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Résumé

Une étude expérimentale aérodynamique et thermique de l’impact d’un jet rond unique sur
une paroi plane a été menée. Un haut-parleur permet de moduler la vitesse du jet en sortie
de buse. Des mesures de vitesse par PIV montrent que le forçage amplifie les structures tour-
billonnaires dans la couche de mélange du jet. Selon le forçage, ces tourbillons peuvent être
très stables ou donner lieu à des interactions régulières entre tourbillons. Des décompositions
triples de vitesse montrent que les contributions moyennes, cohérentes et stochastiques de
l’écoulement peuvent être adaptées en fonction de la fréquence et de l’amplitude du forçage
acoustique. Les fluctuations de pression associées à ces tourbillons sur la plaque d’impact
ont été mesurées et évaluées à l’aide d’un formalisme intégral pour la pression. Les transferts
de chaleur moyens par convection entre le jet et la paroi d’impact révèlent deux principaux
effets du forçage acoustique sur les variations radiales du nombre de Nusselt pour une petite
distance d’impact. L’effet de l’impact du cône potentiel du jet sur la paroi disparaît lorsque
le forçage acoustique conduit à une augmentation importante des niveaux de turbulence sur
l’axe du jet. Le lobe secondaire de transferts de chaleur est déplacé et atténué par le forçage
acoustique. Des mesures de températures pariétales fluctuantes mettent en évidence deux
modes de propagation des fluctuations de température sur la plaque d’impact. Le premier est
indépendant du forçage acoustique et correspond à une propagation filamentaire. Le second
est lié à la convection des tourbillons sur la plaque d’impact et correspond à la propagation
radiale de fronts chauds et froids.

Abstract

An experimental study of a single round jet impinging on a flat wall has been conducted. A
loudspeaker can adjust the velocity of the jet at the nozzle outlet. Velocity measurements
using PIV show that the acoustic forcing amplifies the vortex structures in the shear layer
of the jet. These eddies can be very stable or be subject to regular interactions between vor-
tices. Triple decompositions of velocity fields show that the mean, coherent and stochastic
contributions can be adjusted depending on the acoustic forcing frequency and amplitude.
Wall pressure fluctuations associated with these vortices were measured and evaluated using
an integral formalism for the pressure. The measurements of mean convection heat transfer
between the jet and the wall reveal two main effects of acoustic forcing on the radial varia-
tions of Nusselt number for small orifice-to-plate distances. The effect of the potential core
impingement on the wall disappears when the acoustic forcing leads to a significant increase
of turbulence levels on the jet axis. The secondary peak of heat transfer is displaced and
attenuated by the acoustic forcing. Fluctuating wall temperatures measurements reveal two
modes of propagation of temperature fluctuations on the impingement plate. The first does
not depend on the forcing and corresponds to a filament propagation. The second propa-
gation mode is related to the vortices which are convected on the impingement plate and
corresponds to the radial spread of cold and warm fronts.
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Introduction

Contexte industriel

L’amélioration du refroidissement des moteurs aéronautiques reste aujourd’hui un en-
jeu majeur pour le motoriste. À une époque où les réglementations deviennent de plus en
plus strictes et où le marché reste très concurrentiel, les avionneurs sont de plus en plus
exigeants vis-à-vis de la motorisation de leurs produits. Coût de moteur à l’achat, à l’en-
tretien, durée de vie, pollution, consommation de carburant et bruit sont autant de critères
qui pousseront l’avionneur à choisir un moteur plutôt qu’un autre à puissance équivalente.
Le refroidissement de la partie turbine du moteur est un des facteurs limitants principaux
qui conditionnent le rendement du moteur. La durée de vie des aubages conditionne la pé-
riode de temps entre deux poses moteur complètes pour révision et est directement liée à
l’efficacité de ce refroidissement. Cette durée est actuellement d’environ 20 000 heures de vol
sur un turboréacteur civil et de quelques centaines d’heures sur un turboréacteur militaire.
Lors de ces révisions, les aubes de turbine sont généralement intégralement changées car trop
endommagées par les conditions thermiques sévères que le passage des gaz de combustion
leur ont fait subir. Une amélioration des systèmes de refroidissement de turbine signifie donc
un rendement moteur accru, une durée de vie augmentée, un coût d’entretien moindre et
donc globalement un gain de compétitivité pour le motoriste. C’est pourquoi ces systèmes
font l’objet d’une constante recherche qui vise à les optimiser.

Figure 1 – Architecture d’un turboréacteur Snecma/General Electric - CFM56-7B.

1
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Le turboréacteur, qu’il soit civil ou militaire, est un produit technologique complexe.
Cette complexité est rapidement perceptible au travers des architectures représentées à la
Figure 1. Les principaux éléments qui permettent d’assurer le cycle thermodynamique sont
représentés à la Figure 2. On distinguera la soufflante (fan), les différents étages du com-
presseur, la chambre de combustion et la turbine. On se reportera à l’ouvrage de Lakshmi-
narayana [57] pour une explication détaillée du rôle de chacun de ces éléments.

Figure 2 – Principaux éléments d’un turboréacteur.

Position du problème

Les performances d’un moteur sont évaluées au travers de deux paramètres primor-
diaux : la poussée spécifique (Specific Trust - ST) qui représente la poussée par unité de
débit masse d’air qui traverse le moteur et la consommation spécifique (Thrust Specific Fuel
Consumption - TSFC) qui indique la consommation massique de carburant par unité de
poussée et de temps. L’optimisation consiste donc à obtenir une poussée spécifique maximale
en limitant la consommation spécifique à un niveau minimum. Pour un prédimensionnement,
l’ingénieur dispose de deux variables caractéristiques du moteur : la Température d’Entrée
Turbine (TET - Turbine Inlet Temperature - TIT) qui représente la température des gaz de
combustion à l’entrée du distributeur haute pression de la turbine et le taux de compression
du compresseur (Compressor pressure ratio).

La poussée spécifique est fortement dépendante de la TET : pour un taux de com-
pression fixé, plus la TET sera élevée, plus la poussée spécifique sera élevée, ce qui permettra
de garder le moteur aussi petit et léger que possible. Cependant, en augmentant la TET, la
consommation spécifique augmente également. Il est toutefois généralement considéré que
le gain obtenu sur la poussée spécifique et la nécessité d’avoir de petits moteurs à vitesse
élevée prévalent sur l’augmentation de la consommation de carburant. Pour limiter cette
consommation et augmenter la poussée spécifique de quelques pourcents supplémentaires, le
taux de compression est augmenté jusqu’à une valeur optimale.
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INTRODUCTION

Un refroidissement indispensable

L’amélioration du rendement du moteur passe donc par l’augmentation de la TET
et du taux de compression. Ainsi, par exemple, la TET du moteur SNECMA ATAR 101V
(Etendard) en 1950 était de 800 ◦C, alors que celle du M88-2 (Rafale) est supérieure à
1 800 ◦C en moyenne en 1996. L’élaboration de nouveaux alliages n’a pas permis de suivre
cette évolution. Si la TET peut atteindre des niveaux de l’ordre de 2 000 ◦C à l’heure actuelle,
la température critique de résistance mécanique en fluage des meilleurs matériaux ne dépasse
pas 1 100 ◦C. Il est donc impératif de refroidir l’ensemble turbine (aubes, plateformes, disque
et anneaux) pour abaisser les températures en-dessous du seuil critique afin d’éviter tout
dysfonctionnement pouvant mettre en péril le moteur et assurer une durée de vie d’aube
acceptable.

L’air de refroidissement provient généralement des derniers étages du compresseur. Un
prélèvement après compression permet d’assurer une pression génératrice propre à compenser
les pertes de charge des circuits de refroidissement. Cela impose cependant une température
d’air de refroidissement relativement élevée (500 à 700 ◦C).

La nécessité d’optimiser les systèmes de refroidissement apparaît clairement en ana-
lysant la tendance actuelle qui correspond à une augmentation de TET de 25 ◦C par an,
alors que la température maximale acceptable par les matériaux constituant les corps de
l’aube n’augmentent que de 2 ou 3 ◦C par an en moyenne. La Figure 3 illustre ces tendances
sur la période 1950-2000. Les aubes de turbine sont donc soumises à un flux thermique de
plus en plus sévère et l’évolution des matériaux ne permet pas de compenser l’augmentation
de ces contraintes. De plus, l’augmentation des taux de compression, qui vise à minimiser
la consommation de carburant, conduit à une augmentation de la température de l’air de
refroidissement, ce qui est pénalisant et incite à optimiser les systèmes de refroidissement.

Figure 3 – Évolution des températures dans les turbines. D’après Petot [79].
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Il faut noter qu’un refroidissement excessif n’est pas souhaitable car tout air prélevé
pour le refroidissement ne sera pas utile à la propulsion du moteur, ce qui entrainera une
dégradation du rendement du moteur. Il est donc nécessaire de minimiser la quantité d’air
prélevé pour le refroidissement à travers une optimisation des systèmes et des géométries.
Il faut quantifier au plus juste le refroidissement nécessaire. Le motoriste cherchera donc à
travailler avec des précisions maximum (de l’ordre d’une dizaine de degrés) de façon à choisir
au mieux les coefficients de sécurité intervenant dans le dimensionnement.

Le distributeur HP (Haute Pression) a en particulier besoin d’être protégé car il est
traversé par les gaz issus directement de la chambre de combustion, gaz dont la température
peut être fortement hétérogène en raison du positionnement des injecteurs de carburant dans
la chambre de combustion. La température maximum de l’écoulement est alors utilisée pour
le dimensionnement du circuit de refroidissement. Le débit d’air injecté dans ce circuit peut
représenter jusqu’à 10% du débit de sortie du compresseur HP. Le mouvement de rotation de
la roue de l’étage HP autorise l’utilisation d’un profil de température de gaz chauds moyenné
azimutalement pour le dimensionnement du refroidissement. Les contraintes thermiques sont
alors moins sévères et le débit d’air de refroidissement représente environ 4% du débit de
sortie du compresseur HP.

L’étage BP (Basse Pression) est moins exposé car l’écoulement est déjà plus froid.
En effet, la détente et le mélange des gaz avec les résidus d’air de refroidissement de l’étage
HP réduisent la température de l’écoulement, et l’étage HP a permis une homogénéisation
spatiale de la température. Les débits d’air utilisés pour le refroidissement des parties fixes et
des parties mobiles représentent respectivement 3% et 1% du débit de sortie du compresseur
HP, la roue BP de certains turboréacteurs n’étant parfois pas même refroidie.

Les différentes techniques de refroidissement

L’air de refroidissement, prélevé en sortie du compresseur HP, est réparti entre les
aubages en fonction de l’exposition de ces aubages au gaz provenant de la chambre de com-
bustion. Le refroidissement nécessaire variant entre les différents composants de la turbine,
le type et les paramètres des systèmes de refroidissement peuvent varier également.

Refroidissement par convection interne forcée

C’est la plus ancienne des techniques de refroidissement. À l’origine, l’air frais circulait
à travers des canaux lisses de section circulaire (Fig. 4).

Ce système s’est rapidement révélé insuffisant et fut remplacé par des systèmes dits
« multi-passes », où l’air de refroidissement parcourt un circuit beaucoup plus complexe.
Enfin, divers dispositifs furent ajoutés, comme des ailettes, des perturbateurs ou des picots,
dans le but d’améliorer les transferts par l’augmentation de la turbulence et de la surface
d’échange.
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Figure 4 – Refroidissement par convection interne forcée en canaux lisses. Reproduction de
Yeh et Stepka [98].

Refroidissement par film

Cette technique consiste à créer un film continu d’air frais protégeant la paroi de
l’aube des gaz chauds. La formation de ce film est généralement effectuée par injection au
travers de rangées d’orifices depuis l’intérieur de l’aube. Les orifices ont communément un
diamètre compris entre 0.3 et 0.6mm et sont inclinés dans le sens de l’écoulement (Fig. 5).

Figure 5 – Refroidissement par multiperforation. Reproduction de Petot [79].

D’autres méthodes de formation de film protecteur ont été envisagées comme l’effu-
sion ou la transpiration. L’effusion consiste à évacuer l’air froid à travers une paroi poreuse.
Une telle méthode permet un très bon refroidissement interne de la paroi ainsi qu’un gain
en poids dû au matériau poreux. Cependant, la faible résistance mécanique des parois po-
reuses, l’obturation possible des pores par les suies issues de la combustion et leurs coûts de
production cantonnent cette technique au domaine de l’étude pour le moment.

La transpiration est basée sur la circulation de l’air à travers plusieurs couches de
parois perforées, dont les trous sont décalés pour permettre à l’air de passer de l’un à l’autre
par des mini-canaux. Malgré la bonne protection thermique assurée par ce type de paroi, la
difficulté de fabrication et son coût ont empêché leur utilisation dans des turboréacteurs de
série.
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Refroidissement par impact de jets

Une autre méthode couramment utilisée dans les turboréacteurs est le refroidissement
par impact de jets. Il s’agit d’un refroidissement interne à l’aube qui consiste à injecter l’air
froid au travers d’orifices de petites dimensions depuis une cavité en surpression. Cet air
vient refroidir la paroi interne de l’aube.

On distingue généralement deux configurations d’impact. La première, dite concen-
trée, est basée sur l’impact d’une rangée unique de jets. Elle est souvent utilisée aux bords
d’attaque des aubes, là où le flux extérieur provenant des gaz chauds est important et où le
refroidissement doit être maximal. Elle est modélisée par un impact de jet sur paroi concave.
La seconde configuration est l’impact réparti à partir d’une matrice de jets. On la retrouve
généralement sur les parties amont de l’intrados et de l’extrados des aubes et est modélisée
par un impact de jet sur paroi plane.

Ces différentes techniques de refroidissement sont généralement appliquées conjointe-
ment pour optimiser le refroidissement d’une aube, les techniques de film cooling et d’impact
de jets étant souvent utilisées sur l’aube (Fig. 6).

Figure 6 – Refroidissement par film et impact de jets sur une aube. Reproduction du
brevet : US patent no. 5,533,864.

Contexte scientifique

Ce travail de recherche s’inscrit dans un long historique d’études sur ces techniques
de refroidissement au sein des anciens laboratoires LEA (Laboratoire d’Études Aérodyna-
miques) et LET (Laboratoire d’Études Thermiques), à présent regroupés dans le département
FTC (Fluides, Thermique et Combustion) de l’institut P’ 1 de Poitiers.

Les origines sont bien plus anciennes, cependant nous pouvons citer les études les plus
récentes sur le refroidissement par film avec les thèses de Petre [80] et Messaadi [65]. Les

1. Pprime, UPR3346

6



INTRODUCTION

jets en impact sur paroi concave ont également fait l’objet de thèses dont celles de Gilard
[27] et Hoang [38]. En ce qui concerne les jets en impact sur paroi plane, on peut citer les
différentes thèses de Bernard [6], Jolly [53], Brevet [9] et Fénot [22]. Les travaux de recherche
présentés dans ce mémoire profitent largement de l’expertise acquise au sein du laboratoire
au cours de ces différentes études. Il est à noter que la plupart de ces thèses ont été effectuées
dans le cadre de programmes de recherche initiés par les motoristes. Citons par exemple les
programmes ARTICA puis ARCAE (DGA, Snecma Moteurs, Turboméca, ONERA).

Problématique et organisation du mémoire

Ces travaux de recherche se concentrent sur le cas d’un jet rond en impact orthogonal
sur une plaque plane. L’objectif de cette étude est double :

1. Montrer tout d’abord que la structure d’un jet peut être adaptée à l’aide d’un forçage
acoustique. Ceci permettra de modifier la répartition des contributions moyennes, co-
hérentes et stochastiques dans l’écoulement.

2. Montrer les effets de ces modifications sur la pression et sur les transferts de chaleur
sur la plaque d’impact.

On s’intéressera donc principalement à l’effet des instationnarités de l’écoulement sur les
grandeurs scalaires que sont la pression et la température sur la plaque. Le mémoire est
organisé de manière à refléter ce double objectif.

Dans le premier chapitre, nous rappelons brièvement l’état de l’art des jets en impact,
tant au niveau aérodynamique que thermique. Une discussion sur la formation et l’effet des
structures tourbillonnaires est également proposée, dans le cas d’une couche de mélange
plane, d’un jet libre et d’un jet en impact.

Le deuxième chapitre présente les moyens expérimentaux mis en place pour constituer
une base de données de mesures sur les différentes configurations étudiées. Le banc d’essai
et les techniques de mesure utilisées sont décrites. Les mesures effectuées sont des mesures
anémométriques (fil chaud ou vélocimétrie par images de particules), des mesures de pression
par capteurs déportés et des mesures thermiques par thermographie infrarouge.

Les différentes méthodes de traitement et d’analyse utilisées sont détaillées dans le
troisième chapitre. Quelques détails sur la décomposition triple sont alors apportés. Les
moyens d’analyse topologique de l’écoulement sont décrits. Enfin, un algorithme d’évaluation
de la pression pariétale à partir de champs de vitesse mesurés par vélocimétrie par images
de particules est présenté.

Le quatrième chapitre présente les résultats des mesures anémométriques, à la fois par
fil chaud et par vélocimétrie par images de particules. Après quelques considérations générales
sur le jet sans impact avec et sans forçage acoustique, les champs de vitesse du jet en impact
sont présentés et permettent de mettre en évidence des structures tourbillonnaires à grandes
échelles, considérées comme des structures cohérentes. Des exemples de décomposition triple
sont finalement proposés.
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L’effet de ces structures sur la pression pariétale est alors décrit dans le cinquième
chapitre. Après avoir décrit les distributions de pressions moyennes, on s’intéresse aux fluc-
tuations de pression pariétale et à leurs corrélations spatio-temporelles. Enfin, les résultats
de l’algorithme d’évaluation de la pression pariétale à partir des champs de vitesse sont
présentés et comparés aux résultats des mesures de pression fluctuante.

