-
tance instationnaire sur le profil n’est pas modifiée par la variation d’incidence lors de 'in-
teraction d’'un vortex avec un profil. Il a plus récemment étendu cette méthode au cas d’un
bruit & large bande [12] et confirme les observations précédentes. On peut donc conclure qu’au
premier ordre, les effets dus a ’angle d’incidence peuvent étre négligé.

60 i i i = 60 =
—a, =0 —a, =0
-- =5 L --a =5
50¢ a, = 10" 50 o, = 10°
= o =15 ~emap =15
A 407 - - -Bruit de fond| Q:f 40 La. ---Bruit de fond|
12! 30
T 20f
T
Qs 10 -
%5 O o "’\‘w'“\”"W'f\-’.,‘\,z\‘,'»V’"”V‘MM'.A'?-WMNWWWAW;'«
~0 500 1000 2000 5000 10000 ~150 500 1000 2000 5000 10000
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(c) Profil CD
Fia. 1.2 — Spectre du bruit rayonné par 3 profils différents placés dans un écoulement tur-

bulent & 20 m/s avec un angle d’écoute de 90" par rapport a la corde des profils. Résultats
expérimentaux d’apres Rozenberg [101].
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CHAPITRE 1 : Bruit de profil soumis a une turbulence incidente

Effets de la cambrure

Peu de résultats expérimentaux ou numériques sont disponibles dans la littérature mis a
part ceux de Moreau et al. [77] qui proposent une correction en modifiant la direction des
efforts surfaciques en fonction de la géométrie. L’écart reste cependant assez faible (de I'ordre
de 1 ou 2 dB) pour un angle de cambrure variant de 12" & 24°. Ces effets ne paraissent pas
non plus prépondérants dans I'optique d’obtenir une premiere estimation par une formulation
analytique simple.

Effets d’épaisseur

Au voisinage du bord d’attaque, les lignes de courant de 1’écoulement moyen sont mo-
difiées, provocant une distorsion des rafales turbulentes incidentes. Le bruit rayonné s’en
trouve ainsi modifié notamment en hautes fréquences et a faible vitesse. Ce phénomene est
visible sur la figure 1.3 issue de Paterson et Amiet [35], ol les mesures du rayonnement d’un
NACA 0012 sont comparées aux calculs théoriques pour une plaque plane.

90

80 1

-
(=}
I

Niveau sonore (dB)
(=2}
S

Ao 1000 10000
Fréquence (Hz)

F1G. 1.3 — Résultats obtenus par Paterson et Amiet [35] pour le rayonnement d’'un NACA 0012
placé dans un écoulement turbulent. Mesures (symboles) et modélisation utilisant I’équation
1.46 (ligne continu).

Le modele surestime le bruit rayonné en particulier en hautes fréquences et a basse vitesse.
Des résultats similaires sont présentés par Moreau et al. [77] & partir d’une compilation de
mesures issues de trois équipes de recherche (Oerlemans et Migliore [33], Paterson et Amiet
[35] et Olsen et Wagner [84]). Les auteurs démontrent alors une réduction quasi-linéaire du
niveau sonore en fonction de la fréquence et de I’épaisseur. La réduction est d’autant plus forte
que la vitesse de I’écoulement amont diminue. A noter également I'importance de 1’échelle
intégrale par rapport a I’épaisseur. D’un point de vue plus numérique, on citera les travaux
de Grace [17] sur l'interaction d’un vortex avec un profil. Elle y démontre une diminution
de la charge instationnaire du profil avec I'augmentation de 1’épaisseur. Les observations de
Glegg et al. [13] et [12] vont également dans ce sens.

16/171



1.1 Prévision analytique par le modele d’Amiet

Au vu des résultats exposés précédemment, le modele proposé par Amiet semble étre
un tres bon compromis entre la simplicité de programmation, d’utilisation et la robustesse.
Hormis I’épaisseur, les parametres de dessin du profil n’ont finalement que peu d’influence
sur le rayonnement acoustique final. Ce modele est présenté plus en détails afin d’étre utilisé
aux sections suivantes.

1.1.3 Calcul des fluctuations de pression surfacique

Le modele de réponse instationnaire du profil est basé sur les théories linéarisées des profils
minces et I’acoustique linéaire. Le profil est donc supposé plan, sans épaisseur ni incidence. La
perturbation est convectée par I’écoulement et supposée figée (échelle de temps caractéristique
grande devant la convection). Le repere local (¢, 7, ) a pour origine le centre du profil. ¢, n et
¢ sont orientés respectivement selon la corde (¢ = 2b), 'envergure (L = 2d) et la normale au
profil. Le vecteur vitesse est ainsi défini par U= (U¢,0,0). De la méme maniere, on définit
le nombre de Mach par M = (M¢ = U¢/co,0,0). Le saut de pression instationnaire a la
surface d’une plaque plane d’envergure infinie produit par une rafale sinusoidale convectée a
i(wt—Kc(—Knyn)

la vitesse U, d’amplitude wg et de la forme ug = woe s’écrit :

AP(C7 mn, t) = QWPOUCTUOQ(Ca KC? Kn)ei(WtiKC47Knn) (11)

K¢ et K, sont respectivement les nombres d’onde dans le plan de la corde et de 'envergure.
Ces notations sont reprises sur la figure 1.4. (¢, K¢, K,)) est la fonction de portance réduite,
elle correspond a une fonction de transfert entre la turbulence incidente et la pression a la
surface du profil.

F1a. 1.4 — Repere utilisé pour le modele de bruit d’interaction turbulence-profil.
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CHAPITRE 1 : Bruit de profil soumis a une turbulence incidente

L’hypothese de turbulence figée impose K¢ = w/U;, ainsi, en considérant I’ensemble des
nombres d’onde, on obtient :

+oo +00 A )
Ap(C,m,t) = 2mpol / / de (Ko K)g(C, Ko, K@ BV K aic dK,  (1.2)

ou dg est la double transformée de Fourier spatiale de la perturbation incidente normale au
profil. La transformée de Fourier temporelle de ’expression précédente peut alors s’écrire :

+o0o +o00o A )
ARG mw) = 2mp0 / / de(Ke, Kn)g(C, K, Ky)e o
U=t gt ) dK - d K, 1.
([ ) arse (13)
En reconnaissant la transformée de Fourier de la distribution de Dirac :
+oo -
Aﬁ(ga 77? QJ) = 27TP0 / ﬁf(w/UCa KT]).Q(Cv w/UC7 Kn)e_l nndK?? (14)

Dorénavant, on notera, K. = w/U., le nombre d’onde aérodynamique de convection ou U,
est la vitesse de convection de la turbulence figée. Dans le cas d’une interaction turbulence-
profil, U, est égale a la vitesse de I’écoulement amont, U dans ce cas. La turbulence étant
un phénomene aléatoire, nous introduisons des parametres statistiques. Ainsi, Iespérance
mathématique est notée E[.] et la densité interspectrale de puissance (DIP) du saut de pres-
sion s’écrit :

+o0o +oo . .
st Contw) = @npl [ [ B el Ky iy )
9(¢, Ko, K)g™ (¢, Ko, Ky e =K g K, K (1.5)

Or, pour une turbulence homogene, 'orthogonalité des nombres d’ondes de la turbulence
conduit a la propriété :

B de(Fe, Koy )eig (Ko, 1) | = Ued (K — K @ec( Ko, Koy (1.6)

ou ¢ est le spectre bidimensionnel de la turbulence. On en déduit finalement :

+0o0 ) ,
Squ(Ca C/a 7, 7],7 w) = (27['[)0)2(]0/ g(Cy K., Kn)g*(glv K., Kn)q)ﬁf(Ka Kn)e—lKn(ﬁ—ﬂ )dKn

— o0
(1.7)
Il peut étre préférable d’exprimer Sy, en fréquence plutot qu’en fréquence angulaire; on a
alors la relation :

Sa(C.C o f) =285 (¢ ¢ n.n w) (1.8)

De plus, cette équation est valable pour le saut de pression Ap. En notant simplement que
pour une plaque plane, on a la relation Ap = 2p, la DIP de pression surfacique est égale a :

SQQ(CaC,777777/7f) 4 qq(CC 77777 f) (19)
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1.1 Prévision analytique par le modele d’Amiet

1.1.4 Fonction de portance réduite

Seule la méthodologie pour obtenir ’expression de la fonction de portance réduite, ainsi
que la formulation finale sont présentées ici. Des détails supplémentaires sont donnés en
annexe B.

Le probleme consiste a déterminer le potentiel satisfaisant I’équation d’ondes convectées :

1 D%

2 _—— =
V3¢ 2 D2 0 (1.10)

D . .
Di est la dérivée convective pour un écoulement aligné avec la corde :

D 0 0

A cela s’ajoutent les conditions aux limites suivantes :

- potentiel de vitesse nul en amont dans le prolongement du profil ;

- vitesse normale nulle sur le profil ;

- différence de pression nulle entre intrados et extrados au bord de fuite et dans le sillage,
conformément a la condition de Kutta.

On définit également les variables adimensionnées suivantes :

= C._ mp 7 &8,

C—bﬂ?— %75_1)7
Ki:Kib;a:ﬂ—g;u:UMg; (1.12)
ﬁQ—l—M2' 2 _ 2_5%

- ¢ R B2

®(C,€) = §(C,m, &, t)ewrrilnMcCRan/5],

On peut donc écrire ’équation d’onde sous la forme :

2 2
;$+g§+ﬁ%:m (1.13)

En fonction du signe de k2, c’est & dire en fonction de la valeur de K}, par rapport a ug, la
nature du probléme est modifiée. Si K, < KM, /3, I'équation différentielle est hyperbolique
et la rafale est dite supercritique. A linverse, la rafale est dite subcritique et 1’équation
d’onde est elliptique. Dans ce dernier cas, les ondes seront évanescentes dans le cas d’un
profil a envergure infinie, mais il sera nécessaire de prendre en compte ces rafales dans le cas
d’une envergure limitée.

Le probléme ainsi posé ne peut étre résolu analytiquement. Amiet [4] propose donc de le
résoudre de maniere itérative. On détermine dans un premier temps le potentiel satisfaisant
I’équation d’ondes et la condition de paroi rigide sur une plaque infinie. Le probleme est
ensuite résolu successivement par demi-plans. Tout d’abord, le potentiel est annulé en amont
et la plaque est assimilée a un demi plan infini aval. Ce systéeme est alors résolu par la
méthode de Schwarzschild [105]. De la méme maniere, un deuxiéme potentiel est déterminé
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CHAPITRE 1 : Bruit de profil soumis a une turbulence incidente

pour satisfaire la condition de Kutta en supposant un demi plan infini amont. Le lien entre
le potentiel et les fluctuations de charge est finalement donné par la relation :

Do

p(G,,0,1) = —po—p (1.14)

Ainsi, les fluctuations de pression surfacique générées par une rafale supercritique sur une
plaque semi-infinie en aval sont données par :

e—iT(/4

p1(¢,n,0,t) = Poong\/ (M=) (CH 1) bt K] (1.15)

(¢ + 1) (K¢ + k)

La correction de bord de fuite permettant de satisfaire la condition de Kutta s’écrit :

U . . _
p2(<7,’7’ ,O,t) _ pOiUO ¢ 61[(MM(—H)(C+1)—7r/4+wt—Knn] {1 B (1 + Z)]:* [2’€(1 . C)]}
27T<K§ + ﬁ2/€)
(1.16)
F|.] est 'intégrale de Fresnel définie par :
T eit
Fle] = C() + iS(x) = / dt (1.17)
0 27t

Des itérations supplémentaires peuvent étre envisagées mais la complexité des systemes a
résoudre et les applications pratiques enseignent que les deux premieres itérations suffisent.
Pour une rafale subcritique, les pressions p1 et po s’écrivent :

e—i7r/4

il (Metin') (1) Fwt— K] (1.18)

71(67,0,%) = poun A€+ V(R — i)

et
PG 0.) = -~ T lostcsaen-wriv—tind fy —ery |- )] |
\/QW(I_{C — i3%K’)
(1.19)
avec K2 = —k% et K = —ik.

De plus, la fonction erf est 'intégrale suivante :

2 x 2
erf[w]—ﬁ/o e " dt (1.20)

Rappelons que la fonction de portance réduite, g = g1 4+ g2 est déterminée par :

p(C777307t) —iwt+i K,
Ko, Knp) = 202 emiwt ik 1.21
9(¢, K¢, Kn) Tpolct (1.21)
Ainsi, si K, < KcM¢ /3
_ e—i7r/4 ) _
91(C, K¢, Kp) = — e e (xmnM) (G (1.22)
m[7(C+ V(K + )
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1.1 Prévision analytique par le modele d’Amiet

et
—im/4 ) B
g2(C, K¢, Kn) = ———= sG] 11 (14 i) F 26(1 - O]} (1.23)
S =T { e
sinon,
_ 671'71’/4 o _
9 (¢ K¢, Kn) = - . el(=w'+ind) (C+D)] (1.24)
m/7(C+ (R — i)
et

e—iw/4
m\/2m(K¢e — if3%K)

1.1.5 Spectre de turbulence

el (=R +inMo)(C+1)] {1 —erf [ 2k/ (1 — g)] } (1.25)

Si le spectre de turbulence incidente n’est pas connu, il est possible d’utiliser des spectres
empiriques comme ceux de Liepmann ou de Von-Kérman [50]. Ces spectres font I'hypothese
d’une turbulence homogene et isotrope. Le spectre de Von-Karman, que 1'on utilisera dans la
suite de cette these, est détaillé ci-apres.

Le spectre tridimensionnel d’énergie cinétique est donné par ’expression suivante :

55 1 T(5/6) u? K*
EK) =5 T3 R

avec, K = k—fi et k., = %F/(;)/ﬁ) A est I’échelle intégrale de la turbulence et I'[.] désigne la
fonction gamma. Le spectre d’énergie de la composante de vitesse verticale (normale au profil)

E(K) K¢

est alors :

En intégrant par rapport a K¢, on obtient le spectre bidimensionnel :

w2 (KC+K))

O (K¢, Ky) = . > (1.26)
VG By 97 k2 (1 ‘|’K42 i Kn2)7/3
De maniere analogue, I'intégration suivant K,, donne :
- 5 2
u?A (14 8/3K¢")
Pee(K¢) = : (1.27)

S 2
2 (1+ K )11/6
On peut alors définir I'interspectre des fluctuations de vitesse normale en deux points
séparés de r, par la transformée de Fourier spatiale de ® ., (K¢, K)) :

+oo )
Ree(Ke,r) = / De (K¢, Ky)e'™ " dk,

216 s/ . 3r* .
= T(5/6) (") K5/6(7“ ) — mKl/G(T ) R&(KC,O)
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CHAPITRE 1 : Bruit de profil soumis a une turbulence incidente

ou r* = rkey/1 —I—KCQ et Ree(K¢,0) = ®ee(K¢). Les fonctions K/ et K5/ désignent des
fonctions de Bessel de seconde espece modifiées et d’ordre respectivement 1/6 et 5/6.

Enfin, I, (w), I’échelle de corrélation dans la direction de I'envergure, est donnée (pour un
spectre de Von-Kéarman) par :

_JoT Ree(K¢,m)dr — w®ee(Ke,0)

i) = Ree(K¢,0)  Ree(K¢,0)
Ly BA[T(/3) 2 K’
(W) =3 [IK5/6)} BRI RS (1:28)

1.1.6 Rayonnement en champ lointain
Analogie acoustique de Ffowcs-Williams et Hawkings

L’équation de Ffowcs-Williams et Hawkings [35] (FW-H) est une recombinaison exacte
des équations de la mécanique des fluides sous la forme d’une équation des ondes inhomogene
faisant apparaitre deux termes sources surfaciques et un terme source volumique. Une solution
intégrale est alors obtenue par convolution avec la fonction de Green en espace libre. La
formulation présentée ici est écrite dans le domaine spectral. On résout ainsi une équation
de Helmholtz inhomogene pour chaque fréquence, en évitant 1’évaluation explicite des temps
retardés, qui est souvent une étape délicate du calcul intégral. La formulation compléte dans
le domaine fréquentiel, valable pour un mouvement rectiligne de la surface et du volume
source, s’écrit (en utilisant la convention d’Einstein) dans le cas général :

X, w)=Ip+ 1+ I (1.29)

I représente le terme monopolaire et s’écrit :
b:/m@&wﬁdﬂﬁw
S

avec, Qn(Y,w) = (p™uT + poUi) ns.
Iy, est le terme de charge (dipolaire) :
o LO0G(X,w]Y
Q:/EWM)(’M)M
s Ay
avec, Fy(Y,w) = (pT(SZ-j +pT(uf —2U;)uf + poUin) n.
Finalement le dernier terme, I7 correspond & la contribution des quadripoles :
o OPG(X,w|Y
Iy — / Tij(yw)wdv
v Oyiy;
olt Tj;(Y,w) est le tenseur de Lighthill [67, 68].
G est la fonction de Green (solution de I’équation de Helmholtz convectée) en champ libre
soit :
1 D? > o > o
A— 5= GX,tY,ts) = —0(X = Y)o(t — ts) (1.30)
cg Dt
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1.1 Prévision analytique par le modele d’Amiet

Dans ce cas d’application, la surface d’intégration a un mouvement de translation dans la
direction axiale. Ainsi, la fonction de Green en champ libre s’écrit :
1

G(X,w|Y) = IS e~ k(So—My (z—25))/ 82 (1.31)

avec, S3 = 3%(z — 25)% + B%(y — ys)? + (¥ — 25)? et k = w/cp, le nombre d’onde acoustique.
X = (x,y,2,t) et Y = (2, Ys, 25, ts) sont respectivement les coordonnées des points d’ob-
servation et des points sources. Les variables totales (sommes des perturbations et du champ
moyen) sont notées a l'aide de 'exposant T, ainsi u™ = u + U. pp est la densité en champ
lointain. Seul le bruit de charge est considéré, c’est-a-dire les sources de nature dipolaire.
De plus, la surface d’intégration étant solide, les termes de vitesse sont nuls et 'intégrale de
FW-H se simplifie :

. . (X, wlY
(X, w) :/p(y,w)ands (1.32)
S i

> G(X,w|Y)nsdS (1.33)

Formulation tridimensionnelle d’Amiet

Pour relier I'interspectre de la pression surfacique, Syq, a la pression acoustique rayonnée,
Amiet utilise la théorie de Curle [27] selon laquelle le rayonnement acoustique est le méme que
celui obtenu en distribuant sur la surface des dipoles d’amplitude égale a la force exercée sur
la plaque, ce qui correspond au terme de bruit de charge de I’équation de FW-H. Différentes
simplifications sont apportées en considérant le point d’observation en champ lointain et en
utilisant le fait que le profil est une plaque plane dans le plan zy. Ainsi, seuls les efforts
normaux au profil sont pris en compte. Toutes simplifications faites, la pression acoustique
d’un dipdle placé en (¢, n,0) est donnée par :

ikzAD(C, 1, w) iwlo+ =0 2

e (134
0

en simplifiant Sp par : Sp &~ /22 + $2(y2 + 22), sachant que le repére (z,v, z) a pour origine
le centre du profil.

En intégrant I’équation 1.34 sur toute la surface du profil, en multipliant par le complexe
conjugué et en calculant I'espérance mathématique, on peut déterminer la DSP du bruit
rayonné en champ lointain. Cette DSP, notée S, est donnée par :
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CHAPITRE 1 : Bruit de profil soumis a une turbulence incidente

Spp(X,w) = <47r52> //// (¢ ¢smn'yw) (1.35)

. €= )a—M So)
el S]'CO |: ,82 8 77 77):|

dcd¢’ dndn’

En remplacant, S;‘q par son expression, on obtient la forme développée suivante :

252

[

iCk(w M¢Sp)
/—b (¢, Ke, Ky)e #S - d(

b _lclk(r ]\/ICSO)
/g*(c’,Kc,Kn)e 7250 d(’ (1.36)

—b

> pokz\? oo
Spp(X,w) = ( > Ue | ¢£5(KcaK)

Toutes les intégrales précédemment explicitées peuvent étre résolues analytiquement. Pour
Iintégration selon ¢, on définit la fonction de transfert aéroacoustique totale :

1 = —i@ —x =
Ll Ko Ky) = / 9 Ko Foy)e 5 (Mee/%0) g (137)
—1

soit,

b —i ke —x
£($7KC,K77) = 2/bg(<7K07K77)e 62 (MC /SO)dC (138)

Comme la fonction de portance réduite, la fonction de transfert aéroacoustique peut étre
divisée en deux contributions, telles que £ = £1 + Lo. L1 est la contribution principale du
bord d’attaque, et Lo est la correction au premier ordre due a la présence du bord de fuite.

Pour une rafale supercritique (K, ) I'intégrale 1.37 donne :

1 5 |
K. K, 2 ) 1.
Lalo K y) = 1y [ D e (139
et
Lo(z, Ko Ky)) = ! e Li(1 — ¢~ P2

THy\/27(K. + (%K)
2K

(1 — ) [f*(%) s

e 2HL FX(2(k + um/a))] } (1.40)
avec Hy = k — px/So, Hy = p(M¢ — xSp) — /4.
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1.1 Prévision analytique par le modele d’Amiet

Dans le cas d’une rafale subcritique (K, > M%K“), la fonction de transfert aéroacoustique
s’écrit :
Li(x, Ko, Kp) = 1/ 2 F(2(ik' — px/Sp))e' ™ (1.41)
v e\ (K. — 626 (i) — pa/So) '
et
i ,
Lyl K Ky) = : s (1 s e (I
2, K ) THy\/ 27 (K, — i2K) (Var)
/
2e 2, | T F(2(in! — 1.42
+2e i T 57/5% (2(ik" — pz /o) (1.42)

avec Hy = k' —iux/Sy.
De méme, la double intégrale selon I’envergure peut se calculer séparément et vaut :

[ [ B iy il [(’;g—K,;) ! (1.3

Ce qui permet d’écrire finalement Sy, sous la forme :

2 ky
. kzoob 2 oo | 8107 (d | & — K
SPP(X7W) - < Ll ) Ucdﬁ/ ( (SO n)) "C(xaKwKﬂ)‘Q q)§f<Kch77)dK77
(1.44)

Formulation bidimensionnelle

Jusqu’a présent 'analyse est restée générale; les équations 1.36 et 1.44 sont strictement
équivalentes et aucune hypothese supplémentaire n’a été faite. Cependant, 1’équation 1.44
peut se simplifier si 'on suppose que le profil possede une envergure infinie. La formulation
devient alors bidimensionnelle. En effet, nous savons que :

(e o)) (Seine [o (22 15)))
m 0

L—+oco

~ (k) o

Cette simplification supprime 'intégrale suivant le nombre d’onde aérodynamique transversal,
ce qui allege grandement le calcul. On obtient ainsi :

2
ky
Dee (K.

ky
L Kca o Cy o
(v o

So)

Spp(X,w) = <kzp0b>2Ucd7r ) (1.46)

S5
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CHAPITRE 1 : Bruit de profil soumis a une turbulence incidente

De plus, si 'observateur est situé sur le plan y = 0, alors on peut approcher la solution en
considérant que seules les rafales paralleles au profil (K, = 0), contribuent a la production

sonore. Il vient alors :

kzpob\
Spp(,0, z,w) = ( Zszo > Uedr |L (2, K, 0)]> B (K., 0) (1.47)
0
On peut également introduire I’échelle de corrélation transversale, I, (w), et Sy, s’écrit alors :
kzpoUch?
Spp(2,0, 2, w) = ("S‘g) d|L(2, Ko, 0)[? 1) (w) Pee (w) (1.48)
0

oll Pee(w) = Pee(Ke)/Ue est le spectre des fluctuations de vitesse normale.

La formulation 1.46 a été abondamment utilisée pour sa simplicité par rapport a la for-
mulation tridimensionnelle (1.36). Nous avons donc cherché a quantifier 'erreur commise en
fonction de 'allongement (L/c) en comparant les résultats fournis par les deux expressions.
Les résultats sont reportés sur la figure 1.5
On utilise les parametres suivants :

_MC = UC/CO = 0,261;
-c=0,233 m;

TI = %§:¢4%;
-A =0,03 m;
-X=(0;0;2,25);
-L/c=(0,5;1;2;4;8);

La convergence des deux solutions est bien observée avec I’augmentation de I'allongement.
On peut ainsi conclure que la formulation bidimensionnelle fournit une solution satisfaisante a
partir d'un allongement de 2 ou 3. Pour des allongements supérieurs a 4, les deux formulations
sont équivalentes.

80
<
[a W
T 70t o Je=1(0,5;1;2;4;8)]
o o~ =
— S = TTAON
[aN] ,’,' ~ QN
7 ’ ’
|L 60 ;:z' AN |
2 r \\\
o %
N D01 \ a
= \
m - - - Formulation 2D (Eq. 1.48) \
T 40+ ]
Formulation 3D (Eq. 1.44)
30 :
10 10°

Fréquence (Hz)

Fia. 1.5 — Evolution de la DSP de pression acoustique en champ lointain en fonction de
I'allongement du profil, L/c = (0, 5; 1;2; 4;8).
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1.1 Prévision analytique par le modele d’Amiet

1.1.7 Variation et découpage en envergure

Jusqu’a présent, la turbulence incidente a été supposée homogene dans la direction de ’en-
vergure. Pour diverses applications, il peut étre intéressant de faire évoluer les caractéristiques
de la turbulence incidente en fonction de I'envergure du profil. Pour ce faire, des tranches
de profil peuvent étre suffisamment grandes pour étre considérées indépendamment (en fonc-
tion des échelles de corrélation). Ainsi, la contribution de chaque tranche peut étre sommée
de maniere incohérente. Pour valider cette approche, on considere le profil et les grandeurs
aérodynamiques moyennes de la turbulence définies précédemment (figure 1.5) avec une en-
vergure fixée & L = 0,53 m (cas similaire a [85]). La turbulence est maintenue constante en
fonction de 'envergure, le but étant d’obtenir le méme résultat pour une aile découpée et une
aile entiere.

10 103
Fréquence (Hz)

Fi1G. 1.6 — Echelle de corrélation transversale obtenue par application de ’équation 1.28.

1073 102 1071
An (m)

—|An|
F1G. 1.7 — Fonction de corrélation transversale, e'nm*  (l,max = 0,029 m).

Dans un premier temps, on cherche & déterminer la taille minimale (A7) des tranches
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CHAPITRE 1 : Bruit de profil soumis a une turbulence incidente

nécessaires pour pouvoir les considérer indépendamment. En appliquant 1’équation 1.28, on
obtient alors le résultat présenté sur la figure 1.6 pour 1’échelle de corrélation transversale
l;. La longueur maximale, lyqz, ainsi obtenue est ici de 0,029 m. De plus, la fonction de

corrélation peut traditionnellement étre approchée par une gaussienne : y(|An|, f) = e%.
La figure 1.7 représente cette fonction pour /.. Ainsi, pour que deux trongons soient
parfaitement décorrélés I'un de l'autre, il faut que v(|An|) tende vers zéro. D’apres la figure
1.7, il faut que la longueur des trongons soit approximativement cinq fois supérieure a la
longueur de corrélation maximale. Ceci donne dans notre cas, une longueur minimale de 0, 145
m. Ainsi, 'envergure du profil ne peut étre rigoureusement découpée qu’en trois tranches. Les
deux formulations 1.48 et 1.44 sont donc appliquées sur des tranches de 0,176 m d’envergure
et la contribution de chacune de ces tranches est sommée de maniere incohérente. Les résultats
ainsi obtenus sont illustrés sur la figure 1.8 ou Ny est le nombre de tranches considérées.

75 T
o
. 701 1
s}
= 65 |
|
Il
Sy 60 1
2
ay
~ 0O 1
N
s
a 50+ Formulation 3D (Eq. 1.44), Ny, =1
= —e— Formulation 3D (Eq. 1.44), Ny, =3
455 == Formulation 2D (Eq. 1.48), Ny, =1
+=e= Formulation 2D (Eq. 1.48), Ny =3
40 :
102 10

Fréquence (Hz)

FiG. 1.8 — Effets du découpage en troncons sur le calcul du rayonnement sonore.

La méthode semble parfaitement fonctionner lorsque la formulation bidimensionnelle est
utilisée, ce qui parait logique puisque la prise en compte de la longueur de I'envergure est
purement linéaire dans ce cas. De plus, s’agissant d’une formulation bidimensionnelle, la
corrélation en envergure n’intervient pas et le profil peut étre découpé autant de fois que
nécessaire en fonction de la variation des données. En revanche, des écarts importants sont
visibles avec la formulation tridimensionnelle, méme si les criteres de corrélation entre chaque
trongon sont largement respectés. Cette erreur a déja été notée par Rozenberg [101] et Chris-
tophe et al. [24, 23]. De plus, les écarts croissent avec le nombre de trongons utilisés. On
peut expliquer physiquement cette erreur par la non-prise en compte des termes croisés lors-
qu’'une méme rafale impacte des troncgons différents. Mathématiquement, cela se traduit par
I'inégalité suivante :
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1.2 Application du modeéle d’Amiet

Ntr r—d+(n)d , ,
t / Hmon e*l(%*Kn)(n*n)dn
—d+(n—1)dn

n=1
Ntr

—d+(n)dn (ky o
+ / i BK) @ ") dny (1.49)

n—1 —d+(n—1)dn

La formulation en sinus cardinal (tridimensionnelle) ne peut pas étre utilisée dans ce cas, a
moins que chaque troncon ait un allongement assez important pour que le sinus cardinal tende
vers un Dirac. Dans le cas présent, I’allongement de chaque tranche est approximativement
égal a 0,76, d’ou une erreur relativement importante d’aprés la figure 1.5. La figure 1.9
représente les résultats issus des mémes calculs, mais pour lesquels chaque trongon possede
un allongement égal a 4. La convergence des résultats obtenus par les deux formulations
confirme ce point de discussion.

55F Formulation 3D (Eq. 1.44), Ny =1 |1 \S/\ -
- = = Formulation 3D (Eq. 1.44), Ny, =3
50
10 10°

Fréquence (Hz)

Fic. 1.9 — Effets du découpage en trongons sur le rayonnement en champ lointain d’un profil
a grand allongement (L/c = 12).

Par la suite, lors d’une interaction entre un profil et une turbulence dont les caracté-
ristiques présentent de fortes variations en envergure et nécessitant un calcul par bandes, la
formulation bidimensionnelle est a privilégier. Dans le cas contraire, la formulation tridimen-
sionnelle est plus rigoureuse.

1.2 Application du modele d’Amiet

Dans le cadre du projet européen FLOCON, des mesures aérodynamique et acoustique
d’une interaction entre une turbulence homogene, isotrope et un profil isolé ont été réalisées
dans une soufflerie anéchoique. Avant de traiter ce méme cas par une approche numérique,
nous proposons d’appliquer dans un premier temps le modele d’Amiet.
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CHAPITRE 1 : Bruit de profil soumis a une turbulence incidente

1.2.1 Présentation de la soufflerie

Une soufflerie a veine ouverte a récemment été développée et testée par Chong et al.
[22] & PISVR (Institut of Sound and Vibration Research). La figure 1.10 fourni un schéma
de l'installation. L’apport en air est assuré par un compresseur centrifuge dont le bruit est
atténué par une série de silencieux. Le niveau de turbulence est diminué jusqu’a 0,45 % dans
le plan de sortie de la tuyere grace a une série de grilles et de nids d’abeille. Les vitesses
d’éjection de I'écoulement (U¢) ainsi obtenues varient entre 10 et 120 m/s. Cependant, la
vitesse est ici limitée & 60 m/s car le bruit de fond (notamment le bruit de jet en sortie de
tuyere) devient trop important pour des vitesses d’éjection supérieures.

Centrifugal fan

_ - . Primary Silencer-
\ ,/ S

’

/ \ ,
. v \ v
Woven wire < < >«
cloth screen: 1.4\1 1,03
/
(1.5q each) N ,
0.33 I I I

Rectangular air €%
Ipassdage (ﬁ‘m Ifggg = = ) Far Field Microphone Array
ined -with fibre Diffuser Settling Chamber / .

glass)

nd Qi :
. \\\ 2" Silencer Nozzle ﬁ
o o i (25'1) «” Exhaust hole
splitters \\& 1.30 SR \0
SN - Sl I ---
> L i 0.15 Anechoic
I I I chamber
1.42 2.00 1.35
roweat, “ NS - 4.00 s
Honeycomb Screens

F1G. 1.10 — Schéma de la soufflerie anéchoique de 'ISVR, d’apres [22].

Le rapport de contraction de la tuyere ainsi que les plaques latérales supportant la maquette
assurent un écoulement quasi-bidimensionnel. Comme illustré sur la figure 1.11, la maquette
est placée dans une large chambre traitée acoustiquement ou est placée (a 1,2 m du profil)
une série de microphones pour mesurer le rayonnement sonore en champ lointain. D’un point
de vue aérodynamique, en plus des capteurs de pression statique sur le profil, des fils chauds
sont utilisés pour mesurer les fluctuations de vitesse en amont et en aval du profil.

1.2.2 Grille de turbulence et profil aérodynamique

L’un des objectifs principaux du projet FLOCON est I’étude de traitements de bord

d’attaque et de bord de fuite de profils visant a réduire 1’émission sonore. Ces traitements
sont appliqués sur un profil NACA 651210. La géométrie de ce profil est présentée sur la
figure 1.12.
La corde du profil est de 15 cm et 'envergure de 45 cm. Il s’agit d’un profil portant, non
symétrique possédant une épaisseur maximale de 12 % de la corde. Ce type de profil est
représentatif d’un rotor de turbomachine. En revanche, un tel profil viole en partie les hy-
potheses de plaque plane mince et non chargée du modele d’Amiet.

Le niveau de turbulence en sortie de tuyere est de 0,45 % ce qui n’est pas suffisant pour
que le mécanisme du bruit de bord d’attaque soit prépondérant. Ainsi, une grille de turbu-
lence est positionnée en amont du profil pour augmenter le niveau de turbulence et garantir
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1.2 Application du modéle d’Amiet

Fia. 1.11 — Série de microphones en champ lointain dans la chambre anéchoique de 'ISVR.

30 T T T T T
201 1

Alo/—\A
£ =
wr

—10} J
—20} J
—30

0 2‘5 56 7‘5 160 lé5 150
¢ (mm)
Fia. 1.12 — Géométrie du profil NACA 651210.

une turbulence homogene et isotrope. La principale difficulté est de déterminer le bon com-
promis entre le bruit propre de la grille et le niveau de turbulence généré. Une grille en bois
a barreaux de section carrée est placée dans la contraction comme illustré sur la figure 1.13
a une distance égale a 4, 2 fois la longueur de corde du profil.

F1a. 1.13 — Vues de la grille de turbulence de I'intérieur de la veine & gauche et de I'extérieur
a droite (soufflerie anéchoique de I'ISVR).

En fonction des parametres d et M (voir figure 1.14) différentes valeurs de 1’échelle
intégrale et du niveau de turbulence peuvent étre obtenues. Deux grilles ont ainsi été utilisées
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CHAPITRE 1 : Bruit de profil soumis a une turbulence incidente

avec les caractéristiques résumées dans le tableau 1.1.
-
.

Fiag. 1.14 — Parametres géométriques définissant une grille de turbulence.

TaB. 1.1 — Caractéristiques des grilles de turbulence.

d (mm) | M (mm) | A (mm) | TT (%)
Grille 1| 12 34 6 2.5
Grile 2| 85 22 5 2.1

Pour satisfaire ’hypothese de turbulence homogene et isotrope au moment de I'impact
avec le profil, il faudrait idéalement vérifier que les fluctuations de vitesse longitudinale et nor-
male au profil sont identiques. Cependant, les fils chauds utilisés ne permettent que de mesurer
la vitesse longitudinale. Ainsi, pour vérifier l'isotropie, les spectres de vitesse longitudinale
obtenus expérimentalement sont comparés au spectre semi-empirique monodimensionnel de
Von-Karman, ®¢¢, défini par I’équation 1.50. On calibrera donc par la suite, ®¢¢, nécessaire
pour appliquer le modele d’Amiet & 'aide de u? et A issues de .

u2A 1
T (14 K2)3/6

Doc(K) = (1.50)
Le résultat de cette comparaison pour un écoulement a 20, 40 et 60 m/s est reporté sur les
figures 1.15(a) et 1.15(b). A noter que, les niveaux et les fréquences ont été divisés par la
vitesse de convection pour vérifier la similitude des spectres.