Le dernier chapitre se concentre sur la description de la thermique sur la plaque. L’ef-
fet des structures tourbillonnaires sur des mesures stationnaires, permettant d’évaluer les
coefficients locaux de transfert de chaleur, est détaillé. Enfin, des résultats de mesures ther-
miques instationnaires sont décrits afin de mettre en évidence un éventuel effet instationnaire
du passage des structures tourbillonnaires sur la température de paroi.
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Chapitre I

Synthèse bibliographique
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Le nombre de publications au sujet des jets en impact au cours des cinquante dernières
années se chiffre en centaines. Ce nombre important de communications est principalement
dû au nombre élevé de paramètres influants sur l’aérodynamique et les transferts de chaleur :
type de jet (plan ou rond), le fluide d’injection, le fluide environnant, le nombre de jet (unique
ou multiples), la distance entre la buse et la surface soumise à l’impact, le diamètre et la
nature de l’ajutage (tube long, plaque perforée, convergent profilé), les nombres de Reynolds
et de Mach à l’injection, la présence ou non d’un écoulement transversal, l’angle d’impact
du jet, le taux de turbulence initial du jet, la différence de température entre l’ambiante, le
jet et la surface soumise à l’impact, la présence de confinement ou non, l’état de rugosité de
la surface soumise à l’impact, sa courbure, son déplacement éventuel devant le jet. . .

Les résultats présentés dans tous ces articles ont été résumés à plusieurs reprises dans
des synthèses bibliographiques. La première est celle de Gauntner et al. [26], dans laquelle
est présentée une large gamme de résultats théoriques et expérimentaux sur l’aérodynamique
du jet en impact. Martin [64] présente les propriétés aérodynamiques du jet ainsi que les
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distributions de nombre de Nusselt dans le cas de jets ronds uniques ou multiples. Hrycak
[39] rappelle de nombreuses corrélations entre nombre de Nusselt et nombre de Reynolds en
faisant intervenir d’autres paramètres comme le nombre de Prandtl, la hauteur d’impact,
etc., pour l’évaluation des transferts thermiques d’un jet en impact. Jambunathan et al. [51]
présentent uniquement le cas d’un jet rond unique. Ils présentent les résultats de transferts
de chaleur, en prenant en compte les structures tourbillonnaires du jet. Enfin, Webb et Ma
[94] proposent une revue quasi-exhaustive des résultats aérodynamiques et thermiques des
jets en impact, sur les jets plans ou ronds, submergés ou non, uniques ou multiples. Les effets
de la rugosité de la plaque d’impact et de l’inclinaison du jet par rapport à la plaque sont
également présentés. On peut enfin citer les mémoires de thèse de Brevet [9] et Vejrazka [90],
qui présentent de manière très claire différents résultats aérodynamiques et thermiques d’un
jet unique en impact sur une plaque plane et qui ont souvent inspiré ce travail.

La synthèse proposée ici, loin d’être exhaustive, a pour objectif de présenter de ma-
nière claire comment des structures tourbillonnaires peuvent se développer dans la couche
de mélange du jet et modifier les transferts de chaleur sur la plaque d’impact. Les aspects
métrologiques et numériques seront donnés avec la description des techniques de mesure
utilisées pour cette étude.

I.1 Structure aérodynamique du jet en impact

Cette section a pour objectif de présenter les principaux résultats généraux sur l’aé-
rodynamique d’un jet rond en impact sur une paroi plane. On se limitera au cas du jet
impactant la plaque perpendiculairement. De nombreux articles abordent ce cas, dont les
principaux sont cités par Goldstein et Franchett [30]. De manière générale, l’écoulement est
caractérisé par :

– la hauteur d’impact : distance entre la section de sortie du tube d’injection et la
paroi d’impact ;

– le nombre de Reynolds du jet, calculé à partir de la vitesse moyenne dans le tube
d’injection et du diamètre de ce tube.

Gauntner et al. [26] décomposent le domaine d’écoulement en quatre parties (Fig. I.1) :

– Région I : la région d’écoulement établi allant de l’orifice d’injection à l’extrémité
du cône potentiel ;

– Région II : la zone d’écoulement établi caractérisé par l’affaiblissement de la vitesse
sur l’axe et l’épanouissement du jet ;

– Région III : la région de déflexion où le jet est dévié de sa direction initiale axiale ;
– Région IV : la région du jet de paroi où la vitesse est principalement radiale et où

la couche limite, dont l’épaisseur augmente radialement, est sujette à des gradients
de pression pratiquement nuls.

Ces auteurs (Gauntner et al. [26]) situent l’obtention d’un jet pleinement turbulent
pour un nombre de Reynolds d’injection supérieur à 3 000. Dans ces conditions, ils estiment la
longueur du cône potentiel du jet comprise entre 4.7 et 7.7 diamètres de la buse. Pour chacune
des quatre zones du jet, ils définissent analytiquement l’allure du profil de vitesse et estiment
la pression correspondante. Pour la région I, ils soulignent l’existence d’effets secondaires
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Figure I.1 – Régions caractéristiques de l’écoulement d’un jet impactant. Reproduction de
Gauntner et al. [26].

comme la présence d’une instabilité dynamique qui se manifeste par une oscillation latérale
du jet et un effet de blocage qui se traduit par un changement de longueur du cône potentiel
et du taux d’élargissement du jet.

Deshpande et Vaishnav [18] ne distinguent que trois zones :
– le « jet libre », où l’écoulement n’est pas significativement influencé par la surface

d’impact et où la vitesse est majoritairement axiale. Cette région correspond à la
réunion des deux premières zones définies par Gauntner et al. [26] ;

– la région d’impact correspondant à la zone de déflexion décrite précédemment ;
– la région du jet de paroi.
Miller [68] apporte une précision supplémentaire sur les deux dernières régions

(Fig. I.2), les appelant respectivement « région d’impact et de transition » et « région de
jet de paroi développé ». Il définit les quantités caractéristiques du profil de vitesse dans le
jet de paroi, à savoir la vitesse maximale Vm, l’épaisseur locale du jet de paroi b et la cote
y1/2 où la vitesse vaut la moitié de Vm, à partir de l’équilibre entre la quantité de mouvement
du jet et celle du jet de paroi.
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Figure I.2 – Schéma de définition d’un jet impactant unique et du jet radial de paroi.
Reproduction de Miller [68].

I.2 Structures tourbillonnaires. . .

Dans les années 1960, une structuration grande échelle des écoulements cisaillés tur-
bulents a été mise en évidence. Ceci a fait naître l’espoir d’identifier un déterminisme dans le
chaos apparent. L’existence de ces structures cohérentes est maintenant largement reconnue,
et leur rôle dans les phénomènes de mélange, d’entraînement ou de génération de bruit a été
clairement démontré.

I.2.1 . . . structures cohérentes ?

Les structures cohérentes sont généralement faciles à identifier en régime transitoire
ou en régime turbulent excité artificiellement à une fréquence correspondant à un mode
d’instabilité. En revanche, en écoulement pleinement turbulent, elles sont souvent cachées
dans un écoulement chaotique, leur identification est donc plus ardue. La définition de ce
qu’est une « structure cohérente » est soumise à controverse, et le choix d’une méthode de
détection de ces structures est donc directement lié à la définition choisie.

De nombreuses définitions ont été proposées pour les structures cohérentes, les deux
plus classiques sont :

– une masse de fluide à grande échelle dont la vorticité évolue en corrélation de phase
sur l’ensemble de son évolution spatiale (Hussain [44]). Cette définition conduit
à l’utilisation de la moyenne de phase comme critère de détection des structures
cohérentes.
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– un objet spatio-temporel dont la projection sur le champ de vitesse de l’écoulement
est maximale au sens des moindres carrés (Lumley [61]). Cette définition conduit
à l’utilisation de la décomposition en modes propres (POD) comme critère de
détection des structures cohérentes.

Malgré cette ambiguïté sur la définition, tous les auteurs admettent la sensibilité des
structures cohérentes aux conditions initiales de l’écoulement, conditionnant leur évolution.
Ho et Huerre [36] dénotent également le lien remarquable entre les structures cohérentes et
les prédictions de stabilité linéaire, laissant à penser que ces grandes échelles représentent
les modes d’instabilité les plus amplifiés.

I.2.2 . . . dans les couches de mélange planes

Les structures tourbillonnaires dans les jets en impact ont leur origine à la lèvre de la
buse. À l’exception des jets compressibles à vitesse élevée et des faibles distances d’impact,
la présence de la plaque d’impact n’a que très peu d’influence sur l’écoulement au voisinage
de la buse. L’écoulement du jet impactant est donc initiallement le même que celui du jet
libre. Un jet possède deux longueurs caractéristiques différentes : l’épaisseur de sa couche
de cisaillement initiale δ (ou son épaisseur de quantité de mouvement θ) et le diamètre du
jet D. Près de la lèvre de la buse, la couche de mélange est petite devant le diamètre du jet
et donc devant son rayon de courbure, l’épaisseur de quantité de mouvement θ est donc la
longueur caractéristique appropriée, et la génération de tourbillons est similaire au cas d’une
couche de mélange plane. Beaucoup d’études ont été effectuées sur les couches de mélange
planes, résumées par Ho et Huerre [36] et Hussain [43, 44].

Les couches de mélange planes sont intrinsèquement instables. L’augmentation d’am-
plitude des ondes d’instabilité conduit à un enroulement tourbillonnaire (vortex roll-up).
En utilisant la théorie de la stabilité linéaire convective, Michalke [66] montre que le mode
le plus instable est caractérisé par une fréquence naturelle fn dont le nombre de Strouhal
correspondant basé sur l’épaisseur de quantité de mouvement θ et la vitesse caractéristique
de la couche de mélange u0 est :

Stθ =
fnθ

u0

= 0.017 (I.1)

Cependant, les observations expérimentales montrent que le nombre de Strouhal de l’enrou-
lement tourbillonnaire est plus faible, de l’ordre de 0.012. Husain et Hussain [42] expliquent
cette différence par une rétroaction de phénomènes dans l’écoulement aval. Cette rétroaction
augmente l’amplitude initiale des ondes du nombre de Strouhal le plus faible.

Les tourbillons produits par l’enroulement tourbillonnaire sont ensuite convectés le
long de l’écoulement et peuvent subir un appariement. L’appariement est un processus au
cours duquel deux tourbillons voisins coalescent. Au début de l’appariement, les tourbillons
sont dans une position initiale dans laquelle les vitesses induites par chaque tourbillon sont
en équilibre. Une petite perturbation déplace les tourbillons de cette position d’équilibre.
Leur vitesse induite va maintenant les rapprocher jusqu’à ce qu’ils coalescent. Un apparie-
ment affecte en général deux tourbillons consécutifs, mais parfois trois tourbillons peuvent
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s’amalgamer (mais le terme d’appariement est alors inapproprié). Le phénomène d’apparie-
ment est sensible aux perturbations externes. Ho et Huang [35] ont montré qu’il est possible
de contrôler l’appariement en modulant la vitesse de l’écoulement de 0.1% en amplitude.
Cette faible perturbation de la vitesse supprime complètement l’appariement si sa fréquence
est proche de la fréquence naturelle fn de l’enroulement des tourbillons (Fig. I.3(a)). Deux
(b), trois (c) ou quatre tourbillons s’amalgament de manière stable quand l’écoulement est
perturbé par le deuxième, troisième ou quatrième sous-harmonique de fn. Une excitation à
basse fréquence suffisamment forte en amplitude (1%) provoque une interaction collective
(Fig. I.3(d)). Beaucoup de tourbillons coalescent, ce qui provoque une forte augmentation
de l’épaisseur de la couche de mélange et une diminution de la fréquence des tourbillons.

Figure I.3 – Structures tourbillonnaires dans une couche de mélange plane perturbée, per-
turbation à (a) fn, pas d’appariement, (b) fn/2, appariement, (c) fn/3, coalescence de trois
tourbillons et (d) fn/10, interaction collective. Reproduction de Ho et Huang [35].

Le processus d’appariement de deux tourbillons a été étudié par Husain et Hussain
[42] et Pashereit et al. [78]. Les auteurs perturbent l’écoulement simultanément à deux fré-
quences : la fréquence fondamentale fn et la première sous-harmonique fn/2. Il est montré
que la stabilité de l’onde sous-harmonique (et donc l’appariement de tourbillons) peut être
affectée par le déphasage entre les deux fréquences de perturbation. Sans toucher à l’ampli-
tude, les appariements ont pu être supprimés ou accélérés en changeant le déphasage. Cette
dépendance au déphasage a été expliquée par une modification de la distribution initiale des
tourbillons, ce qui change leurs interactions mutuelles.

I.2.3 . . . dans les jets libres

Pour des jets sortant de buses convergentes profilées, Hussain et Zaman [47] ont
montré que la fréquence principale à la lèvre de la buse est telle que Stθ = fθ

u0
= 0.012, ce qui

confirme le fait que le comportement initial du jet rond est le même que celui d’une couche
de mélange plane. Plus en aval de l’écoulement, l’épaisseur de quantité de mouvement θ n’est
plus négligeable devant le diamètre du jet D. La courbure de la couche de mélange joue alors
un rôle et la stabilité du jet est modifiée. Crow et Champagne [15] et Hussain et Zaman [48]
montrent alors que la fréquence prépondérante est telle que :

StD =
fD

u0

= 0.3 (I.2)
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Deux modes d’instabilités différents coexistent donc dans le jet (Zaman et Hussain [100]) :
le mode basé sur θ, qui est le mode de couche de mélange, et celui basé sur D, qui est le
mode colonne du jet (Fig. I.4).

D/2

θ

Mode de couche de mélange Mode colonne

Cône potentiel

Figure I.4 – La cohabitation des deux modes d’instabilité sur un jet libre.

Si la fréquence du mode de couche de mélange est plus élevée que celle du mode
colonne du jet, les tourbillons de couche de mélange s’apparient jusqu’à s’approcher de
la fréquence du mode colonne (Yule [99]). Si les deux fréquences sont du même ordre de
grandeur, les tourbillons de couche de mélange et ceux du mode colonne sont identiques et il
n’y a pas d’appariement. Enfin, si la fréquence du mode de couche de mélange est plus faible
que celle du mode colonne, les tourbillons se forment directement dans le mode colonne et
l’instabilité de couche de mélange n’apparaît pas.

Le jet est également sensible aux perturbations externes. Zaman et Hussain [100] ont
étudié la réponse du champ de vitesse d’un jet à des modulations de faible amplitude à la
sortie de la buse. La dynamique des tourbillons est alors étudiée en utilisant la moyenne de
phase (Hussain et Zaman [47]). Les plus grandes fluctuations de vitesse sur l’axe du jet sont
obtenues avec un forçage à un nombre de Strouhal StD = 0.85. Un appariement stable est
alors observé. Un forçage pour un nombre de Strouhal StD = 1.60 atténue les fluctuations
de vitesse sur l’axe.

Hussain et Zaman [48] ont excité le jet à la fréquence naturelle (« preferred mode »),
au nombre de Strouhal StD = 0.3. Les tourbillons restent alors observables avec l’utilisation
de la moyenne de phase jusqu’à une distance de six diamètres depuis la sortie de la buse.
Les signaux temporels de vitesse restent périodiques jusqu’à huit diamètres. Les structures
tourbillonnaires ne dépendent pas de l’état initial de la couche de mélange (laminaire ou
turbulente), ce qui implique que les tourbillons se forment directement sur le mode colonne.
Il n’y pas d’appariement.

La structure du jet dépend fortement du nombre de Reynolds. Les études mentionnées
précédemment ont été pour la plupart conduites pour un nombre de Reynolds modéré (Re ∼
50 000). Hussain et Clark [45] ont visualisé la couche de mélange d’un jet à nombre de
Reynolds plus élevé (Re ∼ 400 000). Le mouvement cohérent est toujours présent, mais
beaucoup moins bien organisé. Les structures à grande échelle sont plus rares et leur durée de
vie est beaucoup plus faible. En cas d’appariement, un tourbillon ne transmet qu’une partie
de sa vorticité à son voisin. Cet appariement incomplet, connu sous le nom de « déchirement »
de tourbillon (vortex tearing), ne se produit que très occasionnellement pour des nombres
de Reynolds modérés.
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I.2.4 . . . dans les jets en impact

Avec un jet en impact subsonique haute-vitesse, un son pur strident apparaît lorsque
la vitesse du jet dépasse une valeur critique (nombre de Mach M ≈ 0.7) et si la hauteur
d’impact est suffisamment faible (H/D < 7.5). Ho et Nosseir [37] ont regardé les fluctuations
de pression dans le jet pour expliquer ce phénomène. Ils ont découvert l’existence d’une boucle
rétroactive (feedback loop), présentée à la Figure I.5. Les tourbillons se forment à la fréquence
du mode de couche de mélange, puis subissent une interaction collective. Ces nouveaux
tourbillons sont convectés jusqu’à la paroi, ce qui correspond à une onde d’instabilité à
une certaine fréquence fci. L’impact des tourbillons sur la paroi produit des fluctuations
de pression à la même fréquence et qui se propage dans toutes les directions, y compris à
l’extérieur du jet vers l’amont. Ces fluctuations de pression perturbent alors la couche de
mélange à la lèvre de la buse, ce qui déclenche l’interaction collective, et ainsi de suite. . .

fsl

fci

fci

tourbillons de
couche de mélange

interaction
collective

ondes de pression

émission d’ondes
de pression

Figure I.5 – Boucle rétroactive dans un jet impactant haute vitesse.

Cette boucle rétroactive est fermée seulement si les deux ondes se propageant vers
l’aval et vers l’amont ont la même phase au niveau de la couche de mélange à la lèvre de
la buse. La phase est alors bloquée, et la boucle rétroactive ne peut fonctionner qu’avec un
nombre entier de fréquences. Le spectre de ces fréquences ne peut donc être que discret. Le
jet en impact haute vitesse produit donc un son pur. Dans le cas où la vitesse du jet est
moins élevée, l’amplitude des ondes de pression est plus faible et ne suffit pas à déclencher
l’interaction collective. Les interactions sont alors irrégulières et le jet produit un son large
bande.

Une séparation instationnaire de la couche limite se produit dans la zone où les
tourbillons interagissent avec la paroi d’impact. Cela signifie que la couche limite décolle de la
paroi et que le point de décollement se déplace alternativement vers l’amont ou l’aval. Didden
et Ho [19] expliquent le mécanisme de séparation instationnaire avec l’interaction entre le
tourbillon et la paroi dont le principe est schématisé à la Figure I.6. Le tourbillon proche de
la paroi produit un gradient de pression adverse dans la couche limite, et le fluide décélère
dans la couche limite (1). En même temps, le tourbillon induit une vitesse supplémentaire
dans le fluide en dehors de la couche limite (2). Cela crée donc une zone à cisaillement
élevé, une couche de mélange donc, à la frontière de la couche limite (3). Or, comme cela a
été expliqué précédemment, toute couche de mélange est instable. Cette couche de mélange
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produit donc un enroulement tourbillonnaire, produisant un tourbillon secondaire dont la
rotation est opposée à celle du tourbillon primaire (4). Le tourbillon secondaire crée alors
le décollement de la couche limite, et le point de décollement est convecté avec le tourbillon
primaire.
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accélération due à la vitesse induite

tourbillon
primaire tourbillon

secondaire

(1)

(2)

(3)

(4)

Figure I.6 – Séparation instationnaire de couche limite induite par l’impact d’un tourbillon.

L’interaction tourbillon-paroi est décrite dans un fluide au repos par Walker et al.
[93] et numériquement par Orlandi et Verzicco [77]. Le tourbillon secondaire avance avec
la vitesse induite par le tourbillon primaire et tourne autour de ce dernier. Le tourbillon
primaire est écarté de la paroi par la vitesse induite par le tourbillon secondaire. Les deux
études montrent que le tourbillon secondaire est instable dans la direction azimutale.

La formation des tourbillons primaires et secondaires et le décollement de la couche
limite ont été observés expérimentalement à l’aide de visualisations par Popiel et Trass [81]
(Fig. I.7).

Figure I.7 – Visualisations des structures tourbillonnaires dans un jet en impact, H/D = 2,
Re = 3 500 : (a) sans appariement, (b) avec appariement. Reproduction de Popiel et Trass
[81].
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I.3 Transferts de chaleur pour les jets en impact

Le coefficient de transfert convectif local h (Wm−2K−1) est généralement défini par :

h =
ϕ

Tw − Tref

(I.3)

où ϕ est la densité de flux de chaleur convectif locale, Tw est la température locale de la
surface soumise à l’impact et Tref est une température de référence, qui selon les auteurs
peut être la température du jet Tj ou la température adiabatique de paroi locale Tad. On
peut alors en déduire le nombre de Nusselt local :

Nu =
hD

λair

(I.4)

où λair est la conductivité thermique de l’air, prise à la température de référence Tref .

I.3.1 Considérations générales

Gardon et Akfirat [23, 24] sont les premiers à avoir étudier la variation radiale du
coefficient de transfert de chaleur dans les jets en impact, représentée à la Figure I.8 pour
H/D = 2 et différents nombres de Reynolds. Deux pics distincts apparaissent alors pour
des jets ronds, à condition que le nombre de Reynolds soit assez élevé et que la distance
d’impact soit suffisamment faible. Le premier pic (le plus proche de l’axe du jet), situé
environ à r/D = 0.5, est attribué à un rétrécissement de la couche limite à la fin de la zone
d’impact. Le second pic, situé pour r/D entre 1.5 et 2, est attribué à une transition à la
turbulence de la couche limite.

Différents auteurs ont proposé des corrélations afin d’estimer un nombre de Nusselt
moyen Nu défini comme :

Nu =
2

r2

∫ r

0

rNu(r)dr (I.5)

Ces corrélations intéressent en premier lieu les industriels. Elles font systématiquement inter-
venir le nombre de Reynolds Re et la distance d’impact H/D. D’autres paramètres comme le
nombre de Prandtl Pr et le rayon d’intégration r/D peuvent intervenir. Quelques exemples
de corrélations les plus connues pour un jet rond sont données par le Tableau I.1. Il est à
noter que pour la plupart des auteurs, la buse d’injection est un tube long.

De très nombreuses études ont été publiées, et pour des nombres de Reynolds mo-
dérés, on peut dissocier deux grandes catégories : les résultats pour des distances d’impact
faibles (H/D < 5) et les distances d’impact plus élevées (H/D > 5). Des évolutions ra-
diales du nombre de Nusselt typiques pour différentes distances d’impact sont présentées à
la Figure I.9. Ces évolutions proviennent de Baughn et Shimizu [5] et ont été mesurées pour
un nombre de Reynolds Re = 23 750.
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Figure I.8 – Effet du nombre de Reynolds sur les variations radiales du coefficient local
de transfert de chaleur pour un jet d’air rond. Le diamètre de la buse est D = 1/4 in. La
hauteur d’impact est H = 2D. Les nombres de Reynolds des différentes courbes sont, de
bas en haut : Re = 2 500, 2 800, 5 000, 7 000, 10 000, 14 000, 20 000 et 28 000. Un coefficient
de transfert de chaleur valant h = 80 Btu/h ft2 deg F est en unité du système international
h = 140 W m−2 K−1. Reproduction de Gardon et Akfirat [23].

Figure I.9 – Distribution radiale de nombre de Nusselt, Re = 23 750. Reproduction de
Baughn et Shimizu [5].
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I.3.2 Distance d’impact faible

Pour des distances d’impact faibles, le coefficient d’échange local h(r) augmente depuis
le point d’arrêt jusqu’à une position r/D = 0.5. Il y a donc un minimum local de transfert
au point d’arrêt (Fig. I.8). On observe un second maximum aux alentours de r/D = 2.
La position radiale et l’amplitude de ce pic secondaire dépend sensiblement du nombre de
Reynolds et de la distance d’impact, alors que la position du premier pic en est indépendante
(Lytle et Webb [62]). Ce maximum n’apparaît cependant que si le nombre de Reynolds
est suffisamment élevé (Re > 15 000). Lytle et Webb [62] proposent une corrélation pour
déterminer la position du pic secondaire en fonction du nombre de Reynolds et de la hauteur
d’impact :

(r/D)pic secondaire = 0.188Re0.241 (H/D)0.224 (I.6)

Cette corrélation est valable pour un nombre de Reynolds Re compris entre 11 000 et 27 600
et une hauteur d’impact H/D entre 0.1 et 1. Elle ne tient cependant pas compte d’autres
facteurs très influants comme la forme de l’ajutage ou le taux de turbulence (Viskanta [91]).
L’amplitude du second maximum croît avec le nombre de Reynolds (Fig. I.8). Plusieurs expli-
cations ont été avancées pour expliquer ces maxima d’échange et leurs positions respectives.

I.3.2.1 Le pic intérieur

Situé à r/D = 0.5, il serait lié d’après Jambunathan et al. [51] à l’accélération radiale
que subit le fluide dans la zone de stagnation. L’explication de Gardon et Akfirat [23] a déjà
été évoquée (rétrécissement de la couche limite à la fin de la zone d’impact). Malheureuse-
ment, il n’existe que très peu de mesures de vitesse (PIV) qui descendent suffisamment près
de la paroi pour étayer l’une ou l’autre de ces hypothèses.

On peut cependant noter que le choix effectué pour la température de référence peut
influer sur l’existence de ce maximum local. La présence d’un minimum au point d’arrêt est
souvent à mettre en correspondance avec un mauvais choix dans la température de référence.
Ainsi, Goldstein et Behbahani [28] ont calculé leur nombre de Nusselt avec soit la température
du jet Tj comme référence, soit avec la température adiabatique Tad. La première conduit
à un minimum d’échange au point d’arrêt et un maximum localisé à r/D = 0.5, alors que
le choix de Tad donne un maximum au point d’arrêt. Il n’est donc pas toujours judicieux
de prendre la température du jet comme température de référence, notamment lorsque la
température du jet est différente de la température ambiante (jet chauffé ou vitesse élevée).

I.3.2.2 Le pic secondaire

Le second maximum local d’échange de chaleur a longtemps été attribué à la transition
d’une couche limite laminaire à une couche limite turbulente (Gardon et Akfirat [23]). Après
ce maximum, les transferts de chaleur chutent à cause de la diminution de la vitesse radiale de
l’écoulement. Cette explication est cependant mise en défaut pour des jets qui sont turbulents
dès l’injection dans la mesure où la couche limite est alors turbulente dès sa naissance au
point d’arrêt, comme le confirme des mesures plus récentes (Cooper et al. [14]). On observe
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cependant clairement une augmentation radiale de la turbulence depuis le point d’arrêt vers
l’extérieur de la zone de stagnation.

Une autre explication pour ce maximum local est liée à l’impact des structures tour-
billonnaires toriques qui se sont développées le long du jet et au développement des tour-
billons secondaires (Jambunathan et al. [51]). Ceci pourrait expliquer pourquoi on n’observe
plus de second maximum pour des distances d’impact plus élevées. Au delà du corps po-
tentiel, les structures tourbillonnaires toriques se disloquent et laissent place à de petites
structures turbulentes. Les structures entraînent l’air extérieur au jet dans la couche limite
et rejette l’air plus chaud vers l’extérieur, ce qui pourrait expliquer ce maximum de transfert
de chaleur. Buchlin [11], Hadziabdic et Hanjalic [32] associent le minimum local d’échange
autour de r/D = 1.4 à l’apparition des tourbillons secondaires et donc à la séparation de
la couche limite. Le maximum correspondrait alors à un recollement de l’écoulement plei-
nement turbulent lorsque les tourbillons secondaires disparaissent. Le maximum secondaire
correspond donc à un maximum de turbulence.

Une autre explication a été avancée pour expliquer ce pic secondaire. Goldstein et al.
[29] ont remarqué un minimum de température de paroi adiabatique au niveau du pic secon-
daire et ont lié ces deux extrema, attribués à une séparation de l’énergie dans les tourbillons
de couche de mélange (avec une énergie minimale au centre du tourbillon).

I.3.3 Grandes distances d’impact

Pour H/D > 5, le coefficient d’échange est maximum au point d’arrêt. De plus, il
apparaît que le nombre de Nusselt au point d’arrêt Nu0 est maximum lorsque la plaque est
placée à une distance H égale à la longueur du cône potentiel, ou légèrement supérieure
(Fig. I.9). Selon Schlunder et Gnielinski (dans Jambunathan et al. [51]), la distance axiale
à laquelle l’intensité turbulente est maximale coïncide avec celle qui conduit au coefficient
d’échange au point d’arrêt maximum, c’est à dire pour H/D = 7.5. De même, Kataoka et al.
[54] obtiennent un nombre de Nusselt maximum au point d’arrêt pour H/D = 5−8 avec une
intensité turbulente maximale sur l’axe du jet pour H/D = 7. Selon Gardon et Akfirat [23],
l’emplacement de ce point de transfert maximum un peu au-delà de la fin du corps potentiel
est dû à l’augmentation du taux de turbulence le long de l’axe après la fin du corps potentiel.
Cependant, la vitesse chute après le corps potentiel, ce qui a tendance à faire diminuer le
coefficient d’échange. Ainsi, en éloignant la plaque d’impact de la buse, les transferts de
chaleur cessent d’augmenter lorsque l’augmentation de la turbulence ne compense plus la
perte de vitesse du jet.

Dans tous les cas, pour les petites ou les grandes distances d’impact, à partir d’une
certaine distance radiale (r/D > 5 pour Baughn et Shimizu [5], Fig. I.9), le coefficient
d’échange a déjà fortement chuté et il ne dépend plus de H/D. L’efficacité de l’impact pour
les échanges thermiques est donc très réduite au-delà de r/D = 5.
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I.3.4 Influence d’un forçage périodique

Zumbrunnen et Aziz [102] présentent une étude expérimentale d’un jet plan non sub-
mergé en impact. Le jet est périodiquement bloqué par les pales d’une roue en rotation.
Les transferts de chaleur sont alors augmentés. Sheriff et Zumbrunnen [87] comparent alors
le transfert de chaleur au point d’arrêt pour le jet bloqué périodiquement et celui d’un jet
modulé sinusoïdalement. Le blocage augmente les transferts jusqu’à 33% alors que la mo-
dulation les fait diminuer (jusqu’à 17%). Le blocage périodique permet un renouvellement
périodique de la couche de mélange. Le fluide frais s’approche donc de la paroi à chaque
blocage du jet et la couche limite se redéveloppe. Ceci n’est pas vrai pour le jet modulé sinu-
soïdalement. La couche limite semble répondre d’une manière plus complexe aux pulsations,
ce qui a pour effet d’augmenter son épaisseur et de diminuer les transferts de chaleur.

Mladin et Zumbrunnen [69, 70] ont alors examiné analytiquement la réponse de la
couche limite à la modulation. Un modèle de couche limite similaire à celui de Karman-
Polhausen (Schlichting [86]) est développé, en gardant les termes instationnaires dans les
équations. Ce modèle est alors utilisé pour estimer les transferts de chaleur dans la zone
de stagnation d’un jet pulsé. La réponse de la couche limite à la pulsation n’est alors pas
périodique, mais plutôt chaotique. Dans la majorité des cas (fréquences et amplitudes), la
couche limite s’épaissit et les transferts de chaleur diminuent (la valeur de 17% de diminution
maximum est retrouvée). Dans certaines conditions, on observe une augmentation des trans-
ferts de chaleur, mais dans une proportion très faible (1%). Ces résultats dans la zone de
stagnation sont confirmés par Mladin et Zumbrunnen [71], qui étudient un jet plan submergé
pulsé. Cette étude montre également que le forçage du jet peut augmenter les transferts de
chaleur dans la région du jet de paroi.

Liu et Sullivan [60] sont les premiers à tenter de contrôler les structures tourbillon-
naires par des petites pulsations dans le but d’augmenter les transferts de chaleur. Ils com-
parent alors un jet non excité avec des jets perturbés à StD = 0.86 et 1.59. Une visualisation
de l’écoulement a montré que la perturbation à StD = 0.89 déclenche un appariement des
tourbillons à l’approche de la paroi. Cela crée un plus grand tourbillon, ce qui déclenche la
séparation instationnaire et réduit le transfert de chaleur (Fig. I.10). Le forçage à StD = 1.59
crée un appariement intermittent ainsi qu’une zone avec de la turbulence à petite échelle.
Les transferts de chaleur sont alors augmentés. Une étude similaire d’un jet plan a été menée
par Gau et al. [25], montrant que les transferts de chaleur peuvent être modifiés là où les
tourbillons interagissent avec la paroi.

Hwang et al. [50] et Hwang et Cho [49] ont étudié l’influence de plusieurs paramètres
du forçage, en faisant varier le nombre de Strouhal StD de 1.2 à 4, l’amplitude de la modu-
lation et la méthode de contrôle des tourbillons (perturbation du mode colonne ou du mode
de couche de mélange). Le forçage à StD = 1.2 a tendance à réduire les transferts de chaleur,
tandis que celui à StD = 2.4 a tendance à les augmenter. Les deux méthodes de forçage
donnent des résultats similaires.

Enfin, Vejrazka [90] propose une étude expérimentale avec un banc d’essai similaire
à celui qui a été utilisé au cours de cette étude, pour un nombre de Reynolds de 10 000 et
une distance d’impact H/D = 2. La gamme de fréquences de forçage étudiées correspond à
des nombres de Strouhal StD entre 0.56 et 2.14, et les amplitudes de cette perturbation sont

23



Chapitre I – SYNTHÈSE BIBLIOGRAPHIQUE

Figure I.10 – Modification du coefficient de transfert de chaleur pour différentes perturba-
tions du jet, Re = 12 300, H/D = 1.125. Reproduction de Liu et Sullivan [60].

inférieures à 1%. Le forçage permet sous certaines conditions de diminuer la circulation des
tourbillons et d’empêcher la séparation de l’écoulement à la paroi, séparation qui nuit aux
transferts de chaleur entre le fluide et la paroi.
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Ce chapitre décrit tout d’abord le banc d’essai qui a été utilisé pour cette étude. Les
différents paramètres de l’étude sont alors clarifiés. Ensuite, les différentes techniques de
mesure utilisées ainsi que les post-traitements qui leur sont directement liés sont présentées.
Les mesures effectuées sont des mesures anémométriques par fil chaud ou PIV, des mesures
de pressions à l’aide de capteurs différentiels et des mesures thermiques, stationnaires et
instationnaires, par thermographie infrarouge.
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II.1 Le banc d’essai

Le banc d’essai utilisé a été conçu et réalisé spécialement pour cette étude, à partir
de références telles que Anderson et Longmire [3].

II.1.1 Le système d’alimentation

Le système d’alimentation est représenté par la Figure II.1. Le débit d’air est fourni
par un ventilateur. L’air passe ensuite à travers un débitmètre à flotteur, capable de mesurer
un débit volumique maximum de 120 m3 s−1. Si la technique de mesure utilisée requiert un
ensemencement de particules (PIV), celui-ci est effectué en amont du débitmètre. Une vanne
est située en aval du débitmètre pour contrôler le débit d’air. Finalement, l’air traverse un
échangeur de chaleur eau-air, afin de contrôler la température de l’air et de la maintenir
à la température ambiante. On se prémunit ainsi contre une hausse de température du jet
qui serait due à la montée en température du ventilateur. L’air traverse ensuite un module
permettant de séparer le débit en quatre parties égales avant d’arriver au module d’injection
proprement dit.