Un tres bon accord est observé pour les mesures faites aux vitesses élevées et ce pour les
deux grilles. L’autosimilarité des spectres est bien retrouvée, en particulier pour la grille 1.
En revanche, pour un écoulement de 20 m/s le spectre de Von-Karman ne décroit pas assez
vite. Un comportement similaire a déja été noté par Moreau et Roger [76]. Ils proposent alors
la correction suivante :

O (Ke) = Do (K)e ke

Les figures 1.16(a) et 1.16(b) exposent la comparaison de ®¢¢ mesuré et le spectre de Von-
Karmaén corrigé avec By = 0,06 pour la grille 1 et 0,1 pour la grille 2. Un meilleur accord est
ainsi nettement obtenu.
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F1G. 1.15 — DSP de vitesse longitudinale pour U;=20, 40, 60 m/s. Comparaison du spectre
de Von-Karmén avec des mesures faites en aval d’une grille de turbulence.
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F1G. 1.16 — DSP de vitesse longitudinale pour Us=20 m/s. Comparaison du spectre de Von-
Kérman corrigé avec des mesures faites en aval d’une grille de turbulence.

1.2.3 Rayonnement sonore

Dans cette section et les suivantes, seule la grille 1 est considérée. Méme si I'influence
de I'angle d’attaque a été démontrée comme faible (cf. section 1.1.2), on propose de vérifier
ce fait sur cette configuration. Les figures 1.17(a) et 1.17(b) exposent les niveaux de bruit
rayonné a 90" et la directivité entre 45° et 135" lorsque la vitesse de I’écoulement est égale a
60 m/s pour des angles d’incidence allant de 0° a 15"

Ces résultats confirment effet négligeable de I'angle d’attaque géométrique (cf. section
1.1.2), noté «, et en conséquence du chargement du profil sur le bruit rayonné. Les écarts les
plus importants sont obtenus entre les mesures faites a incidence nulle et avec a,, = 5°. Ceci
est en partie expliqué par un décollement situé sur I'intrados au niveau du bord d’attaque,
présent a 0° d’incidence et pouvant augmenter la génération sonore.

33/171
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(a) DSP de pression rayonné pour un angle d’écoute de (b) Directivité du bruit rayonné a 1,2 m
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Fic. 1.17 — Effet de I'angle d’attaque sur le bruit rayonné d’un profil NACA 651210 placé
dans un écoulement turbulent (Us=60 m/s). Mesure réalisée au dessus du profil.

Ce décollement est bien illustré sur la figure 1.18 (plateau du niveau entre 0 et 0,025
approximativement) exposant la distribution du coefficient de pression (Cp) le long du profil
déterminée par des capteurs de pression statique. Pour rappel, le coefficient de pression est
défini par :

P P,

Cp= - 10
YT 12000

(1.51)

ou l'indice 0 indique que les grandeurs sont prises en amont, loin du profil.

-1.5

—0.5+ 4

1.5

Fia. 1.18 — Distribution de C'p le long du profil obtenue expérimentalement.

D’apres la figure 1.17(b), leffet du décollement sur le rayonnement acoustique est d’autant
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1.2 Application du modeéle d’Amiet

plus important que I’angle de rayonnement augmente.

Les prévisions acoustiques sont obtenues grace a la formulation tridimensionnelle du
modele d’Amiet (équation 1.44). Les résultats, ainsi que les mesures correspondantes, sont
présentés sur la figure 1.19. Il s’agit des DSP de pression rayonnée a 90° pour les trois condi-
tions d’écoulement. A noter que la prévision pour un écoulement a 20 m/s est effectuée sans
correction exponentielle sur le spectre de Von-Karmén (voir paragraphe précédent). De plus,
le nombre de Mach en sortie de tuyere atteignant 0, 176, les effets de réfraction par la couche
de cisaillement lors de la mesure ne sont pas négligeables. Ainsi, les résultats provenant des
expériences sont corrigés en terme de niveaux et d’angles. Les corrections utilisées sont celles
proposées par Amiet [5] pour le cas d'une couche de cisaillement plane.

Les tendances observées correspondent bien aux résultats obtenus par Amiet (figure 1.3)
sur un NACA 0012, le modele surestime les hautes fréquences. En revanche, l'effet de la
vitesse de convection (écarts plus important a basse vitesse) est moins évident, mise a part
entre 1000 et 3000 Hz. En revanche, une nette sous estimation est visible en basses fréquences.
Pour les fréquences inférieures a 500 Hz, les mesures peuvent étre mises en doute. Cependant,
cette sous estimation qui croit avec la vitesse de convection est visible des 1000 Hz a partir
de 40 m/s. On peut en déduire qu'une autre source de bruit est présente dans I'expérience a
ces fréquences. On constate que ces fréquences (entre 400 et 2000 Hz) correspondent a celles
ou les écarts sont visibles entre les mesures faites pour un profil sans incidence ou a 5° sur la
figure 1.17(a).

70

Modele d’Amief]

= = = Mesure

60 [

2.107° Pa

dB/Hz, Pyes

—10
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Fi1Gc. 1.19 — Comparaison du modele d’Amiet avec des mesures du rayonnement acoustique
d’un profil NACA 651210 placé dans un écoulement turbulent. DSP de pression rayonnée
dans le plan médian avec un angle d’écoute de 90" pour Us=20, 40, 60 m/s (courbes de bas
en haut).

Ainsi, la figure 1.20 présente la comparaison entre les résultats issus du modele d’Amiet et
les mesures réalisées pour un profil avec un angle d’attaque de 5°. L’accord entre les mesures
et le modele analytique est ainsi légerement amélioré a 40 et 60 m/s entre 400 et 2000 Hz.
En revanche, des différences plus importantes sont notables en hautes fréquences pour une
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CHAPITRE 1 : Bruit de profil soumis a une turbulence incidente

vitesse de 20 m/s.
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FiGc. 1.20 — Comparaison du modele d’Amiet avec des mesures du rayonnement acoustique
d’un profil NACA 651210 placé dans un écoulement turbulent avec 5° d’angle d’incidence.
DSP de pression rayonnée dans le plan médian avec un angle d’écoute de 90" pour Ur=20,
40, 60 m/s (courbes de bas en haut).
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F1G. 1.21 — Comparaison du modele d’Amiet (avec correction du modele de Von-Kérman) avec
des mesures du rayonnement acoustique d’un profil NACA 651210 placé dans un écoulement
turbulent. DSP de pression rayonnée dans le plan médian avec un angle d’écoute de 90° pour
Ue=20 m/s.

Comme pour le spectre de vitesse incidente, le résultat peut étre grandement amélioré
en hautes fréquences et basse vitesse (comme exposé sur la figure 1.21) grace a la correction
proposée au paragraphe précédent. Le spectre de Von-Karmén utilisé en entrée du modele
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1.3 Prévision numérique du bruit d’interaction turbulence-profil

d’Amiet devient donc :

bee(Ke, Ky) = dee(Ke, Ky )e ke

avec By = 0,06 dans ce cas. On fait donc ’hypothese que le traitement appliqué sur les
fluctuations de vitesse longitudinale peut également étre utilisé sur les fluctuations de vitesse
normale et de la méme maniere pour tous les nombres d’ondes transversaux (K).

L’analyse est poursuivie sur les directivités obtenues (figure 1.22) en intégrant les niveaux
des DSP entre 500 Hz et 10 kHz. Pour le cas a basse vitesse, la correction sur ¢¢¢ est appliquée.
Tout comme pour les DSP & 90° (figure 1.19), les directivités mesurées lorsque le profil est
positionné avec un angle d’incidence de 5° sont en meilleur accord avec la théorie d’Amiet qu’a
incidence nulle. Ce phénomene est plus marqué pour les angles de rayonnement importants.
C’est d’ailleurs a ces mémes angles que les écarts sont les plus grands sauf lorsque I’écoulement
est & 20 m/s oll un tres bon accord avec les mesures est obtenu (avec correction sur le spectre
de turbulence incidente). Enfin, & 90" le niveau intégré du bruit mesuré varie avec une loi en
U g 1 Cependant, cette loi d’évolution est faite sur les niveaux intégrés qui sont dominés par
les basses fréquences, c’est pourquoi cette valeur est donc proche de celle du dipole compact
suivant une loi en U, 46 . La méme analyse a une fréquence élevée donnerait certainement une
loi plus proche de U<5, loi que suit le niveau intégré obtenu par le modele d’Amiet & 90°.

Modele d’Amiet
90 — — = = Mesure (a,=0"
------ Mesure (a,.=5"

150

6
y Prep =21 ~5 Pa
dB, Py =210 P

40

Fi1Gg. 1.22 — Comparaison du modele d’Amiet avec des mesures du rayonnement acoustique
d’un profil NACA 651210 placé dans un écoulement turbulent. Directivité a 1,2 m au dessus
du profil pour Us=20, 40, 60 m/s (courbes de bas en haut).

1.3 Prévision numérique du bruit d’interaction turbulence-
profil

Le probleme du bruit généré par l'interaction d’une turbulence avec un profil a été résolu
analytiquement dans la section précédente. Cependant, ’hypothese de profil mince (plaque
plane) a da étre considérée et une comparaison avec des mesures réalisées sur un profil épais
et cambré a montré des différences dans le bruit rayonné. On peut donc envisager 1'utilisation
de méthodes numériques pour s’affranchir de ces hypotheses. Deux approches sont considérées
ici. La premiere consiste a résoudre numériquement les équations d’Euler en utilisant le code
sAbrinA [97] de I'Onera. Néanmoins, les effets de viscosité sont alors négligés et les conditions
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aux limites nécessaires a la réalisation d’un tel calcul ne sont implantées (a I'heure actuelle)
qu’en deux dimensions. Ainsi, pour prendre en compte ces effets de viscosité, I'utilisation de
données provenant d’un calcul LES tridimensionnel est envisagée.

1.3.1 Prévision par résolution numérique des équations d’Euler en pertur-
bation

Le code sAbrinA

Le code sAbrinA résoud les équations non-linéaires d’Euler en perturbation (cf. annexe
D) avec un schéma aux différences finies centré d’ordre 6 en espace et un schéma explicite
de Runge Kutta compact d’ordre 3 en temps. Un filtre linéaire et symétrique d’ordre 10 est
appliqué a chaque pas de temps pour éviter 'apparition de hautes fréquences parasites. Le
code permet de travailler avec des maillages multidimensionnels, multiblocs et structurés. Une
condition classique de glissement est imposée sur les parois solides. Dans le but de s’affranchir
de réflexions numériques aux frontieres du domaine de calcul, un traitement particulier doit
étre mis en place. Une premiere approche est basée sur le principe de la diminution de
lordre spatial des schémas aux différences finies pour la dérivation et le filtrage dans les
cellules fantomes du code ainsi qu'un étirement progressif des dernieres mailles du maillage.
Cependant, cette technique n’est pas adaptée dans le cas d’une perturbation de vitesse (mode
hydrodynamique). Ainsi, les conditions de rayonnement et de sortie de Tam [117, 114, 115]
ont été implémentées dans une version 2D du code sAbrinA [26]. Des conditions de ce type
possede 'avantage supplémentaire de pouvoir étre utilisée comme des conditions d’entrée.

Méthodologie de calcul

La méthode utilisée est basée sur une décomposition en rafales (perturbations de vitesse
sinusoidale) de la turbulence incidente. Ces rafales sont ensuite injectées en entrée du domaine
de calcul. A noter que ce probleme a déja fait 'objet de nombreuses publications [106, 51, 31].
La condition de rayonnement de Tam basée sur l’expression asymptotique des équations
d’Euler en champ lointain permet l'injection de perturbations de vitesse et la sortie d’ondes
acoustiques sans réflexion. Toutefois, elle n’est pas adaptée a la sortie de fluctuations de
vitesse tourbillonnaires. Pour remédier a ce probléeme, on utilisera la condition de sortie de
Tam développée dans ce but. L’application de ces conditions aux limites est présentée sur la
figure 1.23. La turbulence est synthétisée a 1'aide de modes de Fourier en ne considérant que
les rafales paralleles a I'envergure du profil. Le calcul étant bidimensionnel, 'amplitude de
chaque sinusoide est calibrée a partir du spectre monodimensionnel de Von-Karméan donné
par I’équation 1.27. La perturbation injectée est alors de la forme :

Nmaz

U = Z;\ﬂ%ﬂkﬁﬁAKQWSM%Nw—CG0+¢A (1.52)

ol ¢; est une phase tirée aléatoirement entre 0 et 2w, K, ; = iAK, et AK, = Ky N,.../Nmaz-

L’hypothese de Taylor (turbulence gelée) permet de relier directement w et K. Ce type de
calcul, malgré sa simplicité apparente, devrait permettre d’étudier les différences de compor-
tement entre un profil mince (plaque plane) et un profil épais et cambré lors d’une interaction
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avec une THI incidente. Par ailleurs, si la distance source-observateur est petite devant ’en-
vergure du profil le rayonnement 3D peut étre assimilé a un rayonnement 2D. Ce fait sera
vérifié dans un deuxieme temps. En considérant les parametres issus du tableau 1.1 pour le
calcul du spectre de turbulence incidente, le calcul 2D devrait étre en mesure de fournir une
prévision représentative des essais en soufflerie.

Plaque plane soumise a des rafales multiples

Si le probleme étudié reste dans le domaine linéaire, il est possible de retrouver numeéri-
quement la solution d’Amiet. Le domaine spectral des rafales est limité entre 300 et 5000 Hz
avec un pas de 100 Hz (soit 48 rafales injectées). Le domaine (voir figure 1.23) est limité & un
carré de 80 cm de coté, le rayonnement acoustique ne sera donc visible qu’en champ proche.

A noter que le critere dimensionnant la taille de maille n’est pas la longueur d’onde
acoustique, mais la longueur d’onde des rafales incidentes, ce qui constitue un critere beaucoup
plus contraignant surtout lorsque le nombre de Mach est faible. La plus grande taille de
maille sera donc limitée a un dixieme de la plus petite longueur d’onde aérodynamique.
Le maillage est, de plus, extrémement raffiné au niveau du bord d’attaque du profil. Le
maillage bidimensionnel atteint alors 1,3 millions de points. Le pas de temps est fixé a 0,15
microsecondes, le nombre de CFL (Courant-Friedrich-Lewy) est ainsi égal a 0, 75. Pour rappel,
le CFL est défini par :

CFL = Aty |Co + UiAa:i\ (1.53)

Ce parametre doit étre inférieur a 1 pour assurer une bonne stabilité du calcul. La plaque
plane est créée par application d’un condition aux limites de paroi sur une ligne de maillage
placée au centre du domaine et mesurant 15 cm afin de rester en accord avec les applications
du projet FLOCON. De méme, 1’écoulement porteur est uniforme dans la direction axiale
avec une vitesse de 60 m/s et les valeurs d’intensité turbulente et d’échelle intégrale sont
respectivement de 2,5 % et 6 mm.
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F1G. 1.23 — Perturbations de vitesse (en m/s) impactant une plaque plane sans épaisseur.
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La figure 1.23 présente les perturbations de vitesse normale au profil ainsi que I'emplace-
ment des différentes conditions aux limites. De plus, les perturbations de pression générées
par la plaque plane soumise ces excitations de vitesse sont illustrées la figure 1.24.

0.4 =P 5 375 -25 125 0 125 25 375 5

0.2

y (m)

x (m)

F1G. 1.24 — Perturbations de pression (en Pa) due a l'interaction de fluctuations de vitesse
avec une plaque plane sans épaisseur.
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Fi1G. 1.25 — Valeur RMS de pression adimensionnée sur 'intrados et I’extrados d’une plaque
plane soumise des perturbations de vitesse.

Dans un premier temps, il est possible de ne s’intéresser qu’a la pression surfacique sur
le profil et de comparer le résultat numérique avec I’équation 1.1 provenant de la théorie
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d’Amiet avec wg = /P, (K, ;) AK,. La figure 1.25 présente cette comparaison et illustre un
tres bon accord entre les résultats analytiques et numériques mis a part au niveau du bord
de fuite a cause du sillage créé derriere le profil lors de la simulation. Cette figure permet
également de vérifier que la plane plane n’est pas chargée, les niveaux obtenus sur I'intrados
et 'extrados étant identique.

Pour effectuer la méme comparaison au niveau du rayonnement acoustique, une version
bidimensionnelle de I'équation FW-H a dua étre écrite en remplacant la fonction de Green
tridimensionnelle par son équivalence en deux dimensions. La fonction de Green bidimen-
sionnelle et sa dérivée dans la direction normale (la seule nous intéressant dans le cadre de
la plaque plane) sont rappelées ci-apres :

N 5 _ ) iEM (0 o

G2(X,w|Y) = ﬁHéQ) <’“ﬂ520> ¢l (rre) (1.54)
8@2d X,w }7 7 2 kSo\ k Y—Ys) itMe (p_p,

an Y) - ( Z ) ( = ) 458" (o=2e) (1.55)

ou les fonctions HSQ) et H 52) sont respectivement les fonctions de Hankel de deuxieme espece
au premier et deuxieme ordres.

Les directivités (niveaux intégrés entre 300 et 5000 Hz) & un rayon de 35 cm obtenues
analytiquement et directement par sAbrinA sont comparées sur la figure 1.26. Les résultats
se superposent parfaitement mis a part dans le sillage de la plaque ou les instabilités hydro-
dynamiques visibles sur la figure 1.24 créent des variations de pression.

90
sAbrinA

“‘ A PL(dB,}i.iii.L:

240 300
270

F1G. 1.26 — Directivité a 0,35 m du champ acoustique rayonné due a 'interaction de pertur-
bations de vitesse avec une plaque plane sans épaisseur.

Cette comparaison est complétée par la figure 1.27 présentant les DSP de pression rayon-
née a 90° et montrant une tres bonne concordance des deux solutions. On constate cependant
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une sous estimation de la simulation en hautes fréquences due certainement a la dispersion

numérique.

= = = Mode¢le d’Amiet,
sAbrinA

40 :
10°
Fréquence (Hz)

Fia. 1.27 — DSP de pression acoustique due a U'interaction de perturbations de vitesse avec
une plaque plane sans épaisseur.

Application au profil « FLOCON »

La méthode est appliquée sur le profil NACA 651210 du projet FLOCON. Les caractéris-
tiques générales du maillage de la plaque plane sont conservées. Une partie du maillage est
visible sur la figure 1.28.

0.15

0.1

NI T
i
0.1 0.2

0.1 0
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F1G. 1.28 — Portion du maillage multibloc autour du profil NACA 651210 (1 point sur 4).
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Dans un premier temps, un champ moyen uniforme (U, = Us = 60 m/s) est imposé de
maniere analogue au cas de la plaque plane de sorte que seule la modification géométrique
est prise en compte. Cette application est rendue possible par le découplage existant en le
champ moyen et les perturbations lors de la résolution des équations d’Euler dans le code
sAbrinA. Les figures 1.29(a) et 1.29(b) présentent les champs de pression et de vitesse.

5 375 25 125 0 125 25 375 5 u: -1 -06-020206 1 14 18
B 0.4 : . .2 02 0. 4 1

04t

0.2

y (m)

Y04 02 0 T 02 0.4 4 : 0 02
x (m) x (m)

(a) Perturbations de pression (b) Perturbations de vitesse normale

F1G. 1.29 — Perturbations de pression (en Pa) et de vitesse normale (en m/s) portées par un
écoulement uniforme lors d’une interaction turbulence-profil.
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Fic. 1.30 — Valeur RMS de pression adimensionnée sur 'intrados et 'extrados d'un profil
NACA 651210 et d'une plaque plane soumis a des perturbations de vitesse normale convectées
uniformément.
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Les résultats sur le cas du profil NACA et de la plaque plane sont comparés en terme de
pression surfacique (figure 1.30), directivité (figure 1.31) et DSP de pression & 90” (figure 1.32).

90

Plaque plane
NACA 651210

180

210

240 - 300
370

F1G. 1.31 — Directivité du champ acoustique rayonné par un profil NACA 651210 et une
plaque plane soumis & des perturbations de vitesse normale convectées uniformément.
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Fi1G. 1.32 — DSP de pression rayonnée par un profil NACA 651210 et une plaque plane soumis
a des perturbations de vitesse normale convectées uniformément.

L’intrados du NACA étant quasiment plat, la pression surfacique est semblable a celle
de la plaque plane. Des différences plus importantes sont visibles sur 'extrados. La méme
observation est faite sur la directivité, les rayonnements obtenus vers le bas étant tres proches
alors que des écarts plus importants sont visibles pour le rayonnement vers le haut, en par-
ticulier dans la direction aval. On en déduit que 'effet de cambrure généré par 'extrados du
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profil, n’influe pas (ou peu) les fluctuations de pression pariétale sur l'intrados et le rayon-
nement acoustique en dessous du profil. Ces écarts de directivité vers 'aval ont également
été observés expérimentalement (cf. figure 1.22). Cependant, la répartition de I’énergie dans
le domaine spectral, observable grace a la DSP de pression, est différente de ce qui a été
observé expérimentalement. Les mesures ont montré un rayonnement plus important de la
plaque plane dans les hautes fréquences mais des niveaux plus élevés en basse fréquence pres
du maximum de bruit pour le profil NACA. Numériquement, les niveaux en basses fréquences
sont semblables mais le profil NACA génere plus de bruit dans la partie haute fréquence du
spectre. Ces écarts peuvent s’expliquer soit par 'absence d’effet 3D soit par la non prise en
compte de I’écoulement moyen réaliste.

Dans le cadre du projet FLOCON, un calcul RANS a été réalisé par le CERFACS avec
le code elsA. Nous avons utilisé ce calcul comme un champ porteur pour le calcul Euler. Le
profil est positionné dans le jet de la soufflerie comme illustré sur la figure 1.33. La prise en
compte du jet dans le calcul RANS a permis de retrouver avec précision les coefficients de
pression statique mesurés en soufflerie (cf. figure 1.34).

[ IIEENNEEEE
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0
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FiG. 1.33 — Champ moyen de vitesse axiale prévu a l’aide d’un calcul aérodynamique RANS.

Néanmoins, ce champ porteur amene plusieurs inconvénients majeurs. Premierement, la
forte discontinuité au niveau de la condition aux limites d’injection dans la direction axiale
mais également normale pose probleme. De plus, ’écoulement étant au repos a ’extérieur du
jet, nous ne sommes plus dans les mémes conditions que lors des calculs précédents. Ainsi, le
champ porteur a été modifié de maniere a retrouver les conditions de champ uniforme & partir
d’une certaine distance axiale et normale. Le champ moyen de vitesse axiale ainsi obtenu est
présenté sur la figure 1.35.
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B Mesure
Calcul elsA

0 0.05 0.1 0.15

¢ (m)
Fia. 1.34 — Distribution de Cp le long du profil.
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F1G. 1.35 — Champ moyen de vitesse axiale modifié (en m/s).

Cet écoulement est ensuite interpolé sur le maillage du calcul Euler. On notera qu’en raison
des effets d’accélération autour du profil, le pas de temps est abaissé a 0.1 microsecondes pour
maintenir une faible valeur du CFL. Les perturbations de vitesse et de pression sont présentées
ci-apres sur les figures 1.36(a) et 1.36(b).

On constate sur la figure 1.36(a) que les rafales sont bien déformées sous 'effet du champ
moyen, notamment de la couche limite. A noter qu'une faible valeur positive de la vitesse
axiale a été conservée a la paroi pour permettre la convection des rafales. De plus, les modes
tourbillonnaires créées dans ce cas sont beaucoup plus importantes dans le sillage d’une part,
mais également au niveau du décollement pres du bord d’attaque et le long du profil. Ces
modes de vorticité sont visibles également sur le champ de pression (figure 1.36(b)). Les
modes tourbillonnaires correspondants sont dus au fort cisaillement présent dans le champ
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porteur et sont peut-étre artificiellement grossis par le caractere bidimensionnel de la simu-
lation. Nous reviendrons sur la formation de ces instabilités dans le chapitre 3, mais on peut
d’ores et déja affirmer que ces modes instables ne créent pas de rayonnement acoustique no-
table. Cependant, des sources de bruit supplémentaires sont présentes dans ce calcul.

U: 1 -06-020206 1 14 18 0.4 p: -5 -3.75 -25 -125 0 125 25 375 5

0.2 o ‘\

0.1

y (m)
y (m)

%2 -0.1 0 0.1 0.2 %2 -0.2 0 02 0.4
x (m) x(m)
(a) Perturbations de vitesse normale (en m/s) (b) Perturbations de pression (en Pa)

Fi1G. 1.36 — Perturbations de pression et de vitesse normale portées par un écoulement issu
d’un calcul RANS lors d’une interaction turbulence-profil.
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F1G. 1.37 — Effets de la modification du champ porteur (uniforme ou issu d’un calcul RANS)
sur la DSP de pression rayonnée par un profil NACA 651210 soumis a des perturbations de
vitesse normale.
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Ce constat peut étre fait en comparant les figures 1.36(b) et 1.29(a) et est confirmé par la
figure 1.37 sur laquelle les DSP de pression a 0,35 m et 90° sont tracées pour les deux types
d’écoulement porteur et pour le modele d’Amiet. Des niveaux de pression non négligeables
sont visibles en dehors de la zone d’excitation des rafales (300-5000 Hz). A noter qu’en rai-
son du caractere aléatoire de ces sources, un signal plus long a été exploité afin d’effectuer
un moyennage statistique. Les niveaux entre 300 et 1000 Hz sont peu affectés par le chan-
gement d’écoulement porteur, en revanche, les hautes fréquences sont nettement atténuées.
Sur cette gamme de fréquence, les résultats se rapprochent des observations expérimentales
faites précédemment (cf. figure 1.20). Une part importante du comportement acoustique en
excitation turbulente est donc associée a I’aérodynamique propre du profil.

Les fluctuations de pression pariétale sont dominées par les instabilités hydrodynamiques
impactant le profil et entraine des niveaux trés importants par rapport a la théorie linéaire.
Meéme si 'on sait que ces instabilités ne rayonnement pas directement, il en est autrement
lors d’impacts sur les parois du profil. Ceci pouvant expliquer l'origine des rayonnements
acoustiques secondaires.

NACA (uniforme)
Modele d’Amiet
———e—— NACA (RANS)

150

180

210

F1G. 1.38 — Effets de la modification du champ porteur (uniforme ou issu d’un calcul RANS)
sur la directivité du champ acoustique rayonné par un profil NACA 651210 soumis a des
perturbations de vitesse normale.

Finalement, la figure 1.38 présente les directivités obtenues analytiquement pour une
plaque plane et numériquement pour le profil NACA 651210 en écoulement uniforme et selon
la simulation RANS. Les différences induites par 'utilisation d’un écoulement hétérogene sur
la directivité sont relativement faibles, mise a part en amont, coté intrados, ol les modes
de vorticité créés par le décollement interagissent fortement avec le profil. Cependant, ces
résultats ont été obtenus par moyenne temporelle sur la méme durée (0,01 s). Les fréquences
inférieures a 300 HZ et supérieures a 5000 Hz sont donc prises en compte et équilibrent la
baisse de niveau entre 1000 et 5000 Hz prédite par le calcul avec écoulement RANS.
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Comparaison des rayonnements acoustiques 2D et 3D

Les simulations 2D peuvent fournir une assez bonne estimation du probleme étudié dans
la soufflerie de 'ISVR en se placant dans des conditions pour lesquelles les effets 3D sont
faibles. Les fluctuations de pression calculées sur le profil 2D peuvent étre dupliquées en en-
vergure pour se ramener a la configuration tridimensionnelle. Ainsi, les rayonnements acous-
tiques bidimensionnels obtenus précédemment sont multipliés (pour les DSP de pression)
par la longueur de I'envergure au carré (sources entierement corrélées en envergure). Cette
approximation est a priori valable lorsque la distance source-observateur est faible devant
la longueur de l'envergure. L’analyse suivante vise a valider cette hypothese. Les DSP de
pression acoustique sont calculées pour différentes distances profil-observateur (notées r) et
pour un observateur centré sur ’envergure du profil a 90°. Trois formulations différentes sont
utilisées :

- La premiere formulation (notée formulation CP, pour Champ Proche) généralise le
résultat d’Amiet en incluant les terme de champ proche et la non-compacité des sources en
envergure. Ainsi, la DSP de pression acoustique est donnée par :

S +oo 2
’ dK, (1.56)

Sl Xw) = @mpo)Ue | dee(Kei 1) [TV Ko Ky

ou Z est définie par l'intégrale :

d b : 2
ﬂXjJQKw:/(/g@J@KﬂKm%_O+B@;Q>QXMWﬂMm(MU
—dJ-b 0 S5

Cette intégrale est obtenue numériquement et les contraintes de discrétisation du maillage
nécessaire a la bonne résolution de ce type d’intégrale seront précisées au chapitre 2. A noter
cependant que 150 points ont été utilisés pour la discrétisation en corde avec un raffine-
ment au bord d’attaque. La taille de la premiere maille est de 3 x 1077 m et la progression
géométrique est de 1,072. L’envergure a été discrétisée a ’aide de 100 points equi-répartis.

- La deuxiéme formulation (notée formulation CL, pour Champ Lointain) est donnée par
I’équation 1.44 et correspond au résultat obtenu par Amiet.

- La derniere (notée formulation 2D) est la formulation de FW-H avec une fonction de
Green 2D présentée et utilisée précédemment. Une correction de 20log(L) a été ajouté sur le
niveau en dB. A noter qu'un facteur 2 est également nécessaire pour prendre la contribution
des rafales distribuées sur les fréquences négatives, ce facteur étant ignoré par symétrie dans
I’équation 1.52.

La figure 1.39 présente les résultats pour » = 1,2 m correspondant a la distance des micros
des mesures dans la soufflerie de 'ISVR.

L’approximation en champ lointain formulée par Amiet est valide dans ce cas, les formu-
lations CP et CL aboutissant au méme résultat. En revanche, I'observateur n’est pas assez
proche du profil pour obtenir une décroissance du niveau acoustique en 1/ \ﬂr), d’ou la forte
surestimation de la formulation 2D.
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Fia. 1.39 — DSP de pression acoustique pour un angle d’écoute de 90° et une distance de 1,2
m.
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F1G. 1.40 — DSP de pression acoustique pour un angle d’écoute de 90° et une distance de
0,35 m.

Les résultats illustrés sur la figure 1.40 sont obtenus pour la distance considérée lors de
I'analyse des résultats numériques 2D, soit » = 0,35 m. En dehors des basses fréquences (f <
1000 Hz), les trois formulations fournissent des prévisions relativement proches. L’observateur
est suffisamment éloigné du profil pour que les résultats issus des formulations CP et CL
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1.3 Prévision numérique du bruit d’interaction turbulence-profil

ne présentent pas trop d’écarts, mais suffisamment proche pour obtenir un rayonnement a
caractere bidimensionnel.

Enfin, pour une distance source-observateur tres faible (r = 0,1 m), approximation faite
par Amiet est en défaut comme le montre la figure 1.41. En ce qui concerne la formulation
bidimensionnelle, les écarts observés en basse fréquence sont réduits.
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B | | — — =— = Formulation CL
75 - — 17 — — — T = | =—e=—— Formulation 2D
B |
I |
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2000 4000 6000 8000 10000
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45

F1G. 1.41 — DSP de pression acoustique pour un angle d’écoute de 90° et une distance de 0, 1
m.

En conclusion, cette étude numérique réalisée avec une approche bidimensionnelle a donc
permis de mettre en évidence les effets de géométrie (épaisseur et cambrure du profil), ainsi
que les effets d’hétérogénéité de 1’écoulement porteur sur le rayonnement acoustique du a
I'interaction de perturbations de vitesse avec un profil. Les modifications du rayonnement
acoustique observées sont globalement en accord avec les mesures expérimentales. Par ailleurs,
le calcul 2D a permis de fournir une prévision en bon accord avec les prévisions tridimen-
sionnelles lorsque les termes de champ proche sont inclus et a condition que la distance

source-observateur soit faible.

1.3.2 Utilisation de données LES

Les travaux présentés dans cette section s’inscrivent également dans le cadre du projet
européen FLOCON. A ce propos, une collaboration entre le CERFACS et I’Onera a été mise
en place. Le calcul LES présenté par la suite a ainsi été réalisé par le CERFACS, I'exploitation
acoustique étant a la charge de I’Onera. Malheureusement, le calcul n’étant pas fini au moment
de la rédaction de ce mémoire seule la méthodologie de calcul et de post-traitement acoustique

est présentée.
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CHAPITRE 1 : Bruit de profil soumis a une turbulence incidente

Stratégie de calcul

La simulation aérodynamique des grandes échelles (LES en anglais pour Large Eddy
Simulation) pour la prévision du rayonnement acoustique d’un profil a principalement été
utilisée pour le bruit de bord de fuite. Ainsi, on peut citer les travaux de Manoha et al.
[71], Le Garrec et al. [(1], mais également de Wang et al. [121] et de Winkler et al. [127]
dont la configuration de calcul est proche de celle considérée ici. En effet, il s’agit d’un profil
de pale de ventilateur positionné en sortie d’une tuyére d’une soufflerie a veine ouverte. La
stratégie de calcul consiste a chainer un calcul de type RANS avec un calcul LES pour un
écoulement incompressible. Le domaine de calcul contient la tuyere mais seul le profil est
placé dans la zone LES. Des analogies acoustiques comme celle de Curle sont ensuite utilisées
pour déterminer le bruit rayonné. Une stratégie identique a celle de Winkler et al. est retenue
mais adaptée a un écoulement compressible. De plus, le nombre de Reynolds basé sur la corde
est ici de 6,5x107° contre 1,9 x 10~ dans la configuration de Winkler et al.. En effet, d’apres
Moreau et al. [75], 'influence de la tuyére sur les résultats aérodynamiques est importante.
Cependant, une approche hybride (RANS/LES) doit étre employée car la tuyere ne peut pas
étre incluse dans le calcul LES pour des raisons de temps de calcul. Néanmoins, une difficulté
supplémentaire, dans notre cas, provient de la grille de turbulence absente dans les calculs
de Winkler et al.. La grille étant éloignée du profil de plus de quatre cordes, inclure cette
derniere dans le domaine LES n’est pas réalisable en termes de taille de maillage et de temps
de calcul. Ainsi, une condition spécifique en entrée du calcul LES, permettant d’imposer une
turbulence homogene et isotrope, est utilisée. Cette condition d’injection de turbulence est
une généralisation au cas 3D de I’approche bidimensionnelle mise en oeuvre dans sAbrinA.

Le code utilisé est le code elsA de I’'Onera. Un schéma d’ordre élevé (ordre 6 dans
la direction de convection de l’écoulement) spécialement développé pour des applications
d’aéroacoustique [92] est utilisé. Un schéma de Runge Kutta optimisé [13] est utilisé pour
I'intégration temporelle et le modele de sous-maille de WALE (Wall Adapting Local Eddy-
viscosity) [81] est employé.

Maillage
1000 |-
500 -
EoL — |
EVL RQ
-~ L R ———
500 |-
-1000 |
Lt by b b by by
41500 1000 -50D 0 500 1000

X (mm)

F1a. 1.42 — Domaine complet d’'un calcul RANS/LES d’interaction turbulence-profil.
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1.3 Prévision numérique du bruit d’interaction turbulence-profil

La figure 1.42 présente ’ensemble du domaine de calcul. Les lignes épaisses tracées autour
du profil délimitent la zone de calcul LES imbriquée dans le maillage RANS. Le maillage du
domaine complet est représenté sur la figure 1.43(a). Le nombre de points dans un plan
xy est de 950000, dont 290000 pour la zone LES. Le maillage sur ce domaine ainsi que ses
dimensions sont présentés sur la figure 1.43(b). A noter que les mailles de la zone LES ne sont
pas étendues en amont et un raccord de type non-conforme est réalisé avec le maillage RANS.
En revanche, une interface complétement conforme est faite dans les autres directions.

i i‘JX

(a) Maillage sur tout le domaine de calcul (b) Maillage dans la zone LES (1 point sur 4)

F1a. 1.43 — lustration du maillage utilisé pour réaliser un calcul RANS/LES d’interaction
turbulence-profil.

Un calcul entierement RANS a été réalisé notamment pour vérifier les tailles de mailles
adimensionnées a la paroi (notées Ax™t, Ay™, AzT). Ainsi, la valeur moyenne de Ay™ est de
0.8 avec une valeur maximale de 2.6 au niveau du point d’arrét. Ce maillage bidimensionnel
est extrudé sur 100 plans de sorte que AzT soit compris entre 25 et 40. Ainsi, les criteres
classiques en terme de taille de maille pour un calcul LES [39] sont respectés.