Ventilateur

Air comprimé

Débitmètre

Eau

Vers module d’injection

Réservoir
de

particules

Échangeur
de

chaleur

Vanne

Figure II.1 – Système d’alimentation en air avec particules.

II.1.2 Le système d’injection

Le module d’injection utilisé dans le cadre de cette étude a été inspiré par Anderson
et Longmire [3], dont l’objectif était d’étudier le mouvement de particules dans la zone de
stagnation d’un jet en impact. Une photographie du module d’injection est présentée à la
Figure II.2. Il est également représenté schématiquement à la Figure II.3.

L’air passe tout d’abord à travers une grille et un nid d’abeille, afin d’éliminer d’éven-
tuelles structures à grandes échelles qui pourraient se former en amont. La buse est un
convergent axisymétrique avec un rapport de surface de 10.8. Il a été dimensionné afin
d’avoir le profil de vitesse le plus plat possible à sa sortie (Morel [72]). Une plaque de confi-
nement est placée autour de la buse. Le diamètre à la sortie de la buse est noté D et vaut
pour toute l’étude 3cm. L’axe du jet est représenté par la coordonnée z et la direction radiale
par r. L’origine du système de coordonnées est le centre de la buse.
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Figure II.2 – Photographie du module d’injection.
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Figure II.3 – Le module d’injection en configuration convergent.
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20D

Figure II.4 – Le module d’injection en configuration tube long.
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La plaque d’impact est toujours perpendiculaire à l’axe du jet. Elle est placée à une
distance H de la buse. La plaque utilisée est différente suivant le type de mesures effectuées.

Des thermocouples de type K sont situés dans le module d’injection ainsi qu’autour de
celui-ci afin de contrôler que la température de l’écoulement reste proche de la température
ambiante.

Un haut-parleur est situé à l’extrémité du module d’injection. Il a pour fonction d’ex-
citer l’écoulement à certaines fréquences, la structure du jet peut alors être radicalement
modifiée. Le haut-parleur n’est soumis qu’à des fréquences fHP comprises dans sa bande
passante ([100 Hz, 5 kHz]), les signaux envoyés au haut-parleur sont strictement monofré-
quentiels, donc sinusoïdaux, et l’amplitude de ces sinusoïdes est notée AHP(V). Autrement
dit, la tension U envoyée au haut-parleur est de la forme :

U(t) = AHP sin(2πfHPt) (II.1)

Un second module d’injection a été utilisé, il s’agit d’un tube long d’une longueur de
20D (Fig. II.4). La plupart des études des transferts de chaleur sur un jet en impact ont été
effectuées sur des jets de type tube long sans confinement, ce qui donne en sortie de buse un
profil de vitesse arrondi (parabolique dans le cas limite laminaire) alors que le convergent
nous permet d’obtenir un profil plat. Le reste du module d’injection (grille, nid d’abeille. . .)
est identique au cas du module avec la buse convergente.

II.1.3 Les paramètres de l’étude

Le nombre de paramètres, élevé lorsque cette étude a débuté, a été progressivement
réduit au cours de campagnes d’essais préliminaires afin de se concentrer sur quelques confi-
gurations donnant les résultats les plus intéressants. Ces différents paramètres sont la buse
utilisée, le nombre de Reynolds de l’écoulement, la hauteur d’impact H/D et les paramètres
du forçage acoustique (AHP et fHP).

II.1.3.1 La buse

Comme décrit à la Section II.1.2, deux buses sont à notre disposition, l’une conver-
gente et l’autre étant une injection par tube long, permettant respectivement d’avoir un
profil de vitesse uniforme et arrondi en sortie de buse. Cependant, d’après des résultats
d’expériences préliminaires, le forçage acoustique n’a que très peu d’effets sur l’écoulement
avec le tube long, ceci étant probablement dû à la configuration du tube long, qui peut se
comporter comme un guide d’onde et donc bloquer les fréquences dont la longueur d’onde
ne correspond pas à sa dimension caractéristique, c’est-à-dire son diamètre. Le tube long a
donc été abandonné pour l’étude de l’influence du haut-parleur.

Sauf mention contraire, la buse utilisée sera donc dans l’ensemble de ce mémoire le
convergent (Fig II.3).
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II.1.3.2 Le nombre de Reynolds

Mise à part une étape de validation du jet au début de l’étude, pour laquelle l’influence
de la vitesse débitante du jet avait été étudiée, le débit, et donc la vitesse débitante ainsi
que le nombre de Reynolds ont été fixés pour l’ensemble de l’étude. Ainsi, Le nombre de
Reynolds est fixé pour toute l’étude :

Re =
u0D

ν
≈ 28 000 (II.2)

ce qui correspond à une vitesse débitante u0 = 14 m s−1.

Ce nombre de Reynolds a été choisi afin de pouvoir comparer nos résultats à une
partie de la littérature (Baughn et Shimizu [5] Re = 23 750, Cooper et al. [14] Re = 23 000,
Fénot et al. [21] Re = 23 000).

II.1.3.3 La hauteur d’impact

Au départ, trois hauteurs d’impact étaient étudiées : H/D = 3, 5 et 7. La configuration
H/D = 7 a été rapidement abandonnée, car elle ne semblait pas apporter beaucoup plus
d’informations que celle pour H/D = 5. Cette configuration nous permet cependant de
mesurer correctement la longueur du cône potentiel. Les deux hauteurs H/D = 3 et 5 ont
été choisies car la limite entre la présence ou non d’un lobe secondaire dans le coefficient
de transfert de chaleur convectif est souvent décrite comme étant H/D = 4. Ainsi, pour
H/D = 3, on doit observer un lobe secondaire, mais pas pour H/D = 5 (Baughn et Shimizu
[5]).

II.1.3.4 Le forçage acoustique

Initialement, huit fréquences au haut-parleur avaient été testées : fHP = 80, 120, 160,
240, 310, 370, 470 et 620 Hz, ce qui correspond à des nombres de Strouhal (StHP = fHPD

u0
)

respectivement de 0.17, 0.26, 0.34, 0.51, 0.66, 0.79, 1.01 et 1.33. Des mesures de vitesse ont
été effectuées pour toutes ces configurations. Ces différents résultats nous ont permis de
dégager trois principales structures d’écoulement. En conséquence, une fréquence seulement
parmi chacune de ces trois classes d’écoulement a été conservée. Il s’agit de fHP = 120,
240 et 370 Hz (resp. StHP = 0.26, 0.51 et 0.79). L’amplitude du forçage est restée constante
pour toutes les fréquences et vaut AHP = 2V. Certaines mesures ont été effectuées pour des
amplitudes plus élevées, cela sera alors précisé.

La fréquence de forçage fHP = 120 Hz correspond à une résonance géométrique du
module d’injection (Fig. II.5), de manière similaire à ce qui a été fait par Crow et Champagne
[15]. Cette fréquence est donc amplifiée par le module d’injection. Les fréquences fHP = 240
et 370 Hz sont respectivement la deuxième et la troisième harmoniques de cette fréquence
de résonance. Il est à noter que la fréquence de 370 Hz correspond également à un mode de
résonance de la cavité.

À ces trois fréquences s’ajoute évidemment une configuration où le jet n’est pas
contraint par le haut-parleur. Celle-ci sera souvent notée fHP = 0 Hz ou StHP = 0. On a
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Figure II.5 – Réponse spectrale du module d’injection à un bruit blanc mesurée à la sortie
de la buse sans écoulement par un microphone.

donc finalement 8 configurations principales : 2 hauteurs d’impact et 4 forçages du haut-
parleur.

II.2 Mesures de vitesse

Dans cette section sont présentées les deux techniques utilisées pour mesurer des
vitesses d’écoulement : l’anémométrie fil chaud et la vélocimétrie par image de particules.
Dans les deux cas, le jet est placé en position verticale descendante et la plaque d’impact
utilisée est une plaque de verre, de taille 50 × 50 cm, qui est suspendue à la plaque de
confinement grâce à quatre tiges filetées. Des entretoises calibrées à la longueur exacte désirée
(9 cm pour H/D = 3 et 15 cm pour H/D = 5) permettent à la fois de placer la plaque à
la bonne distance et d’assurer que les plans définis par la plaque de confinement et par la
plaque d’impact restent parfaitement parallèles.

II.2.1 Mesures de vitesse par anémométrie fil chaud

L’anémométrie à fil chaud est une technique de mesure permettant de déterminer la
vitesse instantanée d’un fluide s’écoulant autour d’une sonde, le fil chaud, placée au sein
d’un écoulement. L’idée de base est de ramener la mesure de la vitesse du fluide à celle d’une
mesure de résistance électrique.

Plusieurs types de sonde existent selon les besoins (Fig. II.6) :
– les sondes à un fil qui permettent de mesurer la vitesse instationnaire dans un plan

perpendiculaire au fil chaud.
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– les sondes à deux fils chauds croisés qui permettent d’estimer les deux composantes
instantanées de la vitesse dans le plan défini par les fils de la sonde, les fluctuations
associées et donc les corrélations entre ces deux fluctuations.

Figure II.6 – Fil chaud à un fil et fil chaud croisé à deux fils. Reproduction de
www.dantecdynamics.com.

Pour cette étude, uniquement des sondes à un seul fil chaud ont été utilisées afin
d’obtenir, entre autres, les valeurs moyennes et rms de la vitesse ainsi que des spectres de
turbulence.

II.2.1.1 Principe de l’anémométrie

L’anémométrie à fil chaud repose sur les lois d’échange thermique entre un élément
chauffé (le fil) et le fluide en mouvement. En effet, lorsque l’on place dans un écoulement
un fil porté par effet Joule à une température supérieure à la température du fluide en
écoulement, il se produit un échange de chaleur par convection. Cet échange est fonction
des propriétés physiques du fluide, de sa vitesse, de l’écart de température entre l’élément
chauffé et le fluide et de l’orientation de l’axe du fil par rapport à l’écoulement. Enfin, le
système de fixation du fil (les broches) peut perturber l’écoulement et donc la mesure.

Dans le cas présent (diamètre du fil d = 5 µm et longueur l = 1.5 mm), l’échange
thermique se fait par convection libre, mixte ou forcée en fonction du nombre de Reynolds
associé au diamètre du fil Ref . Dans le cas de la convection forcée (Ref > 0.1), l’échange
thermique est directement lié à la vitesse de l’écoulement. Une loi simple reliant la vitesse de
l’écoulement à la tension en sortie de l’anémomètre peut alors être établie. Dans les autres
cas de convection correspondant à des nombres de Reynolds associés au diamètre du fil
Ref < 0.1 (vitesses inférieures à 0.3 m s−1), l’estimation de la vitesse est impossible.

Deux types de montage sont utilisés pour la mesure de la vitesse par anémométrie à fil
chaud : le montage à intensité constante et le montage à température constante. Le principe
du montage à intensité constante est de maintenir constante l’intensité traversant le fil. Une
variation de la vitesse de l’écoulement entraîne alors une variation de la température du fil,
et donc de sa résistance. Comme l’intensité I du fil est maintenue constante, une variation
de la résistance R du fil provoque alors une variation de la tension E à ses bornes (E = RI).
Par conséquent, cette variation de tension, aisément mesurable à l’aide d’un voltmètre, est
directement liée à la variation de vitesse du fluide. Les inconvénients majeurs de ce dispositif
sont la non-linéarité de la réponse du fil et l’inertie thermique.

31



Chapitre II – PROTOCOLE EXPÉRIMENTAL

Dans le cas du montage à température constante (Fig. II.7), la température, et donc
la résistance du fil, sont maintenues constantes : le capteur est l’une des branches d’un pont
de Wheatstone, la résistance du fil est maintenue constante en asservissant le courant qui
la traverse, et le courant résultant est ainsi une fonction de la vitesse du fluide pour des
raisons identiques au cas du montage à courant constant. Ce montage a l’avantage d’être
moins sensible à l’inertie thermique du fluide. Pour cette raison, les mesures de vitesse
présentées dans ce mémoire ont été effectuées à l’aide d’un anémomètre utilisé en montage
type température constante.

E

Amplificateur

opérationnel

Fil chaud

Alim.

: Résistance

Figure II.7 – Montage électronique d’un fil chaud de type température constante. D’après
Bruun [10].

Après avoir développé les lois d’échange thermique et les relations électroniques liées
au pont de Wheatstone dans le cas d’un fil de rapport l/d supérieur à 250 (dans notre cas,
l/d = 300), nous pouvons relier de manière très simple la tension E aux bornes du fil et la
vitesse (loi de King) :

E2 = A + BUn
eff (II.3)

où Ueff est la vitesse efficace de refroidissement du fil, A, B et n sont des constantes. n est
égal à 0.45 pour un fil de 5µm de diamètre et un nombre de Reynolds associé au fil compris
entre 0.1 et 44. A et B peuvent également être déterminées théoriquement. Cependant, ces
valeurs étant fortement dépendantes du fil considéré, elles sont déterminées par étalonnage
via la technique des moindres carrés.

La vitesse efficace Ueff de refroidissement du fil dans le cas d’une sonde à un fil est
telle que :

Ueff = |u|f(φ1) (II.4)

où |u| est le module de la vitesse de l’écoulement et φ1 l’angle formé par le vecteur vitesse ~u
et l’axe du fil de la sonde (Fig. II.8). L’angle φ2 formé par le plan support-sonde et le vecteur
vitesse ~u ne modifie pas la réponse du fil si on néglige l’effet intrusif des broches.

La fonction f(φ1) caractérise la sensibilité directionnelle de la sonde à un fil. Pour
des fils de rapport l/d tendant vers l’infini, Ueff est assimilable à la composante de la vitesse
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Figure II.8 – Sonde à un seul fil chaud.

normale au fil, et la fonction f(φ1) devient :

f(φ1) = sin φ1 (II.5)

En considérant que l’écoulement est majoritairement perpendiculaire à l’axe du fil,
alors φ1 vaut π/2 et la loi de King devient :

E2 = A + B|u|n (II.6)

Un problème demeure : si les broches ne sont pas dans l’axe du mouvement du fluide
(φ2 6= 0), celles-ci provoquent des perturbations sur le fil, et donc sur la mesure. Dans ce
cas, un étalonnage particulier a été effectué avec les broches perpendiculaires à l’écoulement
(φ2 = π/2) pour s’affranchir de ce problème.

II.2.1.2 L’étalonnage

L’étalonnage permet de déterminer les coefficients A, B et n. Il a été réalisé à l’aide
d’une soufflerie Thermo-Systems TSI 1128 pour une vingtaine de vitesses comprises entre 5 et
40 m s−1, ce qui correspond à la gamme de vitesse attendue pour notre étude. Cette soufflerie
permet de générer un écoulement de vitesse comprise entre 0 et 140 m s−1 à la sortie d’une
buse de diamètre 10 mm. Cette vitesse est évaluée par la mesure de la différence entre la
pression ambiante et la pression à l’intérieur de la chambre de la soufflerie, en prenant en
compte les propriétés de l’air et les conditions atmosphériques. La sonde, placée dès la sortie
de la buse (dans le cône potentiel), peut être positionnée suivant différentes inclinaisons par
rapport à l’axe du jet.

Le fil est positionné orthogonalement à l’écoulement issu de la soufflerie d’étalonnage
(φ1 = π/2). Les broches supportant le fil sont mises dans l’axe de l’écoulement afin de limiter
les effets de broche sur la mesure (φ2 = 0). Le fil chaud est relié à l’anémomètre, sur lequel
est réglé la résistance du fil et des câbles de la sonde. Cet anémomètre est ensuite connecté
au système d’acquisition. L’acquisition de la tension des fils, de la pression dans la chambre
ainsi que de la température est pilotée par le logiciel Labview, à 1 kHz et 1 000 échantillons
par point d’étalonnage.
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Les coefficients A, B et n de la loi de King associée au système sont finalement calculés
par régression linéaire et sauvegardés (ainsi que les moyennes des différentes mesures pour
chaque vitesse d’écoulement).

II.2.2 Mesures de vitesse par vélocimétrie par images de particules

La vélocimétrie par images de particules (Particle Image Velocimetry, PIV) est une
technique de mesure optique non intrusive qui permet d’obtenir les champs instantanés
de vitesses dans un écoulement. L’étude de PIV, présentée dans cette partie, permet de
caractériser la dynamique du jet. Pour cette étude, une technique dérivée de la PIV a
été utilisée, la PIV haute vitesse (High Speed PIV, HS-PIV), permettant d’obtenir des
fréquences d’acquisition beaucoup plus élevées. Le principe des deux techniques est le même,
cependant la PIV classique a une fréquence d’échantillonnage typiquement de l’ordre de 5 Hz
alors que la HS-PIV a une fréquence d’échantillonnage de l’ordre de 2 kHz. Une description
quasi-exhaustive de la technique peut être trouvée dans Raffel et al. [83].

La plaque d’impact pour ces mesures est une plaque de verre, maintenue en place à
l’aide de tiges filetées et d’entretoises fixées depuis la plaque de confinement. Ce choix a été
effectué afin d’avoir un accès optique supplémentaire.

II.2.2.1 Principe

La PIV est une méthode non-intrusive de mesure de vitesse d’écoulement dans un
plan à partir de l’analyse du déplacement de traceurs (Fig. II.9). L’écoulement est ensemencé
de particules servant de traceurs. Le plan de mesure est illuminé par une source LASER en
deux instants successifs. Les images de particules sont acquises par une caméra digitale.
Chaque image est divisée en un nombre donné de sous fenêtres (fenêtres d’interrogation de
petite dimension), sur lesquelles on détermine par inter-corrélation des niveaux de gris le
déplacement des particules entre deux instants ∆~d. Connaissant l’intervalle de temps entre
les deux images (∆t), on en déduit la vitesse ~v :

~v =
∆~d

∆t
(II.7)

La Figure II.9 synthétise le principe de l’acquisition de la PIV. Elle se compose de trois
éléments essentiels : le laser, la caméra et l’ensemencement.

Pour obtenir des mesures de vitesse, il faut :
– créer un ensemencement (traceurs),
– créer un plan lumineux (LASER et système optique),
– enregistrer les images de ces particules (caméra CCD),
– analyser ces images dans le but d’obtenir le déplacement des traceurs (intercorré-

lation),
– calculer pour chaque zone d’interrogation la vitesse des particules (calibration).
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écoulement

système optique

ensemencement
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Figure II.9 – Principe de mesures par PIV.

Ensemencement Les techniques de visualisation consistent à rendre visible les particules
en observant le mouvement de traceurs ajoutés au fluide. Par conséquent, on ne mesure pas
directement la vitesse de l’écoulement mais plutôt celle des particules en suspension dans
l’écoulement. Les particules doivent répondre à plusieurs critères :

– les particules doivent être de bons traceurs pour l’écoulement, c’est-à-dire qu’elles
doivent être les plus petites possibles pour suivre l’écoulement sans les perturber,
mais doivent aussi être suffisamment grosses pour pouvoir diffuser la lumière né-
cessaire à l’écoulement ;

– les particules doivent être de bons diffuseurs de lumière à 90 ◦ ;
– il faut une concentration suffisante de particules par fenêtre d’interrogation pour

un calcul fiable des vitesses. L’ensemencement doit être réparti de façon homogène
dans l’écoulement afin d’obtenir une information de vitesse sur tout le domaine
mesuré (Keane et Adrian [55]).

Dans notre étude, l’ensemencement est réalisé par un générateur de gouttelettes d’huile
d’olive, ayant un diamètre moyen d’environ 1 µm.

Plan lumineux Pour réaliser un plan lumineux, le LASER doit être le plus puissant
possible, car l’angle d’observation est perpendiculaire au plan de mesure. Or, d’après la
théorie de Mie, la ré-émission de lumière à 90 ◦ est très faible pour la plupart des particules
utilisées pour les mesures. Le laser utilisé dans cette étude est donc un LASER Nd-Yag
double cavité. Ce laser génère deux impulsions de durée τ = 0.01 µs décalées d’un court
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intervalle de temps ∆t à une fréquence donnée. Le faisceau LASER d’une longueur d’onde
de 532 nm entre dans la veine d’essais à travers la paroi d’impact via un système optique
de deux lentilles cylindrique et sphérique afin d’obtenir un plan lumineux relativement fin
(≈ 1.5mm). Le principe de fonctionnement du LASER Nd-Yag est présenté à la Figure II.10.

Cavité 1

Cavité 2 Miroir 1

Miroir 2

Miroir 3

GH
CFP

λ = 1064nm
(infrarouge)

λ = 532nm
(vert)

Optique

CFP : Combineur de Faisceau Polarisant GH : Générateur Harmonique

Figure II.10 – Principe du fonctionnement du LASER Nd-Yag.

Acquisition des images L’acquisition des images se fait à l’aide d’une caméra inter-
corrélation CCD (Charged-Coupled Device). Pour avoir des images de qualité et mesurer
correctement les vitesses, il faut effectuer le réglage de différents temps (Fig. II.11) et du
nombre de paires d’images acquises (N).

τ τ ττ

∆t ∆t

T

Figure II.11 – Acquisition des images.

La durée du pulse laser τ est fixée par le laser à 0.01µs.

Le temps intervalle entre les pulses des deux cavités LASER ∆t dépend de la
caméra CCD (maximum de fréquence d’acquisition ou minimum de temps inter-image
C = 1/Fcamera,max), du mode d’acquisition (inter-corrélation) et du type de laser (LASER
Nd-Yag, L = 1/Flaser,max) (Keane et Adrian [55]). Donc, la gamme possible de ∆t est donnée
par la relation :

0.4 µs ≤ ∆t ≤ min (L, C) (II.8)

Le temps entre deux couples d’images T doit être un nombre entier de fois l’inter-
valle entre deux impulsions (cavité de 4 Hz). Ainsi le minimum possible pour la fréquence
d’acquisition des champs de vitesse est de 4 Hz, d’où une valeur Tmax = 0.25 s.

Le nombre de paires d’images acquises N dépend de la convergence des statistiques.
Pour cette étude, l’analyse de l’écoulement est basée sur des statistiques évaluées à partir
d’un échantillon des champs de vitesse. Les estimateurs utilisés pour l’analyse des résultats
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sont principalement la moyenne (ū) et l’écart-type (σ). Il s’agit, dans un premier temps, de
déterminer la taille requise de l’échantillon pour obtenir la précision voulue sur la moyenne et
l’écart-type pour un seuil de confiance désiré. Si la distribution de l’estimateur est normale,
on peut s’attendre à ce que l’estimateur varie avec un intervalle de confiance ±Zcσ où Zc

est le coefficient de confiance qui dépend du seuil de confiance désiré et σ l’écart-type. Si on
prévoit une valeur de l’écart type maximale de l’ordre de 30%, la taille requise de l’échantillon
sur la moyenne (N1) et sur l’écart-type (N2) pour une précision de ǫ et un seuil de confiance
de (100 − ǫ)% sont :

N1 =

(
Zcσ

ǫ

)2

N2 =
Z2

c

2ǫ2
(II.9)

Si on prévoit un rejet maximal de 30% des champs de vecteurs après validation, il faut
enregistrer N > max(1.3N1, 1.3N2) champs pour les mesures par PIV, comme noté dans le
Tableau II.1.

ǫ Seuil de confiance Zc N1 N2 N

3% 97% 2.16 466 2 592 4000
5% 95% 1.96 138 768 2500

Table II.1 – Nombre de paires d’images à acquérir en fonction de la précision.

Pour les mesures PIV classique, une précision à 5% (N = 2 500) a été choisie alors
que pour les mesures HS-PIV, la précision a été fixée à 3% (N = 4 000).

Réflexion sur la paroi La présence des parois de confinement et d’impact peut être
pénalisante pour la qualité des mesures. En effet, les reflets génèrent souvent une saturation
de la caméra rendant les mesures impossibles à leur voisinage. Les parois en verre servant
de chemins optiques pour certaines configurations de mesure, aucun traitement n’a pu être
appliqué. Les vitesses mesurées par PIV proches des parois devront donc être prises avec la
plus grande précaution.

Méthode de corrélation La méthode d’inter-corrélation a été choisie, dans cette étude,
pour les raisons suivantes :

– le signe de la vitesse est obtenu directement contrairement à d’autres techniques
qui laissent une incertitude sur le sens du vecteur vitesse.

– la dynamique est améliorée grâce à l’absence d’une zone morte au centre de la
fenêtre et grâce à l’absence de décalage d’image.

– le signal est plus facilement détectable car l’inter-corrélation fait intervenir moins
de produits parasites, d’où un meilleur rapport Signal/Bruit.

– la concentration maximale en particules admise par cette méthode de corrélation
peut être élevée car l’utilisation de deux supports distincts élimine la superposition
qui a tendance à lisser l’image si la concentration est trop importante. Ici encore,
le rapport Signal/Bruit est fortement accru.
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Le principe de cette méthode est présenté à la Figure II.12. D’abord, deux images à
l’instant t et t + ∆t sont divisées en fenêtres d’interrogation. Leurs dimensions dépendent
donc de l’écoulement étudié et déterminent la résolution spatiale. Le temps de calcul de la
corrélation directe est long. Donc, généralement les algorithmes effectuent le calcul dans le
domaine spectral à l’aide de transformées de Fourier. Le déplacement spatial ∆~d est obtenu
à partir de la position du pic principal de la fonction inter-corrélation, le second représentant
le pic du bruit le plus intense. Connaissant ∆t, il est alors possible de déterminer le vecteur
vitesse.

t + ∆t

t

FT
FT−1

Î1 · Î∗2

Figure II.12 – Principe du calcul par inter-corrélation (d’après Raffel et al. [83]).

Spécifications PIV/HS-PIV Le principe de la HS-PIV est exactement le même que
celui de la PIV classique. La différence est la cadence d’acquisition des paires d’images. Le
matériel (LASER, caméra CCD) est donc également différent.

Pour la PIV classique, le plan lumineux est créé par un LASER Nd-Yag double cavité
QUANTEL (2× 120mJ maximum). La cadence maximale de chaque cavité est de 10 Hz. La
caméra est une LAVISION Intense de résolution 1376 × 1040px2.

Pour la HS-PIV, le plan lumineux est produit par un laser New Wave PEGASUS
(2 × 10mJ). La caméra est une PHOTRON ABX-RS de résolution 1024 × 1024px2.

II.2.2.2 Configurations de mesure

Le Tableau II.2 liste les différentes configurations de mesure PIV effectuées au cours
de cette étude. Les paramètres qui sont donnés sont :

– Type : PIV ou HS-PIV ;
– Buse : CV pour convergent ou TL pour tube long ;
– Plan : AJ pour un plan passant par l’axe du jet ou PP pour un plan parallèle à la

paroi d’impact, à une distance de 5mm (z/D = 2.8 pour H/D = 3 et z/D = 4.8
pour H/D = 5) ;

– La hauteur d’impact H/D : 3, 5 ou 7 ;
– La gamme de fréquence du forçage au haut-parleur fHP( Hz) ;
– L’amplitude du forçage du forçage du haut-parleur AHP(V) ;
– La fréquence d’échantillonnage fs( Hz) ;
– Le nombre de paires d’images acquises N ;
– Le temps entre les deux pulses du LASER ∆t(µs) ;
– La résolution spatiale normalisée par le diamètre du jet ∆x/D ;
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Type Buse Plan H/D fHP( Hz) AHP(V) fs( Hz) N ∆t(µs) ∆x/D Remarques

PIV CV AJ 3 0 → 620 2 ≈ 5 2 500 30 0.023
PIV CV AJ 5 0 → 620 2 ≈ 5 2 500 60 0.040
PIV CV AJ 7 0 → 620 2 ≈ 5 2 500 60 0.055

HS-PIV CV AJ 5 0 → 620 7 2 000 4 000 80 0.053
HS-PIV CV PP 5 0 → 620 7 2 000 4 000 50 0.032
HS-PIV CV AJ 5 0 → 620 7 2 000 4 000 30 0.026 Zoom demi-jet
HS-PIV CV AJ 5 0 → 620 7 5 000 10 000 50 0.053 Zoom proche-paroi
HS-PIV CV AJ 3 0 → 370 2 2 000 4 000 35 0.034
HS-PIV TL AJ 3 0 → 370 2 1 500 2 500 50 0.026
HS-PIV TL AJ 5 0 → 370 2 1 500 2 500 50 0.041
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– D’éventuelles remarques, concernant la fenêtre de mesure.

La gestion de l’acquisition des images ainsi que le calcul des champs de vitesse sont
effectués avec le logiciel DAVIS 7.2 de LAVISION.

II.2.2.3 Traitement des images

Lors de la phase de calcul du champ de vitesse à partir des calculs de corrélation des
images de particules, on peut intervenir sur le traitement des images PIV à trois niveaux :

– Le traitement d’image ;
– Le calcul des vitesses ;
– Les filtres ou méthodes de validation (Post-traitement).

Traitement d’image Au préalable, et afin de minimiser l’influence de reflets ou autres
artefacts, une image de fond est soustraite à chaque image avant le calcul des vecteurs. Cette
image de fond est obtenue avant (ou après) l’enregistrement de la séquence dans les mêmes
conditions expérimentales que pour les mesures mais en absence d’ensemencement.

Calcul des vitesses Le calcul des vitesse nécessite trois étapes.

Il faut tout d’abord faire la calibration : pour cela, il suffit à partir d’une photo du
plan de mesure (réalisée pendant l’acquisition) de définir une distance en pixel (contenu dans
le plan LASER) à partir de deux points et de donner la distance réelle de ce segment. Cette
étape est très importante car la moindre erreur sur cette calibration entraîne une erreur sur
les vitesses elles-mêmes.

Il faut ensuite choisir la méthode de corrélation : avant de choisir la méthode de cor-
rélation, il faut connaître la gamme mesurable de vitesse. Le calcul des vitesses ne s’effectue
que sur une fenêtre d’interrogation. Le choix de la taille de ces fenêtres (Lint) est relativement
important pour les mesures car c’est elle (ainsi que la valeur de ∆t) qui définit la dynamique
mesurable. En effet, la vitesse maximale mesurable est définie comme une fraction de cette
fenêtre :

‖~v‖max ≤ αM
Lint

∆t
(II.10)

où α = 0.25 et M est le coefficient de calibration transformant les pixels en mètres. Pour la
majorité de nos mesures, des fenêtres de 16 × 16 pixels suffisent à avoir un bon compromis
entre résolution spatiale et résolution dynamique. Connaissant cette étendue des fenêtres
et le facteur de calibration propre à chaque plan (M), il est aisé de déterminer la vitesse
maximale mesurable mais aussi la taille physique de la zone d’interrogation.

Enfin, il faut choisir le taux de recouvrement : c’est la fraction de fenêtre qui se
superpose à la fenêtre adjacente. Le principe de recouvrement des fenêtres d’interrogation
sert principalement à tenir compte des particules qui entrent ou sortent d’une fenêtre entre
les instants t et t+∆t. En effet, on peut montrer que, lorsque le nombre de particules sortant
(ou entrant) entre les deux images augmente, le rapport Signal/Bruit décroît et la détection
de la bonne vitesse est de plus en plus difficile. Il existe de nombreuses méthodes pour
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résoudre ce problème, cependant un des seuls moyens dont dispose le logiciel pour résoudre
ce problème est le recouvrement. Pour toutes nos mesures, un recouvrement de 50% × 50%
est pris (Fig. II.13).

50%

50%

Figure II.13 – Principe du recouvrement des fenêtres d’interrogation.

Nous avons donc choisi une méthode adaptative de plusieurs itérations. C’est une
méthode d’inter-corrélation avec multi-passes (4 passes, la dernière étant doublée), partant
d’une taille de fenêtre de 64× 64 et aboutissant à une taille de fenêtre finale de 16× 16 avec
un taux de recouvrement de 50% × 50%.

Post-traitement sous DAVIS 7.2 Malgré les précautions prises lors de la mise en place,
ou le traitement d’image utilisé, certains calculs de corrélation donnent un résultat aberrant
(en raison de pertes de particules ou de réflexions parasites). Des critères de validation sont
nécessaires pour les identifier a posteriori. Pour cela, le logiciel DAVIS 7.2 dispose de trois
types de validation.

Le premier est une validation de gamme : cette option consiste à écarter les vecteurs
dont la norme n’est pas physique (typiquement > 2u0). Cependant, pour plus de sûreté,
nous avons fait, pour chaque configuration, des tests sur une vingtaine de fichiers avant
d’appliquer ce critère à l’ensemble du nombre d’images d’acquisition (N).

Le deuxième type de validation est une validation à l’aide du pic d’inter-corrélation :
cette option de filtrage consiste à écarter les calculs de corrélation dont le rapport premier
pic/second pic est inférieur à une valeur seuil notée x (pour détectabilité). Cet indicateur
du rapport signal/bruit doit typiquement être choisi entre 1.2 et 1.5 (Keane et Adrian [55]).

Le troisième type de validation est l’utilisation d’une moyenne glissante : cette option
permet globalement de valider la vitesse en un point en le comparant avec ses voisins (fenêtre
3 × 3). Le critère de validation est basé sur l’écart relatif entre la différence obtenue en
chaque point et la plus grande des différences obtenues dans la totalité du champ. Si le
critère n’est pas satisfait, le vecteur est soit supprimé, soit remplacé par la moyenne de
ses plus proches voisins (le choix de l’une ou l’autre option étant fait par l’utilisateur).
Les vecteurs faux sont remplacés par la moyenne pondérée de leurs voisins. Ce traitement
repose sur une certaine continuité de la vitesse, cependant il peut se révéler dangereux pour
des écoulements présentant localement des zones à forts cisaillements (Exemple : zone de
recirculation, décollement, . . .). En effet, ce type de filtrage n’est pas valable si les gradients
sont trop importants ponctuellement : le filtrage a tendance à supprimer toute la zone de
cisaillement (si le critère est trop strict) ou à laisser tels quels des vecteurs erronés (si le
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critère est moins strict). Puisque ce type de filtrage n’est pas valable pour des zones à fort
cisaillement, nous avons choisi de ne pas le retenir.

Incertitudes Afin de mieux comprendre l’influence des paramètres de PIV, nous allons
rappeler ici les principales sources d’erreurs. Si l’on met de côté les erreurs liées aux traceurs,
on distingue trois principales catégories d’erreurs.

La première est l’erreur de troncature : la PIV consiste à mesurer des vitesses à
partir de déplacements discrets de particules entre deux instants donnés. La différence entre
le mouvement discret mesuré et le déplacement réel au sens lagrangien introduit une erreur
que l’on dit de troncature. Dans le cas d’une corrélation croisée sans décalage de fenêtre,
celle-ci est proportionnelle à ∆t (Boillot et Prasad [8]). Un moyen de réduire cette erreur
pour un ∆t donné (ou d’augmenter ∆t sans dégrader cette erreur), consiste à opérer à un
décalage de fenêtres centré au point d’où l’on mesure la vitesse. L’erreur de troncature est
alors proportionnelle à ∆t2 (Wereley et Meinhart [96]).