Conditions aux limites

Les conditions aux limites utilisées en bordure du domaine RANS, appelées NSCBC dans
elsA, sont basées sur les caractéristiques et utilisent le méme formalisme que Kim et Lee
[57]. Des conditions de vitesse subsonique sont imposées en entrée et en sortie du domaine
de calcul.

Les conditions aux limites de Tam sont une nouvelle fois utilisées pour le domaine LES.
Elles permettent dans ce cas d’imposer le champ obtenu par le calcul RANS en bordure du
calcul LES.

Injection de la turbulence

Comme indiqué précédemment, la grille de turbulence en amont du profil n’est pas in-
cluse dans le calcul. Ainsi, une approche semblable a celle utilisée dans le code sAbrinA
(décomposition en modes Fourier) est mise en place en la généralisant a un cas 3D. Un
spectre de turbulence, issu des données expérimentales, est injecté en entrée du domaine de
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CHAPITRE 1 : Bruit de profil soumis a une turbulence incidente

calcul. De nouveau, afin de préserver une bonne corrélation temporelle, la turbulence est sup-
posée figée. Elle est générée dans un domaine amont puis injectée dans le domaine de calcul.

La figure 1.44 présente le champ de dilations émis par le profil soumis a cette turbulence.
Cette illustration a été obtenue a partir d’un calcul préliminaire non exploitable d’un point
de vue acoustique.

F1G. 1.44 — Champ de dilation créé par un profil soumis & une THI (Calcul LES du CER-
FACS).

Exploitation acoustique

Afin de déterminer le rayonnement acoustique du profil, ’analogie acoustique de FW-H
pourra une nouvelle fois étre utilisée. Contrairement au modele d’Amiet, ou des simplifica-
tions sont appliquées (observateur en champ lointain et profil assimilé & une plaque plane), la
formulation complete (fournie par 1’équation 1.33) est utilisée en récupérant directement les
fluctuations de pression a la surface du profil ou encore sur une surface fermée entourant le
profil (terme de charge de 1’équation 3.22). A noter que, dans ce dernier cas, les fluctuations
de vitesse et de densité sont nécessaires en plus des fluctuations de pressions.

Puisque le calcul LES est limité a un fine bande en envergure, un modele est nécessaire
pour prendre en compte la corrélation dans cette direction. En effet, lorsque les données sont
dupliquées, les résultats sont surestimés si I'intégration est faite de maniere cohérente puisque
les sources sont alors completement corrélées. En revanche, une sommation incohérente de
la contribution de chaque tranche entraine une sous-estimation si ces tranches ne sont pas
assez grandes pour étre totalement décorrélées. Différentes approches plus ou moins com-
plexes comme celle de Kato et al. [56] peuvent étre employées mais elles sont toutes basées
sur I’échelle de corrélation en envergure qu’il faut déterminer expérimentalement ou empi-
riquement. Ces méthodes sont présentées plus en détails et appliquées au chapitre 2 ot un
calcul LES d’interaction rotor-stator également réalisé sur une tranche réduite est exploité.

1.4 Conclusion

Le mécanisme d’interaction rotor-stator dont traite ce mémoire a été simplifié dans ce
chapitre a 'impact d’une turbulence homogene et isotrope sur un profil isolé en champ libre.
Ce probleme générique a pu étre étudié par différentes approches : analytique, expérimentale
et finalement numérique. Dans un premier temps, le modele d’Amiet a été retenu pour sa
simplicité et compte tenu des bons résultats obtenus dans la littérature, mais aussi parce qu’il
utilise une analogie acoustique permettant une prévision du champ rayonné en deux temps
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(pression surfacique puis rayonnement acoustique). Dans ce cas, le profil est supposé étre une
plaque plane fine, non portante. Cependant, une étude bibliographique montre que les effets
de 'incidence du profil sont du second ordre et que I’épaisseur du profil a une influence en
hautes fréquences et basses vitesses. Ces observations sont également vérifiées en comparant
les résultats issus du modele d’Amiet & des mesures réalisées dans le cadre du projet FLO-
CON ou un profil portant et épais (NACA 651210) a été soumis a une turbulence homogene
et isotrope générée par une grille.

Dans une derniere partie, les réponses différentes d’une plaque plane et du profil NACA
651210 ont été étudiées numériquement. Une méthode « idéale » aurait été de simuler I'inter-
action turbulence-profil a I’aide d’un calcul LES, fournissant ainsi directement les fluctuations
de pression surfacique nécessaires a ’application d’une analogie acoustique telle que celle de
Ffowes Williams & Hawkings. Un tel calcul est actuellement en cours de réalisation au CER-
FACS en collaboration avec I’Onera dans le cadre du projet européen FLOCON. Cependant,
la complexité et le temps de calcul n’ont pas permis une restitution assez rapide des résultats
pour qu’une analyse acoustique soit effectuée. Ainsi, seule la méthodologie du calcul LES et
de post-traitement acoustique a été présentée.

En revanche, un calcul Euler bidimensionnel a pu étre mené et la réponse d’une plaque
plane et du profil NACA 651210 & des fluctuations de vitesse normale au profil distribuées
en modes de Fourier synthétisant une THI a été étudiée. Dans un premier temps, la pression
surfacique et le rayonnement acoustique de la plaque plane obtenus numériquement ont été
validés par comparaison avec le modele d’Amiet.

Puis le cas de la plaque plane et du profil NACA ont été comparés. Dans un premier
temps, un écoulement porteur uniforme est imposé autour du profil. Des différences relative-
ment importantes sont visibles au dessus et en aval du profil. En revanche, peu d’écarts sont
visibles coté intrados. En effet, le profil est quasiment plat sur 'intrados et le rayonnement
ainsi que les fluctuations de pression pariétale sont équivalentes a celles d’une plaque plane.
Ainsi, on en déduit que 'effet de cambrure généré par l'extrados du profil, n’influe pas (ou
peu) les fluctuations de pression pariétale sur I'intrados et le rayonnement acoustique en des-
sous du profil.

Dans un deuxieme temps, un champ porteur dérivant d’un calcul RANS a été utilisé. Les
forts cisaillements présents dans la couche limite et dans les décollements générent des modes
hydrodynamiques. Une DSP montre ’apparition de sources de bruit supplémentaires, qui ne
sont pas directement dues a l'interaction rafales/profil. L’hypothese selon laquelle ce rayon-
nement est dit a 'interaction des instabilités avec le profil a été avancée. La DSP de pression
montre une diminution des niveaux en hautes fréquences par rapport au rayonnement d’une
plaque. Cette derniere observation est en accord avec ce qui est observé expérimentalement.

Un champ porteur ne présentant pas de décollement pourrait étre intéressant. On peut
donc envisager 1'utilisation d’un champ porteur non-visqueux pour s’affranchir du probleme
de couche limite, ou bien encore effectuer le calcul a une incidence non nulle pour éviter le
décollement au niveau du bord d’attaque puisque l'on sait que I'influence de I'angle d’inci-
dence sur le rayonnement d’une interaction THI/profil est faible. A noter que cette méthode
sera prochainement étendue en trois dimensions pour rendre la simulation plus réaliste no-
tamment en injectant des rafales dont les longueurs d’onde en envergure sont non-nulles.

De plus, une analyse supplémentaire a montré que le rayonnement acoustique en un point
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d’observation proche du profil (comme lors des calculs numériques) présente les mémes ca-
ractéristique qu’'un rayonnement bidimensionnel.

Ce chapitre a donc permis d’identifier les avantages et limitations de différentes méthodes
visant a prédire le rayonnement sonore di a I'impact d’une turbulence homogene et isotrope
sur un profil isolé en champ libre. Nous allons voir par la suite comment utiliser ces méthodes
pour la prévision du bruit d’interaction rotor-stator en milieu guidé.
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Chapitre 2

Détermination du bruit
d’interaction rotor-stator

Des outils visant o prévoir le bruit créé par linteraction d’une THI avec un profil placé
en champ libre ont été mis en place dans le chapitre précédent. Ainsi, le but de ce chapitre est
d’adapter ces méthodes pour la prévision du bruit d’interaction rotor-stator en conduit. Apres
avoir justifié les choix faits dans cette these en ce qui concerne les méthodes de prévisions
utilisées, les notions d’acoustique linéaire en milieu guidé mécessaires sont présentées et
lintégrale de Ffowces-Williams et Hawkings est modifiée pour étre adaptée a la propagation
en conduit. Les sources de bruit sont ensuite déterminées grace a des approches analytique
et numérique. Les méthodes programmées sont finalement appliquées a une maquette du banc
d’essai du DLR (centre de recherche aérospatiale allemand) et les prévisions sont confrontées
auxr mesures aérodynamiques et acoustiques disponibles.

2.1 Etude bibliographique

2.1.1 Les modeles analytiques

On souhaite mettre en place un outil de prévision pouvant étre chainé avec une méthode de
rayonnement analytique ou numérique. Dans cette optique, le modele doit permettre d’obtenir
le champ acoustique dans le conduit sous forme modale. Le recours a une analogie acoustique,
utilisant une décomposition modale de la pression, comme la formulation de Golstein [14] a de
ce fait été retenu. Ainsi, les modeles utilisant la fonction de réponse de cascade de Smith [112]
obtenue par une méthode de surface portante avec une technique de collocation ne sont pas
adaptés. En effet, le résultat est, dans ce cas, directement obtenu sous forme d’une puissance
acoustique sans information sur le contenu modal de la pression. On citera parmi ces derniers,
Whitehead [123] avec le code LINSUB, ainsi que Cheong et al. [21]. Les développements de
ce dernier ayant été récemment utilisés par Jurdic et al. [55] en utilisant des données d’entrée
d’un calcul RANS.

Ventres et al. [119] ont proposé un modele dans le début des années 80, pour le bruit de
raies, le bruit a large bande du rotor et le bruit d’interaction des sillages du rotor avec les
aubes du stator. La fonction de Green en conduit infini formalisée par Goldstein est dans ce
cas couplée avec un modele de réponse de grille d’aubes bidimensionnel obtenu en utilisant

57/171



CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

la méthode de Wiener-Hopf. Il utilise également une approche par bande pour prendre en
compte la variation de la géométrie et de ’écoulement dans la direction de I'envergure. Cette
méme méthode est reprise par Nallasamy et Envia [79] en alimentant le modele grace a
une simulation des équations moyennées de Navier-Stokes des sillages du rotor. Hanson et
Haron [19] ont mis en place un autre modeéle pour calculer le bruit d’une grille d’aubes
déroulée soumise a une excitation tridimensionnelle prenant en compte I’hétérogénéité radiale
de I’écoulement. Ils utilisent alors la fonction de réponse de cascade développée par Glegg [11].
En revanche, ces modeles ne permettent pas ’obtention des fluctuations de charge sur le profil.
Posson [91] a récemment développé un modele utilisant également la fonction de réponse de
Glegg mais, a la maniere de Ventres, qui relie les fluctuations de portance a la propagation
sonore avec une analogie acoustique. Ce modele, tres complet, semble étre adapté a notre
problématique. Cependant, I'implémentation d’une telle formulation est complexe et le calcul
acoustique est tres long pour une méthode analytique. C’est pourquoi, nous privilégierons les
approches numériques pour s’affranchir d’un trés grand nombre d’hypotheses quitte a avoir
des temps de restitution plus longs.

Afin de simplifier fortement la formulation mathématique, une solution consiste a ne
pas utiliser une fonction de transfert aéroacoustique valable pour une grille d’aubes mais,
comme le modele d’Amiet, une fonction de transfert pour un profil isolé. En effet, si le
nombre d’aubes du stator et ’espacement inter-aube sont relativement grands, l'interaction
des aubes entre elles peut étre négligée. Parmi ces modeles sans effet de grille, on citera celui
de Glegg [10] utilisant la formulation de Goldstein pour la propagation en conduit. Les sources
sont supposées compactes en corde et radialement. Ce modele est appliqué dans le cas d'une
interaction de la couche limite de carter avec le rotor et de I'interaction du sillage de rotor avec
le stator. De Gouville [28] utilise également le formalisme de Goldstein pour la propagation
dans un conduit annulaire infini. Il obtient les fluctuations de charges instationnaires a l'aide
des fonctions de réponse d'un profil isolé d’Adamczyk [1]. Afin d’utiliser les acquis du premier
chapitre, on retiendra ’approche de De Gouville mais en utilisant le modele d’Amiet au lieu
de celui d’Adamczyk et en se limitant au cas d’une turbulence homogene et isotrope et a un
profil sans fleche.

2.1.2 Les modeles numériques

Contrairement a la section précédente, on s’intéresse ici uniquement aux méthodes numéri-
ques de prévision de bruit a large bande d’une interaction rotor-stator. Les ressources informa-
tiques nécessaires permettant d’envisager I'utilisation de calcul tel que la LES étant récentes,
les premiers modeles de prévision numérique utilisent les équations d’Euler. Ainsi, Atassi et
al. [8] développent une méthode semi-numérique pour traiter 'interaction de perturbations
incidentes en écoulement moyen tournant avec une grille d’aubes annulaire non chargée. Il
utilise, dans un premier temps, une perturbation harmonique puis, dans un second temps,
une perturbation a large bande [10]. A noter que Atassi et Vinogradov [9] ont récemment
pris en compte ’anisotropie de la turbulence. Les équations d’Euler sont également résolues
numériquement (comme il a été fait dans ce mémoire au chapitre 1) par Verdon et Hall
[120] pour prendre en compte la géométrie et un écoulement non-uniforme en 2D puis en 3D
[741] avec le code LINFLUX. On citera également le code CAA, BASS, utilisant des schémas

58/171



2.2 Formulation analytique pour la propagation sonore en conduit

d’ordre élevé pour résoudre les équations d’Euler non-linéarisées en deux [30] ou trois dimen-
sions [109]. Cependant, ces méthodes sont encore limitées a des perturbations harmoniques
et non a large bande et les développements nécessaires pour réaliser de tels calculs ne sont
pas encore disponibles dans sAbrinA.

De plus, toutes ces méthodes ne prennent pas en compte les effets de viscosité issus d’un
calcul CFD de sillage du rotor. Comme nous 'avons vu dans le premier chapitre, un calcul
LES permet d’obtenir directement les fluctuations de pression a la surface du profil sans
hypothese majeure. La LES constitue donc un choix idéal et une alternative prioritaire aux
modeles analytiques. En 2003, Raverdy et al. [93] ont simulé 1’écoulement autour d’une aube
de turbine basse pression a ’aide d’'une LES compressible. Un calcul LES est également uti-
lisé pour calculer 'interaction d’une turbulence homogene isotrope (implantée en condition
limite) avec une cascade de plaques planes par Salem-Said et al. [103]. Carolus et al. [L0] et
Reese et al. [98] propose un calcul LES de U'interaction d’une grille avec un rotor. Le domaine
est entierement simulé (grille incluse) et les résultats sont satisfaisants méme si 'utilisation
d’un maillage non suffisamment raffiné limite la simulation a la résolution des tres grosses
structures aérodynamiques. Le post-traitement acoustique consiste a utiliser directement la
pression surfacique sur les profils comme source dans un modele analytique bidimensionnel de
propagation en conduit. Li et al. [(6] ont présenté en 2009 les premiers résultats d’un calcul
LES 3D de I’écoulement autour d’un rotor caréné, mais la simulation n’était pas entierement
convergée. Enfin, Ashcroft et Nurnberger [7] ont comparé un calcul LES et DES. Les simu-
lations sont tridimensionnelles méme si la corde du stator est réduite de 33% et le nombre
d’aubes du stator et du rotor sont suposés égaux. Le maillage LES atteint 100 millions de
points. Aucun post-traitement acoustique n’a été présenté a ce jour. Bien que plus couteuse
en temps de calcul, il en résulte que la LES semble plus appropriée que la DES pour ces
applications. On peut donc mettre en oeuvre une méthodologie analogue a celle présentée
dans le chapitre I, a savoir utiliser une analogie acoustique en récuperant directement les
fluctuations de pression surfacique a ’aide du calcul LES.

Chacune des deux approches considérées ici (analytique ou numérique) utilise I’équation
de Goldstein. Seul le moyen d’obtention des efforts surfaciques varie, a savoir le modele
d’Amiet dans un cas et la LES dans I'autre. Cette équation et les notions qui y sont liées
sont donc explicitées dans un premier temps.

2.2 Formulation analytique pour la propagation sonore en
conduit

2.2.1 Formulation de Goldstein et acoustique linéaire en milieu guidé
L’équation de Goldstein

L’équation de Goldstein [14] s’obtient & partir de I’équation de Ffowcs-Williams et Haw-
kings en considérant non pas une fonction de Green en champ libre, mais une fonction de
Green valable dans la manche, incluant effet de guide d’onde du conduit (supposé & paroi
rigide et de forme annulaire ou cylindre de rayons constants) et les effets de convection d’un
écoulement moyen uniforme. Compte tenu de la nature des sources de bruit dominantes, dis-
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cutées en introduction, on néglige les termes quadripolaires et monopolaires, pour ne retenir
que le terme de charge comme dans le cas de U'intéraction THI-profil du chapitre 1. Pour
rappel, I’équation de Ffowcs-Williams et Hawkings ne prenant en compte que le bruit de
charge sur une surface solide s’écrit (voir la section 1.3.2 du chapitre 1) :
pE) = [ 07, 2D
S Yi
On définit les coordonnées de l'observateur et de la source dans un repére cylindrique

ds (2.1)

par :

Observateur(X) : Source(Y) :

+ 8 D 3

Il faut donc expliciter la fonction de Green en milieu guidé.

Mode propre de conduit et décomposition modale

Seules les étapes principales des démonstrations aboutissant a la décomposition modale
du champ acoustique ainsi que la fonction de Green en conduit sont présentées ici. Pour plus
de détails, le lecteur est invité a consulter I'annexe A.

Les principales hypotheses sont :

- la manche du conduit secondaire est approximée a un conduit annulaire semi-infini de rayon
interne R; et externe R, ;

- les parois sont considérées rigides ;

- ’écoulement est purement axial et uniforme avec une vitesse U, et un nombre de Mach M.

Le conduit est un guide d’onde dans lequel la propagation acoustique est décrite par une
décomposition modale. Ces modes ont été introduits par Tyler et Sofrin [118] au début des
années 60. L’équation d’onde avec écoulement uniforme en absence de source que vérifie la
pression acoustique p* ()Z' ,t> (le signe + dénote la propagation aval et le - la propagation
amont) s’écrit :
2 2 2

{A—Mggx?—fi”aiat—%gﬁ}pi (X,t) =0 (2.2)

On en déduit I'équation de Helmhotz par transformée de Fourier temporelle de I’équation

d’onde. Une formulation adimensionnée de I'équation de Helmhotz sera utilisée, elle s’écrit
alors :

2
{A—Mgaax? —QiMxkaaerkQ}ﬁi (X’f) =0 (2.3)

avec W = wR, et k = @/co.
Cette équation est résolue grace a une méthode de séparation des variables (détails en
annexe A). Tous calculs faits, on obtient :

pE ()Z f): i iAincmn(r)e*“mMinz) (2.4)

m=—o00 n=0
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2.2 Formulation analytique pour la propagation sonore en conduit

kX est le nombre d’onde axial pour un mode d’ordre angulaire m et d’ordre radial n :

 —Myk+ Apy

ol Ay, est le parametre de coupure du mode défini par :
Agnn = ];;2 - 2aznn (26)

ot it — kit R,

Enfin, o, est le nombre d’onde transversal, C,,,, est la fonction radiale et A,,,, est 'amplitude
modale du mode (m,n). Les expressions de a,, et de Cy,,, sont données en annexe. A, est
appelé parametre de coupure car sa valeur détermine si le mode correspondant est coupé ou
propagatif. En effet, si A, est réel alors la propagation du mode se fait sans atténuation,
on parle alors de mode propagatif. En revanche, si A,,, est imaginaire, le nombre d’onde,
Kmn, est complexe. Le mode (m,n) est coupé et sa propagation se fait avec une atténuation
exponentielle. Une fréquence de propagation peut alors étre définie :

Bomnco

fc = o (2.7)

Sous forme dimensionnée, on a : f. = f./R..

Fonction de Green en conduit

e
La fonction de Green est conservée par translation, ainsi on peut la noter, G(X,7|Y")
2~ — —
avec T =t — t5 et sa transformée de Fourier G(X, f|Y). Elle satisfait la relation suivante :

2 —

{A M2 8‘9 — 2iM, k(% + k2} G(X, fIY) =5§(X - 1) (2.8)

On utilise une nouvelle fois la méthode de séparations de variables (cf. annexe A) pour obtenir
finalement :

A mn TS —1(m T—Tg
G(R, V) = Z Z A F ) —i(m(6—6.) -+ (o—2.)

m=—o00 n=0

Les fonctions radiales , Cy,y,, sont normalisées [99] de sorte que I',,, = 27. Ainsi, sous forme
dimensionnée (6 = R.0) la fonction de Green s’écrit :

mn Cmn 'r's —i(m r—x

m=—o00 n=0

Intensité acoustique dans un conduit

La caractérisation des sources de bruit dans un conduit fait souvent appel au calcul de
la puissance acoustique. Afin de déterminer cette puissance, il faut préalablement connaitre
I'intensité acoustique. L’intensité acoustique axiale, 17 (X, t), est donnée par Goldstein [44] :
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CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

IF(X,1) = (pi(:f’t) + Uit (X, t)) (poui()?, t) + Upp™ (X, t)) (2.10)

Pour un fluide isentropique, p = ¢3p, dans le domaine fréquentiel, on obtient :

R = st (Rp)at (X) o= (20)[
2 e (51

pPoco
On peut alors décomposer la pression et la vitesse sur la base des modes propres du conduit :

m=—o0 n=0

B (1) = 30 U Comlr)e 050

m=—o0 n=0

_l’_

L’expression complete donne finalement :

*(X,f) = Z ZCmn (1 + M) AL U

m=—oo n=0

+pocoM, U |? + \Amnf] (2.11)

PoCo

Puissance acoustique dans un conduit

La puissance efficace s’obtient en intégrant I'intensité sur la section du conduit.

2 Re ~ .
= / / +I1(X, f)rdrdd (2.12)
0 R;

Pour calculer cette intégrale, on utilise la propriété d’orthogonalité des modes (voir équation
(A.19)), ce qui donne :

W = Z > 2mR2 (14 M2) A, (U (F) + pocoMa | Ui ()]
m=—o0 n=0
P M g ﬂ (2.13)

La pression et la vitesse sont reliées par I’équation de quantité de mouvement dans la direction

axiale : . ~ _
1 0p(X,t)  ou(X,t) ou(X,t)
il U———"—==0
po  Ox * ot + Y ox
Dans le domaine fréquentiel, cette équation s’écrit :
1 ap(X , du(X
poco Oz ox
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2.2 Formulation analytique pour la propagation sonore en conduit

En introduisant la décomposition modale, en multipliant par 1%, (7, 0) = Cpn(7)e™?, en
intégrant sur la section du conduit et en tenant compte de la propriété d’orthogonalité des
modes, on obtient la relation entre les amplitudes modales de la vitesse et de la pression :

AL () kE,
poco  k — Mykiy,

Upan (f) = (2.14)

L’introduction de cette expression dans 1’équation (2.13), en ne prenant en compte que les
modes propagatifs (la contribution des modes coupés étant nulle), conduit a I’expression finale
de la puissance efficace :

Mimazr  Nmaz 2
wiptE= Y.y R kTR £ Mk g2 (2.15)

+
m=—"Mmaz n=0 poco k M kmn)

Densité spectrale de puissance

Les phénomenes physiques mis en jeu ici sont de nature turbulente et par conséquent
aléatoires. Ainsi, la caractérisation fréquentielle du bruit de soufflante est estimée au moyen
d’une densité spectrale de puissance. La fonction d’autocorrelation d’un signal stationnaire

x(t) s’écrit :
T
Ryz(7) = lim x(t)x(t + 7)dt (2.16)

La densité spectrale de puissance, Sy (f), est alors définie par :

Sea(f) = E2(f)3(f)] (2.18)

Ainsi, la DSP calculée pour la pression en un point d’observation, X, en ne considérant que

et

les modes propagatifs, s’obtient de la maniére suivante :

Sfp(*’?vaE{ byl nfpmn(??af) 3O (x )H (2.19)

m=—Mmaz N=0 M=—Mmazx N=0
En supposant que les modes sont incohérents entre eux, on peut définir une densité spectrale

de puissance modale, Sy, :

Stn (X.1) = B || A1) Con(r)e 048502

2]::E7UA§M(fﬂ?mn00f} (2.20)

La relation entre Sy, et Sy, est alors la suivante :

Mmax Nmaz

S (K1) = X D Sen (X.1) (2.21)

M=—"Mmaz N=0
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CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

De la méme maniere, on peut déterminer une densité spectrale de puissance de la puissance
acoustique en conduit. Ce qui donne, en conservant 'hypothése d’incohérence modale :

& K 2Rk n + Myk) 2
Stlf)= D ) k M%n)g B || 45.(0)[*] (2.22)

m=—mmaz nN=0

A noter que ces expressions sont valables pour une aube du rotor ou du stator. En fai-
sant I’hypothese selon laquelle chaque aube est indépendante, le résultat final est obtenu en
multipliant par le nombre d’aubes considérées. La résolution des équations 2.21 et 2.22 im-
plique donc la connaissance de la DSP de 'amplitude modale E [[Amn( f )]2} uniquement. La
détermination de cette grandeur fait I'objet de la section suivante.

2.2.2 Détermination de 'amplitude modale

Dans un premier temps, la formulation sera écrite pour le rotor (sources en rotation),
puis on traitera le cas du stator de la méme maniere en considérant les sources immobiles. La
surface S a un mouvement de rotation a la vitesse angulaire {2 = 27 N. Il convient donc de
définir un nouveau repere tournant autour de 'axe x a cette méme vitesse. Dans ce repere, le
point source sera noté Y avec pour coordonnées (rl, 07 = 65 — Qtg, 7). Les sources étant en
rotation, il faut introduire un effet Doppler [28, (4] (décalage des fréquences sources). Ainsi,
la pression au point d’observation X dans le conduit s’écrit en introduisant I’'expression de

la fonction de Green (équation 2.9) dans I'intégrale 2.1 :

() = g 23 [ (s g { Qe

m=—oo n=0

cznn(r)e-%("*9—9§¥+ mn<x—ﬂi>>} df;(17?) (2.23)

En utilisant la formule de décomposition modale de la pression (voir équation 2.4), on
fait apparailtre par identification I’expression de I'amplitude modale :

I - 1 P o s 9 CL(TD

( (0% )+k7jr:1,u( 5))}d5 (fr) (2.24)
Les efforts radiaux sont généralement du second ordre par rapport aux efforts axiaux

et normaux. Ainsi, cette composante est négligée. En coordonnées cylindriques, les dérivées
axiales et angulaires de la fonction de Green s’écrivent :

IGX, fIY) .+ Ao o
et
OG(X, fIY)  m ., =
roer TQC?()fvaE”)
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2.3 Modélisation analytique des sources de bruit d’une interaction rotor-stator

On notera par la suite :

mny

R (Y7 F) = (ks 4 T8) o (1) (05 HH50072) (2.25)

S

Ce qui permet d’écrire, ’amplitude modale sous forme condensée :

A%&ﬂ:2AJ¢Whéwmﬁ@ﬂj—anRﬁxfhﬁdsoﬁ) (2.26)

Dans le cas du stator (cas que 'on considérera dans la suite de cette these), 'expression
de la pression et de 'amplitude modale sont données avec N =0 :

Ainuﬁzz2Amianj£&3ﬁ(fyf>R§n(?}f)dS(?) (2.27)

Avec I’hypothése d’incohérence modale, nous avons vu qu’il est intéressant d’exprimer
I’espérance mathématique de |AE (f )|2 :

IEUAinU?V} _ 4wAmA e /"? /mﬁ)&m(s ?),S(?),f)
RE. (Y’f)R“t< ,f)dS(?)dS(Y’ (2.28)

avec pour rappel :

s (3 (7)-5(7).0) = £ 5 (7.5 (7.7)

La derniere inconnue est la densité interspectrale de puissance de pression surfacique du
stator que l'on va chercher a déterminer analytiquement ou numériquement par la suite.

2.3 DModélisation analytique des sources de bruit d’une inter-
action rotor-stator

La section précédente a montré comment déterminer le bruit généré par une interaction
rotor-stator en utilisant la formulation de Goldstein. Cela requiert la détermination de la
DSP de 'amplitude modale directement reliée a la densité interspectrale de puissance de la
pression surfacique, Sgq. Ainsi, 'équation 2.28 est générale et ne fait pas d’hypothese sur la
maniere d’obtenir S,,. Afin de déterminer cette grandeur, il est proposé dans cette section
d’utiliser le modele d’Amiet (en l'adaptant) déja étudié a la section 1.1. A noter que par
la suite, seul le cas d’une propagation vers aval et de la détermination des fluctuations de
pression sur le stator seront envisagés.

2.3.1 Présentation du modele

L’expression de la densité spectrale de puissance de I'amplitude modale a été établie a
la section 2.2.2. En reprenant le formalisme du modele d’Amiet (cf. section 1.1) avec les
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CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

coordonnées locales du profil (¢,n,§ ), I’équation 2.28 s’écrit :

E [[Amn(w)‘Q] = 4|Amn| 1A 212 / / #) Ry (Y, w)AP(C, 1, w)
Q%WQNN»AP@,n¢n)}ds(y)ds(?) (2.29)

L’utilisation du modele d’Amiet permet une détermination rapide des fluctuations de pres-
sion surfacique mais implique également un certain nombre d’hypotheses supplémentaires :
- le stator est supposé étre une plaque plane, sans fleche (n = r), ni dévers;

- la turbulence générée par le rotor est supposée étre homogene, isotrope et uniforme dans la
direction azimutale. Le probleme de I’hétérogénéité radiale sera traité par la suite.

- chaque aube du stator est supposée indépendante.

En utilisant I’équation 1.4 de la section 1.1 et en l'injectant dans I’équation 2.29, on
obtient la formulation suivante pour la DSP de I'amplitude modale :

w5 e Lo oy [ ]

FE {Rm”(?’w)uf(KﬁKﬂ)g(C,Kc,Kn)e_ZKW
(Ronn (7", e (K, Kg (¢!, Ko K)o 0 ) | dbcdicyas (V) ds (V)

ﬁg(Kc,Kn) étant la seule grandeur non déterministe de cette équation, on peut utiliser
I’équation 1.6. Ainsi, on obtient :

] = [ [t

(Rmno%¢@g@;1ghkgﬁ }ZKN” m(ﬂ(dS( )ds( ) (2.30)

Le profil étant droit, on peut définir la normale au profil, n®, tel que, n® = (0, —cosd,, sind; ).
De plus, on peut poser @m;m,(n)¢ = (%”5’ + kmncosd, )¢ = mbs + kppzs, ou 0, est Pangle de
calage du stator défini sur la figure 2.1.

r0

F1c. 2.1 — Repere utilisé pour le modele de bruit d’interaction rotor-stator.
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2.3 Modélisation analytique des sources de bruit d’une interaction rotor-stator

L’équation 2.30 peut alors étre développée en fonction des intégrales dans la direction de la
corde et de l'envergure :

E?ﬂAwm(wHQ]—‘ (mpo)"Ve [

=5 Dee (Ko, Kyy)
|Amn|2 F%nn e 133 c n

d
/ (kmnsind, — mc;;S(sr)Cmn(n)eiKn”
—d

b
/f 96 Koy Ky)e™#mn S ey
b

/

d
/ (kmnsind, — @)Cmn(n’)em””/

—d n
b
J/bg(f,KQ,B%)éwm"m”CdCthdK% (2.31)

L’intégrale selon ¢ peut se résoudre analytiquement. On définit alors une fonction de
transfert aéroacoustique modale :

1 [? ,
Emn(n’KC’Kﬂ) = b/bg(C,KC,Kn)ewm"(n)CdC

2
= /[ (i, Ke, K )eemm MW= dg, (2.32)
0

ou y1 = ¢ — b, de telle maniere a centrer le repere sur le bord d’attaque du profil. Cette
intégrale est similaire a celle résolue par Amiet (cf. équation 1.37) avec un terme de phase
différent.

Pour le terme de bord d’attaque et pour une rafale supercritique, I'intégrale suivante doit
étre résolue :

Lo (0, Ko, o) = /2 91 (71, Ke, Ky)ePemn =0 g,

02 e—im/4

0 ’R'\/me

En posant 61 = k — M¢p — bprmn(n) et 2 = —bpp,(n) — m/4, il vient :
V2e02 2 o—i(0171)

m/(Ke+ k) Jo V2T

Le changement de variable, X = 61y; donne :

V2eit2 201 ,—iX @d*
/(K. + 2k) Jo  V2rX bh v

i[bmn (71 —1)—71 (k—Mcp))

dy,  (2.33)

dij

E}nn(nv KCa Kﬁ) =

‘C%nn(n’ K, Kn) =
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CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

On reconnait une intégrale de Fresnel, ce qui permet d’écrire finalement :

1 2
(Ke + 32K)01

Pour une rafale subcritique, I'intégrale se résoud de maniére entierement analogue, ce qui

Ll K., K,) = %2 F* 26, (2.34)

donne :

2
E%n(ancaK’r]) = /(J gll(glaKC,Kn)eZbS@mn(n)(yl*l)dgl

2 eim/4
_ / [ M=)+ (i1 =1)] g
0 7r\/ — 132K

1 2 102 /
= —\|—="7€"2F|2 2.
v \/(KC — i5%K")0 F20] (235)

avec 0] = ix’ + M¢p + bpmn(n).

Traitons maintenant le terme correctif du bord de fuite. Pour une rafale supercritique, la
fonction de transfert modale se traduit par 'intégrale suivante :

2
E%%n(n’ KC’ Kﬁ) - /0 92 (glv Kca Kﬁ)elbwmn(n)(yl_l)dgl

2 —17r/4
= — (L +)F 262 =]}

0 W\/m
ol i[bmn () (F1—1)— 71 (5—Mcp)]

_ 6202 2 N s . i g
 m2r(Re+ %) {/ L+ [26(2 = gu)]e ™" dip

2
— / e~ dyl} (2.36)
0

En résolvant la deuxieme intégrale et en posant X = 2 — gy, il vient :

diy

02 , 2 . . '
Lo (0 Koy Kp) = B {(1+ikrﬁﬁt/ f*DijﬁﬁXdX’#Z(le_”ﬁ)}
T/ 21 (K + (k) 0 0,

La premiere intégrale se résout en utilisant une intégration par parties :

/2w (K. + ?k) ibh
i 1201
—1—01 (1 e ) }

Une intégrale de Fresnel peut étre mise en évidence en effectuant le changement de variable,

i62 —7, (2k—01)X
L%Ln(ﬁ, K., Kn) = 6_ { (1 + 1’) 71291 [f* [4,1} 12601 \/7/ dX]

Y = (2k — 61)X dans l'intégrale restante :
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s QQﬁprm{u—o[fwMy_ %iﬂlﬂmpq@m—&ﬂ
+i<1-eﬁ2ﬁ)} (2.37)

Enfin, pour une rafale subcritique, I'intégrale s’écrit :

‘C’?nn(n? Km K??)

2
Egn(n7KC7KT]> - /(; gé(gljKC’Kn)eZbﬂomn(n)(yl—l)dgl

2 —i7r/4
— 1—erflV2r'(2—-19y
) R Vel
eI (iMcp—r )+2b€0mn( )(y1 1)dg1
eiﬁg

2
N 7T\/27T(K' _ ZﬂQ,‘g’) {/0 erf[ 2/€/(2 — gl)]e_ieﬁgldﬂl

2
—»/[ ei%yldyl} (2.38)
0

ou 0] = —M¢p — ik’ — bpmn(n). On pose ensuite X = 2 — 1, ce qui donne :

102
£/2 77,K ,K _ 6_ {ei291 / €T’f \/7 6’ XdX 4 |:1 . ei29/1:|}
mn( c 77) 7T\/27T(Kc — 7;625/) 0 [ ] 9/
Une intégration par parties est une nouvelle fois utilisée :
102 _,L'e—i201
£? (n, K., K = e_ { erflvV4ak!
mn(n c 77) 7_(_\/277_ — ’LﬂQ /) 9/1 f[ ]

\/» 2 1X 0] +2ir") -

On peut faire apparaitre une integrale de Fresnel a I’aide du changement de variable, Y = X 03
avec 03 = 0] + 2ir/, ce qui permet d’obtenir le résultat final :

0y 7
L2 (n, K., K, e 1— e 2% — er f[VA4rR] + 2720 \/ ' Fi26

(2.39)
Dans tous les cas (types de rafales et contributions), on retrouve bien les résultats d’Amiet
k M S|
pour ©mn = (335255 O)

On peut finalement écrire la DSP de I'amplitude modale de la maniére suivante :

(7Tp0 b)2 Uc oo

2
B[ lAm(@P] = [P [ Rl Ky
d
[ e+ ") G ()i, Ko K )
—d

d
/d(kmnn:E + %)Cm”(n,)e”(nnlﬁ:nn(n/? K., Kﬂ)dn/dKn (2'40)
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CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

Détermination numérique des intégrales surfaciques

Pour résoudre les équations 2.30 et 2.40, il est nécessaire de calculer les intégrales numéri-
quement. Il est donc intéressant d’effectuer préalablement des études de convergence en
maillage. Traitons dans un premier temps les intégrales dans la direction de I’envergure. Pour
cela, trois différents maillages sont utilisés pour résoudre ’équation 1.43 rappelée ci-apres :

//d e—i(%—l{n)(n’—n)dndn/ _ 45m2 [(% B K") d]
—d

2
k
(5~ )
0.01 ‘
O Analytique
= - = = Numérique, N,, = 15
0.008 ~\\: .—.— Numérique, N,, =30 ||
XY
\ / N Numérique, N, = 100
0.006[ 9
0.004 1
0.0021
0 i )
0 50 100 150

Ky

Fia. 2.2 — Convergence de maillage pour la résolution numérique de l'intégrale 1.43.