La deuxième est l’erreur de détection : l’erreur de détection est quantifiable par le
nombre de calculs de corrélation donnant des vecteurs de déplacement aberrants (spurious
vectors), c’est-à-dire quand le pic détecté ne correspond pas au déplacement moyen réel des
particules dans cette zone. Les principales causes de ces calculs faux sont un ensemencement
insuffisant, la présence de forts gradients et d’importants écoulements transverses. Ces trois
effets tendent à limiter le nombre de particules par fenêtre d’interrogation et donc de réduire
le rapport signal sur bruit (d’importants gradients de vitesse tendent par exemple à élargir
et aplatir le pic de corrélation correspondant au déplacement moyen (Wereley et Meinhart
[96]). Entre les deux pulses LASER, il peut y avoir des pertes de particules à la fois dans le
plan et hors du plan (on note respectivement 1 − FI et 1 − FO ces fractions de particules).
En notant NI la densité de particules, Keane et Adrian [55] montrent qu’il est préférable
d’avoir NIFIFO > 7 pour limiter les erreurs potentielles. Notons que l’utilisation de décalage
de fenêtres permet de maintenir FI proche de l’unité. Il existe de nombreux principes pour
détecter les calculs erronés subsistants malgré les précautions précédentes. Ils sont basés
sur des critères de norme de déplacement, d’amplitude relative du pic de corrélation, de
comparaison avec les vecteurs voisins, etc.

La troisième est l’erreur RMS et l’erreur de biais : les deux principales sources d’erreur
sont les erreurs RMS et les erreurs de biais. L’erreur RMS (ou précision) est affectée par de
nombreux facteurs : nombre fini d’échantillons, taille finie de fenêtre d’interrogation, ense-
mencement ou éclairage non homogène, gradients de vitesse importants, forte composante
3D, sensibilité et bruit de la caméra, etc (Huang et al. [40]). Cependant, l’erreur de biais
qui représente la sensibilité de la mesure à la partie non entière de pixel de déplacement a
deux origines. Tout d’abord, les particules sont imagées sur un maillage discret de pixel, ce
qui induit des différences entre la position réelle de la particule et son image. Cet effet est
d’autant plus important lorsque le diamètre de la particule est petit devant la taille d’un
pixel (Prasad et al. [82]). Enfin, la détection de la position du pic de corrélation se fait sur
un maillage discret, ce qui a également tendance à biaiser le résultat vers le déplacement en
nombre entier de pixels. Cet effet appelé interpolation sub-pixel (peak locking) dépend de la
méthode de détection de pic [40, 82]. Cette erreur est réduite pour des diamètres de particules
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plus importants. Les biais sont nombreux et souvent difficilement quantifiables. On suppo-
sera donc qu’ils doublent la précision. Dans ces conditions, on retiendra que l’incertitude
(précision et biais) est comprise entre 2% et 6%.

II.3 Mesures de pression pariétale

Pour ces mesures, le jet est placé en position horizontale pour des raisons pratiques.
En effet, il est nécessaire d’avoir accès facilement à la face arrière de la plaque d’impact pour
changer la position des capteurs de pression.

II.3.1 La plaque d’impact

Pour ces mesures, la plaque d’impact est instrumentée et comprend 90 prises de
pressions (Fig. II.14) qui se décomposent en deux lignes (L1 et L2) et trois cercles (C1, C2 et
C3) :

– L1 est constituée de 17 prises de pression disposées radialement suivant θ = 0. Elles
sont espacées de 0.25D de r/D = 0 à 2 puis de 0.5D jusqu’à r/D = 6.

– L2 est constituée de 16 prises de pression disposées radialement suivant θ = 2π/3.
Elles sont espacées de 0.25D de r/D = 0 à 2 puis de 0.5D jusqu’à r/D = 5.5.

– C1 est constitué de 16 prises de pression disposées azimutalement pour r/D = 0.5.
Elles sont espacées d’un angle θ = π/8.

– C2 est constitué de 16 prises de pression disposées azimutalement pour r/D = 1.
Elles sont espacées d’un angle θ = π/8.

– C3 est constitué de 32 prises de pression disposées azimutalement pour r/D = 2.
Elles sont espacées d’un angle θ = π/16.

x/D

y/D

0
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2

4

0 2 4 6−2−4

L1

L2

C1
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C3

Figure II.14 – Les points de mesure de pression sur la plaque d’impact.

Seules les mesures suivant L1 et C2 seront présentées dans ce rapport, les résultats
pour les autres lignes ou cercles étant similaires. Ne disposant que de 16 capteurs de pression,
seulement 16 prises peuvent être utilisées simultanément. Les autres prises de pression sont
alors obturées.
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II.3.2 Fonctionnement et étalonnage des capteurs

Les capteurs utilisés dans cette étude sont des capteurs différentiels
(www.sensortechnics.com) de gamme de pression 250 Pa. La gamme de fréquence
est comprise entre 0 et 1.5 kHz. Au delà de cette fréquence maximale, le capteur renvoie un
signal en forme de créneau. La largeur de ces créneaux est de 250 µs. L’erreur maximale
incluant les non-linéarités, le phénomène d’hystérisis et les effets thermiques, est inférieure
à ±3.75% de la pleine échelle, ce qui correspond à une fluctuation de pression de 9.4 Pa.

Ces capteurs utilisent des jauges de déformation en semi-conducteur qui permettent
d’avoir une bonne sensibilité. Les jauges sont disposées sur une membrane en silicium qui
sépare l’entrée de mesure du capteur et l’entrée de référence.

II.3.2.1 Description du système déporté

Lorsque l’entrée de mesure du capteur est directement connectée à la prise de pres-
sion, une résonance associée à des non-linéarités apparaît sur la réponse en fréquence. On
s’inspire de la technique de mesure des microphones déportés afin de supprimer le problème
de résonance. L’entrée de mesure du capteur n’est pas directement connectée à la prise de
pression, mais branchée en dérivation (Fig. II.15) du tuyau relié à la prise de pression. En
aval du capteur, on connecte un tube d’adaptation d’impédance qui limite l’établissement
d’ondes stationnaires entre la prise de pression et l’entrée de mesure.

Le système obtenu est de nouveau résonant avec deux pics de résonance observés
(Fig. II.16). Ces résonances sont faibles et n’entraînent pas de non-linéarités.
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Figure II.15 – Schéma de branchement des
capteurs de pression.
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Figure II.16 – Courbe de gain et de phase
pour huit capteurs de pression.
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II.3.2.2 Configuration de mesure spécifique

Les capteurs différentiels mesurent la différence entre une entrée de mesure et une
entrée de référence stable. Afin de disposer de l’ensemble de la gamme en pression pour la
mesure des fluctuations, nous avons choisi de connecter les deux entrées à la même pression
moyenne. On sait que la pression moyenne varie d’une prise de pression à l’autre sur la
plaque. L’objectif est d’avoir cette pression moyenne sans fluctuation au niveau de l’entrée
de référence. Cette information de pression moyenne est disponible à l’extrémité du tube
d’adaptation d’impédance (Fig. II.17). On peut se demander si l’atténuation des fluctua-
tions est suffisante pour connecter le tube d’adaptation d’impédance à l’entrée de référence.
On montre qu’il est nécessaire d’utiliser un volume tampon V (V = 35 cm3) pour atté-
nuer suffisamment les fluctuations (Ruiz [85]). On considère qu’une atténuation d’un facteur
100 des fluctuations est suffisante au niveau de l’entrée de référence. Cela correspond à un
gain de −40 dB entre le signal atténué et le signal fluctuant d’origine. L’extrémité du tube
d’adaptation d’impédance est connectée au volume V qui est, lui, connecté à l’entrée de
référence.

p′

L1 = 200mm L2 = 3000mm

V

L3 = 2000mm

Capteur

Figure II.17 – Représentation schématique du système de mesure.

II.3.2.3 Étalonnage dynamique des capteurs

Le principe de l’étalonnage est de comparer la réponse des capteurs avec celle d’un
microphone de référence mesurée dans un même coupleur. Le système développé au labora-
toire est présenté à la Figure II.18. Le capteur de référence est un microphone 1

4
pouce de

type B&K. Le capteur de référence et le capteur à étalonner sont diamétralement opposés.
La pression dans la chambre est à la fois ressentie par le capteur à étalonner et par un capteur
de référence. La chambre est construite en matériaux poreux constituant une sorte de filtre
acoustique réalisant une atténuation des turbulences de l’écoulement et des phénomènes de
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résonance dans la chambre. Une arrivée d’air comprimé (1.5bar) permet de générer un jet
d’air à pression génératrice constante. Le tube d’adaptation d’impédance relié au capteur à
étalonner est disposé face à l’entrée de la chambre.

Arrivée d’air comprimé

Microphone de référence

Chambre

Prise de pression

Microphone ou capteur à étalonner

Tube d’adaptation d’impédance

Figure II.18 – Dispositif d’étalonnage des capteurs différentiels instationnaires (vue de
dessus).

II.3.3 Post-traitement

La réponse en fréquence H(f) de chaque capteur est obtenue après étalonnage.
Après avoir réalisé les essais, on souhaite corriger en gain et en phase le signal tempo-
rel mesuré smesuré(t) afin d’obtenir des informations sur l’écoulement. La correction du
signal est alors réalisée à l’aide d’une simple multiplication du signal fréquentiel mesuré
Smesuré(f) = TF{smesuré(t)}, où TF{·} désigne la Transformée de Fourier. On a ainsi :

Scorrigé(f) = H(f) · Smesuré(f) (II.11)

La méthode de correction fréquentielle décrite précédemment permet d’obtenir les
spectres et interspectres des signaux corrigés. Un des objectifs importants de ce travail
étant l’analyse instationnaire de l’écoulement, l’évolution temporelle du signal de pression
est nécessaire pour l’analyse. La correction des signaux de pression doit donc être réalisée
dans le domaine temporel.

Le schéma de la Figure II.19 montre la différence entre les méthodes de correction
fréquentielle et temporelle. On dispose du même signal initial smesuré(t) mesuré. Pour la
correction fréquentielle, on passe dans le domaine spectral par transformée de Fourier F
pour ensuite effectuer la correction du signal par multiplication avec la fonction de transfert
H(f). Pour la correction temporelle, on utilise la réponse impulsionnelle h(t) du capteur. La
correction s’effectue directement dans le domaine temporel par une opération de convolution :

scorrigé(t) = h(t) ∗ smesuré(t) (II.12)

Une des principales difficultés est l’obtention de h(t). Ceci est possible à partir d’une
Transformée de Fourier inverse TF−1{·} de la fonction de transfert H(f) (Ruiz [85]). L’étape
de validation consiste à comparer dans le domaine spectral les résultats Scorrigé(f) (Fig II.19)
des deux méthodes. Un exemple de spectres calculés à partir des deux méthodes est présenté
à la Figure II.20.
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Smesuré(f )

scorrigé(t)

Scorrigé(f )

Scorrigé(f )

TF

h(t)
TF

H(f )

Méthode 1 : correction fréquentielle

Méthode 2 : correction temporelle

Signal
mesuré

smesuré(t)

Figure II.19 – Schéma descriptif des deux approches de correction des signaux de pression
fluctuante mesurés.

Figure II.20 – Comparaison de spectres pour les deux méthodes appliquées au même signal
mesuré.

II.4 Mesures thermiques

Deux types de mesures thermiques ont été effectuées, des mesures stationnaires, per-
mettant de calculer un nombre de Nusselt moyen, ainsi que des mesures instationnaires,
permettant d’évaluer l’effet des tourbillons proches de la paroi sur l’évolution de la tempé-
rature de cette paroi.

II.4.1 Mesures thermiques stationnaires

Ces mesures ont pour objectif de mesurer le coefficient local d’échange thermique
convectif entre le jet et la plaque h. La méthode utilisée a été mise au point au sein du
laboratoire et est décrite par Fénot [22].
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II.4.1.1 Plaque d’impact et caméra

Pour les mesures thermiques, la paroi d’impact est une plaque circulaire de 120 mm
de rayon (4D) et d’une épaisseur ew = 1.6 mm. Elle est constituée d’époxy, recouvert sur le
coté face à l’impact (face avant) d’une fine couche de cuivre (17.5 µm). Un circuit imprimé
est gravé dans l’épaisseur du cuivre. Il permet de chauffer la plaque par effet Joule. De façon
à ne privilégier aucune direction des transferts conductifs, le circuit est composé de deux
spirales d’Archimède (distance interspires constante de 1 mm) imbriquées l’une dans l’autre
(Fig. II.21).

Figure II.21 – Schéma partiel du circuit imprimé.

La résistance de la piste est de 9.2 Ω à une température de 20 ◦C. Ce circuit est
alimenté par une alimentation stabilisée. Une résistance étalon de 60 mΩ, placée entre l’ali-
mentation et le circuit, permet ainsi de mesurer l’intensité traversant la piste de cuivre.
La tension aux bornes du circuit étant elle aussi mesurée, il est donc possible de connaître
précisément le flux dissipé par effet Joule dans la plaque d’impact.

La plaque d’impact est recouverte d’une peinture noire sur ses deux faces afin
d’avoir une émissivité élevée et uniforme. Une fois peinte, l’émissivité de la plaque vaut
ǫw = 0.95± 0.02. Sur la face opposée à l’impact, face sur laquelle est effectuée la mesure par
thermographie infrarouge, cette forte émissivité permet d’améliorer la précision des mesures.
De plus, cette émissivité autorise une bonne évaluation des transferts radiatifs, aussi bien
sur la face avant que sur la face arrière.

La mesure du champ de température sur la paroi d’impact est réalisée à l’aide d’une
caméra infrarouge CEDIP Jade Irfpa. Il s’agit d’une caméra matricielle disposant d’une
définition de 320 × 240 pixels. Les mesures sont effectuées sur la face arrière de la plaque
d’impact (Fig. II.22), à une distance d’environ 2 m, afin d’observer l’ensemble de la plaque.
Cette grande distance impose que le jet soit positionné à l’horizontale. Chaque image thermo-
graphique est alors la moyenne de 500 images mesurées pendant 10 s et fournit la température
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de la face arrière de la plaque, notée Tw,r (Fig. II.23). Cette moyenne permet de s’affranchir
du bruit de mesure. La résolution spatiale des mesures est ∆x/D = ∆y/D = 0.034, c’est à
dire ∆x = ∆y = 1 mm.

plaque de confinement

module d’injection
plaque

d’impact

vers alimentation électrique

caméra infrarouge

jet

Figure II.22 – Configuration des mesures thermiques stationnaires.

Figure II.23 – Un exemple d’une mesure de température en face arrière Tw,r (K).

II.4.1.2 Calcul du coefficient d’échange convectif

Flux échangé avec la paroi La plaque d’impact étant chauffée, et connaissant la résis-
tance de la piste et l’intensité du courant injecté dans le circuit, il est possible de calculer
la densité locale de flux dissipé ϕelec. Il est néanmoins indispensable de prendre en compte
l’incidence de la température sur la résistivité du cuivre. Les différentes densités de flux sont
représentées à la Figure II.24.

La densité de flux en face avant ϕrad,f , ainsi que les densités de flux radiatif et convectif
en face arrière (ϕrad,r et ϕco,r) doivent ensuite être calculées afin d’obtenir la densité de flux
convectif en face avant ϕco,f , correspondant à la densité de flux échangé entre le jet et la
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ϕrad,f
ϕco

Face avant

Face arrièreϕrad,r ϕco,r

Figure II.24 – Bilan des densités de flux.

plaque :
ϕco = ϕelec − ϕco,r − ϕrad,f − ϕrad,r (II.13)

La condition aux limites thermique est donc une condition de flux ϕco uniforme sur la
plaque. ϕco dépend de la température mesurée, et n’est donc pas complètement constant sur
la plaque. Cependant, les variations spatiales de ϕco ne dépassent pas 5% pour l’ensemble
des mesures effectuées.

Densité de flux convectif en face arrière Le flux convectif évacué en face arrière l’est
par convection naturelle entre la plaque et l’air ambiant. La densité de flux locale ϕco,r est
donc modélisée par :

ϕco,r = hr (Tw,r − Tamb) (II.14)

où hr est le coefficient d’échange convectif en face arrière et Tamb est la température ambiante,
mesurée à l’aide de thermocouples. La température de la face arrière Tw,r est mesurée par
thermographie infrarouge.

La valeur du coefficient d’échange convectif en face arrière hr est dépendante de la
position sur la plaque d’impact. Une cartographie de hr sur la plaque est donc nécessaire,
et celle-ci a été déterminée expérimentalement. Pour cela, la face avant de la plaque a été
isolée par une grande épaisseur d’isolant (Styrodur), la plaque a été chauffée et une image
infrarouge a été prise. Connaissant le flux électrique dissipé, en négligeant les pertes à travers
l’isolant et en calculant les pertes dues au rayonnement, on obtient une cartographie de hr

(Fig II.25).

Les distributions de température sur la plaque avec et sans écoulement sont différentes,
les flux de convection naturelle le sont donc également. Cependant, les mesures sont effectuées
lorsque le régime est établi, et les mesures avec et sans écoulement sont effectuées pour des
températures proches. Ainsi, l’ordre de grandeur de hr est le même avec ou sans écoulement.
De plus, la densité de flux de chaleur en face arrière ne dépasse pas 4% du flux échangé en
face avant. L’erreur commise sur le calcul de hr a donc très peu de conséquences sur le calcul
du coefficient d’échange en face avant h.

50



II.4 – Mesures thermiques

Figure II.25 – Coefficient de convection en face arrière hr (W m−2 K−1).

La distribution de hr (Fig. II.25) présente logiquement un caractère asymétrique, dû
au positionnement horizontal du band d’essai qui accentue la convection naturelle. Cepen-
dant, pour les raisons évoquées précédemment (ϕco,r/ϕco < 4%), cette asymétrie n’a que peu
de conséquence sur la symétrie des résultats présentés dans ce mémoire.

Densités de flux radiatif en face avant et arrière Les densités de flux radiatif en face
avant et arrière sont calculées par :

ϕrad,f = σǫw

(
T 4

w − T 4
inj

)
(II.15)

ϕrad,r = σǫw

(
T 4

w,r − T 4
amb

)
(II.16)

où σ est la constante de Stefan-Boltzmann (σ = 5.67 · 10−8 W m−2 K−4) et Tinj est la tempé-
rature de l’air injecté dans le jet. La température de paroi de la face avant Tw est calculée à
partir de le température de la face arrière par :

Tw = Tw,r +
ew

λw

(ϕco,r + ϕrad,r) (II.17)

où ew est l’épaisseur de la plaque d’impact et λw sa conductivité, prise à la température de la
face arrière Tw,r. Cette formule ne prend pas en compte une éventuelle conduction radiale à
travers la plaque. Cependant, du fait de la faible épaisseur de la plaque et comme l’époxy est
un mauvais conducteur de chaleur, il est possible de se limiter à un calcul monodimensionnel.
Des simulations numériques, qui ne sont pas présentées ici, ont permis de montrer que la
conduction de chaleur radiale dans la plaque pouvait être négligée.
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Calcul du coefficient de transfert convectif La définition du coefficient de transfert
de chaleur h, issue de la loi du refroidissement de Newton, est :

h =
ϕco

Tw − Tref

(II.18)

ce qui peut également s’écrire :
Tw =

ϕco

h
+ Tref (II.19)

où Tref est une température de référence qui dépend de la configuration. Pour chaque confi-
guration, quatre mesures de température de paroi en face arrière Tw,r sont effectuées pour
quatre densités de flux électrique ϕelec différentes. Pour chacune de ces mesures, on peut
alors calculer la température de paroi en face avant Tw et la densité de flux de transfert
convectif ϕco. Ainsi, d’après la loi de Newton, chaque couple (ϕco, Tw) doit être relié par une
droite (Fig. II.26) pour chaque pixel de la caméra. 1/h est alors la pente de la droite et Tref

l’ordonnée à l’origine. h est ainsi déterminé pour chaque pixel grâce à une simple régression
linéaire.

0 2 4 6 8
290

310

330

350

370

ϕco(kW.m−2)

Tref

1/h

Tw(K)

Figure II.26 – Le calcul du coefficient de transfert de chaleur.

Tref est alors la température de paroi quand il n’y a aucun échange de chaleur entre
la paroi et le fluide : il s’agit donc de la température de paroi adiabatique Tad. Ainsi, le
coefficient de transfert de chaleur est indépendant de la densité de flux. Si ce n’est pas le
cas, le coefficient de corrélation de la régression linéaire ne sera pas proche de 1.

Finalement, on effectue une moyenne azimutale de h afin d’obtenir son évolution en
fonction du rayon r, qui est adimensionné sous la forme d’un nombre de Nusselt :

Nu =
hD

λair

(II.20)

où λair est la conductivité thermique de l’air à la température de paroi adiabatique Tad.

Température de paroi adiabatique Dans notre cas, le jet n’est pas chauffé. La tempé-
rature du jet Tinj est donc proche de la température ambiante Tamb, aux alentours de 20 ◦C.
La température de paroi adiabatique Tad est donc proche de cette température ambiante
(Fig. II.27) et est quasiment uniforme sur la plaque. Tad augmente légèrement avec r, à
cause de l’augmentation de la température de l’air en contact avec la plaque chauffée. La
distance d’impact ou le forçage acoustique ne semblent pas influencer la distribution de Tad.
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Figure II.27 – Température de paroi adiabatique mesurée pour H/D = 5 sans forçage.

Incertitudes L’erreur commise sur le coefficient d’échange convectif entre la paroi et le
jet est estimée par une méthode statistique. On distingue l’erreur aléatoire, correspondant à
l’erreur de dispersion, c’est-à-dire l’erreur commise entre deux mesures d’une même grandeur,
de l’erreur globale qui prend en compte l’erreur aléatoire et l’erreur systématique (étalonnage,
méthode, . . .). Les erreurs utilisées pour le calcul de l’erreur de mesure sont données dans
le Tableau II.3. En tenant compte des erreurs commises sur la mesure des températures
(caméra infrarouge et thermocouples), sur les flux radiatifs, convectifs et électriques et sur
les émissivités, l’erreur aléatoire pour le nombre de Nusselt ne dépasse pas 5%. L’erreur
globale ne dépasse pas 12%. Ces erreurs ont un intervalle de confiance de 95%.

Grandeur Erreur globale Erreur aléatoire

Tw,r 3.2K 0.03K
T∞ 1K 0.1K
Tinj 1K 0.1K
ϕelec 2% 0.5%

Table II.3 – Incertitudes des grandeurs mesurées.

II.4.2 Mesures thermiques instationnaires

Afin de repérer un éventuel effet instationnaire des tourbillons sur la température de
paroi, des mesures infrarouges instationnaires ont été effectuées. Cependant, la plaque d’im-
pact se comportant comme un filtre passe-bas pour la température (du fait de la conducti-
vité thermique très faible de l’époxy), mesurer la température de la plaque en face arrière
ne peut pas donner d’informations sur d’éventuelles fluctuations de température dues à des
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tourbillons proches de la paroi. Il faut donc regarder la plaque d’impact en face avant. Il
est alors impossible de se placer dans l’axe du jet à cause de l’encombrement du module
d’injection. La caméra est alors déportée par rapport à l’axe du jet d’un angle d’environ 30 ◦

(Fig. II.28).

plaque de confinement

module d’injection

plaque
d’impact

caméra infrarouge

vers
alimentation
électrique

jet

30◦

Figure II.28 – Configuration des mesures thermiques instationnaires.

Pour ne pas dégrader les mesures avec les sillons du circuit électrique, la plaque est
positionnée de manière à ce que la couche de cuivre soit en face arrière. La plaque est chauffée
à environ 90 ◦C, afin d’avoir la plus grande précision possible à la caméra. Pour pouvoir
augmenter la fréquence d’acquisition de la caméra, il faut réduire la taille de la fenêtre de
mesure. Ainsi sur les 320 × 240 capteurs (pixels) dans la caméra, seulement 160 × 120
sont utilisés. Cela permet de faire une acquisition à une fréquence de 500 Hz. La caméra est
positionnée de manière à ce que l’axe du jet soit sur un côté de la fenêtre, ainsi la fenêtre
permet de voir jusqu’à un rayon d’environ r/D = 2.7.

Pour ces mesures, le nombre de paramètres a été diminué. La hauteur d’impact a été
fixée à H/D = 3 avec la buse convergente. Une mesure a été effectuée sans excitation du
haut-parleur, et trois mesures avec haut-parleur, pour des fréquences de fHP = 120, 240, et
370 Hz (resp. StHP = 0.26, 0.51 et 0.79). 20 000 champs de température sont mesurés pour
chacune de ces configurations.

Les différents post-traitements effectués pour ces mesures seront présentés avec les
résultats.
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Ce chapitre a pour objectif de présenter les méthodes d’analyse et de traitement uti-
lisées par la suite, mais qui ne sont pas directement liées au post-traitement des mesures
expérimentales. Ce chapitre se décompose en trois parties. La première présente la décompo-
sition triple ainsi que les filtres utilisés pour calculer cette décomposition triple. La deuxième
décrit l’algorithme de reconnaissance topologique utilisé. La dernière partie présente le for-
malisme intégral utilisé pour estimer la pression à la paroi d’impact à partir des champs de
vitesse mesurés par PIV.
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III.1 Décomposition triple de la vitesse

Traditionnellement, on utilise la décomposition de Reynolds pour étudier un écoule-
ment turbulent incompressible. Pour un champ de vitesse u, la décomposition de Reynolds
est définie par :

u(x, t) = ū(x) + u′(x, t) (III.1)

où x représente la position spatiale, t le temps, ū la vitesse moyenne temporelle et u′ est la
vitesse turbulente au sens de la décomposition de Reynolds. La vitesse moyenne ū est définie
par :

ū(x) =
1

N

N∑

i=1

u(x, ti) (III.2)

où N est le nombre de champs de vitesse mesurés par PIV. Cependant, avec cette décom-
position, la composante turbulente de la vitesse u′ contient à la fois d’éventuelles structures
cohérentes et la turbulence dite « stochastique ». Une nouvelle décomposition doit donc être
appliquée pour séparer ces composantes, la décomposition triple, introduite par Hussain et
Reynolds [46] :

u(x, t) = ū(x) + ũ(x, t) + u′′(x, t) (III.3)

Il est alors nécessaire de définir un filtre pour décomposer u′ en deux parties, une cohérente
(ũ) et une stochastique (u′′). Le choix de ce filtre est donc lié à la définition d’une structure
cohérente.

III.1.1 Moyenne de phase

La première méthode utilisée pour effectuer la décomposition triple est la moyenne de
phase, qui a été introduite par Hussain et Reynolds [46]. Cela revient à définir une fonction
périodique de période T . Pour tϕ ∈ [0; T [, la moyenne de phase 〈u(x, tϕ)〉 d’un champ de
vitesse u(x, t) est définie comme la moyenne de toutes les occurrences de ce champ de vitesse
tel que t ≡ tϕ[T ] :

〈u(x, tϕ)〉 = lim
N→∞

1

N

N∑

k=1

u(x, tϕ + kT ) (III.4)

La composante cohérente de l’écoulement pour la décomposition triple est alors définie par :

ũ(x, tϕ) = 〈u(x, tϕ)〉 − ū(x) (III.5)

La composante stochastique u′′ est ensuite définie comme la différence entre le champ ins-
tantanée u et la moyenne de phase 〈u〉 correspondante :

u′′(x, t) = u(x, t) − 〈u(x, tϕ)〉 = u(x, t) − ū(x) − ũ(x, tϕ) t ≡ tϕ[T ] (III.6)
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Les équations auxquelles obéissent les différents termes de la décomposition triple
sont alors données par Hussain [43] :

∂ūi

∂xi

=
∂ũi

∂xi

=
∂u′′

i

∂xi

= 0 (III.7)

∂ūi

∂t
+ ūj

∂ūi

∂xj

= − ∂p̄

∂xi

+
1

Re

∂2ūi

∂xj∂xj

+
∂

∂xj

(
−ũiũj − u′′

i u
′′
j

)
(III.8)

∂ũi

∂t
+ ūj

∂ũi

∂xj

= − ∂p̃

∂xi

+
1

Re

∂2ũi

∂xj∂xj

− ∂

∂xj

(ūiũj)

+
∂

∂xj

(
ũiũj − ũiũj

)
+

∂

∂xj

(
u′′

i u
′′
j − 〈u′′

i u
′′
j 〉
)

(III.9)

∂u′′
i

∂t
+ ūj

∂u′′
i

∂xj

= −∂p′′

∂xi

+
1

Re

∂2u′′
i

∂xj∂xj

− ∂

∂xj

(
ũju

′′
i + ūiu

′′
j + ũiu

′′
j

)
− ∂

∂xj

(
u′′

i u
′′
j − 〈u′′

i u
′′
j 〉
)

(III.10)

Un exemple de décomposition triple par moyenne de phase est présenté à la
Figure III.1. Un signal de vitesse analytique u(t) de moyenne 1 m s−1 (a) est construit :

u(t) = 1 + 0.3 sin(ωt) − 0.3 sin(2ωt) + F (t) (III.11)

(a) (b)

(c) (d) (e)

Figure III.1 – Exemple de décomposition de Reynolds et triple par moyenne de phase :
vitesses (a) instantanée u, (b) turbulente u′, (c) moyenne de phase 〈u〉, (d) vitesse cohérente
ũ et (e) vitesse stochastique u′′.

où ω = 2πf , f étant fixée à 10 Hz et F est une fonction aléatoire dont la densité de probabilité
est uniforme entre −0.5 et 0.5. En enlevant la moyenne, on obtient facilement la vitesse
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turbulente u′(t), centrée sur 0 (b). L’algorithme de moyenne de phase détecte une périodicité
du signal de vitesse à 10 Hz, grâce à une transformée de Fourier. La moyenne de phase 〈u(tϕ)〉
est alors calculée et représentée à la Figure III.1(c). De cette moyenne de phase, on déduit
facilement la vitesse cohérente ũ(t) (d) et la vitesse stochastique u′′(t) (e).

III.1.2 Décomposition en modes propres

Parmi toutes les méthodes mises en œuvre afin d’identifier les structures cohérentes,
la POD (Proper Orthogonal Decomposition) est l’une des plus objectives, dans le sens où
elle ne fait pas d’hypothèses préalables sur l’écoulement. La POD est une décomposition
modale, au même titre que la décomposition de Fourier, optimale au sens de l’énergie :

u(x, t) =
∑

n

a(n)(t)Φ(n)(x) (III.12)

où Φ(n) sont les fonctions propres (ou modes spatiaux) et a(n) les coefficients de projection
(ou modes temporels).

La POD classique en tant qu’outil d’analyse a été introduite en mécanique des fluides
par Lumley [61]. Sirovich [88] fut à l’origine de la POD Snapshot qui est plus adaptée pour
traiter le cas où les données d’entrée ont une résolution spatiale importante et une résolution
temporelle faible, de type mesures PIV.

III.1.2.1 Principe général de la POD Snapshot

La résolution POD consiste en un problème aux valeurs propres sur une matrice de
corrélation R définie à partir d’une moyenne d’ensemble spatiale :

R(t, t′) =
1

ε

∫

D

u(x, t)u(x, t′)dx (III.13)

La résolution du problème aux valeurs propres consiste à résoudre l’équation :
∫

T

R(t, t′)a(n)(t′)dt′ = λ(n)a(n)(t) (III.14)

par diagonalisation de la matrice de corrélation. On obtient autant de modes POD que de
valeurs propres.

L’écriture discrète obtenue pour Npts vecteurs par champ de vitesse issu des mesures
PIV et N pas de temps est :

Rij =
1

Npts

Npts∑

k=1

u(xk, ti)u(xk, tj) (III.15)

avec (i, j) ∈ {1, . . . , N}2. On a alors :

N∑

j=1

1

Npts

Npts∑

k=1

u(xk, ti)u(xk, tj)a
(n)(tj) = λ(n)a(n)(ti) (III.16)
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avec (i, n) ∈ {1, . . . , N}2.

On définit le mode spatial Φ(n)(x) (n ∈ {1, . . . , N}) comme la projection de u(x, t)
dans la base des a(n) :

Φ(n)(x) =
N∑

i=1

u(x, ti)a
(n)(ti) (III.17)

Ceci implique que :

u(x, t) =
N∑

n=1

a(n)(t)Φ(n)(x) (III.18)

Une fois la base POD obtenue, il est essentiel de vérifier que :

1. les vecteurs propres (modes temporels) sont orthonormés :

N∑

i=1

a(k)(ti)a
(l)(ti) = δkl (III.19)

2. l’énergie présente sur l’ensemble des pixels u(xi, t)2 est égale à la somme des λ(n)

(l’analyse POD est une décomposition au sens de l’énergie) :

N∑

i=1

Rii =
N∑

i=1

λ(i) (III.20)

3. les Φ(n)(x) sont orthogonaux :

Npts∑

i=1

Φ(k)(xi)Φ
(l)(xi) = λ(k)λ(l)δkl (III.21)

III.1.2.2 Utilisation comme filtre de la décomposition triple

Pour calculer la décomposition triple d’un champ de vitesse spatio-temporel u(x, t),
on distingue 5 étapes :

1. Décomposition de Reynolds de u : calcul de ū(x) puis de u′(x, t) ;

2. Décomposition en modes propres de u′ : u′(x, t) =
∑N

i=1 a(i)(t)Φ(i)(x), les vecteurs de
la base étant classés par ordre d’énergie décroissante ;

3. Choix de M < N (typiquement M ≈ 10 pour N = 2 000), les M premiers modes
de la décomposition en modes propres permettront de reconstruire le champ cohérent
ũ(x, t) ;

4. Reconstruction de ũ : ũ(x, t) =
∑M

i=1 a(i)(t)Φ(i)(x) ;

5. Calcul de u′′ : u′′(x, t) =
∑N

i=M+1 a(i)(t)Φ(i)(x) = u(x, t) − ū(x) − ũ(x, t)
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III.1.3 Décomposition énergétique

Pour la décomposition de Reynolds u = ū + u′, on a rapidement :

u2 = (ū + u′)2 = ū2 + u′2 + 2ūu′ = ū2 + u′2 + 2ūu′ (III.22)

Or, ū ne dépend pas de t, donc ū2 non plus et ū2 = ū2. De plus, 2ūu′ = 2ūu′, et par définition,
u′ = 0, d’où le terme croisé 2ūu′ = 0. Il vient donc :

u2 = ū2 + u′2 (III.23)

De manière classique, des vitesses statistiques « RMS » ou quadratiques sont définies pour
présenter les tensions de Reynolds :

urms
r =

√

u′2
r urms

z =

√

u′2
z et u∗

rz =
u′

ru
′
z

urms
r urms

z

(III.24)

En ce qui concerne la décomposition triple, la décomposition énergétique est un peu
plus compliquée :

u2 = (ū + u′)2 = ū2 + u′2 = ū2 + (ũ + u′′)2

u2 = ū2 + ũ2 + u′′2 + 2ũu′′ (III.25)

Il reste donc un terme croisé entre la partie cohérente ũ et la partie stochastique u′′ de
la vitesse. Hussain et Reynolds [46] proposent de faire une hypothèse d’indépendance des
parties cohérentes et stochastiques de la vitesse, on a alors ũu′′ = 0. Ceci pourra être vérifié
après calcul. Cependant, en ce qui concerne la décomposition triple basée sur la POD, les
modes sont tous orthogonaux 2 à 2, donc le terme croisé est, par définition, nul.