Les points sont répartis uniformément et leur nombre selon 'envergure, IV, varie entre 15
et 100. Une envergure de 9 cm est choisie pour ce cas test. La figure 2.2 illustre les résultats
ainsi obtenus. Méme si quelques écarts sont visibles avec 30 ou 100 points, on constate en
pratique que les niveaux sonores restent quasi-constants a partir de 30 points.

En ce qui concerne l'intégrale selon les nombres d’ondes K, aucune solution de référence
n’existe ; ainsi, une étude de convergence doit étre réalisée pour chaque cas.

Dans le cas de I'équation 2.40, ces deux intégrales sont les seules a devoir étre résolues
numériquement. Cependant, dans la pratique, la résolution de 1’équation 2.30 est plus rapide
que celle de I'équation 2.40. En effet, la résolution de ’équation 2.40 nécessite ’appel aux
fonctions de Fresnel ou a la fonction erreur a de tres nombreuses reprises. Ceci est di au
caractere modal de la fonction de transfert aéroacoustique et a sa dépendance en envergure. En
revanche, dans le cas de I’équation 2.30, la fonction de portance réduite est certes déterminée
pour tous les points nécessaires a la résolution numérique de l'intégrale selon la corde, mais ce
calcul n’est fait qu'une seule fois. Ainsi, une étude sur le maillage a adopter pour la résolution
numérique de l'intégrale selon ( est proposée.

La résolution numérique de L£°(K,, K,), correspondant a ’équation 2.32 avec ¢y, = 0,
est effectuée pour trois maillages avec un nombre de points, N¢, allant de 15 a 100. Dans
un premier temps, la répartition des points est faite de maniere uniforme. Le profil de corde
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2.3 Modélisation analytique des sources de bruit d’une interaction rotor-stator

¢ = 0,10 m est placé dans un écoulement de 40 m/s. Le calcul est fait pour trois nombres
d’ondes aérodynamiques différents : 0, 50 et 100. Les résultats ainsi obtenus sont présentés
sur la figure 2.3 et ne sont pas satisfaisants. Méme avec un nombre de points égal a 100, des
écarts relativement importants sont visibles.

Cependant, sachant que, lors d’une interaction turbulence-profil, les niveaux de charges
instationnaires sont concentrés au niveau du bord d’attaque, différents maillages sont testés
avec un raffinement pres du bord d’attaque et une progression géométrique.

0.12¢ O Analytique

= = = Numérique, N = 15
..... Numérique, N¢ = 30

Numérique, N¢ = 100

0.1f

0.051

0 1000 2000 3000 4000 5000 6000
Fréquence (Hz)

Fi1a. 2.3 — Convergence de maillage pour la résolution numérique de £LY(K,, K,).

Ne | q Ay
Maillage 1 | 15 | 1,15 2
Maillage 2 | 30 | 1,11 0,5
Maillage 3 | 100 | 1,09 | 0,001

TaB. 2.1 — Caractéristiques des différents maillages.

Les caractéristiques des trois nouveaux maillages sont résumées dans le tableau 2.1, ou ¢
est la raison géométrique et Ay est la taille du premier élément en pourcentage de corde. La
figure 2.4 expose les résultats de cette analyse.

Au regard des résultats obtenus, cette technique de maillage semble étre adéquate. FEn
effet, méme si quelques écarts subsistent, les solutions sont satisfaisantes a partir de 30
points. Avec le Maillage 3, comprenant 100 points, ’accord entre la résolution analytique
et numérique est parfait. Le maillage a 15 points présente des écarts plus importants, en
particulier au niveau des rebonds secondaires en hautes fréquences. Il s’agit 1la d’effets de
compacité, accentués sur la figure 2.5, qui expose les valeurs prisent par £° pour une corde
deux fois plus grande. Le Maillage 2 fournit encore des résultats corrects. En revanche, les
erreurs sont plus importantes lors de 1'utilisation du Maillage 1.
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0.12¢

n= 0 O Analytique
= = = Maillage 1
''''' Maillage 2
Maillage 3

0.1

0.05

0 1000 2000 3000 4000 5000 6000
Fréquence (Hz)

FIG. 2.4 - Utilisation de maillages optimisés pour la résolution numérique de £L°(K,, K,)).

Source acoustiquement compacte en corde et en envergure

Le but ici est de simplifier I’expression 2.40 en introduisant des hypotheses sur la compacité
acoustique des sources. Ainsi, si les effets constatés sont faibles, le temps de restitution des
résultats pourra étre diminué. Si au lieu de considérer une répartition de dipoles a la surface
du profil, on ne considere qu’un point source, alors dans ce cas Ry, ne dépend plus de la
position sur le profil et peut étre sorti des intégrales surfaciques, ce qui donne :
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Y;({c, e, &) est la position du point source dans le conduit. On peut, comme précédemment,
intégrer analytiquement dans la direction de la corde :
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Comme dans le cas du profil en champ libre, 'intégration selon n peut également étre
faite analytiquement :
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Fia. 2.5 — Utilisation de maillages optimisés pour la résolution numérique de CO(KC,KW)
(¢ =2c).

En utilisant une hypothese de grande envergure, le sinus cardinal tend vers un Dirac pour
obtenir la formulation bidimensionnelle suivante :
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Source acoustiquement compacte en envergure et non-compacte en corde

Le paragraphe précédent a montré que I’hypothese de compacité en envergure permet
plus de simplification que celle dans la direction de la corde. Ainsi, une solution intermédiaire
entre les équations 2.44 et 2.40 consiste a modéliser une source compacte en envergure tout
en conservant les effets de non-compacité en corde. Les sources sont alors caractérisées par
une répartition linéique a la position radiale n.. Dans ce cas, ’amplitude modale est donnée
par ’équation 2.45 :
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En faisant apparaitre la fonction de transfert aéroacoustique modale, Ly, (ne, Kc, Ky), on
obtient :
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CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

La formulation 2D s’écrit alors :

2
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(2.47)

Cette derniere formulation possede certains avantages. Premierement, I'intégrale sur les
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nombres d’ondes, trés cotteuse en temps de calcul, est évitée. Deuxiemement, la formulation
prend en compte les effets de compacité selon la corde. De plus, le modele étant bidimen-
sionnel, les valeurs paramétriques du probleme peuvent varier dans la direction radiale en
découpant le profil en tranches, comme dans le cadre dun profil isolé (voir section 1.1.7). Cette
approche permet de prendre en compte la compacité en envergure au niveau des opérateurs
de propagation. Le seul point négatif vient de I’hypotheése d’une envergure infiniment grande
par tranches. Ainsi, les rafales subcritiques, dont 'importance dans le cas d’un profil & faible
allongement a été soulignée au chapitre 1, sont négligées.

Points singuliers de la fonction de Green

Le calcul de la fonction de Green en conduit annulaire (ou cylindrique) présente des sin-
gularités lorsque 1’on cherche a prévoir la propagation d’un mode a une fréquence égale a sa
fréquence de coupure. En effet, le discriminant A,,,, tend vers zéro au dénominateur lorsque
le mode est coupé. En conséquence, méme si les modes coupés ne sont pas résolus, les modes
tres proches de la fréquence de coupure présentent des niveaux anormalement élevés. On peut
mettre en évidence ce phénomene par application de la formulation 2.44. On considere un
conduit cylindrique ayant un rayon de 0,25 m. On suppose que la turbulence incidente est
uniforme radialement et azimutalement et définie a 1’aide d’un spectre de Von-Karman avec
les caractéristiques suivantes :

-U. =40 m/s;
-TI=5%;
- A = 0,006 m.

Les profils du stator sont assimilés a une plaque plane de 0,10 m et d’envergure 0,09 m avec
un angle de calage 15°. La vitesse axiale dans le conduit pour la propagation est de 14 m/s et
un stator a 16 aubes est considéré. Ces valeurs correspondent aux grandeurs caractéristiques
du banc d’essai du DLR. On observe alors clairement sur la figure 2.6 de nombreux pics qui
émergent du spectre a large bande.

Le traitement proposé ici consiste a modifier la fréquence de coupure de maniere a ne pas
prendre en compte les modes proches de la coupure, ces derniers ne contribuant que faiblement
au niveau sonore total. Ainsi, 'expression, f < f., devient, f — f. < Af. Une approche
similaire a notamment été utilisée par Doak [32]. Cependant, le limiteur Af doit étre choisi
avec précaution. Comme le montre la figure 2.7, un limiteur trop faible (Af = 20 Hz) ne
supprime pas suffisamment les raies; en revanche une correction trop importante comme ici
avec A f = 200 Hz, entraine une forte diminution du niveau. Une solution optimale correspond
aun filtrage avec A f = 50 Hz, supprimant la majorité des pics, sans modifier significativement
le niveau global. Pour traiter ce probleme, on peut également citer la technique de Lane [60]
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2.3 Modélisation analytique des sources de bruit d’une interaction rotor-stator

qui introduit un terme de viscosité dans ’équation d’onde pour dissiper ces divergences.

10 10
Fréquence (Hz)

F1a. 2.6 — DSP de pression au carter sans traitement des modes proches de la coupure obtenue
par application de la formulation 2.44.
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F1G. 2.7 — DSP de pression au carter avec traitement des modes proches de la coupure obtenue
par application de la formulation 2.44.

2.3.2 Comparaisons des différentes formulations analytiques

Les différentes formulations précédemment explicitées sont comparées entre elles pour
étudier notamment les divers effets de compacité et mettre en avant les compromis les plus
adéquats vis-a-vis du temps de calcul et de la précision des résultats. Dans cette section, les
caractéristiques du conduit, de la turbulence incidente et du stator sont identiques a celles
utilisées précédemment. Pour les formulations compactes, la source est placée au centre du
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CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

profil.

Effets de I’hypothése de compacité en corde

Les figures 2.8(a) et 2.8(b) présentent les résultats de I'application des formulations 2.44
(formulation 2D compacte), 2.43 (formulation 3D compacte), 2.47 (formulation 2D non com-
pacte) et 2.46 (formulation 3D non compacte). Les quatre formulations comparées ici sup-
posent toutes des sources compactes selon 7. L’étude vise a quantifier les effets des différentes
approches sur l'estimation de la DSP de pression (figure 2.8(a)) et de puissance acoustique
(figure 2.8(b)) dans le conduit.
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Fic. 2.8 — Effets de la compacité en corde sur les prévisions acoustiques en conduit.

On constate tout d’abord que les effets introduits par ces différentes formulations agissent
d’une maniere similaire sur la puissance et la pression. Ensuite, les différences entre la for-
mulation 2D et la formulation 3D sont semblables a celles déja observées en champ libre, a
savoir une surestimation en basse fréquence du modele 2D et une convergence des résultats
en haute fréquence. De plus, les effets de compacité sont tres importants aux moyennes et
hautes fréquences et sont visibles a partir de 1000 Hz. La figure 2.9 compare les formulations
compacte et non compacte bidimensionnelles pour différentes grandeurs de corde. Lorsque
la corde est tres petite, les résultats confirment 1’équivalence des deux formulations. Une
augmentation de la taille de la corde entraine des écarts de plus en plus importants et a
des fréquences de plus en plus faibles. Pour la formulation compacte, un certain nombre de
rebonds sont visibles. Ils correspondent a la longueur d’onde de la corde et a ses harmoniques.
En effet, méme si la formulation est compacte au niveau de la fonction de Green, la fonc-
tion de transfert aéroacoustique étant définie dans le domaine complexe, le terme £°( KL, K,)
prend en compte certains effets de phase. Ceci est confirmé sur les figures 2.4 et 2.5 ou ces
effets sont également présents. En revanche, la prise en compte des termes de phase mo-
daux dans le calcul de la fonction de transfert aéroacoustique tend a lisser ces interférences.
On peut également remarquer que tous les calculs semblent converger en haute fréquence,
indépendamment de la formulation ou de la taille de la corde.
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F1G. 2.9 — DSP de pression en fonction de la taille de la corde (— e — ¢/8; - ¢; — x — 2¢).
Application des formulations 2.44 (formulation 2D compacte) et 2.47 (formulation 2D non
compacte).

Effets de la compacité en envergure

En comparant les résultats des formulations 2.30 et 2.45, les effets dus a la compacité des

sources dans la direction radiale peuvent étre étudiés. Les figures 2.10(a) et 2.10(b) montrent

une augmentation du niveau en haute fréquence. Cependant, ’effet semble plus marqué sur

la prévision de pression que sur celle de la puissance. Ceci peut étre expliqué par le fait que

la puissance est issue d’une grandeur (intensité) intégrée sur une section du conduit; elle

est donc certainement moins sensible a la position de la source par rapport a I’observateur.

La convergence parfaite des résultats issus des deux formulations est également vérifiée en

réduisant ’envergure du stator.
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Fia. 2.10 — Effets de la compacité en envergure sur les prévisions acoustiques en conduit.
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CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

Découpage en envergure

Comme démontré a la section 1.1.7, seules les formulations bidimensionnelles utilisant
une fonction Dirac peuvent étre considérées avec un découpage en troncons du profil, dans le
but d’introduire une variation des données dans la direction de I’envergure.

Les données aérodynamiques et géométriques sont alors moyennées par trongons et la
contribution de chaque trongon est sommée de maniere incohérente. De plus, puisque 7. varie
a chaque tranche, certains effets de non-compacité peuvent étre introduits. On peut donc
observer ces effets de non-compacité en envergure en faisant varier le nombre de trongons
pour des valeurs de turbulence et de longueur de corde constantes radialement.
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Fi1G. 2.11 — Effets du découpage en envergure sur les prévisions acoustiques en conduit.

Premierement, on constate que les différences sont fortement dépendantes de la position
radiale des sources. Lorsque une seule tranche est utilisée et que cette tranche est positionnée
au centre de la veine, peu d’écarts sont observés entre les solutions obtenues avec 2, 10 ou 30
tranches réparties uniformément. En revanche, si cette tranche est placée pres du carter, le
niveau augmente de maniere significative. De plus, les effets sont beaucoup plus faibles sur
Iestimation de la puissance. En effet, la remarque faite a ce sujet au paragraphe précédent
est encore valable. Il faut toutefois faire attention a discerner ce cas de celui présenté aux
figures 2.10(a) et 2.10(b) : ici, les trongons, bien que positionnés & des hauteurs de veine
différentes, sont indépendants les uns des autres. Les effets de compacité sont uniquement
dus a la position des sources dans la veine. Ceci explique la forte dépendance de la position
de la source lorsque Ny est petit. Cette étude permet ainsi de déterminer le nombre de
tranches a partir duquel 'envergure est suffisamment discrétisée. Pour cette configuration,
une solution satisfaisante est obtenue a partir de 10 trongons.

2.4 Application des modeles analytiques au cas du banc d’es-
sai du DLR

Parmi les différentes formulations développées dans la section précédente, deux d’entre

elles ont été mises en avant.
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2.4 Application des modéles analytiques au cas du banc d’essai du DLR

La premiere, donnée par ’équation 2.30, que 'on notera formulation g (en référence a
la fonction de portance réduite) par la suite, est une formulation entiérement non compacte
avec une fonction de transfert aéroacoustique tridimensionnelle prenant en compte les rafales
subcritiques. Ainsi, aucune hypothese sur la taille de 'envergure n’est faite. En revanche, les
données d’entrée doivent étre uniformes selon l’envergure.

La deuxieme formulation, que ’on notera formulation d (en référence a la fonction de Di-
rac), est donnée par 1’équation 2.47. Cette formulation est une simplification de la premiere ;
elle permet une prévision beaucoup plus rapide, et permet par ailleurs de prendre en compte
I’évolution radiale des parametres du probleme (géométrie du profil et turbulence). Cepen-
dant, cette derniére formulation est bidimensionnelle. Ainsi, chaque élément de surface est
supposé avoir une envergure infinie et les sources sont supposées compactes dans la direc-
tion de 'envergure. Cette section vise a appliquer ces deux formulations sur un cas concret
de maquette simplifiée de rotor-stator en conduit appartenant au DLR (projets européens
PROBAND et FLOCON) et ce pour différentes conditions de fonctionnement.

2.4.1 Présentation du banc d’essai
Caractéristiques du banc

La figure 2.12 représente une vue schématique du banc d’essai du DLR [55, 34]. Ce banc
vise a simuler expérimentalement une interaction rotor-stator dans un conduit semi-infini. La
géométrie du conduit est annulaire au niveau des roues, avec un rayon externe de 226, 5 mm
et un ratio R./R; de 0,613. En aval, la géométrie du conduit devient cylindrique, avec un
rayon augmentant jusqu’a 250 mm. La sortie du conduit est traitée (revétement acoustique)
de maniére a minimiser les réflexions et simuler un conduit infiniment long.
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F1G. 2.12 — Schéma du banc d’essai du DLR avec son instrumentation (dimensions en mm).

La roue motrice est constituée d’'un rotor de 24 pales et d’un stator de 16 ou 32 aubes
de 87,7 mm d’envergure. Les caractéristiques géométriques de la configuration a 16 aubes
sont résumées sur la figure 2.13. Dans le cas du stator a 32 aubes, la corde est divisée par
deux pour conserver une solidité constante. L’angle d’attaque varie linéairement du pied a la
téte du profil entre 42,2° et 36,9°. D’apres I'analyse faite au chapitre précédent, 1’épaisseur
du profil est 'hypothese la plus restrictive du modele d’Amiet. Cette hypothese du modele
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CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

analytique est bien vérifiée ici puisque le profil du stator est de faible épaisseur.

< 99 mm >
Carter
> 87,7 mm
\ Moyeu
26 b = 110 mm
15,377 53

F1a. 2.13 — Géometrie du stator du banc DLR (V=16). Vue schématique de coté (en haut)
et profil en bout d’envergure (en bas).

Moyens de mesure et données disponibles

Un certain nombre de mesures ont été réalisées au cours du projet européen PROBAND
et peuvent donc étre utilisées pour valider les prévisions aérodynamiques et acoustiques. A
noter que les données aérodynamiques disponibles en aval du stator peuvent également étre
utilisées comme données d’entrée des modeles acoustiques. Les mesures de pression acoustique
et la détermination de la puissance en conduit sont réalisées a ’aide du peigne de microphones
présenté sur la figure 2.14. La puissance acoustique dans le conduit est obtenue en appliquant
la méthode proposée par Enghardt et al. [34], qui suppose notamment les modes incohérents.

A
M1
. 250 mm
M2 143 mm
M3 107 mm
M4 74 mm

F1a. 2.14 — Position radiale des microphones du banc DLR.

En ce qui concerne les grandeurs aérodynamiques, différentes mesures ont été réalisées
dans des sections planes entre les étages du rotor et du stator grace a des fils chauds a deux
composantes. 40 points sont disponibles radialement, avec une répartition non uniforme,
afin d’avoir une mesure plus fine en pied et en téte de pale. 936 mesures dans des plans
azimutaux ont été faites ce qui permet d’avoir 39 points entre deux sillages. Les mesures ont
été moyennées sur 200 rotations.
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2.4 Application des modéles analytiques au cas du banc d’essai du DLR

2.4.2 Utilisation de données issues d’un calcul CFD de type RANS

Bien que les modeles présentés dans cette section soient analytiques, le spectre de fluc-
tuation de vitesse incidente doit étre déterminé. Pour cela, le spectre semi-empirique de
Von-Karman est utilisé. Cependant, un certain nombre de données sont nécessaires pour ca-
librer ce spectre :

- la vitesse de convection, U, ;

\/2/3K

- lintensité turbulente, T'1T = o ou K est 'énergie cinétique et U; est la norme de la

vitesse absolue ;
- I’échelle intégrale, A.

Ces données doivent étre déterminées juste en amont du stator. Bien qu’il soit possible de
modéliser la distribution spatiale du sillage en fonction de I'azimuth comme proposé par Nal-
lasamy et al. [79] et Jurdic et al. [54], les données d’entrée sont supposées uniformes azimuta-
lement. Cette moyenne azimutale préserve ’énergie totale mais la répartition de cette énergie
dans l'espace fréquentiel est certainement affectée a cause des échelles intégrales différentes
du sillage et de la turbulence de fond. Cependant, cette hypothese semble toutefois raison-
nable lorsque, comme ici, un modele de réponse de profil isolé est utilisé, a l'inverse d’un
modele de réponse de grille pour laquelle les relations de phase d’une aube a l’autre jouent
un role important. Une premiere maniere de déterminer ces données consiste a utiliser un
calcul aérodynamique de type RANS.

Description du calcul RANS

Dans le cadre du projet européen FLOCON, des calculs RANS stationnaires, tridimen-
sionnels dans le repere du rotor ont été réalisés avec le code de CFD elsA par Raphael Barrier
au sein du département d’aérodynamique appliqué de I'Onera. Un schéma du second ordre
centré de Jameson pour la discrétisation spatiale et un schéma d’Euler décentré du premier
ordre en temps ont été utilisés. Le modele de turbulence utilisé est le modele K-L de Smith
[110]. Le maillage multiblocs est structuré et est composé d’un million d’éléments. Il s’étend
sur un canal inter-aubes du rotor possédant 24 pales et sur trois cordes en aval.

L

F1G. 2.15 — Maillage du calcul RANS. Vue d’ensemble du canal inter-aube (a gauche) et du
rotor (a droite).
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CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

La taille de la premiere maille est telle que Ay™ est proche de 1 sur toute la surface du rotor.
Le maillage est visualisé sur la figure 2.15.

Deux plans de sortie ont été créés, comme représenté sur la figure 2.16, le premier a
11,5 mm du rotor, pour les comparaisons avec les mesures disponibles que 1’on notera X2
et un autre au plus pres du bord d’attaque du stator pour I'exploitation acoustique. A noter
également que le stator n’est pas inclus dans le calcul; les effets potentiels induits par ce
dernier sont donc négligés.

X2 BA  Stator

P—

o e Moyeu

F1G. 2.16 — Plans d’extraction des données du calcul RANS.

Comparaison des données aérodynamiques expérimentales et numériques

Fi1aG. 2.17 — Comparaison du taux de turbulence dans la section X2 prévu par le calcul CFD
et mesuré au banc d’essai.

Les analyses sont faites sur les données précédemment explicitées et nécessaires a la
réalisation des prévisions acoustiques. En ce qui concerne la vitesse de convection, il a été
fait le choix de la considérer égale a la vitesse absolue dans le repére du stator. En effet, si le
point de fonctionnement de I’étage rotor-stator est adapté, alors ’écoulement doit impacter
le bord d’attaque du stator sans incidence, ce qui correspond aux conditions d’utilisation du
modele d’Amiet. Le point de fonctionnement choisi est caractérisé par une vitesse en entrée
de 13 m/s, un nombre de Mach en bout de pale de 0,220. Le taux de compression est de 1,014
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2.4 Application des modéles analytiques au cas du banc d’essai du DLR

et la vitesse de rotation du rotor est de 3238 tr/mn.

La figure 2.17 compare la mesure et le calcul de T'I dans la section X2. Comme le montre
le profil radial obtenu apres une moyenne azimutale des données et présenté sur la figure 2.18,
la veine peut clairement étre divisée en trois parties. Cette division est également retrouvée
par le calcul CFD mais de maniere moins marquée. La partie basse de la veine est caractérisée
par un fort décollement au niveau du pied de pale qui est sous-estimé par le calcul. En re-
vanche, on observe une surestimation du taux de turbulence dans toute la partie centrale de
la veine. Enfin, dans la derniere partie, le tourbillon en téte de pales est bien traduit par la
forte augmentation de T'/. Ce dernier décollement semble bien résolu par le calcul.
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FiG. 2.18 — Profil radial du taux de turbulence dans la section X2 prévu par le calcul CFD
et mesuré au banc d’essai.
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Fia. 2.19 — Comparaison des profils radiaux de vitesse moyenne absolue et axiale dans la
section X2 prévus par le calcul CFD et mesurés au banc d’essai.
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CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

Les figures 2.19(a) et 2.19(b) représentent les profils radiaux de la norme de la vitesse
absolue et de la vitesse axiale.

Le profil de Us; montre une surestimation du calcul que I'on retrouve également sur le profil
de vitesse axiale. Cependant, en intégrant la vitesse sur la section, le calcul RANS fournit
une estimation correcte du débit théorique contrairement a la mesure. Il s’agit peut étre
d’un probleme de calibration de la sonde qui ne devrait pas affecter la mesure de 'intensité
turbulente puisqu’il s’agit d’un rapport de vitesses.

Enfin, la derniere grandeur a analyser est 1’échelle intégrale. Contrairement au calcul
CFD, elle n’est pas fournie directement par la mesure. On utilise alors la loi semi-empirique
de Ganz et al. [38] telle que :

A =0,2W, (2.48)

ou Wy, = A/dj est la largueur du sillage. A est Paire du sillage et dj, le déficit du sillage définis
par :

s/2

A= / Ugmax - U§<y)dy (249)
—s/2

s =2mr/B (2.50)

dp = Ugma:c - gmin (251)

La norme de la vitesse dans le repere relatif est notée U .

La méme méthode est également appliquée aux résultats du calcul RANS. Ces données
sont reportées sur la figure 2.20. Les profils obtenus en utilisant la loi semi-empirique montrent
le bon comportement du calcul RANS, avec une légere surestimation des niveaux d’une
maniere générale. En revanche, la prévision directe de A par le code elsA fournit une esti-
mation différente. Les longueurs sont beaucoup plus faibles, en particulier dans la zone des
tourbillons marginaux en téte et pied de pales. Ces différences s’expliquent principalement
par le fait que la loi telle que A = 0,2W}. est valable uniquement dans le cas d’un sillage
et ne s’applique pas pour la turbulence de fond ou pour des décollements secondaires. Les
décollements se caractérisent par une augmentation de la largeur du sillage, d’out une augmen-
tation de I’échelle intégrale par la loi semi-empirique. En revanche, le calcul RANS prévoit
une diminution de A dans ces régions a cause de la présence de la paroi du conduit et de la
couche limite qui en résulte.
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Fia. 2.20 — Profil radial de I’échelle intégrale dans la section X2.
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Fia. 2.21 — Profil radial de I’évolution des grandeurs aérodynamiques entre X2 et BA.

Comme illustré sur la figure 2.16, un plan d’extraction est situé au plus proche du bord
d’attaque. Ce sont les données provenant de ce plan qui sont utilisées comme données d’entrée
du calcul acoustique. On peut donc étudier I’évolution des grandeurs aérodynamiques vers
I’aval en calculant le rapport de certaines grandeurs extraites dans les différents plans. La
figure 2.21 expose le rapport de A, Up,s = u? = 2/3K et Us entre X2 et le bord d’attaque du
stator noté BA. Comme attendu, la norme de la vitesse, et plus généralement 1’écoulement
moyen, varient tres peu dans la direction axiale. On constate également une diminution de
I'intensité turbulente avec la distance axiale, conforme aux résultats empiriques.
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CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

Fi1ac. 2.22 — Ligne d’extraction des données dans le sillage du rotor a mi-hauteur de veine.

Cependant, les prévisions empiriques et numériques de 1’échelle intégrale évoluent de
maniere opposée. L’élargissement du sillage vers I'aval engendre logiquement une augmenta-
tion de I’échelle intégrale par la loi empirique. Or, la prévision directe de A par la CFD est ca-
ractérisée par une diminution de ’échelle intégrale. C’est pourquoi, une analyse complémentaire
a été réalisée en extrayant les données en suivant le sillage a mi-hauteur de veine comme ex-
posé sur la figure 2.22.

Les résultats sont présentés sur les figures 2.23(a) et 2.23(b) respectivement pour l'inten-
sité turbulente et 1’échelle intégrale. La diminution du taux de turbulence vers I'aval est bien
retrouvée. La méme tendance est donc observée entre les données moyennées azimutalement
et les données dans le sillage. Dans le cas de ’échelle intégrale, on observe une augmentation
en accord avec la loi empirique. Ce dernier point confirme que la relation A = 0,2W), n’est
valable que dans le sillage. La diminution de I’échelle intégrale dans la direction aval constatée
apres une moyenne azimutale est donc certainement due a la prise en compte de la turbulence
de fond. Cette analyse démontre que la prise en compte de la distribution spatiale du sillage
est peut-étre nécessaire.
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F1G. 2.23 — Evolution de T'I et A dans le sillage en aval du rotor.
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Prévisions acoustiques

Les modeles d et g sont maintenant appliqués a partir des données précédemment ana-
lysées. Cependant, une question s’est posée sur la fonction de Green a utiliser, le conduit du
banc d’essai étant annulaire puis cylindrique. En effet, les modeles analytiques développés
ici sont valables uniquement pour des conduits a rayons constants. En dehors de 1'utilisation
d’une méthode numérique, qui sera traité au chapitre 3, Rienstra [100] propose une méthode
semi-analytique pour résoudre ce probleme, a condition que la variation de géométrie soit
lente. Ici, le cas d'un conduit cylindrique a été retenu pour extraire les données aux mémes
rayons que les micros, ces derniers étant positionnés dans la partie cylindrique du banc (cf.
figure 2.14). Cependant, la position des sources (et donc du profil) est conservée comme si le
conduit restait annulaire, c’est a dire dans la partie haute de la veine. La premiére configura-
tion choisie est caractérisée par un stator a 32 aubes. Le rapport de pression étant faible et
les sections d’entrée et de sortie quasiment identiques, la vitesse axiale pour la propagation
en aval est choisie égale a celle d’entrée, a savoir 13 m/s.
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Fia. 2.24 — Effets de 'hétérogénéité en envergure de ’écoulement en amont du stator sur les
prévisions du bruit d’interaction rotor-stator.

Dans un premier temps, le nombre de trongons utilisé avec la formulation d est a détermi-
ner en réalisant le calcul avec un découpage plus ou moins important. Ceci permettra éga-
lement de juger de I'influence de la variation en envergure des données aérodynamiques dans
ce cas. A noter que sur chaque troncon, les données d’entrée aérodynamiques et géométriques
(corde) sont moyennées. Les figures 2.24(a) et 2.24(b) représentent, pour différentes valeurs
de Ny, la DSP de pression moyennée sur quatre micros radialement distribués conformément
a la figure 2.14, ainsi que le spectre de puissance acoustique en aval du stator. Ce spectre de
puissance a fait I'objet d’un filtrage fréquentiel permettant notamment de ne conserver que
la partie large bande du spectre en supprimant la partie tonale. L’influence du découpage
est important en basse fréquence et semble améliorer le résultat par rapport aux mesures.
Une valeur de Ny supérieure a 10 n’est pas nécessaire puisque tres peu d’écart sont déja
observables entre Ny = 4 et Ny = 10. La comparaison des formulations d et g peut alors
étre faite; cette comparaison est exposée sur les figures 2.25(a) et 2.25(b).

87/171



CHAPITRE 2 : Détermination du bruit d’interaction rotor-stator

90 T T T T T 80 . . . . :
——— Mesure = Mesure
80 —e— Formulation d | —e— Formulation d | |
f = = = Formulation g = 70 = = = Formulation g
0 o™
‘ 3
S 7 S
] —
H\_ 60 I‘I‘
x g
x50 ;
Z =
q )
© 40 o
i i i i i . 20 i i i i i
1000 2000 3000 4000 5000 6000 1000 2000 3000 4000 5000 6000
Fréquence (Hz) Fréquence (Hz)
(a) DSP de pression (b) Puissance acoustique

Fia. 2.25 — Comparaison des formulations d et g.

En plus d’'un temps de calcul beaucoup plus faible, la formulation d fournit une meilleure
estimation du bruit propagé dans le conduit, notamment en ce qui concerne les niveaux en
basses fréquences et la pente des spectres en hautes fréquences. D’apres les analyses faites
précédemment, les écarts en basses fréquences proviennent, d’une part de I’hypotheése de
grande envergure et, d’autre part, de la variation en envergure des données d’entrée. Ces deux
effets tendent a augmenter le niveau des basses fréquences (voir figures 2.24(a) et 2.8(a)). En
revanche, les effets de non-compacité en envergure augmentent le niveau des hautes fréquences
(voir figure 2.10(a)). Cependant, les deux formulations surestiment les niveaux sur une large
partie du spectre. En effet, le niveau sonore est principalement piloté par 'intensité de la
turbulence incidente. Le fait que le niveau intégré de I'intensité turbulente dans le plan BA
soit surestimé par le calcul CFD (respectivement 7,5% pour la CFD et 6% pour la mesure),
explique en partie la surestimation des niveaux acoustiques. La forte sous-estimation, visible
en tres basses fréquences, est vraisemblablement due a la présence d’une source de bruit
secondaire autre que l'interaction rotor-stator lors de la mesure.
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Fi1G. 2.26 — Prévisions acoustique obtenues en utilisant un calcul RANS et la loi A = 0, 2W}.
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2.4 Application des modéles analytiques au cas du banc d’essai du DLR

Jusqu’a présent la valeur de A utilisée était celle directement fournie par le calcul RANS.
Les résultats d’un autre calcul sont présentés sur les figures 2.26(a) et 2.26(b) en utilisant 1’es-
timation empirique de I’échelle intégrale. Une augmentation des niveaux en basses fréquences
est logiquement obtenue puisque la prévision de A par la loi empirique augmente la valeur
de cette derniere. Ainsi, on constate que ’allure et la pente du spectre semblent s’en trouver
améliorées. En pratique, on choisira donc plutot U'estimation de I’échelle intégrale a partir du
sillage issue du calcul comme donnée d’entrée du calcul acoustique.

2.4.3 Utilisation de données expérimentales

Les données expérimentales (ayant servies précédemment pour valider les calculs aéro-
dynamiques) peuvent également étre utilisées pour les prévisions acoustiques. Cependant, les
données étant disponibles uniquement dans le plan X2, elles doivent étre extrapolées jusqu’au
bord d’attaque du stator. Ainsi, les évolutions calculées a partir du calcul RANS et présentées
sur la figure 2.21 sont utilisées. En ce qui concerne ’échelle intégrale, seule la loi A = 0,2W},
peut alors étre utilisée. Les figures 2.27(a) et 2.27(b) présentent les résultats fournis par cette

approche.
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Fi1G. 2.27 — Prévisions du bruit d’interaction rotor-stator obtenues a partir de données
expérimentales.

Tout d’abord, on constate que les écarts entre les formulations d et g sont légerement plus
faibles en utilisant ces données plutot que les données obtenues numériquement. La formu-
lation d prévoit bien les niveaux et la pente des spectres sur une large gamme de fréquence.
Au regard de la pente des spectres et de la position du maximum, I'estimation de I’échelle
intégrale via la loi empirique semble satisfaisante.

Le méme calcul a été réalisé sur la deuxieme configuration, avec un nombre d’aubes du
stator égal a 16. Les résultats des prévisions devraient ainsi étre améliorés. En effet, le nombre
d’aubes du stator étant plus faible, les effets de grille, négligés ici, seront diminués. Cependant,
n’ayant pas de calcul RANS disponible sur cette configuration, ’extrapolation des données
entre X2 et BA est faite avec les mémes rapports que précédemment. Les données d’entrée
de I’écoulement amont entre les deux configurations sont du méme ordre de grandeur.
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Fia. 2.28 — Prévisions du bruit d’interaction rotor-stator a partir de données expérimentales
(configuration 2).

Les figures 2.28(a) et 2.28(b) illustrent les résultats obtenus pour la DSP de puissance et de
pression, et ceux pour les deux formulations. Finalement, les erreurs par rapport aux mesures
et les écarts entre les formulations sont du méme ordre de grandeur que ceux obtenus sur la
premiere configuration avec une légere sous estimation dans ce cas. Méme si la formulation
d peut étre résolue tres rapidement, il est difficile d’affirmer qu’une formulation fournie de
meilleures prévisions qu'une autre et un choix devra étre fait en fonction de la configuration
de calcul (allongement et hétérogénéité de 1’écoulement amont principalement). Il serait donc
intéressant d’appliquer ces formulations sur un cas plus représentatif d une soufflante moderne
de turboréacteur comme le cas SDT (Source Diagnostic Test) de la NASA [127] et d’effectuer
des comparaisons avec des modeles plus évolués prenant en compte la réponse aéroacoustique
de la grille d’aubes complete et la distribution spatiale du sillage comme celui proposé par
Posson [91].

2.5 Utilisation d’un calcul LES

Nous avons, lors du premier chapitre, envisagé 1'utilité d’un calcul LES dans la prévision
du bruit d’interaction turbulence-profil. En effet, les fluctuations de pression a la surface
d’un profil créées par une turbulence incidente peuvent alors étre directement intégrées dans
I’analogie de FW-H. Le but de cette section est d’utiliser la méme approche dans le cadre
d’une interaction rotor-stator. Ainsi, la densité interspectrale de puissance Sy, de I’équation
2.28 est directement déterminée & partir des données LES.

Lors du projet européen PROBAND, un calcul LES sur une configuration simplifiée d’in-
teraction rotor-stator a été réalisé a 'ONERA a l'aide du code elsA par Sébastien Heib.
Cette simulation est utilisée ici pour effectuer une prévision acoustique du bruit généré. La
configuration du calcul correspond au deuxiéme cas étudié dans la section précédente (stator
a 16 aubes et N = 3182 tr/mn).

Dans un premier temps, le calcul LES est présenté en termes de schéma et de maillage.
Ensuite, le fait de connaitre directement la pression surfacique nous permet d’étudier la

90/171



2.5 Utilisation d’un calcul LES

cohérence modale et de vérifier si les modes sont bien indépendants les uns des autres comme
dans les hypotheses de calcul de bruit a large bande. Les méthodes présentées au chapitre 1
pour s’affranchir de la limitation de I’étendue radiale du domaine de calcul sont déployées et
étendues pour prendre en compte la non-compacité des sources. Enfin, les résultats obtenus
seront comparés a des mesures et aux résultats obtenus par la théorie d’Amiet.

2.5.1 Description du calcul LES
Schéma et code de calcul

Le code CFD elsA de TONERA a été utilisé pour la réalisation de ces calculs LES. Les
flux Eulérien sont résolus par un schéma de Jameson et les flux visqueux par un schéma
centré d’ordre 2. L’intégration en temps est réalisée par un schéma de Gear et une méthode
d’approximation de Newton est utilisée pour résoudre les termes non-linéaires. A chaque
itération, une méthode implicite de Gauss-Siedel inverse le systeme linéaire, ce qui permet
d’obtenir un CFL de l'ordre de 20. Enfin, le modele WALE [81] est utilisé comme modele de
sous maille.

Définition du maillage

Comme déja précisé précédemment, le code elsA résout les écoulements sur des maillages
structurés multidomaines. Le maillage utilisé dans ce calcul possede plus de 12 millions de
points. Une vue d’ensemble de ce maillage est visible sur la figure 2.29 et des vues détaillées
sont représentées sur la figure 2.30. Des critéres concernant la taille des mailles (Az, Ay, Az)
sont imposés. Ainsi, les conditions suivantes sont respectées :

Azt <40; Ayt < 2;AzT <20

Y (m)

©
n
T

F1G. 2.29 — Maillage (vue d’ensemble) pour un calcul LES d’interaction rotor-stator.
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Il s’agit la d’un calcul 2,5D, c’est a dire que le maillage présenté sur les figures 2.29 et
2.30 est dupliqué en envergure sur 4,32 mm avec 37 plans, soit environ 5% de I’envergure
totale. Cette tranche est située radialement en téte de pale. Une vue tridimensionnelle de la
section du stator simulée est visible sur la figure 2.31. Le nombre de Reynolds basé sur la
corde du rotor est égal a 220000. Les conditions aux limites latérales sont assurées par des
parois glissantes. Le recours a une telle condition aux limites facilite la mise en oeuvre du
calcul LES mais semble incompatible avec la faible étendue radiale considérée ; on peut donc
s’attendre a une solution présentant une forte cohérence d’ores et déja discutable. La vitesse
a 'infini amont est imposée comme la condition limite d’entrée et la pression statique en aval
comme condition de sortie.

0.006

N (m)h
(b) Stator

F1a. 2.30 — Détail du maillage utilisé pour un calcul LES d’interaction rotor-stator (1 point
sur 4).

Y

W

Fia. 2.31 — Vue tridimensionnelle du trongon de stator sur lequel est effectué un calcul LES
d’interaction rotor-stator.
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Enfin, une derniere simplification nécessaire concerne le nombre de pales du rotor qui est
diminué de telle sorte qu'il soit égal au nombre d’aubes du stator (16). Cette simplification
permet de réaliser un calcul 1 : 1 qui limite le domaine de calcul a un canal inter-aube mais
modifie la fréquence de passage des aubes et donc le bruit tonal qui en résulte. Ainsi, la
fréquence de passage des aubes diminue de 1300 a 800 Hz. En revanche le bruit a large bande
ne devrait pas étre significativement modifié si ’'on suppose que les phénomenes turbulents
sont décorrélés d’'une aube a 'autre.

Résultats aérodynamiques

Pour simuler un passage d’une pale du rotor, 31 heures de calcul sur un calculateur
vectoriel de type NEC-SX8 sont nécessaires. La figure 2.32 illustre le critere Q (différence
entre le tenseur des déformations et le tenseur de rotation du gradient de vitesse) permettant
de visualiser les structures cohérentes dans le sillage du rotor venant impacter le stator. Sur
la figure 2.32, cette grandeur est colorée par I'entropie.

Fia. 2.32 — Critére Q coloré par I'entropie lors de I'interaction rotor-stator obtenue par un
calcul LES.

Une analyse préliminaire des résultats est réalisée en stockant la pression surfacique sur
20 points du stator dont la position est précisée sur la figure 2.33. Le pas de temps du calcul
aérodynamique est de 1,3 x 1077 s et 1 pas de temps sur 10 a été stocké sur une durée totale
de 31,2 ms pour I'exploitation acoustique.

Les signaux temporels, ainsi que les DSP de pression surfacique pour certains des points
sont représentés sur la figure 2.34. Les DSP ont été obtenues par la méthode du périodogram-
me en divisant le signal en 10 blocs se recouvrant légerement (30%). Le pas fréquentiel ainsi
obtenu est de 256 Hz. Méme si ce pas fréquentiel peut paraitre grand, il est suffisant en
pratique pour estimer le bruit a large bande d’une interaction rotor-stator caractérisé par un
spectre relativement plat.
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F1G. 2.33 — Localisation des points d’extraction de la pression surfacique sur le stator.

x10°
= 1035} o |
s "(\,‘s B V‘y:“"’n”.“\_»‘u‘y:‘ e —— Pt 4 10+ 1
Py ! LN A T —— Py 7 B
= 1.03 X | — Pt 10 [a M
2 v WWM Pt 11 I
I \
E —— Pt 14 ! \\
Z ‘ 5 —Pul
£ 102 , Pt 17 & 10— Pt 4
= —— Pt 20 9
it S =
o m '
B 1.02 = —20¢ Pt 11
—
1.015} ] —30| t
30— pia
0.07 0.08 0.09 0.1 103
Temps (s) Fréquence (Hz)
(a) Signatures temporelles (b) Densité spectrale de puissance

F1G. 2.34 — Pressions surfaciques dans les domaines temporel et fréquentiel.

Les fortes fluctuations de pression instationnaire (figure 2.34(a)) et le niveau élevé du
spectre correspondant (figure 2.34(b)) indiquent que le point 10 est singulier. L’écoulement
en ce point est décollé mais semble rattaché plus en aval. Ce phénomene est confirmé sur la
figure 2.35 représentant la pression surfacique sur l'extrados du profil & un instant donné,
pres du bord d’attaque. La zone de basse pression proche du bord d’attaque représente la
zone de décollement. Ce type de décollement laminaire pres du bord d’attaque est fréquent
dans le cas de profil mince a basse vitesse. On retrouve ainsi ce phénomene dans les calculs
de Wang et al. [121] et les mesures de Moreau et Roger [102].

La fréquence de passage des aubes (800 Hz) n’est pas visible sur tous les points. Elle n’ap-
parait clairement que pour les points pres du bord d’attaque la ou les niveaux de fluctuation
sont plus importants. En revanche, d’autre raies toujours inexpliquées émergent du spectre.
Des phénomenes de battement dus & des réflexions numériques sur les frontiéres amont et/ou
aval du domaine de calcul sont suspectés de méme qu’un phénomene de lacher tourbillonnaire
dans le sillage du rotor. Enfin, les variations de pression moyenne entre intrados et extrados
traduisent un léger chargement du stator. A I'exception des cas particuliers des points 10
et 11, les DSP restent relativement semblables entre les différents points d’extraction méme
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F1G. 2.35 — Visualisation de la pression surfacique totale (en Pa) instantanée sur ’aube du
stator (extrados) fournie par un calcul LES d’une interaction rotor-stator.

lorsque 1'on s’éloigne du bord d’attaque. Cette observation est contraire a ce qui est observé
(cf. expérience de Mish et al. [73] et de Paterson et al. [35]) lors d’une interaction THI-profil.
Une forte décroissance des niveaux est attendue et prévue par la théorie et a été également
retrouvée au chapitre 1 par des méthodes analytique et numérique. Pour illustrer davantage
ce phénomene, les figures suivantes comparent les DSP de pression surfacique obtenues direc-
tement avec la LES a celles obtenues analytiquement avec la théorie d’Amiet dont I’expression
de la DIP est rappelée ci-apres :

+00
Sq(¢. ¢ f) =27r(7rpo)2Uc/ 9(C Ko, Ky)g* (¢ K¢, K ®ee (Ko, K, )e ' =m) g,
. (2.52)
La DSP en un point est obtenue avec ¢ = ¢’ et n = 1. Les données d’entrée pour obtenir Sy,
a partir de I’équation 2.52 sont les mesures disponibles, déja utilisées dans la section 2.4.3
pour la deuxieme configuration (figure 2.28(a) et 2.28(b)). La comparaison est faite pour
différents points (indiqués en pourcentage sur les figures) dans la direction de la corde. Dans
le cas du calcul LES, les points sont positionnés sur l'intrados. La comparaison n’est donc
pas parfaitement rigoureuse mais elle permet de dégager les tendances. D’abord, I’analyse est
effectuée (figure 2.36(a)) en utilisant les données moyennées sur toute l’envergure. Puis, les
données moyennées sur une tranche de 8 mm en bout d’aube sont utilisées et les résultats
sont présentés sur la figure 2.36(b), cette position correspondant a celle du calcul LES.
Cependant les tourbillons marginaux en bout de pales influent énormément sur la mesure
alors qu’ils ne sont pas présents dans le calcul LES. Ainsi, la méme analyse est faite sur la
figure 2.36(c) a l’aide des données en milieu de veine, ou I’écoulement est peu influencé par les
tourbillons de pied et de bout de pale. Pour compléter 1’analyse, la figure 2.36(d) représente
la situation en pied de pale. La répartition quasi-uniforme de la charge dans la direction de
la corde peut étre reliée aux problemes de ce calcul déja évoqués précédemment (phénomene
de battement). Il peut également s’agir du développement de la couche limite turbulente qui
n’est pas prévue par la théorie et qui serait plus efficace que dans le cas d’une interaction
THI-profil classique. Cependant, on remarque qu’indépendamment des données d’entrée, les
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pentes des spectres numériques et analytiques en hautes fréquences sont similaires.
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Fic. 2.36 — DSP de pression surfacique sur le stator : calcul LES en traits pleins, calcul
théorique en traits discontinus.

Les cartographies de la figure 2.37 montrent ’espace des nombres d’onde et des fréquences
obtenu a 'aide d’un calcul de matrice interspectrale. L’analyse est faite sur les points 12 a
20 sur 'intrados et 10 & 1 sur 'extrados. Gréace a cette analyse, il est possible de mettre en
évidence les vitesses de convection hydrodynamique (U.) et acoustique (U, — ¢y vers 'amont
et U, + co vers Paval).

Les vitesses acoustiques sont bien mise en évidence, en particulier sur 'intrados. Ces
vitesses peuvent étre estimées grace a la pente des maxima (traits noirs). Cependant, a cause
d’une distance d’analyse trop courte (taille réduite du profil), la résolution sur les nombres
d’onde est trop faible et la prévision n’est pas suffisamment précise. De plus, un certain
nombre de fréquences et notamment la raie tres énergétique a 1500 Hz sont centrées en
K = 0. Ceci traduit une vitesse de convection infinie qui confirme le caractere non-physique
du phénomene lié. Par ailleurs, la vitesse de convection hydrodynamique n’est pas clairement
visible. Plusieurs raisons peuvent expliquer cela. Premierement, I’énergie est répartie sur un
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2.5 Utilisation d’un calcul LES

grand nombre de fréquences a cause de la variation de vitesse entre le bord d’attaque et
le bord de fuite. De plus, la vitesse de convection des structures hydrodynamiques dans la
couche limite est tres faible, une pente tres importante est donc attendue. Une telle pente est
plus facilement visualisable pour des nombres d’onde élevés, ce qui nécessite une meilleure
résolution spatiale. Enfin, la simulation crée certainement du bruit numérique qui parasite la
lecture.

ST
T

Nombre d'onde (rad/m)
o
o

Nombre d'onde (rad/m)

SHlir . i |
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000 0 1000 2000 3000 4000 5000 6000

Fréquence (Hz) Fréquence (Hz)
(a) Intrados (b) Extrados

Fia. 2.37 — Cartographie nombre d’onde-fréquence réalisée a la suface du stator.

2.5.2 Etude de la cohérence modale

Une hypothese couramment utilisée lorsque 'on étudie la composante a large bande du
bruit de soufflante consiste a considérer les modes de maniére incohérente a cause du ca-
ractere non-déterministe des phénomenes mis en jeu. Cette hypothese a d’ailleurs été utilisée
précédemment dans la mise en place du modele analytique a la section 2.3. Pour rappel, la
DSP de pression acoustique en prenant la compte la cohérence modale s’écrit :

mn

Spp(f) =V xE

Avec ’hypotheése d’incohérence modale, I'expression devient :

Sopf) =V % 3B [[mn(f)P] (2.54)

Le fait de connaitre directement la pression surfacique dans le domaine temporel grace a
la LES permet d’effectuer la prévision acoustique a 1’aide de ces deux formulations et ainsi de
vérifier la validité de cette hypothese. Le calcul LES n’étant réalisé que sur une fine tranche
en envergure, une simple duplication des données dans la direction radiale est réalisée dans un
premier temps afin d’avoir des données sur une envergure complete. D’autres méthodes seront
proposées par la suite permettant notamment de prendre en compte des effets de corrélation
radiale plus réalistes. L’étendue radiale de la tranche de calcul étant de 4,32 mm, elle est
donc dupliquée 20 fois ce qui correspond a une envergure de 86,4 mm. La surface du stator
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est donc légerement plus faible qu’expérimentalement puisque ’envergure est normalement
de 87,7 mm. De plus, la corde augmente linéairement vers le pied de pale (voir figure 2.13).
Pour une plaque plane basée sur la corde locale, cela correspond a une différence d’environ
6 cm? que I’on néglige en conséquence. Lors de la réalisation du calcul, I'effort a été concentré
sur la résolution des problemes soulevés précédemment. Ainsi, les seuls points d’extraction
de données disponibles sont ceux présentés sur la figure 2.33.

80

-3
=)

2.107° Pa

(o))
ja)

[
o

W
(an)

dB/Hz, Pres

Modes incohérents
—o— Modes cohérents

30777000 2000 3000 4000 5000 6000

Fréquence (Hz)

F1a. 2.38 — DSP de pression acoustique au carter due a une interaction rotor-stator avec ou
sans corrélation modale.

En appliquant les équations précédentes, on obtient les résultats présentés a la figure 2.38
pour la DSP de pression acoustique au carter & 1 m de la source.

90 95 100 105
. L TS

0.5 0.75 1 1.25 1.5

0.5 0.75 1 1.25 1.5
x (m)

F1G. 2.39 — Niveaux intégrées [250 Hz - 6 KHz| de pression en dB dans une section du conduit
- Modes cohérents (haut) et incohérents (bas)

Meéme si les différences de niveau peuvent étre assez élevées a certaines fréquences, les
spectres ont une allure similaire. La propagation modale de maniéere non-déterministe tend a
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minimiser la contribution des termes croisés de ’équation 2.53 ce qui permet la convergence
des résultats entre les deux méthodes. Cependant, ces prévisions dépendent également de la
position axiale et radiale du point d’observation. C’est pourquoi, la méme comparaison est
faite sur les niveaux intégrés dans une section longitudinale du conduit sur la figure 2.39. La
solution issue de la formulation avec modes incohérents (équation 2.54) est indépendante de
la direction axiale. La méme indépendance azimutale est également prévisible. Une tendance
similaire est vérifiée lorsque la cohérence modale est préservée. Ces résultats confirment la
validité de 'hypothese d’incohérence modale. De plus, le fait d’avoir dupliqué les données ra-
dialement et de disposer d’un temps de simulation relativement court (nombre de moyennes
pour le calcul du périodogramme limité & 10 en pratique) tend a surestimer la contribution des
termes croisés. En définitive, on retiendra cette hypothese pour deux raisons : premierement,
cette hypothese est utilisée dans [34] pour déterminer la puissance acoustique a laquelle
sont comparés nos calculs; deuxiemement, cette hypothese est adoptée dans la majorité des
modeles analytiques y compris celui présenté dans cette these.

Puisque le calcul LES est limité a un fine bande en envergure, un modele est nécessaire
pour prendre en compte la corrélation dans la direction radiale. En effet, lorsque les données
sont dupliquées, les résultats sont surestimés si I'intégration est faite de maniere cohérente
puisque les sources sont alors completement corrélées. En revanche, une sommation in-
cohérente de la contribution de chaque tranche entraine une sous-estimation si ces tranches
ne sont pas assez grandes pour étre totalement décorrélées. Ainsi, différentes approches sont
proposées ci-apres.

Modéle de Kato

Cette approche, proposée par Kato et al. [56] pour déterminer le rayonnement acoustique
d’un long cylindre & ’aide d’un calcul LES, peut étre considérée comme étant la plus simple.

La DSP de pression acoustique (Sj,) est déterminée pour une seule tranche et est corrigée
par la suite de la maniere suivante :

Spp(f) = S,Zp(f) + 10log(A£T) pour [, (f) < Ar (2.55a)

Spp(f) = Sp(f) + 20109(&) pour I,(f) > L (2.55b)

Spp(f) = Sgp(f) + 20log(l77A(i)) + lOlog(l ff)) pour Ar < l,(f) < L (2.55¢)
n

Pour le calcul de I'échelle de corrélation en envergure, [, (f), on peut par exemple utiliser
I’équation 1.28, ou encore l'expression proposée par Lynch et al. [70] permettant de prendre
en compte facilement ’anisotropie de la turbulence. La connaissances des valeurs de A et U,
est alors nécessaire. On utilise ici des données expérimentales moyennées dans la direction
de 'envergure, comme a la section 2.4, soit A = 4,7 mm et U, = 40,05 m/s. La figure 2.40
présente le résultat de ’équation 1.28 avec ces parametres.
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Fia. 2.40 — Longueur de corrélation en envergure obtenue grace a 1’équation 1.28.
Amélioration du modele de Kato

Au lieu d’utiliser une correction asymptotique comme celle proposée par Kato, une fonc-
tion de corrélation, 7y, peut étre modélisée par une fonction exponentielle :

V(ri, f) = e (2.56)
La correction s’écrit alors :
) Ntr Nt'r‘
Spo(f) = Sgp(f) + 10009 (Y~ >~ (ri, f) (2.57)
i=1 k=1
avec 1; = (i — k)Ar et Ny = L/Ar.
L’équation 2.57 a récemment été utilisée par Seo et al. [108] également dans le cadre

du rayonnement d’un cylindre en champ libre. La figure 2.41 présente la DSP de pression
acoustique au carter avec les deux corrections proposées jusqu’a présent. La bande de référence
(S{;p) est placée en bout de pale que I'on notera j = 1, avec Ny, toujours égal a 20.

La correction de Kato pour des bandes incohérentes (équation 2.55(a)) s’applique sur
presque tout le spectre car ici Ar est plus grand que [,(f), excepté entre 500 et 1500 Hz.
La figure 2.42 illustre la correction en dB (S, — S;p) pour N;. = 20 et explique les écarts
observés entre les deux méthodes. En effet, la correction gaussienne agit encore méme si Ar

est plus grand que I,(f), comme déja constaté a la section 1.1.7.
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Fi1G. 2.41 — DSP de pression en fonction des corrections utilisées pour étendre I’envergure de
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FiG. 2.42 — Comparaison des corrections asymptotique et gaussienne pour ’extension en
envergure des données LES.

Effet de compacité

Les deux approches précédentes ont été appliquées dans le cadre d’un rayonnement en
champ libre et lointain assumant ainsi des sources compactes. Une amélioration consiste
donc a dupliquer la bande de calcul LES selon 'envergure avec une sommation cohérente ou
incohérente de ces tranches en supposant donc des données d’entrée constantes en fonction
de lenvergure. La figure 2.43 compare cette technique avec une sommation incohérente et
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une correction basée sur 1’équation 2.55(a). Une correction supplémentaire non abordée ici
pourrait consister a introduire un facteur d’amplitude déterminé a ’aide de données issues
de mesures ou un calcul RANS.

51 —+— Equation 2.55a

Bande dupliquée

1000 2000 3000 4000 5000 6000
Fréquence (Hz)

Fia. 2.43 — Comparaison entre la DSP obtenue grace a une duplication de la tranche de
calcul LES et celle obtenue avec la tranche de calcul et la correction de Kato.

Cette comparaison est semblable a celle réalisée a la section 2.3.2. La méme tendance y
est observée, a savoir une nette augmentation du niveau lorsque 1’on utilise une seule tranche
en téte d’aube. Ainsi, il peut étre intéressant d’introduire les effets de corrélation tout en
dupliquant les données pour conserver les effets de non-compacité. Comme proposé par Pérot
et al. [36], on peut écrire la DSP de la maniere suivante :

NtT‘ Ntr NtT‘
ZEpZ + 22 Z [Re(pip;)] (2.58)
=1 j=1+1

Le second terme, correspondant aux termes croisés, est alors inconnu. Il peut étre modélisé
en suivant I’approche suivante :

E [Re(pip}))]] = +(ri, ) E [Re(pir})]] (2.59)

Le terme entre crochet avec 'indice L est le terme de corrélation avec la duplication de la
tranche de calcul. Cette correction est tres proche de celle de Seo mais permet en plus d’avoir
des sources non-compactes. On obtient finalement les résultats a la figure 2.44. Les effets de
la corrélation radiale obtenue par la fonction gaussienne et illustrés sur la figure 2.41 sont
bien mis en évidence en plus des effets de non-compacité.
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F1G. 2.44 — DSP de pression acoustique obtenue en utilisant la duplication des sources en
envergure avec ou sans corrélation.

2.5.3 Comparaison des prévisions acoustiques avec les mesures disponibles

La figure 2.45 résume les prévisions de la puissance et de la DSP de pression en conduit.
Ces résultats sont obtenus grace aux données LES post-traitées avec I'équation 2.58. Ils sont
comparés aux données expérimentales du banc d’essai du DLR.
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FiG. 2.45 — Comparaison entre la prévision du bruit d’interaction rotor-stator obtenue a
partir de données issues d’un calcul LES et les mesures provenant du banc d’essai du DLR.

Ainsi, une estimation satisfaisante du niveau de bruit est obtenue. Les niveaux prédits sont
en accord avec la mesure sur une large bande de fréquence malgré une pente de décroissance
des spectres moins importante. Les raies parasites déja présentes sur les DSP de pression
surfacique sont encore visibles. Cependant, a cause des termes de phase, la raie a environ
1500 Hz n’est plus visible; en revanche la raie a 2500 Hz devient prédominante. On peut
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également voir la fréquence de passage des aubes a 800 Hz.

En plus de la comparaison avec les mesures, I’estimation de la DSP de pression acoustique
en conduit obtenue grace au calcul LES est comparée sur la figure 2.46 a I’approche analytique
développée dans la section 2.3.
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F1G. 2.46 — Comparaison des approches numérique (LES) et analytique (modele d’Amiet)
pour prévoir la DSP de pression générée par une interaction rotor-stator.

En dehors des raies parasites et d’une pente légerement moins importante, les résultats
obtenus lorsque les données LES montrent une tendance identique aux prévisions fournies par
la théorie d’Amiet (avec données moyennées). Ce résultat peut sembler surprenant puisque a
la vue des DSP de pression surfacique reportées sur les figures 2.36(a) a 2.36(d), on devrait
s’attendre a des niveaux plus important lors de 'utilisation de données LES. Les explications
les plus probables sont les suivantes : premierement, avec les termes de phase dans la direction
de la corde lors de l'intégration, les phases issues du LES contribuant sans doute (dans le
cas présent) a réduire plus fortement le niveau que celles issues de la formulation d’Amiet ;
deuxiemement, la cohérence radiale des sources obtenue analytiquement semble étre plus
importante que celle issue des données LES méme lorsque celle-ci est reconstruite a partir
des modeles semi-empiriques. A ceci, il faut également rajouter le fait que les données LES
sont disponibles sur une surface légerement plus faible (cf. paragraphe 2.5.2).

2.6 Conclusion

Ce chapitre a permis la mise en place d’outils pour prévoir le bruit généré par 'interac-
tion du sillage turbulent d’un rotor avec un stator. Aprés une étude bibliographique, deux
méthodes (une analytique et une semi-numérique) ont été retenues. Elles s’appuient toutes les
deux sur une analogie acoustique, l'intégrale de FW-H, adaptée a la propagation en conduit
(équation de Goldstein). Seule la maniere d’obtenir les sources de bruit, & savoir la pression
instationnaire & la surface des aubes du stator, differe d’une méthode a ’autre. Cette approche
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avait déja été retenue au premier chapitre. Ainsi dans un but analogue, le modeéle d’Amiet
avec des données issues d’un calcul RANS et le calcul LES direct permettent de déterminer
les sources dipolaires du terme de bruit de charge de I’équation de FW-H. L’application de
ces méthodes au cas du banc d’essai du DLR a permis d’effectuer des comparaisons avec des
mesures disponibles. Deux formulations utilisant le modele d’Amiet ont été mises en avant :
I'une est bidimensionnelle avec une approche par bandes prenant en compte I’évolution ra-
diale des parametres de calcul et 'autre est tridimensionnelle mais restreinte & des données
d’entrée uniformes radialement. Les deux formulations ont fourni des résultats satisfaisants
compte tenu de la relative simplicité des modeles. Cependant, I’approche bidimensionnelle
semble plus intéressante grace a un temps de restitution plus faible.

Dans un deuxieme temps, un calcul LES a été utilisé. L’envergure simulée du calcul étant
limitée, une méthode d’extrapolation des données dans la direction radiale a été mise en place
afin de restituer au mieux les effets de non-compacité et de corrélation des sources turbu-
lentes. Grace a I'obtention directe des sources par le calcul LES, I’hypothése d’incohérence
modale classiquement adoptée a pu étre vérifiée. L’approche numérique a fourni de bons
résultats malgré plusieurs anomalies restant & élucider au niveau du calcul LES (raies para-
sites, vitesse de convection inaccessible, répartition quasi-uniforme de la pression suivant la
corde). De plus, on pourra regretter le manque de données disponibles pour pouvoir effectuer
d’avantage d’analyses.

Le probleme de la génération des sources et du champ acoustique dans la manche a été
traité dans ce chapitre. Nous allons maintenant nous intéresser au probleme du rayonnement
en champ libre et plus particulierement vers I'aval. Ceci fait I'objet du chapitre suivant.
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Chapitre 3

Rayonnement en champ lointain du
bruit a large bande de soufflante

Générées par les sources turbulentes au niveau de la soufflante, les ondes acoustiques
se propagent dans la manche puis sortent de la tuyére dans un milieu hétérogene. Le bruit
rayonne ensuite en champ lointain ot l’écoulement moyen est uniforme et les fluctuations
de pression régies par l’équation des ondes convectées. Le chapitre précédent était dédié a la
détermination des sources de bruit et a la propagation de ce bruit dans un conduit annulaire
semi-infini en supposant un écoulement moyen uniforme. Dans cette derniére partie, des
outils analytiques mais aussi numériques sont mis en place pour prévoir le rayonnement a
large bande jusqu’a un observateur en champ lointain.

3.1 Calcul analytique du rayonnement en champ libre

3.1.1 Modeles analytiques

L’approche la plus simple pour déterminer le rayonnement acoustique en sortie d’un
conduit consiste a supposer une sortie bafflée (sortie encastrée dans un plan parfaitement
rigide), comme le suggerent Tyler et Sofrin [118] en utilisant une intégrale de Rayleigh. Cette
méthode peut facilement étre améliorée grace a une intégrale de Kirchhoff, comme proposée
par Lewy [65]. Un écoulement uniforme peut alors étre pris en compte et ’hypothese du
conduit baffié supprimée. Cependant, ces méthodes ne prennent pas en compte les réflexions
en fin de conduit et sont en défaut pour des angles de rayonnement supérieurs a 90°. Il faut
donc calculer de manieére exacte les réflexions en fin de conduit et la diffraction des ondes
acoustiques par la levre. A la fin des années 50, Levine et Schwinger [63] développerent
une méthode analytique pour déterminer le rayonnement exact d’une onde plane par un
conduit cylindrique sans écoulement en utilisant la technique de Wiener-Hopf. La majorité des
modeles proposés par la suite sont alors réalisés grace a cette technique. Homicz et Lordi [53]
étendent la méthode aux modes tournants et utilisent une transformation de Prandlt-Glauert
pour prendre en compte les effets d’un écoulement uniforme. On peut aussi citer les modeles
utilisant des hypotheses au niveau de la factorisation du noyau de Wiener-Hopf, comme celui
de Savkar et Edelfelt [104] avec 'approximation de Carrier-Koiter [17], ou bien encore Hocter
[52] avec la fonction U de Weinstein [122]. Rienstra [99] détermine le rayonnement en sortie
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d’un conduit annulaire (avec un corps central infini) en écoulement uniforme. Contrairement
au modele de Homicz et Lordi, le modele de Rienstra prend en compte la nappe de vorticité
créée par les ondes acoustiques au passage du bord de fuite pour le cas d’un rayonnement
vers 'aval. L’'importance de cette nappe de vorticité a été démontrée par Munt [78] dans
le cas d’un cylindre, son modele pouvant notamment prendre en compte un cisaillement de
I’écoulement. Le modele de Munt a ensuite été étendu par Gabard et Astley [36] pour un
conduit annulaire avec un corps central infini; ce dernier pouvant étudier la création des
instabilités de la nappe de vorticité dues a la discontinuité de vitesse. A noter que tous les
modeles cités ici utilisent comme donnée d’entrée 'amplitude du mode incident. On souhaite
bénéficier d’un modele de prévision fiable et rapide tant du point de vue de I'exécution que de
la mise en oeuvre. Ainsi, 'approche fondée sur la méthode de Kirchhoff a été retenue. Afin de
déterminer I'erreur faite en utilisant 'approximation de Kirchhoff, la formulation de Homicz
et Lordi a également été programmée. Dans un premier temps, les deux formulations seront
présentées séparément, puis finalement comparées en utilisant les données d’entrée issues des
calculs du chapitre précédent.

3.1.2 Intégrale de Kirchhoff

La méthode de Kirchhoff consiste a remplacer les sources réelles par des sources virtuelles,
Y, placées sur une surface fermée, entourant I’ensemble du volume ot sont situées les sources
réelles. Dans le cas du rayonnement en sortie d’un conduit, les sources ne sont connues qu’a
I'intérieur et sur la section de sortie du conduit. Ainsi, la surface de Kirchhoff, .S, est limitée a
I’embouchure du conduit et en conséquence n’englobe pas toutes les sources. Certaines sources
de bruit sont donc manquantes et les phénomenes de diffraction des ondes acoustiques par
les levres du conduit sont mal prédits entrainant des erreurs pour les angles de rayonnement
important, c’est a dire pour ¢ > 90°. Une autre hypothese est 'uniformité de 1’écoulement
moyen interne (dans le conduit) et externe. En conséquence, les effets du cisaillement de
I’écoulement, important a I’éjection, ne peuvent pas étre pris en compte. De plus, ’action de
la nappe de vorticité créée par les ondes acoustiques au passage du bord de fuite est également
négligée. A noter que ces deux derniers effets (cisaillement et nappe de vorticité) ne sont pas
non plus inclus dans la méthode de Homicz et Lordi également utilisée par la suite. La figure
3.1 précise les notations utilisées dans cette section.

Fia. 3.1 — Définition des notations pour la problématique du rayonnement en sortie d’un
conduit.
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La pression sur la surface virtuelle, pour un conduit annulaire ou cylindrique, s’écrit :

p (Y_’U’t> = io: io:AmnCmn(Tv)e_i(mev—i_Kmnrv_wt) (31)

m=—oo n=0

L’intégrale de Kirchhoff écrite dans le domaine fréquentiel [88] est donnée par :

oo L] 0] ()
pX1) = 4WSOJQ 2T g ons 4'p( )
{ik (an; n n; (Xig_ Y; )) _i_ﬁQni (X;Q— Y, )H piwi—ko) g (3.2)
0 0

Les ondes acoustiques dans un milieu en translation uniforme se propagent en fonction des
distances modifiées Sy et o définies ci-apres :

S(Z) = 52(25 - Zv)2 + BQ(y - yv)2 + (l’ - xv)z (33)
> So — My (x — xy)

ﬂQ

On introduit le coefficient €, oul € = 1 pour un rayonnement vers l'aval et € = —1 vers 'amont.

De cette maniere le nombre de Mach reste positif pour les deux configurations. Pour une sur-
face de Kirchhoff égale au plan de sortie du conduit normal a 'axe x, les simplifications
suivantes peuvent étre faites :

- (x — zy) = €Dcosyp

- 7F = (1,0,0)

L’équation 3.2 se simplifie alors ainsi :

op (Yv,w
e _ 1 2 p( ’ ) v : T 2 X i(wt—ko)

En remplagant l'expression de la pression sur la surface de Kirchhoff (équation 3.1) et en
calculant la dérivée axiale de la pression, il vient :

pX= S ZMSO/# Kmn+k(Mx+So>+ﬁ ZS&]

m=—oo n=0

Cmn(rv)ei(wt—ka—mev—l{mnl‘v)ds (34)

En se plagant en champ lointain, des simplifications supplémentaires sont possibles. Rap-
pelons que le champ lointain répond a trois criteres :
- distance tres supérieure a la longueur d’onde, soit kSg >> 1;
- distance tres supérieure a la dimension de la source, soit Sy >> R, ;
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- condition de Fraunhofer, soit d >> R2/\.

Ainsi, en se limitant au développement limité au premier ordre en r,/D, Sy peut étre ap-
proximée par :
62
So = B,D — ——rysinpcost
B

o devient alors :

-
/ v
o~ D' — —sinpcost
©

ou il a été posé :

By — eMycosp
- TD

Des simplifications supplémentaires peuvent étre faites. Premierement, le dernier terme entre

D/

crochets, 3%x/S3, dont I'influence est faible en champ lointain peut étre supprimé. De plus,
So peut étre approximé a l'ordre zéro (So ~ 3,D) au dénominateur, mais ’approximation au
premier ordre est conservée dans le terme de phase. Ainsi, I’expression de la pression rayonnée
devient :

oo 00 .
_; P . , .
P (){7 t) = z Z /S %Cmn(rv)ez(wt—kD — KnTy—mby +(krv/ﬁ¢)szn<pcosev)rvdrvdev

m=—00 n=0

avec,

A €COSp
Po = """ 2Kﬁn—-<>k]
il 5o+

L’intégrale en 6, peut étre résolue grace a la relation suivante :
2 )
/ 61Ucos€:tzm9d9 _ 27TZme(U)
0

ol J,, est une fonction de Bessel du premiere espece et d’ordre m, ici U = (kr,/fB,)sing,
d’ou :

. . X imtlapy , Re krysin
_ it(wt—kD'— Kpnxy) v P
P (X, t) E E “RD e N Conn(7v)Im (@0 ) rodry  (3.5)

m=—o0 n=0

Cette derniere intégrale peut étre calculée analytiquement dans le cas d’un conduit cylin-
drique en utilisant une intégrale de Lommel, mais afin de pouvoir étendre facilement le calcul
au cas d'un conduit annulaire, on propose de déterminer numériquement cette intégrale.
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3.1.3 Méthode de Homicz et Lordi

La formulation analytique proposée par Homicz et Lordi [53] est utilisée ici afin de quanti-
fier les erreurs engendrées par 'intégrale de Kirchhoff. Homicz et Lordi ont utilisé la technique
de Wiener Hopf pour résoudre le probleme du rayonnement d’un mode acoustique en sortie
d’un cylindre. Seul les modes non coupés sont considérés et le champ rayonné est supposé étre
lointain. Dans un premier temps, le calcul est considéré pour un fluide au repos (M, = 0).
Ainsi, la pression rayonnée s’écrit :

i(wt—kD—kmnTv)

p(fj)z ji iixmmDmne - (3.6)

m=—00 n=0

Dy, est le facteur de directivité, dont la norme s’écrit :

2
2 [ Omn 2 n
Jm(amn)Kmn Re ( Re ) o : T Kmj+ Kon
Dyl = sin)(kResin T
ﬁz gmq - :COS()OCO,SRE[F(Kmn)fF(kcosgp)] (37)
a1 ma + kcosp
avec,
1 (% Q)d
REF()/ v)dw (3.8)
T w—T
Y, (v) =«
Qv) = tan ' 2L — = (3.9)
Jh(v) 2

v="TReVk?—w?

ou R, désigne la partie réel. L’intégrale de I’équation 3.8 doit étre prise au sens de la valeur
principale de Cauchy. De plus, I’équation 3.9 correspond a la phase de la dérivée de la fonction
de Hankel et doit étre calculée sans discontinuité. L’intégrale numérique au sens de Cauchy
a été validée en résolvant l'intégrale suivante :

= /jh(x)da:

et

1
T — 2

En appliquant le théoreme de la valeur principale de Cauchy, on obtient I = In3 = 1,1.

h(z) =

L’intégration est divisée en deux (comme l'illustre la figure 3.2), I = I1 4 I2, avec :

2—e¢
I1 = / h(zx)dx
1
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12:/25 h(w)da

+e

100 Ji\\
2e
50+
< Oﬁ N
_50,
—100; 2 3 4 5
X

Fia. 3.2 — Exemple de résolution d’une intégrale au sens de la valeur principale de Cauchy.

Avec € = 0,05 et de = 0,01 (dzr doit étre petit devant €), on obtient numériquement
I = 1,098.

En analysant I'expression 3.7, il est possible de déterminer des relations simples pour
calculer les angles d’extinctions, ¢., et I’angle du lobe principal, ¢, :

kERcsing, = amj,j #m (3.10)

kResing, = amn (3.11)

Le calcul avec un écoulement uniforme est possible en utilisant le changement de variable
de Prandlt-Glauert tel que :

T=x/B;k="k/B;D=DB,/B;
cosp = cosp /By, ; sing = Bsing/B,.
Un terme de phase, e*“;MIi, doit également étre ajouté a ’expression 3.6. A noter que pour
le cas de l'entrée d’air, le nombre de Mach doit étre pris négatif et le facteur de directivité
est donné par :

- 1 — M,cos
Amn
1= M, 1*(M%)
Comme souligné par Rienstra [99], ce changement de variable est parfaitement justifié

lorsque ’écoulement rentre dans le conduit (cas de I'entrée d’air). Dans le cas de ’éjection,
I’absorption des ondes acoustiques due a la création d’une nappe de vorticité en aval du bord
de fuite du conduit (par application de la condition de Kutta) n’est pas prise en compte.
Cependant, Rienstra, démontre une diminution maximale de l'ordre de 0,4 dB et ce pour
des angles de rayonnement tres élevés, le lobe de directivité principal du mode en question
n’étant pas affecté.
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3.1.4 Comparaison des deux approches

Les deux méthodes sont appliquées au cas concret du banc d’essai du DLR. Méme si
aucune mesure en champ libre n’est disponible, cela permet d’utiliser des données d’entrée
réalistes. Les sources sont déterminées a partir d’'un calcul LES comme exposé dans la section
2.5. S’agissant de données large bande, 'amplitude modale, qui est la seule inconnue pour
déterminer le rayonnement d’un mode, est ici une densité spectrale a laquelle est rajoutée
une phase aléatoire. De plus, on considere les modes incohérents. Ainsi le calcul est fait mode
par mode et une somme quadratique est réalisée pour obtenir le résultat final. Le nombre de
Mach de I’écoulement vers ’aval reste identique a celui de la section 2.5, soit 0, 04. Le calcul
est fait a une distance D = 10R,, c’est a dire suffisamment loin pour que I’approximation en
champ lointain soit valable. Les niveaux intégrés de pression acoustique rayonnée en champ
lointain sont reportés sur la figure 3.3.

— — — - Méthode de Wiener-Hopf
Intégrale de Kirchhoff

40506070 80 90

dB, P,o; = 2.10~° Pa

F1G. 3.3 — Directivité en champ lointain (D = 10R.) du bruit d’interaction rotor-stator en
aval d’un conduit cylindrique.

Un tres bon accord est obtenu de ¢ = 0° a 90°. Pour des angles plus importants, les niveaux
obtenus par la méthode de Kirchhoff sont sous estimés a cause d’une surface d’intégration
limitée a la section de sortie du conduit, alors qu’elle devrait normalement englober toutes
les sources (ce qui est dans ce cas impossible en pratique).

La figure 3.4 compare les niveaux de puissance incidente interne avec les niveaux de
puissance externe pour l'intégrale de Kirchhoff ou la méthode de Homicz et Lordi obtenus
grace a 1’équation suivante :

27 D?
PocCo

SunlDllgre = 20 [ (14 Mycosi?|p (. 1) sings (313)

A D'exception des plus basses fréquences, le calcul de la puissance rayonnée sur la figure
3.4 montre des niveaux sonores tres proches entre les deux méthodes. Ainsi, la contribution
du rayonnement aux angles élevés est suffisamment faible pour n’influencer que tres peu la
puissance rayonnée. A noter également que la conservation de I’énergie entre l'intérieur et
I’extérieur du conduit est bien observée sur une large gamme de fréquence. En basse fréquence,
une diminution de la puissance externe est logiquement observée a cause des réflexions en
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sortie de conduit prises en compte par la méthode exacte. Paradoxalement, la méme tendance
est observée avec l'intégrale de Kirchhoff, ce qui parait plus surprenant étant donné que
I'intégrale de Kirchhoff n’est pas censée prendre en compte ces réflexions, les sources virtuelles
utilisées correspondant a la pression dans une section d’un conduit infini.

80
—— Puissance acoustique incidente interne
B —— Puissance acoustique externe (Wiener-Hopf)
& 70| —=— Puissance acoustique externe (Kirchhoff)
—
|
o
—
— 60
I
by
§ 50
mNﬁ
=40
m
e
30 :

10°
Fréquence (Hz)

Fia. 3.4 — Niveaux de puissance interne et rayonnée en aval d’'un conduit cylindrique.

4

finf

5 10 15 20 25 5 10 15 20 25
Mode angulaire Mode angulaire
(a) Méthode de Kirchhoff (b) Méthode de Wiener-Hopf

Fic. 3.5 — Rapport de puissance interne et rayonnée en aval d’un conduit cylindrique en
fonction du mode angulaire et de la fréquence.

Les figures 3.5(a) et 3.5(b) représentent le rapport entre la puissance incidente interne et la
puissance transmise pour les deux méthodes. Une valeur nulle signifie que le mode est coupé;
de méme, un rapport égal a un correspond a un transfert total de I’énergie. L’analyse est
effectuée sur toutes les fréquences et pour le premier mode radial de tous les modes angulaires.
Meéme si des écarts sont visibles, les deux solutions sont trés proches. L’intégrale de Kirchhoff
semble donc d’une certaine maniere prendre en compte la transmission de puissance en sortie
du conduit. Cette propriété de la méthode peut se démontrer facilement pour un probleme
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monodimensionnel mais sa génération au cas tridimensionnel n’est pas démontrer a ce jour.
On note cependant, que d’une maniere générale l'intégrale de Kirchhoff transmet moins de
puissance que la méthode exacte, certainement a cause de la sous estimation observée pour
w > 90"

— — — - Méthode de Wiener-Hopf 00 "~ "~ Méthode de Wiener-Hopf
———— Intégrale de Kirchhoff ———— Intégrale de Kirchhoff

90

180

- 80 40 20 0 20
dB, P,y =2.107° Pa dB, Pey =2.107° Pa

1 o N e o
-60 -40 -20 0 20

(a) Directivité pour une fréquence proche de la (b) Directivité pour une fréquence éloignée de la
fréquence de coupure (1282 Hz) fréquence de coupure (3333 Hz)

F1G. 3.6 — Directivité en champ lointain du mode (1,2) en aval d’un conduit cylindrique.

Néanmoins, cette tendance semble s’inverser prés de la fréquence de coupure du mode
comme exposé sur les figures 3.6(a) et 3.6(b) qui mettent en évidence la contribution du
mode (1,2) respectivement proche (transmission faible) et loin (transmission quasi-totale) de
la fréquence de coupure, sachant que la fréquence de coupure de ce mode est ici de 1145 Hz.
Toutefois, la contribution des modes pres de la fréquence de coupure est faible et ils sont,
de plus, peu nombreux (d’autant plus qu’ils ont été filtrés pour limiter les divergences de la
fonction de Green en conduit).

50 ; 40 :

451
< <
& 40} i
i 7
= ) =
] o
I 30t Il
3 5
™ 25 o
N N
Z 90} Z
m m Méthode de Wiener-Hopf
= 15h Méthode de Wiener-Hopf || © —10} —e— Intégrale de Kirchhoff |

—— Intégrale de kirchhoff = = = Intégrale de Kirchhoff (+10 dB)
10 — —20 —
103 105
Fréquence (Hz) Fréquence (Hz)
(a) Rayonnement a 30° (b) Rayonnement & 145°

F1G. 3.7 — DSP de pression acoustique rayonnée en champ lointain (D = 10R,) en aval d’'un
conduit cylindrique.

La figure 3.7(a) présente la DSP de pression acoustique rayonnée a 30°. Comme pour les
niveaux intégrés, les deux méthodes convergent parfaitement. En revanche, a 145°, I’écart est
trés important en particulier en basse fréquence. Ce point est mis en avant sur la courbe en
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pointillés de la figure 3.7(b) représentant la DSP obtenue avec Kirchhoff a laquelle 10 dB
ont été rajoutés. Ces écarts en basse fréquence, déja visibles sur la figure 3.4, sont dus a une
mauvaise estimation du mode plan (cf. figure 3.8). En effet, il est le seul mode propagatif a
la premiere fréquence (256 Hz) et seulement trois modes sont passants sur la deuxieme.

I D Méthode de Wiener-Hopf
——— Intégrale de Kirchhoff

60

b
180 0

-
dB, Prey =2.107° Pa

F1a. 3.8 — Directivité en champ lointain du mode (0,1) en aval d’'un conduit cylindrique.

En conclusion, le méthode de Kirchhoff semble tres intéressante pour prévoir le rayonne-
ment d’un bruit a large bande a forte densité modale jusqu’a un angle de rayonnement de
90°, notamment grace a une prise en compte partielle de la réflexion en sortie de conduit.
Cependant, compte tenu des hypotheses formulées sur I’hétérogénéité de ’écoulement et I’ap-
plication de la condition de Kutta, ces deux méthodes doivent étre appliquées de préférence
sur des cas de rayonnement amont. Pour le rayonnement vers I’aval, des méthodes analytiques
plus complexes ou des méthodes numériques doivent étre employées.

3.2 Calcul numérique de la propagation et du rayonnement
d’un bruit a large bande

3.2.1 Méthodologie de calcul

La section précédente traite des méthodes permettant de calculer la propagation et le
rayonnement en champ lointain pour des écoulements uniformes et des géométries simplifiées
de maniere analytique. Afin de prendre en compte les effets dus & un écoulement hétérogene
et a une géométrie réaliste, on se propose d’utiliser une méthode numérique a 'aide d’un
code CAA (Computational Aeroacoustics). A noter que cette section a fait 1'objet d’une
publication dans ’ATAA Journal [94]. Méme si comme nous l’avons vu a la section 3.1, les
formulations analytiques avancées [36, 29] peuvent traiter le cas du rayonnement aval avec
écoulement cisaillé, ce type de méthode reste limité a des géométries a section constante et un
champ de vitesse moyen approché par deux écoulements uniformes et paralleles, possédant
chacun des grandeurs aérodynamiques spécifiques et constantes (Mach, densité, pression...).
Cependant, 'utilisation de la CAA pour la problématique du rayonnement sonore en sortie
(ou entrée) de turboréacteur est de nos jours principalement limitée a 1’étude du bruit tonal
[129, 15, 88, 18]. Le but est ici de mettre en place une méthodologie permettant I’étude d’un
bruit a large bande.
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La méthode hybride proposée est schématisée a la figure 3.9. Comme point de départ,
on suppose connue la DSP de 'amplitude modale dans le conduit, F <\Amnl2) Cette gran-
deur peut étre déterminée par un modele de source (comme développé précédemment au
chapitre 2). Cependant, on peut également envisager 1'utilisation de données expérimentales
fournissant une DSP de pression acoustique dans le conduit (que 'on peut obtenir plus fa-
cilement de maniére expérimentale qu'une amplitude modale). Cette DSP peut alors étre
distribuée sur les différents modes en supposant une equi-répartition de 1’énergie. Ces modes
sont ensuite « injectés » avec une phase aléatoire dans une section du conduit (plan source)
du calcul CAA. Une moyenne d’ensemble sur plusieurs réalisations indépendantes (avec des
séquences de phases aléatoires différentes) est finalement réalisée pour reproduire le com-
portement aléatoire des sources turbulentes. Pour obtenir la solution en champ lointain, le
champ proche est extrapolé a ’aide d’'une méthode intégrale comme celle de Kirchhoff ou de
Ffowcs-Williams et Hawkings (formulation en surface perméable). Comme au chapitre 1, le
code CAA utilisé est le code sAbrinA. A noter que ce code a déja été intensivement utilisé
pour des applications en turbomachine dans le passé [38, 96, 95].

CFD+modele

2
analytique Bl Anal]

Rayonnement

Surface de Kirchhoff ou FW-H

Propagation : CAA code
(sAbrinA)

@mm cisaillé

Fia. 3.9 — Vision schématique de la méthodologie de prévision numérique du rayonnement a
large bande d’une soufflante.

Ici, on s’intéresse uniquement au rayonnement aval pour lequel 'approche numérique est
justifiée en raison des effets de réfraction importants a travers les couches de cisaillement
entre les écoulements des conduits primaire et secondaire.

Cette section s’organise comme ceci : la premiere section 3.2.2 traite de la génération
de modes acoustiques de conduit dans le code sAbrinA. Ensuite, dans la section 3.2.3, la
méthode de génération d’une source de bruit a large bande « équivalente » est mise en place
et validée par rapport a une solution analytique décrivant la propagation en conduit semi-
infini avec un écoulement uniforme. On s’intéresse plus particulierement a la convergence du
résultat en fonction du nombre de réalisations. Par la suite, 'implantation dans sAbrinA et
la validation du calcul CAA sont effectués sur le méme cas test. Le rayonnement aval d’une
tuyere idéalisée proposé et résolu semi-analytiquement par Gabard et Ashley [37] est ensuite
considéré. Le cas d’un mode unique est d’abord traité pour effectuer une validation avec les
solutions de Gabard et Ashley, puis le méme cas test est étendu au rayonnement d’un bruit
a large bande (multi-modes, multi-fréquences). Une attention particuliere est portée sur la
création de modes d’instabilités dans la couche de cisaillement et sur I'extrapolation de la
pression acoustique en champ lointain dans ce cas. Enfin, la derniere section 3.2.5 propose
une premiere application sur une géométrie réaliste de tuyere double flux pour laquelle le
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champ moyen est fourni par un calcul RANS. Une tuyere idéalisée basée sur les mémes
caractéristiques que la tuyere réaliste est également étudiée afin de mettre en évidence les
limitations respectives des deux approches (solutions analytique et numérique).

3.2.2 Génération d’un mode acoustique

Deux manieres de générer des modes de Fourier-Bessel sont implantées dans sAbrinA ;
leurs avantages et inconvénients sont discutés dans la suite.

Méthode d’injection modale

Il s’agit d’une condition aux limites écrite sur le champ total. Les formulations analytiques
des variables conservatives (p, pus, puy, pu., pE) sous forme modale (comme I’équation 2.4
pour la pression) sont imposées dans les mailles fictives en prenant en compte les termes
de phase. Ainsi, on obtient un bon controle sur la forme et l'intensité du mode que l'on
veut générer. Cependant, cette méthode possede plusieurs défauts. Tout d’abord, le plan
source ou sont générés les modes ne permet de gérer que des ondes incidentes et non pas les
ondes réfléchies a cause d’une rupture d’impédance (traitement de paroi ou sortie en bout
de conduit). L’amplitude des ondes réfléchies dans les mailles fictives est imposée a zero,
et cette violente transition génere des réflexions purement numériques. En conséquence, les
ondes stationnaires présentes dans le conduit ne sont pas simulées correctement et induisent
une mauvaise prévision du niveau sonore rayonné. Ce phénomene a bien été mis en avant par
Polacsek et al. [90]. Un autre point négatif vient du fait qu’il n’est pas possible (a 'heure
actuelle) de générer des modes coupés. Or, la contribution de modes proches de la coupure
peut étre non négligeable sur une certaine distance dans le conduit.

Sources équivalentes

La deuxiéme approche pour générer un mode de conduit est completement différente
de l'injection modale via une condition aux limites car ce sont les termes sources (termes
de droite des équations d’Euler) qui sont mis & contribution. Cette méthode proposée par
Polacsek et al. [88, 90, 87] utilise le fait que 'amplitude modale peut étre générée par le biais
d’une distribution de points sources j (monopdles) aux positions radiales rgq.

[Q(qu)] [Pmn(rgq)] = [Amn] (3.14)

P, représente une solution élémentaire pour un conduit annulaire infini en présence d’un
monopole j. Elle est reliée a la fonction de Green modale, G, par ’expression suivante :

D A ' ‘
T dt [Gmn(qu,t)] = i(w+ COMszn)Gmn(rgq)

On obtient donc les sources équivalentes en résolvant le systéme matriciel suivant :

Pm'ﬂ (qu)

[a()] = [Amn (1)) " [P (3.15)

A noter que le systeme peut étre résolu si jmar = Mmaz- Ces monopodles équivalents sont
implantés numériquement dans le code sAbrinA en approximant la fonction de Dirac par une
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gaussienne correctement calibrée. Puisqu’il ne s’agit pas d’une condition limite, la propagation
du mode peut étre simulée simultanément vers ’amont et ’aval. De méme, les ondes réfléchies
en fin de conduit peuvent poursuivre librement leur propagation vers I’amont et finalement
étre amorties par le « stretching » du maillage. Enfin, a noter qu’il est également possible de
générer des modes coupés.

Comparaison des deux approches

On se propose ici de comparer les deux approches dans le cas d’un conduit annulaire infini.
Le conduit est caractérisé par un rayon interne de 0,75 m et externe de 1 m. L’écoulement
est uniforme a Mach=0, 45 et la propagation est faite vers I’aval. Différentes configurations
modales sont testées a une fréquence de 1624 Hz (kR. = 30). Premiérement, on considere
un mode simple de rang angulaire m = 17 et radial n = 2. Les figures 3.10(a) et 3.10(b)
représentent respectivement les niveaux de pression RMS dans une section longitudinale du
conduit et la pression au carter a un instant donné. Ensuite, les mémes grandeurs sont ex-
posées sur les figures 3.11(a) et 3.11(b) pour tous les modes radiaux propagatifs du mode
angulaire 17 (de n = 1 & 3). Finalement, I’analyse est reconduite pour tous les modes propa-
gatifs de m = 0 a 17 et les modes radiaux de n = 1 & 3 sur les figures 3.12(a) et 3.12(b).

N | [ N 2
Prms: 0.00 0.08 0.17 0.25 0.33 0.42 0.50 0.58 0.67 0.75 0.83 0.92 1.00
——————— Injection modale
——=—— Théorie
Sources équivalentes

r(m)

0.2 04 06 0.8

r(m)
P (Pa)

L L I L
0.2 04 0.6 08 & 14 16 18 2 -
Sources équivalentes X (m) 0 05 X (%T]) 15 2

(a) Valeur RMS de pression acoustique dans une sec-  (b) Perturbation de pression au carter en § = 0°
tion longitudinale du conduit

Fia. 3.10 — Comparaison des différentes méthodes de génération de modes de conduit du
code sAbrinA : Mode (17,2).

Tout d’abord, on constate que la méthode d’injection modale fournit de tres bons résultats
indépendamment de la configuration modale. De plus, cette méthode permet une convergence
des résultats plus rapide que celle fondée sur les sources équivalentes. Ce dernier point n’est
pas négligeable dans le cadre d’un calcul nécessitant un temps de calcul important. De plus,
la méthode des sources équivalentes montre plus de difficultés & générer un mode simple. En
effet, 'activation d’un monopodle dans un conduit génere I’ensemble des modes propagatifs a
la fréquence considérée, ce qui introduit des erreurs numériques non négligeables si la matrice
d’inversion est mal conditionnée. Pour ne générer qu'un mode, il faut donc annuler tous les
modes que l'on ne veut pas créer. Bien que les résultats de pression instantanée obtenus avec
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Fic. 3.11 — Comparaison des différentes méthodes de génération de modes de conduit du
code sAbrinA : Modes (17,1 — 3).
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Fia. 3.12 — Comparaison des différentes méthodes de génération de modes de conduit du
code sAbrinA : Modes (0 — 17,1 — 3).

les sources équivalentes ne sont pas tres satisfaisants sur la figure 3.11(b), la cartographie des
niveaux RMS montre une amélioration des erreurs par rapport au cas ou seul le mode (17, 2)
est propagé. Enfin, dans le dernier cas, pour lequel un grand nombre de modes est généré, la
méthode des sources équivalentes donne des résultats quasi-identiques a l'injection modale.
Néanmoins, méme si dans le cas d’un rayonnement a large bande un grand nombre de modes
est propagé, ce qui semble mieux satisfaire a l'utilisation fiable de I’approche avec sources
équivalentes, la méthode de l'injection modale a finalement été retenue ici pour plusieurs
raisons. Premierement, les validations concernant la génération de bruit a large bande sont
faites en conduit infiniment long, ou les probléemes de réflexion n’interviennent pas. De plus, les
validations numériques concernant le rayonnement sont focalisées sur des modes isolés, ce qui,
compte tenu des résultats précédents, est défavorable a 'utilisation des sources équivalentes.
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3.2.3 Génération d’un bruit a large bande

Validation analytique

La principale difficulté pour générer un bruit a large bande dans un code CAA en uti-
lisant des sources harmoniques (approche modale) est de gérer le caractere aléatoire de la
turbulence. Si plusieurs modes sont générés en méme temps, la contribution de chaque mode
sera intrinsequement ajoutée de maniere cohérente dans le processus numérique. Par ailleurs
la solution obtenue sera par définition périodique. En pratique, le spectre a large bande est
estimé a ’aide d’un échantillonnage sur quelques bandes de fréquence sélectionnées. Une ap-
proche simple permettant d’obtenir une incohérence modale avec exactitude consisterait a
effectuer un calcul par mode et a additionner le résultat de chaque simulation de maniere
incohérente. C’est ce qui est fait dans les approches analytiques (cf. section 3.1), mais cette
méthode n’est pas envisageable numériquement si plusieurs centaines de modes doivent étre
considérés. L’approche proposée ici est d’associer une phase aléatoire a chaque mode acous-
tique et de réaliser des simulations indépendantes avec des tirages de phase différents. Une
telle approche a déja été utilisée pour générer des modes incohérents sur une fréquence [62]
et pour créer une turbulence homogene et isotrope en entrée d’un calcul LES [103]. De plus,
en annexe de leur publication, Lafronza et al. [59] comparent les deux approches (sommation
incohérente et phase aléatoire) dans le cas de 'atténuation sonore par des traitements de
paroi. Leur étude met en évidence de faibles écarts entre les deux méthodes.

Dans un premier temps, la méthodologie est validée par rapport a la solution théorique
du champ sonore dans un conduit annulaire semi-infini avec un écoulement uniforme. Comme
donnée d’entrée, on définit une DSP, S(f), représentative d’un spectre de turbulence :

1
"1+ (f/fo)e

fo et a sont fixés respectivement a 1500 et 2. S(f) est tracée en trait épais sur la figure 3.13(a).

S(f) (3.16)

Cette DSP est la solution de référence, supposant des modes parfaitement incohérents, de
sorte que les niveaux RMS de pression dans le conduit sont constants dans les directions
radiales et angulaires. En faisant I’hypothese de I’équi-répartition de I’énergie entre les modes,
la DSP de amplitude modal, F <\Amn( f )\2), en Pa?/Hz, est directement reliée au nombre

de modes propagatifs Ny,oq(f) :

s
B () = o

Dans les sections suivantes, rs est choisi égal au rayon externe du conduit. On utilise la

(3.17)

DSP de pression acoustique au carter car une telle donnée peut en pratique étre obtenue
facilement a partir de mesures conventionnelles, contrairement a la DSP de I’amplitude mo-
dale. Néanmoins, la majorité des modeles analytiques peuvent fournir E ( | Ay, (f )|2> et cette
grandeur pourrait alors étre utilisée directement sans faire d’hypothese sur la répartition
énergétique des modes. L’amplitude modale (valeur complexe), AX (f), pour une réalisation
k, est calculée en utilisant une phase aléatoire, gbﬁm uniformément distribuée entre 0 et 2,
avec k = 1...N}, N étant le nombre de réalisations. Ainsi, elle s’écrit :
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Al (£) = \JB (|40 (£)7 ) (3.18)

L’expression analytique de la pression acoustique dans le conduit s’écrit alors :

PHX ) =)0 Al (f)Con (1) Bmmtmt) (3.19)

Par rigueur, S(f) est supposée étre définie avec un pas fréquentiel de 1 Hz, de sorte que p* est
exprimée en Pa. Enfin, la moyenne statistique sur les Ny réalisations donne une estimation
de la DSP de pression acoustique re-générée, Sy, :

N 2
p (X,f)) (3.20)

L
SPP(X7f) = sz
k=1

La géométrie du conduit et ’écoulement moyen considérés pour ce cas de validation sont
identiques a ceux de la section précédente. L’analyse est effectuée sur six bandes de fréquence
(Af = 500 Hz) centrées entre 500 Hz et 3 kHz, en incluant tous les modes propagatifs, soit
635 modes au total. La figure 3.13(a) présente la DSP de pression au carter, & x = 0,5 m,
pour différents nombres de réalisations. N = oo traduit la solution de référence obtenue en
sommant les modes de maniere incohérente. Comme attendu, la convergence de la solution
augmente avec Nj. Des erreurs statistiques importantes de plus de 5 dB sont visibles pour
N = 1, Uerreur devenant plus acceptable a partir de N = 10. Une tres bonne convergence
est obtenue pour N = 50.

La figure 3.13(b) représente le champ RMS de pression (p,ns) dans une section longitu-
dinale du conduit, soulignant la dépendance axiale du résultat pour les faibles valeurs de Nj
en comparaison avec la solution de référence (N = 00), constante dans cette direction. La
méme tendance, en terme de convergence des résultats par rapport au nombre de réalisations
est obtenue, le cas Ny = 50 donnant la meilleure précision.
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F1c. 3.13 — Niveau sonore en conduit en moyennant avec Ny réalisations.
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Puisque le terme de phase est une variable aléatoire, la variabilité entre S(f) et Sp,(f)
en fonction de Nj peut étre estimée, comme indiqué sur la figure 3.14.

500 Hz
-~ -1000 Hz
0.8} ~ 1500 Hz
—4—2000 Hz
it —o— 2500 Hz
0.6} —=—3000 Hz ||
w —1/VN;
0.4b
0.2}

O i i i i i i i
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k

Fi1a. 3.14 — Erreur statistique entre les spectres génériques et re-générés en fonction du nombre
de réalisation.

La convergence est similaire & la loi classique en 1/4/Nj. Ce dernier résultat fournit donc
une bonne validation de la méthode. On notera également que I'erreur est indépendante de
la fréquence et en conséquence du nombre de modes passants.

En résumé, dans ce cas test ou plus de 600 modes sont propagés, la méthode proposée per-
met d’obtenir un tres bon résultat avec moins de 50 réalisations (au lieu des 600 nécessaires
si une sommation incohérente de chaque mode était considérée). Cependant, dans la pers-
pective d’applications industrielles, 50 réalisations restent encore un peu trop élevées et 10
tirages paraissent plus réalisables. Méme si l’erreur reste relativement élevée (environ 30%),
on choisira Vi = 10 dans les sections suivantes. Il ne s’agit pas la d’'une methode exacte, mais
on peut également se demander si le bruit large bande est en réalité parfairement incohérent.
Enfin, il peut peut-étre souligner que seules les valeurs quadratiques peuvent étre étudiées.

Implantation et validation numérique

Le cas du conduit annulaire semi-infini est encore considéré avec le méme spectre géné-
rique, les mémes conditions aérodynamiques et la méme géométrie que dans la section 3.2.3.
Certains modes tres pres de la fréquence de coupure possedent une longueur d’onde tres
grande et la condition de conduit infini est de ce fait difficile a satisfaire. En conséquence,
un critere de sélection basé sur la longueur d’onde a du étre mis en place. La plus grande
longueur d’onde acceptée est ainsi fixée a 5 m, ce qui au final ne concerne qu’un nombre
restreint de modes. Ainsi, 506 modes (au lieu de 635) sont considérés avec My = 51 et
Nunaz = D, Tespectivement pour 'ordre maximal des modes angulaires et radiaux. En vue de
la prévision de rayonnement en champ libre (cf. sections suivantes), cette limitation présente
Pavantage supplémentaire de diminuer le risque d’ondes réfléchies en fin de conduit (mal
gérées par la condition d’injection modale utilisée). Puisque des modes de rangs angulaires
différents sont propagés en méme temps, le calcul doit étre completement tridimensionnel
car on ne peut pas tirer avantage de I'axisymétrie des modes en utilisant une méthode 2.5D
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récemment développée [30] ou un calcul 3D par secteur avec une condition de périodicité
azimutale. La méthodologie est appliquée avec une moyenne sur dix réalisations (Ny = 10).

4
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I — — — DSP re-générée théoriquement (Nk=10)
2 F—— - - — ——=a—— DSP re-générée numeriquement (Nk=10)
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(a) DSP de pression au carter en § =0 et x =1 m (b) Valeur RMS de pression acoustique (en Pa) dans
une section longitudinale du conduit

Fia. 3.15 — Niveau sonore en conduit obtenu numériquement et théoriquement en moyennant
sur 10 réalisations.

Les figures 3.15(a) et 3.15(b) montrent respectivement la DSP de pression au carter
et les niveaux de pression RMS sur une section longitudinale du conduit. Les prévisions
numérique et théorique sur la figure 3.15(a) sont en accord en dehors d’une légere déviation
de 0,4 dB visible pour la plus haute fréquence (3 kHz). Les niveaux intégrés de la figure
3.15(b) sont quasiment identiques. Ces résultats confirment la capacité du code sAbrinA
a simuler correctement la génération et la propagation des sources dites a large bande en
partant d’un spectre prédéfini. Cela confirme aussi que le processus de génération de mode
est completement cohérent et que la loi de convergence établie dans la section 3.2.3 peut étre

obtenue numériquement.

3.2.4 Rayonnement a partir d’une tuyere idéalisée
Validation mono-mode

Un des objectifs principaux de l'utilisation d’outils numériques est ’étude des effets de
réfraction du rayonnement aval d’un bruit & large bande & travers une couche de cisaillement
sur le rayonnement d’un bruit a large bande. Avant de traiter le cas large bande, une validation
du rayonnement d’'un mode isolé sur une configuration idéalisée est proposée. Gabard et
Astley [36] ont développé une formulation analytique exacte traitant le rayonnement en sortie
d’un conduit annulaire semi infini et non bafflé avec un corps central infini, en utilisant la
technique de Wiener-Hopf. La figure 3.16(a) décrit la configuration du probleme; le conduit
supporte un jet sortant dans un écoulement externe également uniforme. Le modele prend
en compte la création d’ondes instables dans la couche de cisaillement. Ce cas fournit une
représentation idéalisée d’'une tuyere. Gabard et Astley [37] définissent alors une configuration
de référence comme benchmark pour les codes CAA. Ce benchmark a d’ailleurs déja été étudié
par Casalino et Genito [19].

La figure 3.16(b) expose le maillage (sur une partie du domaine) du calcul sAbrinA. La
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zone éponge (stretching) y est bien visible. Parmi les différents cas de validation possibles,
celui du mode (17,2) avec une fréquence réduite kR, = 30 a été choisi. Le nombre de Mach
du jet (M;) est fixé a 0,45 et le nombre de Mach externe (M,) a 0,25. Ces conditions
correspondent & une condition d’approche. La section du conduit annulaire reste identique a
celle de la section 3.2.3. Le cas d'un écoulement uniforme (M; = M, = 0,45) est également
traité. Bien qu’un mode unique soit généré, un calcul 3D est réalisé dans la perspective
d’un calcul multi-modes. Ainsi, le maillage atteint 9 millions de points avec un nombre de
points par longueur d’onde (PPW) supérieur & 10 pour les plus petites longueurs d’onde
(PPW x Az = %, M40 étant le nombre de Mach maximal dans le domaine de calcul).
Le maillage est axisymétrique avec 180 plans dans la direction azimutale. Par ailleurs, la taille
des mailles est identique radialement et longitudinalement.
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(a) Schéma d’une tuyere idéalisée (b) Vue partielle du maillage CAA (code sAbrinA)

Fia. 3.16 — Description du cas d’une tuyere idéalisée.
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F1a. 3.17 — Perturbations de pression en champ proche du mode (17,2) en aval d’une tuyere
idéalisée avec un écoulement cisaillé.

Le champ proche des perturbations de pression est présenté sur la figure 3.17 et ne montre
pas d’instabilités dans la couche de cisaillement comme dans la théorie [36] ou comme dans
certaines simulations résolvant les équations d’Euler linéarisées [58]. En effet, derriére un bord
de fuite, la condition de Kutta impose un saut de pression et ainsi force les fluctuations de
vitesse a etre nulles. Mais au cours de leur passage, les ondes acoustiques induisent des oscil-
lations de vitesse. Pour maintenir cette condition de Kutta, une onde de vorticité est créée,
celle-ci pouvant devenir instable en présence d’un cisaillement. Pour un jet incompressible et
isotherme, ayant une couche de cisaillement parallele dans un milieu au repos, Michalke [72]
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indique que la stabilité est assurée si :

Wb,

Tj > 0,25 (3.21)
ou 0,, est I'épaisseur de quantité de mouvement et U; la vitesse dans le jet. Dans le cas
présent, 6, est nul (méme si d'un point de vue numérique, la transition se fait sur une
maille) et la condition de stabilité ne devrait jamais étre vérifiée. La génération d’instabilités
dans le maillage est en fait directement liée a la discrétisation du domaine dans la direction
radiale. Plus le maillage est fin, plus le modele numérique tend vers une couche de cisaillement
a épaisseur nulle. En conséquence, plus le maillage est fin, plus la fréquence assurant la stabi-
lité de la couche de cisaillement est élevée. Dans le cas présent, le maillage est suffisamment
raffiné pour propager correctement des ondes acoustiques a la fréquence étudiée (1624 Hz),
mais assez grossier pour ne pas créer de mode de vorticité instable.

Ainsi, un maillage plus fin a été testé, en diminuant par deux la taille des cellules dans
la direction radiale au niveau de la couche de cisaillement. La figure 3.18 présente les per-
turbations de pression en champ proche obtenues avec ce maillage. Les instabilités sont bien
présentes.

E: -1.00 -0.83 -0.66 -0.49 -0.31 -0.14 0.03 020 0.37 054 0.71 089

F1a. 3.18 — Perturbations de pression (mode (17,2)) en aval d’une tuyere simplifiée avec un
maillage raffiné dans la couche de cisaillement.

Cependant, ces modes instables n’influent pas le rayonnement sonore, comme démontré
sur la figure 3.19 présentant le profil de pression en champ proche le long d’une ligne de
maillage & 7 = 1,1 m pour les deux maillages (c’est a dire avec et sans instabilité). La présence
de ces modes rend néanmoins le calcul plus instable et plus long & converger ; ceci implique
en pratique une diminution du nombre de CFL (Courant-Friedrich-Lewy) et donc une aug-
mentation du temps de calcul. Elles sont clairement moins intenses que celles déterminées
analytiquement par Gabard et Astley [36] ou numériquement par Kok [58]. Dans son étude,
Kok [58] écrit que ses simulations pouvaient diverger & cause de I’accroissement en temps et
en espace de ces instabilités. Dans notre cas, la simulation peut atteindre un état statisti-
quement convergé méme en présence de ces instabilités. Ces différences pourraient provenir
d’effets non-linéaires (dont les termes sont inclus dans le code sAbrinA) comme exposé par
Bailly et Juvé [12]. Cependant, pour une couche de cisaillement possédant un gradient plus
fort, des divergences numériques peuvent apparaitre. Pour améliorer la stabilité du calcul,
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une diminution du CFL ou une augmentation artificielle de I’épaisseur de la couche de ci-
saillement peuvent étre appliquées comme proposé par Kok [58].

15

Sans instabilités
o Avec instabilités .
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F1G. 3.19 — Comparaison de la pression en champ proche (ligne de maillage & r = 1,1 m en
aval de la tuyere) avec et sans modes de vorticité.

La directivité en champ lointain est obtenue a I’aide d’une intégrale de Kirchhoff (voir
équation 3.2) en utilisant les données en champ proche. La formulation utilisée ici est I'expres-
sion générale sans simplification, c’est-a-dire pour une surface d’intégration quelconque et en
prenant en compte les termes de champ proche. A noter qu'une validation de cette méthode
est proposée en annexe C. L’intégrale est écrite dans le domaine fréquentiel, ce qui permet de
s’affranchir des problemes d’interpolation et de temps retardé inhérents a 'intégration tem-
porelle. De plus, ce calcul peut étre limité aux fréquences qui nous intéressent, a savoir une
seule dans le cas présent. Le champ de pression fourni par sAbrinA est directement transformé
dans I'espace de Fourier sur trois surfaces adjacentes (pour le calcul du gradient de pression).
Comme proposé initialement par Casalino et Genito [19], la surface de Kirchhoff, S, est un
cylindre entourant la tuyere (voir figure 3.16(b)) avec une étendue axiale recouvrant tout le
domaine de calcul. La surface n’est pas fermée aux extrémités pour ne pas violer I’hypothese
d’écoulement uniforme. Cependant, puisque I’écoulement externe est uniforme juste au dela
de la couche de cisaillement, le cylindre peut étre placé tres pres du conduit (r = 1,1 m), de
maniere a ce que la perte de sources virtuelles sur S soit minime.

La figure 3.20 compare les directivités en champ lointain obtenues numériquement (sA-
brinA-Kirchhoff) et analytiquement (Gabard et Astley [36]). Les points d’observation sont
placés en champ lointain, & D = 100 m du centre du plan de sortie du conduit. Pour les deux
conditions d’écoulement (cisaillé et uniforme), les résultats numériques sont en accord avec
les solutions analytiques. On peut également noter la bonne dynamique du calcul numérique
(environ 60 dB) dans les zones d’extinction.
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—-—s—-— sAbrinA (M, = 0,25
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Fic. 3.20 — Validation de la directivité du mode (17,2) en champ lointain : simula-
tion/méthode analytique exacte de Gabard et Astley.

Rayonnement d’un bruit a large bande

Le calcul mono-fréquentiel de la section précédente (3.2.4) est maintenant étendu aux
sources de bruit a large bande en appliquant la méthodologie présentée a la section 3.2.3. On
considere encore le cas d’un écoulement cisaillé et uniforme. Comme indiqué précédemment,
une limitation majeure de cette technique vient du fait que les calculs sont nécessairement
tridimensionnels et donc couteux en temps de calcul et en taille mémoire. Pour cette raison, la
DSP utilisée comme donnée d’entrée (la méme que dans la section 3.2.3) est limitée & 2500 Hz
avec Mumar < 40. Cependant, les modes sont suffisamment nombreux (310) pour considérer
la source comme étant a large bande et permettre une analyse critique de la méthode. Un
maillage de 12 millions de mailles a été créé avec un PPW égal a 9. Le pas de temps est
fixé de telle maniere que le nombre de CFL maximal est de 0,58. Pour atteindre une solution
convergée statistiquement, le calcul itere pendant 26 et 24 fois la plus longue période pour le
cas avec écoulement non-uniforme et uniforme respectivement. Le temps de calcul est alors
inférieur a 20 heures sur un calculateur NEC-SX8.

P: -0.70-0.58-0.47-0.35-0.23-0.12-0.00 0.12 0.23 0.35 0.47 0.58 0.70 P: -0.70-0.58-0.47 -0.35-0.23-0.12-0.00 0.12 0.23 0.35 0.47 0.58 0.70

0.9f/) 6 Vﬁ
[N
04 08

0

(a) Ecoulement uniforme (b) Ecoulement non-uniforme

F1a. 3.21 — Champ de perturbations de pression (en Pa) due & un rayonnement acoustique
a large bande en aval d’une tuyere simplifiée. Simulation pour une réalisation.

Comme mentionné précédemment, la méthode n’est pas adaptée a des exploitations dans
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le domaine temporel. Cependant, il est intéressant d’effectuer une analyse temporelle pour
une seule réalisation, c’est-a-dire lorsque les modes sont parfaitement cohérents entre eux. Les
figures 3.21(a) et 3.21(b) présentent le champ proche des fluctuations de pression acoustique
obtenu avec un écoulement cisaillé ou non. La simulation avec cisaillement de I’écoulement
est caractérisée par la présence d’instabilités. Sur la figure 3.22, les iso-surfaces de pression
a 0,7 Pa sont tracées en méme temps que le champ de perturbation dans un plan. Cette
représentation est intéressante pour visualiser la forme de ces modes hydrodynamiques; on
peut d’ailleurs remarquer qu’ils ne sont pas parfaitement axisymétriques.

F1G. 3.22 — Visualisation des modes de vorticité créés en aval d’une tuyere (iso-surface de
pression a 0,7 Pa).
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F1a. 3.23 — Cartographie dans ’espace nombre d’ondes-fréquence (dB) réalisée dans la couche
de cisaillement en aval d’une tuyere simplifiée.

Une analyse complémentaire a été réalisée pour vérifier, entre autres, la vitesse de convec-
tion de ces instabilités en calculant un spectre dans le domaine nombre d’onde-fréquence
représenté sur la figure 3.23. L’analyse est réalisée sur une ligne de maillage localisée en
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r=1m et pour x = 0,1 a 2,8 m. Puisque le spectre est échantillonné sur seulement cing
fréquences, I'information est traduite de maniere discontinue par des spots correspondant a
chaque fréquence. Pour une meilleure visualisation, les points sont reliés entre eux par des
lignes, la pente de ces lignes donnant une estimation de la vitesse de convection. Les deux
vitesses acoustiques (vers 'amont ou ’aval) sont clairement mises en évidence, de méme que
la vitesse de convection des structures hydrodynamiques qui est calculée comme étant égale
a 118,3 m/s. Cette valeur est en accord avec la vitesse de convection théorique dans une
couche de cisaillement égale a (Uy + U;)/2, c’est a dire 119 m/s dans notre cas.

De plus, la figure 3.23 souligne deux spots a 500 Hz et 1000 Hz bien plus intenses que les
points en hautes fréquences pour les modes de vorticité. Ceci indique que les basses fréquences
génerent plus d’instabilités que les hautes fréquences. Cette observation est confirmée sur la
figure 3.24 montrant les DSP de pression sur la ligne de cisaillement (avec ou sans cisaille-
ment). En présence de ces modes de vorticité, le niveau de la DSP montre un gain de 23 dB
a 500 Hz et de 18 dB a 1000 Hz. Les niveaux convergent pour les fréquences plus élevées.
Ces résultats sont donc en accord avec les observations de Michalke [72] et avec les commen-
taires faits a la section 3.2.4. Toutes les fréquences devraient en théorie étre excitées puisque
I’épaisseur de quantité de mouvement de la couche de cisaillement est nulle (voir équation
3.21). Cependant, la discrétisation radiale et le modele numérique augmentent artificiellement
I’épaisseur de la couche de cisaillement, de sorte que seules les basses fréquences (suffisam-
ment résolues) peuvent générer des modes instables. C’est également ce que I'on a observé au
chapitre 1, lors des calculs Euler d’interaction turbulence-profil, le maillage étant tres raffiné
pour supporter les ondes hydrodynamiques.

w
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g 1000 1500 2000 2500
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F1G. 3.24 — DSP de pression dans la couche de cisaillement (z = 2,5 m, r =1 m).

La méme simulation est réalisée en effectuant une moyenne sur 10 réalisations indépendan-
tes. Encore une fois, il est important de préciser que N est limité a dix pour des raisons
pratiques de temps de calcul et que la précision des estimations peut étre augmentée en
effectuant un plus grand nombre de réalisations. On se focalise ici davantage sur les tendances
et Papplicabilité de la méthode.
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FiG. 3.25 — Niveaux de pression RMS dus a un rayonnement acoustique a large bande en aval
d’une tuyere simplifiée. Résultats re-générés apres une moyenne sur 10 réalisations.

Les niveaux RMS de pression ainsi obtenus en champs proche sont visibles sur les figures
3.25(a) et 3.25(b) respectivement pour les écoulements uniforme et non-uniforme. La moyenne
statistique sur les réalisation tend a renforcer I'intensité du champ de vorticité ainsi que sa
forme conique vers 'aval.

Prms
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0.60
0.54
0.49
0.43
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0.16
0.1
0.05
0.00

2 3
x(m) ’ x(m)

(a) Modes cohérents (b) Modes incohérents

F1G. 3.26 — Champ de pression RMS (Pa) sur une surface cylindrique en champ proche.

Un moyen efficace de vérifier la convergence du calcul en terme de nombre de réalisations
est de vérifier 'axisymétrie du résultat. Les figures suivantes montrent les niveaux RMS de
pression calculés sur une surface cylindrique en champ proche (r = 1,26 m) pour une simu-
lation ot les modes sont cohérents (figure 3.26(a)) et apres avoir moyenné sur 10 simulations
(figure 3.26(b)). Comme attendu, la moyenne statistique conduit & des iso-contours de pres-
sion nettement plus axisymétriques.

Pour prévoir les directivités en champ lointain, on a recours a une méthode intégrale.
Il est intéressant d’étudier 'effet du champ de vorticité sur la méthode de Kirchhoff. Pour
ce faire, la formulation « surface perméable » de FW-H écrite dans le domaine fréquentiel
[69] a été programmée afin de comparer les deux formulations. De méme que pour I'intégrale
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de Kirchhoff, une validation de cette formulation est proposée en annexe C. L’intégrale de
FW-H est théoriquement perméable aux fluctuations de vitesse hydrodynamiques présentes
dans le champ de vorticité. Elle doit permettre un positionnement flexible de la surface de
controle comparativement a la méthode de Kirchhoff. Toutefois, il convient de rappeler que
seule I'équation complete de FW-H incluant les termes sources volumiques (négligés ici) est
exacte. Pour rappel, la formulation complete dans le domaine fréquentiel s’écrit :

PX,w)=Ir+ I+ I (3.22)

I représente le terme monopolaire est s’écrit :
o= / w0 (Y0, )G, w]V?)dS
S

avec, Qn(Y?,w) = (pTuT + poUi) nf.
I1, est le terme de charge (dipolaire) :
.o OG(X,w|YY)
I = | F;(YV,w)—————=dS
L= [ A0
avec, Fi(fv,w) = (pTcSij + p(uf — 2U,~)ujT» + poUin> nj.
Finalement le dernier terme, Ip correspond & la contribution des quadripoles :

PG(X, w|Y?)

dv
oy 5

IT:/ EJ(YU,LU)
v

ou Tj; (Y?,w) est le tenseur de Lighthill.

G est la fonction de Green (solution de I’équation de Helmholtz convectée) en champ libre
qui s’écrit pour un mouvement de translation uniforme dans la direction axiale :

G(R, w|Vv) = — o~ ik(So=Me(z—22))/6° (3.23)
478y

Comme dans la plupart des applications, le terme quadripolaire est négligé. L’ensemble
des variables de I'équation 3.22 sont des variables totales, de telle sorte que u} = u; + U;. U;
est la vitesse de déplacement de la surface de FW-H notée S'; dans notre cas U; = (U,,0,0).
Enfin py est la densité en champ lointain au niveau de l'observateur. A noter, qu’il a été
choisi de former les termes F; et ), en temporel pour éviter d’avoir a effectuer les produits
de convolution dans le domaine fréquentiel. La transformée de Fourier est alors appliquée
dans un deuxieme temps sur ces deux grandeurs. Les deux méthodes sont utilisées pour
déterminer le rayonnement en champ proche de maniere a étre comparées avec la solution
directe du calcul sAbrinA. Dans un premier temps, la configuration avec écoulement uniforme
est considérée avec une surface localisée a r = 1,1 m. Les résultats sont présentés sur la figure
3.27 qui montre un accord quasi-parfait entre les deux formulations. Un tres bon accord avec

le résultat direct est également obtenu.
A noter que contrairement aux calculs avec I'intégrale de Kirchhoff de la section précé-
dente, la surface d’intégration est limitée axialement a la zone bien résolue du maillage. En
effet, des oscillations parasites sont introduites dans la solution lorsque la zone éponge est
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FiG. 3.27 — Comparaison du niveau de pression RMS obtenu grace a un calcul CAA direct
et un calcul CAA couplé aux les formulations de Kirchhoff et FW-H. Ecoulement porteur
uniforme.

inclue. Ces erreurs deviennent tres importantes dans le cas ou des instabilités sont créées.
Pour le cas avec un écoulement cisaillé, différentes positions de la surface d’intégration ont
été testées de pres (S4 a r = 1,1 m) a loin de I’axe du conduit (S1 & » = 1,33 m). La
surface S4 est tres pres du champ de vorticité et le traverse partiellement ; en conséquence,
les deux formulations sont en défaut. Les fluctuations hydrodynamiques traversant la surface
d’intégration entrainent une contribution des termes de charge et d’épaisseur qui est norma-
lement annulée par le terme volumique. Ces effets sont en général négligeables, ce qui permet
de ne pas calculer le terme quadripolaire. L’intégrale de Kirchhoff commence a fournir un
bon résultat a partir de la surface S3 alors que la méthode de FW-H donne encore des écarts
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Fic. 3.28 — Comparaison du niveau de pression RMS obtenu grace a un calcul CAA direct
et un calcul CAA couplé aux les formulations de Kirchhoff et FW-H. Ecoulement porteur
non-uniforme.
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importants. Ce résultat est surprenant car la méthode de FW-H est supposée permettre un
choix plus flexible au niveau de la position de la surface d’intégration. Pour les deux derniéres
surfaces, les résultats convergent avec les deux méthodes.

Afin de comprendre pourquoi de telles erreurs sont obtenues avec l'intégrale de FW-H,
diverses grandeurs sont analysées sur les différentes surfaces d’intégration. Des cartes de ni-
veaux RMS de vitesse normale a la surface (V},) et de pression (p,,s) sont présentées sur
les figures 3.29(a) et 3.29(b), ainsi que la composante normale & S du gradient de pression
(dp/dn) sur la figure 3.29(c).

Tout d’abord, il apparait que le champ de vorticité impacte plus les perturbations de vi-
tesse que de pression. Les modes de vorticité sont visibles jusqu’a la troisieme surface (S3) sur
le champ de V,, mais uniquement jusqu’a la deuxiéme (S2) sur la pression. En conséquence,
I'intégrale de FWH est plus affectée, puisque les fluctuations de vitesse ne sont pas introduites
dans l'intégrale de Kirchhoff. La méme observation est faite sur dp/dn qui est connu comme
étant le terme contribuant majoritairement au niveau de bruit rayonné via l'intégrale de
Kirchhoff. En observant la figure 3.29(c), on peut remarquer qu’il n’y a pas d’augmentation
de niveau due aux instabilités au-dela de la surface S4 (ce qui est cohérent avec le résultat
de la figure 3.28(a)). Ces deux points peuvent expliquer pourquoi, pour cette configuration,
Iintégrale de Kirchhoff est préférable a celle de FW-H, puisque une surface plus proche du
conduit peut étre utilisée. C’est donc la formulation de Kirchhoff que I'on utilisera par la

suite.

Vn x1000: 0.00 0.25 0.50 0.75 Prms: 0.00 0.14 0.29 0.43 0.57 dp/dn: 0.00 2.45 4.90 7.35 9.80
3 3 3

_2 _2 —2-

E E E

" 1 54 & 1 S4 & 1 S4
O\\\IIIII\I\I O\\\l\\\l\\ll OII\I\\\I\\\I

0 2 4 S} o] 2 4 5] 0 2 4 6
0 (rad) 6 (rad) 6 (rad)
(a) Vi (RMS) (b) Prms (c) dp/dn (RMS)

Fia. 3.29 — Effets du positionnement de la surface d’intégration de Kirchhoff et de FW-H sur
les niveaux RMS de V;,, p et dp/dn en présence de modes de vorticité.

La directivité calculée pour un observateur en champ lointain situé a D = 100 m est
présentée sur la figure 3.30(a), ainsi que la DSP de pression pour ¢ = 45° sur la figure 3.30(b),
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pour les deux cas d’écoulement étudiés. Les résultats sont obtenus a 'aide de la méthode de
Kirchhoff avec la surface S3. La directivité est caractérisée par un large lobe typique du
rayonnement d’un bruit a large bande de turboréacteur. Les prévisions pour un observateur
situé au voisinage de I'axe en amont (180°) et en aval (0°) ne sont pas portées sur la figure
3.30(a) puisque la surface n’étant pas fermée, les résultats ne sont pas corrects. La principale
différence entre les cas avec et sans cisaillement est un décalage d’approximativement 10°
comme montré sur la figure 3.30(a) par la courbe pointillée correspondant au résultat sans
écoulement décalé de 10°. Cependant, une augmentation du niveau maximal est également
observable pour un écoulement cisaillé. Néanmoins, sur la figure 3.30(b), on ne constate
pas d’augmentation importante (2,3 dB) du niveau en basse fréquence comme celle mise en
évidence dans la couche de cisaillement lorsque les modes de vorticité sont présents (voir
figure 3.24). Cela confirme une nouvelle fois que ces instabilités ont une contribution faible
sur le rayonnement en champ lointain.

M, =0,45

—a— M,=0,25
— === M, = 0,45 avec 10" de décalage

90

180 1020 30 40 50 60" ook L
OASPL (dB, Prey = 2.107° Pa) ~805% 1000 1500 2000 2500
Fréquence (Hz
(a) Directivité en champ lointain (D = 100 m) (b) DSP de pression en champ lointain (D =

100 m et ¢ = 45")

Fia. 3.30 — Prévision du rayonnement acoustique a large bande en aval d’une tuyere simplifiée.
Résultats en champ lointain obtenus par un couplage sAbrinA/Kirchhoff.

3.2.5 Cas d’une tuyere réaliste

Une premiere application visant a générer du bruit a large bande sur le rayonnement
aval d’une tuyere réaliste est proposée dans cette partie. Outre de démontrer que la méthode
peut étre appliquée sur une géométrie complexe, le but de cette partie est aussi de faire
une comparaison sur la propagation et le rayonnement du bruit a large bande d’une tuyere
réaliste et d’une tuyere idéalisée pour laquelle une solution semi-analytique peut étre obtenue
[36, 29].

La géométrie et les conditions de vol sont fournies dans le cadre d’une collaboration entre
I’ONERA et Airbus-France (projet Ambiance). Le champ porteur provient d’un calcul RANS
réalisé par Airbus-France avec le code elsA. Le point de certification choisi correspond a une
condition d’approche. Les figures 3.31(a) et 3.31(b) présentent le champ moyen de vitesse
axiale et de densité, mettant clairement en évidence 1'hétérogénéité de I’écoulement.
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F1aG. 3.31 — Champ moyen en sortie d’une tuyere double-flux en condition d’approche (Calcul
RANS réalisé par Airbus-France).

Les principales caractéristiques des conditions aérodynamiques en entrée du primaire et
du secondaire ainsi qu’a I'infini sont reportées dans le Tableau 3.1.

Approche My | Py (Pa) | Ty (K) | co (m.s7Y) | po (kg.m™3)
Conduit secondaire | 0,319 | 107718 | 306,1 350,694 1,22651
Conduit primaire 0,114 | 103646 | 664,75 516,880 0,543
Condition a l'infini | 0,222 | 99940 2974 345,71 1,1701

TAB. 3.1 — Principales caractéristiques aérodynamiques de vol en condition d’approche.

Le maillage utilisé pour le calcul RANS n’étant pas adapté aux calculs de propagation
sonore, un nouveau maillage (figure 3.32) a été construit a partir de la géométrie de la tuyere.
Le maillage est plus régulier, déraffiné au niveau de la couche limite et n’est plus composé que
de trois blocs (cf. figure 3.32), ce qui facilite le couplage avec les méthodes d’extrapolation
des ondes (Kirchhoff ou FW-H). L’écoulement moyen est ensuite interpolé de la grille CFD
a la grille CAA avec le logiciel Tecplot. Il s’agit la encore d’un maillage 2D, le maillage 3D
axisymétrique étant obtenu par une rotation azimutale, conduisant a une grille de 13 700
000 noeuds. Une difficulté majeure dans 'utilisation d’un maillage structuré de révolution
provient des cellules tres petites pres de 'axe. Le code sAbrinA utilisant un schéma explicite,
le nombre de CFL doit étre inférieur a 1 pour respecter les criteres de stabilité et de précision
suffisantes. En conséquence, le pas de temps du calcul est entierement piloté par les plus
petites mailles (au voisinage de ’axe). Ainsi, pour limiter le temps de calcul, une petite partie
du domaine comprenant ’axe a été supprimée. Cela ne devrait pas trop influencer les calculs
puisque les niveaux sonores sont tres faibles dans cette zone. Toujours dans le but de réduire
le temps de calcul, le nombre de points dans le maillage est réduit en limitant la fréquence
maximale des sources & 2000 Hz. Ainsi, la gamme de fréquence du spectre en entrée de calcul
est de 400 Hz a 2000 Hz avec un pas de 400 Hz. Cependant, la géométrie du conduit étant
plus grande que celle des sections 3.2.3 et 3.2.4, la fréquence réduite correspondante reste du
méme ordre de grandeur (KR, = 54 au lieu de 55 pour le cas du conduit infini). Un nombre
minimal de PPW de 8 (limite pour obtenir une discrétisation suffisante des opérateurs de
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dérivé [113]) est assuré. Le CFL est fixé a 0,99. La simulation est conduite sur 28 fois la plus
longue période (0,0025 s) pour obtenir une bonne convergence des grandeurs statistiques, le
tout nécessitant 85 heures de temps CPU sur un calculateur NEC-SX8. En ce qui concerne
le contenu modal, 547 modes sont générés avec Mgz = 8 €t Mynqr = 40.

0 1
" (m)12

14 16

Fia. 3.32 — Vue du maillage axy-symétrique de la tuyere réaliste pour un calcul CAA.

La tuyere idéalisée est définie de maniere a étre le plus proche possible du cas de la
tuyere « Ambiance ». Les rayons interne et externe sont égaux a ceux du plan d’entrée de la
configuration réaliste, de méme que les conditions aérodynamiques (voir conduit secondaire
dans le tableau 3.1). Les conditions d’écoulement externe sont identiques aux conditions a
I'infini de la tuyere réaliste. Les maillages en terme de PPW sont a peu pres identiques, mais
le pas de temps peut étre augmenté puisqu’il n’y a pas de flux primaire. En conséquence, le
temps de calcul nécessaire a la convergence des calculs est bien plus faible.

Analyse du champ proche

Une étude préliminaire dans le domaine temporel est effectuée pour un calcul sans moyenne
(une réalisation). Les perturbations de pression simulées pour les deux configurations (idéali-
sée et réaliste) sont représentées sur les figures 3.33(a) et 3.33(b) au méme instant.

p: -0.70-0.58-0.47-0.35-0.23-0.12-0.00 0.12 0.23 0.35 0.47 0.58 0.70

r(m)
r(m)

(a) Tuyere idéalisée (b) Tuyere réaliste

Fia. 3.33 — Champ de perturbations de pression (en Pa) d’un rayonnement acoustique a
large bande en aval d’une tuyere.

On remarque qu’en dehors de la zone proche du plan d’injection, seules les basses fré-
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quences sont réellement comparables. En effet, des écarts importants sont observables pour
les plus hautes fréquence dus au changement de géométrie. Les modes de vorticité appa-
raissent comme étant plus intenses dans le cas de la tuyere « Ambiance », ceci pouvant étre
expliqué simplement par une augmentation de la vitesse d’éjection due a un rétrécissement
de la section de sortie. Ainsi, le cisaillement est plus important, ce qui engendre de plus fortes
instabilités. Une visualisation de ces modes de vorticité est proposée sur les figures 3.34(a) et

3.34(b) en tragant les iso-surfaces des perturbations de pression.

] 070

| 0.58
0.47
0.35
0.23
0.12
-0.00
-0.12
-0.23
-0.35
[ 047
-0.58
-0.70

(a) Tuyere idéalisée (b) Tuyere réaliste

F1a. 3.34 — Visualisation des ondes de vorticité (iso-valeur de pression & —0,7 Pa) créées en
aval d’une tuyere.
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(a) Tuyere idéalisée (b) Tuyere réaliste

FiG. 3.35 — Niveaux de pression RMS dus a un rayonnement acoustique a large bande en aval
d’une tuyere. Résultats re-générés apres une moyenne sur 10 réalisations.

Les instabilités montrent une dissymétrie plus forte que celle observée dans la section
précédente, de sorte que pour certains angles aucune instabilité n’est créée. Ces observations
étant valables pour les deux configurations, il ne s’agit donc pas d’un effet de géométrie.
On constate également que la taille des modes hydrodynamiques augmente dans la direction
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axiale pour la configuration simplifiée; a l'inverse, I’évasement de la couche de cisaillement
du champ moyen réaliste, dii & une augmentation de ’épaisseur de quantité de mouvement,
tend a amortir les instabilités apres une certaine distance. Cet effet est clairement visible
sur la figure 3.35(b) ou les niveaux RMS de pression sont obtenus par une moyenne sur dix
réalisations. Les champs RMS sur les deux configurations (figures 3.35(a) et 3.35(b)) montrent
un meilleur accord que les résultats instantanés, en particulier dans la région supérieure au
dela de » = 1,5 m. Cependant, dans la région du primaire, la présence du corps central
infiniment long de la tuyere idéalisée entraine de fortes réflexions conduisant a un niveau
sonore plus élevé.

Résultats en champ lointain

La derniéere analyse est dédiée aux prévisions en champ lointain en utilisant un chainage
entre les résultats en champ proche de sAbrinA et U'intégrale de Kirchhoff. Différentes posi-
tions de la surface d’intégration ont été testées par rapport a I’hétérogénéité du champ moyen.
Ainsi, des conditions quasi-uniformes sont obtenues pour une position relativement éloignée
de laxe (cf. figure 3.32) pour laquelle les modes de vorticité ne sont plus présents. En ce qui
concerne la tuyere simplifiée, la méme position qu’a la section 3.2.4 est utilisée, c’est-a-dire
a 0,18 m du carter dans la direction radiale. Cependant, la surface aurait certainement pu
étre rapprochée puisque les modes instables sont d’une importance moindre. Les directivités
et les DSP de pression en champ lointain sont reportées sur les figures 3.36(a) et 3.36(b).

Tuyere réaliste

90 —a—— Tuyere idéalisée
120 |
! Tuyere réaliste
F--"--——-—— —=—— Tuyore idéalisée
|
150
|
1 1 !
| | |
I i [
| | |
| | |
A= 4 -
| | |
5 | | |
180 I\\\\\\\\\\\\\\\\\\\\\\\\\\() _ant ) ) ) L L
0 10 20 30 40 50 60 60—=t5 ——T000 1300 2000
OASPL (dB, Pyey =2.107° Pa) Fréquence (Hz)
(a) Directivité en champ lointain (D = 100 m) (b) DSP de pression en champ lointain (D =

100 m et p = 45°)

Fi1a. 3.36 — Prévision du rayonnement acoustique a large bande en aval d'une tuyere. Résultats
en champ lointain obtenus par un couplage sAbrinA /Kirchhoff.

Les deux directivités sont semblables jusqu’a ¢ = 90°. Au-dela, des différences plus impor-
tantes apparaissent. Ces écarts sont peut-étre dus a des effets de réfraction qui sont sensibles
a la forme des levres et du carter de la tuyeére. En analysant la DSP, on peut constater que les
niveaux de la tuyere réaliste sont plus faibles en basse fréquence mais la tendance s’inverse
dans les hautes fréquences. Le niveau intégré est de ce fait relativement proche entre les deux
configurations. Les différences en basses fréquences sont certainement dues a la différence de
ratio carter/moyeu des deux configurations. Celui de la tuyere réaliste étant plus faible, il
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en résulte une coupure plus importante (fréquence de coupure plus petite) des modes dans
les basses fréquences. Il semble donc que pour cette configuration, la tuyere simplifiée soit
une bonne approximation et que les méthodes analytiques reprenant ce type de configuration
restent intéressantes méme pour un usage industriel.

On peut finalement conclure que ’approche présentée ici est applicable a des cas indus-
triels grace notamment au fait que les calculs sont indépendants et peuvent étre effectués en
méme temps, ceci réduisant considérablement le temps de calcul effectif. Toutefois, les calculs
étant tridimensionnels, le temps de restitution pour une réalisation devient tres important et
certaines restrictions limitant la fréquence maximale résolue et le nombre de modes propaga-
tifs doivent étre introduites en pratique. Néanmoins, le spectre a large bande d’une soufflante
ne présentant pas de forte irrégularité, un pas fréquentiel large (de 400 & 500 Hz) comme
celui considéré dans notre étude semble assez bien adapté.

3.3 Conclusion

Dans ce chapitre, le dernier chainon de notre méthodologie hybride de prévision de bruit
a large bande a été traité. Il s’agit du rayonnement sonore du turboréacteur jusqu’a un ob-
servateur en champ lointain.

La premiere partie du chapitre a discuté la possibilité d’'utiliser une intégrale de Kirchhoff
ayant comme surface d’intégration la section de sortie du conduit. La manche est supposée
infinie et de révolution et I’écoulement moyen uniforme. Une comparaison avec une solution
analytique exacte pour les mémes hypotheses (formulation de Homicz et Lordy [53]) a été
appliquée en utilisant comme données d’entrée la DSP de I'amplitude modale obtenue au
chapitre précédent. Cette comparaison montre que le rayonnement d’un bruit a large bande
est bien prévu avec l'intégrale de Kirchhoff pour des angles de rayonnement inférieur a 90°.
Puisque ces deux méthodes sont analytiques et possédent un temps de calcul faible la contri-
bution de chaque mode est calculée indépendamment puis sommée de maniere incohérente.

Dans la deuxieme partie, une premiere tentative de simuler numériquement la propaga-
tion et le rayonnement aval d’un bruit a large bande d’une soufflante de turboréacteur a été
proposée. Contrairement aux formulations analytiques, les effets d’un écoulement hétérogene
et d'une géométrie complexe sont pris en compte mais le caractére incohérent du bruit a
large bande est plus difficile a obtenir. En effet, la réalisation d’un calcul mode par mode,
associée a une sommation incohérente n’est pas réaliste lorsqu’un grand nombre de modes
est considéré comme dans le cas d’un bruit a large bande.

Avant de traiter la problématique de l'injection de sources a large bande dans un code
CAA résolvant numériquement les équations d’Euler, la génération de modes acoustiques avec
le code sAbrinA a été validée. Deux méthodes ont été mises en avant : I'injection modale par
condition limite ou bien a I’aide d’un terme source équivalent, chacune ayant ses avantages et
ses inconvénients. Finalement, 1'utilisation de conditions limites a été retenue principalement
pour sa robustesse.

L’amplitude modale, qui est la donnée d’entrée du probleme, est déduite de 1’échantillon-
nage d’'un spectre générique prédéfini et décomposé en série de Fourier-Bessel en assumant une
équi-répartition de 1’énergie entre les modes. La DSP est estimée en effectuant une moyenne
sur différentes réalisations indépendantes. Ceci permet de simuler le caractere aléatoire des
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sources turbulentes et la somme incohérente des modes acoustiques d’un bruit a large bande.
En pratique, il a été montré que 10 réalisations permettent d’obtenir de bonnes tendances.
Le cas du rayonnement d’une tuyere simplifiée a ensuite été considéré.

Dans un premier temps, la solution numérique obtenue pour un seul mode a été validée
grace a un modele analytique. Puis, en appliquant la méthodologie précédemment décrite, le
rayonnement d’un bruit a large bande a été simulé. Une attention particuliere a été portée
aux instabilités créées dans la couche de cisaillement. Contrairement aux divergences souvent
obtenues dans ce cas avec des codes linéarisés, les termes non-linéaires simulés ici permettent
d’obtenir une solution stable. Cependant, il est démontré que ces modes de vorticité ont une
contribution faible sur le bruit rayonné.

Finalement, une simulation sur une tuyere réaliste en termes d’écoulement et de géométrie
a été réalisée. Une configuration simplifiée correspondante (tuyere idéalisée et équivalente)
a également été simulée pour comparaison. Méme si les champs proches présentent des dif-
férences notables, le rayonnement en champ lointain jusqu’a un angle de rayonnement de 90°
est relativement semblable. Ainsi, cette méthodologie semble étre applicable sur des configu-
rations avancées. Cependant, le caractere tridimensionnel des simulations demande d’impor-
tantes ressources informatiques. La parallélisation du code (en cours de réalisation durant
la these) devrait permettre d’atteindre des fréquences plus hautes avec davantage de modes
propagatifs sur des configurations industrielles.
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Synthese

Au cours de cette these, nous avons mis en place des outils de prévision du bruit a large
bande de soufflante en vue de simuler la génération, la propagation modale dans la manche
des sources de bruit et le rayonnement acoustique en champ lointain. Le mécanisme d’interac-
tion entre une turbulence incidente (créée par le rotor) et le stator est supposé étre la source
de bruit prépondérante et nous nous sommes donc limités a la prévision de ce type de source.
Le travail est scindé en trois parties. En premier lieu le mécanisme d’interaction rotor-stator
est étudié a travers une turbulence de grille homogene et isotrope (THI) impactant un profil
isolé. Le cas de l'interaction rotor-stator en milieu guidé est ensuite traité et appliqué a une
maquette de compresseur axial. Enfin, la derniére partie traite de la simulation du rayon-
nement aval en sortie de conduit. Dans chacune de ces parties, des approches analytiques
et numériques sont proposées. Les méthodes analytiques permettent une prévision rapide du
probleme simplifié, et les méthodes numériques permettent de lever les hypothéses au prix
d’un temps de calcul beaucoup plus long.

D’un point de vue analytique, le modele d’Amiet, assimilant le profil & une plaque
plane fine et non portante, et la turbulence a une turbulence homogene et isotrope, four-
nit des résultats acceptables si le profil est suffisamment fin comme il a été démontré dans la
littérature et dans cette these par comparaison a des mesures expérimentales.

Le modele d’Amiet ayant prouvé son efficacité, ce dernier est étendu au cas d’aubages
en milieu confiné moyennant un nombre important d’hypotheses, par exemple, la fonction de
Green considérée est solution de I’équation d’onde convectée en conduit annulaire semi-infini.
Deux formulations ont été mises en avant : 'une est bidimensionnelle avec une approche par
bande permettant I’évolution radiale des parametres de calcul et I’autre est tridimensionnelle
mais restreinte a des données d’entrée uniformes radialement. Les deux formulations sont
appliquées au cas du banc d’essai du DLR avec des données d’entrée provenant d'un calcul
aérodynamique RANS ou bien directement de mesures. Les résultats fournis sont satisfai-
sants (£2 dB avec des données d’entrée expérimentales) compte tenu de la relative simplicité
des modeles. Ces deux méthodes possedent un temps de restitution faible en particulier ’ap-
proche bidimensionnelle.

Enfin, une maniere simple et rapide d’obtenir le rayonnement en champ lointain consiste
a utiliser une intégrale de Kirchhoff ayant comme surface d’intégration la section de sortie du
conduit. La manche est supposée infinie et de révolution et ’écoulement moyen uniforme. Une
comparaison avec une solution analytique exacte pour les mémes hypotheses (formulation de
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Homicz et Lordy [53]) a été appliquée en utilisant comme données d’entrée la DSP de ampli-
tude modale obtenue au chapitre 2. Cette comparaison montre que le rayonnement d’un bruit
a large bande est bien prévu avec l'intégrale de Kirchhoff pour des angles de rayonnement
inférieurs a 90°.

L’approche numérique permet de prendre en compte, d’une part les effets de géométrie du
profil et d’écoulement non-uniforme autour de ce dernier dans le calcul des sources de bruit,
et d’autre part la forme de la nacelle et l'effet d’un écoulement hétérogene (cisaillement) sur
le rayonnement en champ libre.

Idéalement, dans le cadre de I'interaction THI-profil, un calcul LES incorporant la grille
de génération de la turbulence pourrait fournir directement les sources de bruit (fluctuations
de pression surfacique). Cependant, les cotits de calcul étant prohibitifs, la turbulence est
synthétisée a 'aide de modes de Fourier (ces modes correspondent aux rafales considérées
dans la théorie d’Amiet). Ces rafales peuvent ensuite étre injectées en entrée du domaine
de calcul. Un tel calcul est actuellement en cours de réalisation au CERFACS en collabora-
tion avec I’Onera dans le cadre du projet européen FLOCON. Cependant, la complexité et le
temps de restitution du calcul n’ont pas permis une restitution assez rapide des résultats pour
effectuer les calculs acoustiques. Ainsi, seule la méthodologie de calcul et de post-traitement
acoustique a été présentée.

En revanche, un calcul Euler bidimensionnel a pu étre utilisé et la réponse d’une plaque
plane et du profil NACA 651210 a des fluctuations de vitesse normale au profil a été étudiée.
Dans un premier temps, la pression surfacique et le rayonnement acoustique de la plaque
plane obtenus numériquement ont été validés par comparaison avec le modele d’Amiet. Puis
le cas de la plaque plane et du profil NACA ont été comparés. Dans un premier temps, un
écoulement porteur uniforme est imposé autour du profil et des différences relativement im-
portantes sont visibles au dessus et en aval du profil. Ces différences sont en accord avec
les mesures. En revanche, on constate contrairement aux données mesurées une augmenta-
tion des hautes fréquences par rapport au rayonnement de la plaque plane. A 'inverse, peu
d’écarts sont visibles coté intrados. En effet, le profil est quasiment plat sur I'intrados et le
rayonnement ainsi que les fluctuations de pression pariétale sont équivalentes a celles d’une
plaque plane. Dans un deuxieme temps, un champ porteur dérivant d’un calcul RANS a
été utilisé. Les forts cisaillements présents dans la couche limite et dans les décollements
génerent des modes hydrodynamiques. L’analyse des DSP montre "apparition de sources de
bruit supplémentaires qui ne sont pas directement dies & 'interaction rafales/profil. L’hy-
pothese selon laquelle ce rayonnement est di a I'interaction des modes tourbillonnaires avec
le profil a été avancée. Contrairement au cas ot un écoulement porteur uniforme est utilisé,
les spectres montrent dans ce cas une diminution des niveaux en hautes fréquences par rap-
port au rayonnement d’une plaque. Cette derniere observation est en accord avec ce qui est
observé expérimentalement et démontre 'importance de 'aérodynamique propre du profil
sur le rayonnement acoustique.

Un calcul LES a pu étre utilisé au chapitre 2 pour le cas de l'interaction THI-profil en
champ libre, un tel calcul a pu étre utilisé pour 'interaction rotor-stator. Pour limiter le temps
et les couts de calcul, 'envergure simulée est limitée. Ainsi une méthode d’extrapolation des
données dans la direction radiale a été mise en place afin de restituer au mieux les effets
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de non-compacité et de corrélation des sources turbulentes. Grace a l'obtention directe des
sources par le calcul LES, ’hypothése d’incohérence modale classiquement adoptée a pu étre
vérifiée. L’approche numérique a fourni des résultats exploitables malgré plusieurs anomalies
restant a élucider au niveau du calcul LES (raies parasites, vitesse de convection inaccessible,
répartition quasi-uniforme de la pression suivant la corde).

Enfin, une premiere tentative pour simuler numériquement la propagation et le rayon-
nement aval d’un bruit & large bande d’une soufflante de turboréacteur a été proposée. La
principale difficulté consiste a obtenir le caractere incohérent du bruit a large bande. En effet,
la réalisation d’un calcul mode par mode (associée & une sommation incohérente) n’est pas
réalisable en pratique lorsqu’un grand nombre de modes est considéré comme dans le cas
d’un bruit a large bande. Avant de traiter la problématique de I'injection de sources a large
bande dans un code CAA résolvant numériquement les équations d’Euler, la génération de
modes acoustiques avec le code sAbrinA a été validée. Deux méthodes ont été mises en avant :
I’injection modale par condition limite ou bien a I’aide d’un terme source équivalent, chacune
ayant ses avantages et ses inconvénients. Finalement, 'utilisation de conditions limites a été
retenue principalement pour sa robustesse. L’amplitude modale, qui est la donnée d’entrée du
probleme, est déduite de I’échantillonnage d’un spectre générique prédéfini et décomposé en
série de Fourier-Bessel en supposant une équi-répartition de I’énergie entre les modes. La DSP
est estimée en effectuant une moyenne quadratique sur différentes réalisations indépendantes.
Ceci permet de simuler le caractere aléatoire des sources turbulentes et des modes acoustiques
incohérents. En pratique, il a été montré que 10 réalisations permettent d’obtenir de bonnes
tendances. Le cas du rayonnement d’une tuyere simplifiée a ensuite été considéré. Dans un pre-
mier temps, la solution numérique obtenue pour un seul mode a été validée grace a un modele
analytique. Puis, en appliquant la méthodologie précédemment décrite, le rayonnement d’un
bruit a large bande a été simulé. Une attention particuliere a été portée aux instabilités créées
dans la couche de cisaillement. Contrairement aux divergences souvent obtenues dans ce cas
avec des codes résolvant les équations d’Euler linéarisées, les termes non-linéaires conservés
ici permettent d’obtenir une solution stable. Cependant, il est démontré que ces modes de
vorticité ont une contribution faible sur le bruit rayonné. L’influence de ces instabilités sur
la précision des formulations intégrales permettant I’obtention du bruit en champ lointain a
également été étudié. Finalement, une simulation sur une maquette de tuyere a double flux
a été réalisée. Une configuration simplifiée correspondante (tuyere idéalisée) a également été
simulée pour comparaison. Méme si les champs proches présentent des différences notables,
le rayonnement en champ lointain jusqu’a un angle de rayonnement de 90° est relativement
semblable. Ainsi, cette méthodologie semble étre applicable sur des configurations avancées.
Cependant, le caractere tridimensionnel des simulations demande d’importantes ressources
informatiques.

Perspective

Analytiquement, les améliorations possibles sont multiples mais généralement au détriment
du temps de restitution. L’épaisseur du profil pourrait par exemple étre pris en compte en
utilisant la théorie de la distortion rapide de la turbulence. Des spectres de turbulences autres
que ceux de Von-Karman pourraient étre utilisés pour obtenir une turbulence anisotrope et
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une distribution non-uniforme du sillage turbulent dans la direction azimutale. Mais la modi-
fication majeure en ce qui concerne la prédiction de I'interaction rotor-stator, serait d’utiliser
la fonction de réponse d’une cascade au lieu de celle d’un profil isolé. Ces modeles pourraient
alors étre comparés notamment en fonction du nombres d’aubes du stator sur des configu-
rations plus représentatives d’une soufflante de turboréacteur que le banc du DLR. Pour la
propagation en conduit, la fonction Green peut étre modifiée pour prendre en compte un
écoulement cisaillé en utilisant I’équation de Pridmore-Brown. De méme, des formulations
analytiques plus complexes (technique de Wiener-Hopf) permettent de prévoir le rayonne-
ment sonore en sortie de conduit en présence de traitement de paroi ou encore de cisaillement.

Numériquement, le passage en 3D devrait permettre de simuler plus finement une inter-
action turbulence-profil. Mais le cout du calcul va devenir tres important avec un maillage
pouvant rapidement atteindre 100 millions de points. Pour résoudre le probleme des instabi-
lités dans le calcul Euler, I'utilisation d’'un champ porteur ne présentant pas de décollement
pourrait étre intéressant. On peut donc envisager, 'utilisation d’un champ porteur non-
visqueux pour s’affranchir du probleme de couche limite, ou bien encore, effectuer le calcul
a une incidence non nulle pour éviter le décollement au niveau du bord d’attaque puisque
I’on sait que I'influence de I’angle d’incidence sur le rayonnement d’une interaction THI-profil
est faible. Il est possible d’envisager la simulation de I'interaction d’une turbulence avec une
cascade en dupliquant le profil avec des conditions de périodicité ou bien en maillant I’aubage
complet. Ces deux points font d’ailleurs 'objet d’une these débutant fin 2010.

Les moyens de calcul devenant de plus en plus importants, il est clair que I'utilisation de
la LES est a envisager. Pour 'interaction turbulence-profil en champ libre, les données LES
exploitables devraient bientot étre disponibles. Dans le cadre de I'interaction rotor-stator, un
calcul sur une envergure plus étendue avec un soin particulier apporté aux conditions aux
limites devrait résoudre les probleémes observés dans ce mémoire. Ainsi, davantage d’ana-
lyses pourront étre réalisées. On peut également envisager de limiter le calcul LES au sillage
du rotor et ainsi d’alimenter un modele analytique comme celui développé ici. Enfin, la pa-
rallélisation du code sAbrinA devrait permettre d’atteindre des fréquences plus élevées avec
un nombre de modes propagatifs plus important afin de prévoir le rayonnement sonore en
sortie (ou entrée) de nacelle sur des configurations industrielles.
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Annexe A

Fonction de Green en conduit
annulaire

Les calculs menant a la notion de fonction propre et de fonction de Green en conduit sont
détaillés dans cette annexe.

A.1 Fonctions propres du conduit et décomposition modale

Pour cette formulation, les hypotheses suivantes sont nécessaires :
- la manche du conduit secondaire est approximée a un conduit annulaire semi-infini de rayon
interne R; et externe R, ;
- les parois sont considérées rigides ;
- I’écoulement est purement axial et uniforme avec une vitesse U, et un nombre de Mach M,,.

Le conduit est un guide d’onde dans lequel la propagation acoustique est décrite par une
décomposition modale. Ces modes ont été introduits par Tyler et Sofrin [118] au début des
années 60. L’équation d’onde avec écoulement uniforme en absence de source que vérifie la
pression acoustique, pT ()Z , t) (le signe + dénote la propagation aval et le - la propagation

amont) s’écrit :

0? M, 0? 1 0? =
A-—M)—— 2% ~— _ _ — —_ jE(Xt):() Al

{ ¥ Ox? co Oxdt 3 Ot? P ’ (A-1)
On en déduit 'équation de Helmhotz par transformée de Fourier temporelle de I’'équation
d’onde. Une formulation adimensionnée de 1’équation de I’'Helmhotz sera utilisée, elle s’écrit
alors :

0* 0 o) ek
{A—Mfw - 2iMyk o +k2}ﬁi (X,f) =0 (A.2)

avec W = wR, et k = w/co.
Pour résoudre cette équation, on utilise une méthode de séparation des variables. Ainsi,
on décompose la pression en deux fonctions é(z) et ¥ (7,0) tel que :

7 (X.f) = e@)(r.0)
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CHAPITRE A : Fonction de Green en conduit annulaire

T=1/Re, h = % est le rapport de moyeu du conduit avec h < 7 < 1.

e

En injectant cette formulation de la pression dans I’équation A.2, on obtient :

26 T _de(x _
T ing, k%) er(az)} T o) Arip(r,0) = 0

b(7,6) {52

B = /1 — M2 est le facteur de Lorentz et Ar est le laplacien suivant 7 et 6. Il vient ensuite :

2, —
—;Agmp(ﬂ@) _ {52dde(x) 2iMxlzzde(x) + er(x)} = o? = constante

U (7, 0) () 22 dax
d’ou
A7 (7,0) + (7, 0) = 0 (A.3)
et
ﬂ2dzj;)——%Aﬂkdzzg+—@3——a%e@0::0 (A.4)

Fonctions propres
On s’intéresse a la fonction (7, 60) appelée fonction propre du conduit. Elle doit étre
périodique selon 6, de période 27. On a donc la décomposition suivante :

G, 0) = > Cp(F)e ™ (A.5)
Or la fonction radiale Cy,(7) vérifie :

d? 1d 9 m2 B
{(IZT‘Q+TClT‘+(a _ﬂ)}Cm(T)_O

Il s’agit d’une équation de Bessel d’ordre m qui admet pour solution :

Cn(T) = Apdm(ar) + By Y, (ar) (A.6)
Avec les conditions aux limites dues a la rigidité du conduit en r = R; et r = R, on peut

écrire :

dCy (7)
dr
Les valeurs de « vérifiant ces conditions sont appelées valeurs propre du conduit ou nombre

=0

d’onde transversal, elles sont notées a,,,, m étant I’ordre de ’équation de Bessel et n corres-
pondant au nombre de zéros de I’équation suivante :

To(@)Y,,(ah) = Tl (k)Y () = 0 (A7)
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A.1 Fonctions propres du conduit et décomposition modale

Ainsi,

Cmn(f) = Aanmn(amnF) + anymn(amnf) (AS)

A noter que pour un conduit cylindrique (sans corps central, R; — 0). L’équation précédente
se simplifie :

Cn ('F) = Aanmn(O‘mnF) (Ag)

puisque Y, est singuliere quand r — 0.
Finalement :

G 0) = D D Con(@e™ = > > thyn(r,0) (A.10)
m=—o0 n=0 m=—o0 n=0

Normalisation des fonctions propres
Les fonctions propres forment un ensemble de fonctions orthogonales qui se traduit par la
relation :

1 21
/ / D (s OV (7, 0)FATAD = TSt S (A.11)
h 0

ou I',, est la norme de la fonction propre et d;; est le symbole de Kronecker. Ainsi, I';,,, est
donnée par l'intégrale :

1
Cypn = 27 / C? (F)FdrF (A.12)
h
Rienstra [99] a normalisé la fonction Cy,,, et I’a écrite sous la forme :

Cn (1) = Ny (€08 (Trn) I (@mnT) — 810 Ton ) Yo (@mn ™)) (A.13)

N est le facteur de Normalisation.
Pourm>0etn>1:

1 1 —m?/a? 1—m2/a2, . h —1/2
Nmn =-V2 mn T - i A.14
V2o T (Cmn )2+ Y ()2 T (Ctmn ) + Y, ()22 (A.14)
et
!
Timn = arctan [YZEEZZH (A.15)
Pour m=0, ag; = 0 et Uy (r) = No1 = v2/V/1 — h?
Dans le cas du conduit cylindrique les expressions précédentes deviennent :
Con(7) = Ny (QnnT) (A.16)
1 —-1/2
Ny = {2(1 — m2/oz72nn)Jm(amn)2} (A.17)
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CHAPITRE A : Fonction de Green en conduit annulaire

Upt = V2

J;n(amn) =0 (A18)

Ce qui donne finalement :

1
Conn = 27r/ C2  (F)FdF = 2m (A.19)
h

Relation de dispersion
On décompose la pression sur la base des modes propres :

ﬁi(fa]‘): Z Zemn )mn (T, 0)

m=—o00 n=0
On injecte cette relation dans I’équation de Helmholtz. En tenant compte de la propriété des
modes propres :

Arn (T, 0) + a2, bmn (7, 0) = 0,

on obtient :

En multipliant par 7, (7, 0), en intégrant sur la surface su conduit et en utilisant ’or-
thogonalité des modes propres, il vient :
d’e d -
52‘3“5) ZUW’k&leﬁ-+(k2—»a%nﬁ%”xx) (A.20)
L’équation A.20 admet comme solution :
W
() = Ao R

v est le nombre d’onde axial adimensionné et A,,, est 'amplitude modale adimensionnée.

La relation de dispersion est obtenue en insérant 1’équation précédente dans I’équation

A.20 :

—B%k2, — 2My Kk + (K2 —a?,) =0

C’est une équation du second degré en ky,, dont le discriminant réduit s’écrit :

AZ, =R - Ba2,, (A.21)
et les solutions sont données par :
- — Mk + A
+
mn==4—4535—4T3 (A.22)
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A.2 Fonction de Green en conduit

Modes propagatifs et modes coupés

A, est appelé parametre de coupure car sa valeur détermine si le mode correspondant
est coupé ou propagatif. En effet, si A,,, est réel alors la propagation du mode se fait sans
atténuation, on parle alors de mode propagatif. En revanche, si A,,;, est imaginaire, le nombre
d’onde, ki, est complexe. Le mode (m,n) est coupé et sa propagation se fait avec une
atténuation exponentielle.
- Pour un mode coupé ou évanescent :

- — M,k +i\/ 202, — k2
pe — “Mek iy Ban, —k (A.23)

32
- Pour un mode propagatif :
. — Mk +
kL, = —F P (A.24)
On peut alors définir une fréquence de propagation :
f = Bamnco (A.25)

21
Sous forme dimensionnée, cela donne : f. = f./Re et kyn = kmn/Re.
Sous forme dimensionnée et développée, la pression dans le conduit s’écrit finalement :

[e.9]

P (X.0) = > iAmncmne—“mM%nx) (A.26)

m=—oo n=0

A.2 Fonction de Green en conduit

La fonction de Green est conservée par translation, ainsi on peut la noter, G(X, 7|Y) avec
T =1t —t, et sa transformée de Fourier G(X, f|Y). Elle satisfait la relation suivante :

2 A L N . -
{A M? 88 QiM””k;x + k2} G(X,fIY)=6(X -Y) (A.27)

On utilise une nouvelle fois la méthode de séparations de variables pour obtenir :
G(X, fIY) = gla,Y)(F,0)
L’équation A.27 devient apres injection de I’équation précédente :

- =

) {62d o) a0 fszg(x,?)} + (2, V)A(r,0) = (X - V)

La fonction de Green peut, tout comme il a été fait pour la pression, étre décomposée sur la
base des modes propres :

m=—00 n=0

De maniere analogue a la section précédente, I’équation de Helmhotz devient :
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CHAPITRE A : Fonction de Green en conduit annulaire

dx? dx =0(X-Y)

m=—00n=0

> 3 (s 0) [ﬂw =2t ) G262 (e, P

On multiplie cette équation par ¢}, (7, 6), on integre sur la section du conduit et en utilisant
la propriété d’orthogonalité des fonctions propres, on obtient :

d? Y d Yv) - o 5 (T, 05) <

g2 0mn@Y) oy g BImn@Y) a2 gy b YT ) g
dx? dx

On considere que le conduit est invariant par translation selon ’axe longitudinal et on pose

donc € = x — x5. Ceci permet d’écrire I’équation précédente sous la forme :

dzgmn 6’775’95 dgmn € 7"3,95 7 _ - w:rknn 'Fsaas <
{52(362) — 2iM, k(de) + (k;2 _ Oz%m)gmn(ﬁﬂ“sa@s)} = F(mn)é(e)

La transformée de Fourier selon € = x — x4 s’écrit :

1

f]mn(’%a Ts, 93) = %

m .
/ Imn(€,Ts, 05)e" " de
— 00

En 'appliquant, il suit :

w;(nn(fs’ 98) 1
2ml i  —B2K2 — 2Mkk + (k2 — a2,,)

émn("iv Ts, 95) =

On retrouve la relation de dispersion au dénominateur ce qui permet d’écrire :

émn(/{/, fs, 05) — @ijn(Ts, 03) 1 < 1_7 B 1_ )
I{ —_—

27 Con 28 kmn K — ki
Si on effectue la transformée de Fourier inverse, il vient :
_ _ Q,Z):,m (Fsa 95) 1 1 IKE
€,Ts,05) = — — — e dr
gmn( ° 8) 47TanAmn Kk — kmn R — kTJ)rln

Le théoreme des résidus permet finalement d’obtenir :

_iw;knn(’FS? 98) e—il}?ﬁn(m—rs) (A28)
L’expression complete de la fonction de Green adimensionnée est donnée par :

gmn(ﬁa Ts, 95) =

G(X, fIV) = Z 3 Cn A an (7s) (i(m(0-0,) +Ebin (0—a5)) (A.29)

m=—00 n=0

Enfin, sous forme dimensionnée (m~!, 6 = R.0) et développée, avec I',,,, = 27 la fonction
de Green s’écrit :

AL mn mnrs) —i(m(0—0) kit (z—2s
8%, f Z 3 () (1) ittt (a0

m=—o0 n=0
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Annexe B

Fonction de portance réduite

Cette annexe a pour but de détailler la démonstration menant a la fonction de portance
réduite. Cette fonction, proposée par Amiet [4, 3] dans le cadre de son modele de prédiction de
bruit d’interaction profil-turbulence permet de faire le lien entre les fluctuations de pression
a la surface d’une plaque plane soumis a l’excitation d’une perturbation de la forme :

w = woe' WK EKam) (B.1)

L’origine du repere ({,n,&) est placée au centre du profil, ou ¢ est dans la direction de la
corde et 7 est dans la direction de I’envergure. La pression surfacique s’écrit alors :

P(Cﬂ?at) = WPOUCng<<7KCvKn)ei(WtiKnn) (B2>

On cherche donc a expliciter la fonction de portance réduite, g. Le probleme consiste a
déterminer le potentiel satisfaisant 1’équation d’ondes convectées :

1 D%*¢

2
VZp— = B.
2 Di? 0 (B.3)

D
ou Di est la dérivée convective pour un écoulement purement axial.

A cela s’ajoute les conditions limites suivantes :

- potentiel de vitesse nul en amont du profil ;

- vitesse normale nulle sur le profil ;

- différence de pression nulle entre intrados et extrados au bord de fuite et dans le sillage,
conformément a la condition de Kutta.

On définit le repere (y1,y2,ys) centré sur le bord d’attaque du profil, ainsi que les variables
adimenssionnées suivantes :
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CHAPITRE B : Fonction de portance réduite

N TR B T
1 ba 2 Ib{7 3 b7
Kl—Kib,J:ﬁ—QC;,u—JMC;
2

B2=1— M2 K2 = 2_Kn
- <7R_,u ﬂ2,

B(g1.53) = (Y1, y2, ys, t)eHHil-nMent Ko /],

On peut donc écrire I’équation d’onde sous la forme :

0’ 9’0
— =0 B4
72 + o7 + K (B.4)

De plus, les conditions aux limites s’expriment par :

®(y1,0) =0 pour y; <0 (B.5a)
0P SOp—— _

— =——e" 0<y; <2 B.5b
% 23 e pour 7 < ( )
o

— +icd =0 pour 2 < {1 (B.5¢)
oy

La nature de I’équation varie en fonction du signe de k2, c’est & dire en fonction de la valeur de
f(n par rapport a p/3. Si f(n < KgMC /3, Iéquation différentielle est hyperbolique et la rafale
(composante de la turbulence incidente) est dite supercritique. A l'inverse, la rafale est dite
subcritique et ’équation d’onde est elliptique. Tous d’abord, le cas des rafales supercritiques
est considéré, les rafales subcritiques seront traitées dans un deuxieéme temps.

Le probléeme ainsi posé ne peut étre résolu analytiquement. Amiet propose donc de
résoudre ce probleme de maniere itérative. En effet, le potentiel peut se mettre sous la forme
d = dW 4+ @, &) est 1a solution satisfaisant les conditions limites B.5a et B.5b, en assi-
milant la plaque & un demi plan infini en aval. De la méme maniere, ®2) est une correction
satisfaisant la condition de Kutta en assimilant la plaque a un demi plan infini en amont.

Tous d’abord, recherchons une solution de I’équation d’ondes vérifiant uniquement I’an-
nulation de la vitesse sur la paroi. D’apres la référence [11], la solution s’écrit en posant

K = ,/Kg + K',z] :
CWo _igy—Ky
(I)(O)(ylyg?)) = —Tl—ge 71— Kys/B (B.G)

Il faut ensuite déterminer la correction 1 tel que @) = ®©) 4 4. Or, @) satisfait le
systeme suivant :

820 | 929 25(1)
-+ o +r200 = 0
@U)(yjl,O) =0 pour 71 <0
L, v ~
B (0,0) = —G@e " pour g >0
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Ce qui donne pour 9 :

1, 9% 25(1)
83]%1 + 8g§1 + K (I)( ) = 0
¢1(51,0) = —@O(5,0) pour g1 <0
gﬁ; (1,0) = 0 pour 71 > 0
Le théoreme de Schwarzschild [105] permet de résoudre ce type de systeme. En voici la

définition, soit une fonction ¢ régie par le systeme :

8¢+8¢+I€ o = 0
yl
¢(y1, 0) = f(y1) poury; <0
%(51, 0) =0 pour 1 >0

Alors la solution de ce probleme pour 43 = 0 et 71 < 0 est donnée par :

o1, 0 / G (31,¢,0) f (c) de,

—11 e—ir(e—71)
€ €Y1
Finalement, 'application de ce théoreme a notre probleme en posant 4; = —y; donne :

, Viﬁzdwm ]
1(5,0) = —/ P—— O(—e,0)de
_ 1 mylbwo/ [ e —e(

€ e+y1

D’apres Gradshteyn et Ryszhik [18] :

o /4 pAyL ,—it
\/ n de — e |1 - ¢ / © _at
€ ety VT Jo Vit

wae—wyl . /371(&—0) et
) =20 i+ dt
d} (yl ) K [ ( Z) 0 \/ﬁ

avec, G (41,€,0) =

On obtient donc :

ou l'on reconnait les intégrales de Fresnel, définies par :

Fla] = Cla) +iS(x / S

De plus, on sait que :
(1 —9)Flz] = (1 +4)F*[—x]

Ce qui permet d’écrire le potentiel en variable dimensionnées :

1—i .
61(1,92,0,1) = ~LEZD [y (o — ] it Kem s (8.7
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CHAPITRE B : Fonction de portance réduite

Le lien entre le potentiel et les fluctuations de charge est donné par la relation :

Déy
Dt

Ainsi, les fluctuations de pression surfacique générées par une rafale supercritique sur une

pl(yl)y2707t) —P0 =, (BS)

plaque semi-infinie en aval sont données par :

e—irr/4 ) ~
p1(y1,y2,0,t) = powoUc = LM =r)r-tet=Kap] (B.9)
Y1 (KC + ,82I£)

Il convient de rajouter un terme correctif en supposant une plaque semi-infinie vers ’amont

pour en compte le caractere finie de la corde et la condition de Kutta. Au lieu d’utiliser un
potentiel de vitesse, on recherchera directement le terme correctif Py sur la pression vérifiant
le systeme :

2P P 2 _

8:17%2 + 83]?2)2 + K 7)2 = 0
P2(y1,0) = —Pi(y1,0) pour g > 2
%Z; (91,0) = 0 pour g; < 2

avec

Pl @1: 0) =p1 (gl) g?v 07 t)e_iuMggl ei(kn:lh/ﬂ_wt)

En appliquant de nouveau le théoreme de Schwarzschild, on obtient :

_“T/4 id e 12ne
P (glv O) = —powOUC etk znyl /
™ W(K(‘Fﬁ/i €+2 e+2—y1

N’existant pas de solution analytique & cette intégrale, la simplification suivante est pro-
posée par Amiet :

2_y1 6712/{6 2_y1 —12Ke
de =~ 1/
/ cle+2)e+2—-1 / e+2—y1

Ce qui permet d’obtenir finalement :

e—i(7r/4+/igj1) '
PQ(Ql,O) ~ —poong = {1 — (1 + Z)f* [2&(2 — gﬂ}
o (K + Or)

Ainsi, la correction de bord de fuite permettant de satisfaire le condition de Kutta s’écrit :

U . _
p2(y17y2’ O,t) ~ IOOEL)O ¢ 62[(NM§—H)ZJI—71'/4+wt—Kny2] {1 _ (1 + Z)]:* [2/4,(2 o gl]}
27T(KC + ﬁQ,‘i)

(B.10)
Des itérations supplémentaires peuvent étre envisagées mais la complexité des systémes a
résoudre et les applications pratiques enseignent que les deux premieres itérations suffisent.
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Dans le cas d’une rafale subcritique, ’équation des ondes convectées s’écrit :

»Pe e
K?® =0, (B.11)
83/1 693
avec k> = —k?, de plus, on utilise la convention suivante : £ = —ix.

Le potentiel initial reste identique au cas d’une rafale supercritique, on le notera dans ce
cas, (I),(O) (glv g3) :
En utilisant & nouveau le théoreme de Schwarzschild, nous obtenons :

—K'(e+71)
1(71,0) = u/“ PLC g0 (e, 0)d
U (1,0) \/6 e 0
- bwoe K'Y / lle T de
N €+ Y1

La relation fournie par Gradshteyn et Ryszhik permet d’obtenir :

V1 (51,0) =

avec la fonction er f définie par :

bwge oY1 {

L+wfp gﬂ—mﬂ—ﬂﬂ

erfle) = 2 [

Le potentiel correspondant en variables dimensionnelles s’écrit finalement :
w .
O1(y1,y2,0,t) = ?Oerf [l Y1 (iK' — 0)} etwt=Key—Kay2) (B.12)

On obtient finalement la pression en utilisant les relations suivantes :

/ D¢}
0,t) = —
pl(yl’y27 ’ ) £o Dt
et
0 2 _o2df(z)
il N 1 €))
5, lerf L)) = e
Pour une rafale subcritique, la pression p} s’écrit :
eiiﬂ-/4 . . N~
p1(y1,92,0,t) = powoUc = el (nMetin g twt— Koyl (B.13)
V(K — ig?)
On procede de la méme maniere pour la correction du bord de fuite, ce qui donne :
U . o
p/2 (yl’ Ys,0, t) ~ powol¢ el[(ﬂMngm )y1f7r/4+wt7Kny2] {1 —erf [ 2%'(2 _ 51)] }

V2K — i2)
(B.14)
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CHAPITRE B : Fonction de portance réduite

Rappelons que la fonction de portance réduite, g = g1 + g2 est déterminée par :

p(y17y2707t) —iwt+i K,
K¢, Kn) = 582522222 2 7 pwitihiny: B.15
g(y17 c’ 77) WPOUCWO € ( )

Ainsi, si Ky < K, M /B, avec ( =(b=19; — 1 :

e*’iﬂ'/4

91(C, K¢, Kn) = = = ¢~ {(s=nMe)(CHD)] (B.16)
W\/W(C + 1) (K¢ + #2k)
et
—im/4 _
g (E?K 7K77) = - ‘ eii[(ﬂiuMC)(CJrl)} 1- (1 + Z)E* 2/41(1 - E) (B17)
R ot { .
sinon,
_ e—i7r/4 o _
91(C, K¢, Kn) = - - el i) (C+D)] (B.18)
/({1 (Re — i)
et

e—i7r/4

7T\/27T(R§ — i3%K)

9/2(5’ KCaKn) = -

eK%%de@Hﬂ{1—mj[ mﬂ1—<4} (B.19)
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Annexe C

Validation des méthodes
d’extrapolation en champ lointain :

cas du monopole en écoulement

L’objet de cette annexe est de démontrer la validité des méthodes d’extrapolation des
ondes utilisées dans ce mémoire. La cas de validation concerne le rayonnement d’un mono-
pole en champ libre en présence d’'un écoulement uniforme. Le potentiel complexe d’un tel
monopole est donné par Dowling et Ffowcs-Williams [33] :

A ot (S Mo
¢(z,y,2,1) = igagaeﬂuﬁ k(So—M)/57) (C.1)

ol A est une constante. Les variables nécessaires pour la résolution des intégrales de Kirchhoff
et de Ffowcs-Williams et Hawkings (FW-H) sont obtenues en prenant la partie réelle de
formulation fréquentielle décrite ci-apres.

Pour les fluctuations de pression, on a :

0 0
p=—m<5f+U%$) (C.2)
avec,
96
Frin iwe (C.3)
et

oz — M,So az]¢ ()

¢
| w0
oz 32d d?
po, Up, co sont respectivement la densité, la vitesse de I’écoulement et la vitesse du son en
champ lointain. Le nombre de Mach est défini par M, = Uy /cy.

Les fluctuations de vitesse sont obtenues grace aux relations suivantes :

_9¢
09 [ oy By
Ty [_lkSo - 53} ’ (€6
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CHAPITRE C : Validation des méthodes d’extrapolation en champ lointain : cas du
monopole en écoulement

2

- gf _ {_ikz _ Z} p (C.7)
Finalement, les fluctuations de densité sont déterminées par la relation linéaire : p = p/ c%.

L’équation C.1 est écrite dans le repere soufllerie tel que I'écoulement se déplace selon
I’axe x sur une source stationnaire.

L’intégrale de Kirchhoff est rappelée au chapitre 3.1 par I’équation 3.2. De méme, 1’équa-
tion de FW-H est décrite au chapitre 3.2.4 par I’équation 3.22.

Les parametres de calcul sont les suivants :

-f =800 Hz;
-A=0,34;

-po = 1,23 kg/m?;
-co = 340 m/s;

-Distance source-observateurs D = 100 m.

La surface d’intégration est une spheére de diametre 5 cm (elle peut donc étre considéré
compacte), sur laquelle la solution théorique dans le domaine temporel est calculé. Afin de
déterminer le terme de gradient dans l'intégrale de Kirchhoff, trois spheres distantes de 1 mm
sont utilisées. Le maillage sur les spheres est constitué de un point par degrés.

Les figures C.1(a) et C.1(b) montrent un parfait accord avec la solution théorique indépen-
damment de la méthode utilisée et de la vitesse de I’écoulement.

—o—— Solution théorique —e—— Solution théorique
—s— FW-H ——&— FW-H
- — — - Kirchhoff - — — - Kirchhoff

90

180

0 05 1 1.

05 1

1.5 2 5 2
Prms (Pa/VHz) Prms (Pa/VHz)

(a) My =0 (b) M, =05

Fic. C.1 — Champ de pression RMS rayonné par un monopole avec et sans écoulement.
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Annexe D

Equations d’Euler, formulation
conservative en variables
perturbatives

Ces équations découlent des lois de conservation de la masse, de la quantité de mouvement
et de I’énergie. Dans le cas d'un gaz parfait, compressible et non soumis a des transferts de
chaleur ou de masse, ce systeme s’écrit :

&g/pdv—l—j{ pljds:o
Q o

8t/p(7dv+j{ (pﬁ@ﬁ—l—pf)ds:/pfdv
Q 0 Q

(%/pﬁdv—l—% pﬁﬁds:/pf-(jdv (D.1)
Q [2)53 Q

Ici p, U , Dy f désignent respectivement la densité, la vitesse, la pression et les forces massiques
a distance. L’énergie (F) et 'enthalpie totales (H) sont données par 1’expression suivante :

. 02
E = et —
e+ 5

i = E+72 (D.2)
P

Le systeme est fermé grace a I’énergie interne qui vaut pour un gaz parfait :

I p
e=——=C D.3
=1, (D.3)

Le systeme précédent peut étre écrit de maniere compacte sous la forme :

ay / ddv+ ¢ Fds = / Qdv (D.4)
Q da Q
avec U le vecteur d’inconnues, Cj le vecteur de sources et F' le tenseur de flux :
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CHAPITRE D : FEquations d’Euler, formulation conservative en variables perturbatives

p 0 - p(_j
u=4q pU Q= rf F=4q pUU+pl
22 pf-U (pE +p)U

D’apres le théoreme de Green-Ostrogradski :

7{ ﬁds:/V~ﬁdv (D.5)
o Q

On peut alors écrire I'équation différentielle (locale) a partir des relations précédentes de
conservation globale :

Qi +V-F=0Q (D.6)

En décomposant les variables ainsi : 4 = u -+ lfg avec Ub le champ moyen et u' le champ
perturbé, on peut réécrire I’équation précédente sous la forme :
5t%+V~ﬁo}+[3ﬂZ’+V'Jz’}:J+g0 (D.7)

Si le champ moyen vérifie les équations d’Euler, alors :

Uo+V - Fy = Qo (D.8)

Ainsi on peut écrire ’équation sur le champ perturbé :

ol +V - f =¢ (D.9)

C’est cette derniere équation qui est résolue dans sAbrinA afin d’obtenir 1’évolution du
champ perturbé. Le champ moyen constitue ainsi une donnée d’entrée du probleme.
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