Un produit scalaire et une norme sont définis pour quantifier chacun des termes de
la décomposition :

(u1 · u2) =
1

NNpts

N∑

i=1

Npts∑

j=1

(ur1(xj, ti).ur2(xj, ti) + uz1(xj, ti).uz2(xj, ti)) (III.26)

‖u‖2 =
1

NNpts

N∑

i=1

Npts∑

j=1

(
ur(xj, ti)

2 + uz(xj, ti)
2
)

(III.27)

où N est le nombre de champs de vitesse disponibles (nombre de pas de temps) et Npts est le
nombre de points du domaine de mesure. En appliquant ces définitions aux décompositions
énergétiques, on obtient :

‖u‖2 = ‖ū‖2 + ‖u′‖2 = ‖ū‖2 + ‖ũ‖2 + ‖u′′‖2 + 2(ũ · u′′) (III.28)
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III.2 Moyens d’analyse topologique

La caractérisation topologique d’un champ implique la détermination de ses points
singuliers et de leur connectivité. Connaissant ces informations, on peut en déduire l’al-
lure complète du champ. Cette approche a motivé de nombreux travaux sur la détec-
tion/caractérisation de structures/éléments topologiques. Cette section vise à présenter de
manière concise les différentes méthodes d’analyse topologique existante et de détailler l’al-
gorithme mis au point par Depardon [17], algorithme utilisé dans cette étude.

III.2.1 Présentation de critères de détection de structures

On peut distinguer deux grandes contributions à l’élaboration de critères de détection
d’éléments topologiques de champs bidimensionnels : ceux dédiés à la détection de tous les
types de points singuliers, et ceux dédiés à la détection de structures cohérentes (i.e. de
vortex), applicables de ce fait à la détection de foyers. La grande diversité des critères de ce
type s’explique par l’ambiguité de ce qu’est une structure tourbillonaire (Haller [34], Jeong
et Hussain [52]). On distingue ces critères en fonction de leur principe qui peut être local ou
non.

III.2.1.1 Critères locaux

Ils reposent sur un principe de seuil ou d’extremum d’une ou plusieurs fonctions
locales indicatrices, basées sur :

– la vorticité (Vollmers [92]) ;
– les valeurs propres et invariants du tenseur des gradients de vitesse : ∆, Q (Jeong

et Hussain [52]), λci (Adrian et al. [1], Zhou et al. [101]) ;
– la seconde valeur propre (appelée λ2 du tenseur S2 + Ω2, où S et Ω désignent

respectivement les parties symétrique et antisymétrique du tenseur des gradients
de vitesse (Jeong et Hussain [52]) ;

– l’hélicité (Levy et al. [59], Yates et Chapman [97]) ;
– la pression.
Ces critères ont été développés en 3D et certains peuvent être adaptés en 2D, no-

tamment les critères ∆, Q, λ2, λci. Signalons que tous les critères présentés ci-dessus sont
eulériens. Il existe également des critères plus récents basés sur des considérations de stabilité
lagrangienne. Haller [33, 34] a ainsi mis au point l’équivalent d’un critère Q 2D lagrangien,
ainsi qu’un critère 3D.

Ces fonctions quantitatives permettent de déterminer la force de ces structures et leur
vitesse de convection (indiquée par la vitesse au coeur). En effet, il est important de noter
que ces critères caractérisent des structures physiques, dont la signature topologique sous
forme de foyer n’est qu’une conséquence dans un repère adapté.

Cependant, les fonctions précédentes sont définies de manière locale, ce qui réduit
leur efficacité sur des champs expérimentaux bruités. De plus, l’identification de structures
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grande échelle par de telles fonctions se fait par le biais d’iso-contours et iso-surfaces dont
les seuils sont souvent arbitraires.

III.2.1.2 Critères non-locaux

Un premier critère consiste à utiliser les fonctions indicatrices précédentes, mais en
prenant cette fois en compte leur allure typique au voisinage d’une structure tourbillonnaire.
Camussi [12] utilise par exemple la transformée par ondelettes de la fonction enstrophie (E =
1
2
‖~ω‖2) pour déterminer la localisation et la taille des structures cohérentes (indépendamment

du repère). La forme de l’ondelette est choisie en fonction de sa similarité avec la fonction
cible (E).

Les critères de reconnaissance de forme sont également utilisés (Vollmers [92]). Ceux-
ci, contrairement aux précédents, ne se basent plus uniquement sur une répartition de gran-
deur scalaire mais également sur une allure caractéristique du champ de vitesse au voisinage
de telles structures (qualitativement et quantitativement).

Enfin, certains critères s’intéressent uniquement aux conséquences des structures tour-
billonnaires sur les champs de vecteurs : l’orientation des lignes de courant au voisinage d’un
coeur de vortex. C’est le cas des critères relativement marginaux SSL et CSL présentés par
Vollmers [92], mais aussi et surtout des critères Γ1 et Γ2 (Graftieaux et al. [31]).

Γ1 est défini par :

Γ1 =
1

S

∫

M∈S

[PM ∧ uM] · z
‖PM‖ · ‖uM‖ dS =

1

S

∫

M∈S

sin(ΘM)dS (III.29)

où P, M et S sont définis sur la Figure III.2(a). Comprise entre −1 et +1, cette fonction met
en évidence les zones (dont le centre est noté P) dans lesquelles les vecteurs vitesses sont en
tout point M quasi-normaux à ~PM, ce qui est le cas d’un foyer (Fig. III.2(b)). Le signe de
Γ1 indique le sens de rotation.

S

P

M

ΘM
~uM

(a) (b)

Figure III.2 – Critère Γ1 : (a) notations, (b) application à un foyer.
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Dans le cas où on souhaite mettre en évidence une structure convectée dans un écou-
lement, il est préférable d’utiliser la fonction Γ2, définie par :

Γ2 =
1

S

∫

M∈S

[PM ∧ (uM − ūP)] · z
‖PM‖ · ‖uM − ūP‖

dS (III.30)

où ūP = 1
S

∫

M∈S
uMdS désigne la vitesse moyenne dans le voisinage S de P. Cette fonction

consiste à reprendre la formule de Γ1 dans laquelle on a remplacé en tout point la vitesse
absolue par une vitesse relative (définie après soustraction de ūP). Ainsi, si on superpose
le champ induit par un foyer (Fig. III.3(a)) à une convection uniforme (Fig. III.3(b)), on
constate que Γ2 met bien en évidence le coeur de la structure (Fig. III.3(d)) et non le foyer
(qui dépend du repère d’observation, identifié par Γ1, Fig. III.3(c)). Le coeur d’une structure
tourbillonnaire est défini comme la zone dans laquelle |Γ2| > 2

π
, critère qui définit les zones

où la rotation domine par rapport au cisaillement.

(a) (b)

(c) (d)

Figure III.3 – Comparaison des critères Γ1 et Γ2 : (a) champ induit par un foyer, (b) champ
de convection uniforme, (c) Γ1 appliqué à la superposition de (a) et (b), (d) Γ2 appliqué à
la superposition de (a) et (b).

Les fonctions Γ1 et Γ2 donnent donc accès à la localisation de structures (et/ou de
foyers), à leur sens de rotation et leur taille. Néanmoins, elles ne permettent pas de mettre
en évidence leur force. Dans le cadre d’analyse de topologie de champs de vitesse, pour
lesquels tous les types de points singuliers doivent pouvoir être identifiés, ces seuls critères
de détection de structures sont insuffisants. En effet, ils ne sont efficaces que pour les foyers,
sous réserve que l’on se place dans un repère approprié. En revanche, ils constituent des
outils complémentaires aux critères de détection des points singuliers.

63



Chapitre III – MÉTHODES DE TRAITEMENT ET D’ANALYSE

III.2.1.3 Classification des points singuliers

La première classification des points singuliers est due à Lavin et al. [58] et Batra et
Hesselink [4]. Grâce à un formalisme introduisant un algèbre de Clifford, ils représentent les
points singuliers dans un plan (α, β), tel que :

α̂ = trF (III.31)

β̂ = signe(trF 2 − 4detF ) ·
√

|trF 2 − 4detF | (III.32)

α =
α̂

√

α̂2 + β̂2

(III.33)

β =
β̂

√

α̂2 + β̂2

(III.34)

où F est la matrice jacobienne de la vitesse au point singulier, trF sa trace et detF son
déterminant. L’adimensionnement permet une représentation de tous les points sur le cercle
trigonométrique, comme présenté à la Figure III.4.

α

β Repelling node
α > 0, β > 0

Repelling star
α > 0, β = 0

Repelling focus
α > 0, β < 0

Center
α = 0, β < 0

Attracting focus
α < 0, β < 0

Attracting star
α < 0, β = 0

Attracting node
α < 0, β > 0

Settle point
α = 0, β > 0

Figure III.4 – Classification (α, β) des poins singuliers (d’après Batra et Hesselink [4]).

III.2.2 Algorithme de détection et classification de points singuliers

L’algorithme de détection, décrit initialement par Depardon et al. [16], consiste en
quatre étapes successives apportant chacune un approfondissement de l’information :

1. Identification des zones d’intérêt, susceptibles de contenir des points singuliers ;

2. Première estimation du positionnement des points singuliers effectifs et distinction
entre (nœuds-foyers) et (cols) ;

3. Identification et localisation précise des points singuliers ;

4. Identification de la topologie.
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III.2.2.1 Test de diversité

Cette étape a pour but de déterminer, en un premier passage rapide, les zones étant
susceptibles de comporter des points singuliers, et pour lesquelles des tests complémentaires
sont requis.

Elle est basée sur le principe qu’au voisinage d’un point singulier, l’orientation (Θ)
du champ de vecteur parcourt l’intervalle complet [0; 2π]. En effet, d’après la formule de
Poincaré-Bendixson :

∑

(nœuds + foyers)L −
∑

(cols)L =
∆ΘL

2π
(III.35)

où L désigne un contour fermé du champ,
∑

(nœuds + foyers)L et
∑

(cols)L désignent res-
pectivement le nombre de (nœuds+foyers) et (cols) contenus à l’intérieur de L, ∆ΘL désigne
la variation de l’orientation du champ de vecteurs lorsqu’on parcourt L dans le sens trigono-
métrique. ∆ΘL

2π
est appelé intégrale de Poincaré-Bendixson (Poincaré-Bendixson Index ), noté

par la suite IPB. Notons au passage que l’IPB vaut −1 pour un contour fermé autour d’un
col, et +1 pour un nœud ou un foyer. Ainsi, lorsqu’on parcourt un contour fermé autour
d’un point singulier, l’orientation du champ sur celui-ci décrit un tour complet du cercle
trigonométrique.

La Figure III.5 représente le principe du test de diversité. Autour de chaque point
du maillage PIV, une zone d’étude circulaire est définie (on note son diamètre W , typique-
ment 5 ou 7 vecteurs, Fig. III.5(a)). On analyse pour chacune sa distribution de Θ sous
forme d’un histogramme. Les Figures III.5(c,d) en donnent deux exemples. Pour une fenêtre
d’interrogation centrée sur le point singulier (Fig. III.5(c)), les valeurs de Θ sont relative-
ment uniformément réparties. Cette répartition est rapidement altérée lorsqu’on s’en éloigne
(Fig. III.5(d)). Ainsi, le pourcentage de classes non vides de ces histogrammes fournit un
indicateur de zone potentielle de point singulier (Fig. III.5(b)).

Le seul paramètre utilisateur pour cette étape est le diamètre de la fenêtre d’interro-
gation W . Il représente la distance minimale entre deux points singuliers pour que ceux-ci
puissent être distingués. En effet, un doublet foyer-col dont la distance est très faible n’a
qu’un impact limité sur le reste de l’écoulement, et il peut être intéressant de le négliger
dans certains cas. W vaut typiquement 5/7 points de maillage de PIV. En effet, il faut suf-
fisamment de points pour que l’histogramme ait un sens, et suffisamment de vecteurs pour
définir les points singuliers. Tous les autres paramètres sont déterminés à partir de W . Par
exemple, le nombre de classes de l’histogramme est fixée à Wπ/4. Ce ratio, fixé de manière
empirique sur de nombreux cas tests, permet notamment de prendre en compte le cas de
points critiques fortement cisaillés, pour lesquels la répartition de Θ n’est pas uniforme. Pour
un nombre trop faible de classes, toutes contiennent au moins un élément. Pour un nombre
trop important, seuls les points singuliers isotropes peuvent être identifiés.

Pour de tels histogrammes, les points dont le pourcentage de classes non-vides excède
75% sont considérés comme un voisinage potentiel de points singuliers. Ainsi, cette étape
utilise trois paramètres : la taille de la fenêtre d’interrogation, le nombre de classes de
l’histogramme et le seuil d’occupation de ces classes, mais seul le premier doit être fixé par
l’utilisateur.
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(a) (c)

(b) (d)

Figure III.5 – Principe du critère de diversité : (a) foyer avec fenêtres 1 (rouge) et 2 (vert),
(b) pourcentage de classes non vides des histogrammes de Θ, (c) distribution de Θ dans la
fenêtre 1, (d) distribution de Θ dans la fenêtre 2.

III.2.2.2 Test de Poincaré-Bendixson itératif

Ce test est exécuté sur toutes les zones identifiées par l’étape précédente et présente
trois objectifs : écarter les zones erronées (dues à des vecteurs faux de PIV), isoler indivi-
duellement les points singuliers dans des zones réduites (estimation de leur position au sein
d’une fenêtre W ×W ), et faire une première distinction entre les noeuds et foyers d’une part,
et les cols d’autre part. Son principe est présenté sur la Figure III.6.

Dans un premier temps, chaque zone d’intérêt est rendue rectangulaire. Elle est ensuite
scindée en deux parties par une frontière mobile (notée FM dans l’étape A de la Figure III.6)
dans le sens vertical. On calcule les IPB de chacun des sous domaines que l’on peut comparer
à celle de la zone entière. Sur le premier schéma de l’étape A, les deux IPB valent 0, puisqu’il
n’y a pas de points singuliers dans la partie gauche et une paire col/foyer dans la partie
droite (IPB = −1 + 1 = 0). Lorsque la FM parcourt la fenêtre test (avec pour incrément
la résolution spatiale de la grille PIV), les IPB des deux sous-domaines changent de valeur
à chaque fois que la FM traverse un point singulier. En appliquant ainsi ce principe dans
les deux directions (horizontale et verticale), on aboutit au diagramme B : chaque point
singulier est isolé dans une fenêtre spécifique.

Ensuite, on réduit progressivement le contour fermé de calcul de l’IPB suivant la réso-
lution du maillage PIV autour de chaque point singulier, tant que son calcul est pertinent.
En effet, le calcul de chaque IPB résulte de l’analyse des évolutions de Θ suivant les contours
fermés des zones (abscisse notée s), comme représenté sur la Figure III.7. Seulement, on ne
dispose que de la donnée de Θ à 2π près, sur un maillage discret. Ainsi, pour reconstituer
Θ(s), il convient de déterminer entre chaque point du maillage dans quel sens le cercle tri-
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0 0

+1

-1

0 0

+1

-1

0

0-1

+1

A

C B

FM + idem suivant l’axe horizontal

Figure III.6 – Principe du test de Poincaré-Bendixson itératif pour une zone potentielle à
deux points singuliers.

gonométrique a été parcouru, afin de déterminer le ∆Θ. Cette procédure est schématisée sur
la Figure III.8.

(a) (b) (c) (d)

Figure III.7 – Calcul des IPB dans le sens trigonométrique : (a) champ analytique et
contours, (b) évolution de Θ suivant le contour global bleu, (c) évolution de Θ suivant le
contour vert, (d) évolution de Θ suivant le contour rouge.

On choisit par défaut le sens de parcours le plus court du cercle trigonométrique. Pour
les cas critiques (|Θ(s + 1) − Θ(s)| > 2π/3, zone hachurée sur la Figure III.8), une variable
d’incertitude est incrémentée. Cela donne une fonction d’incertitude (nombre d’incréments
incertains/nombre d’incréments total).

Ainsi, la procédure de réduction du contour d’intégration se poursuit tant que le
calcul des IPB est pertinent, jusqu’à une fenêtre de W × W (étape C de la Figure III.6).
Au terme de cette étape, on dispose d’une estimation grossière des coordonnées de chaque
point singulier réel, et d’une indication sur leur nature grâce à la valeur de l’IPB : +1 pour
un noeud ou un foyer, −1 pour un col.
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Θ(s) Θ(s) Θ(s)

Θ(s + 1)

Θ(s + 1)

Θ(s + 1)

(a) Incrément dans le sens
trigonométrique ”simple”.

(b) Incrément dans le sens
trigonométrique avec incertitude.

(c) Incrément dans le sens
anti-trigonométrique avec incertitude.

Figure III.8 – Calcul des incréments de Θ pour le calcul des IPB.

III.2.2.3 Identification des points singuliers

Cette étape a pour but de localiser et d’identifier précisément les points singuliers.
Pour distinguer les noeuds des cols, on utilise la fonction de caractérisation de foyers, Γ1,
introduite à la Section III.2.1.2, dont nous rappelons l’expression :

Γ1 =
1

S

∫

M∈S

sin(ΘM)dS (III.36)

où S est un domaine 2D entourant P, M un point de S et ΘM l’angle entre PM et le vecteur
vitesse en M. Nous introduisons également une nouvelle fonction, notée K1 :

K1 =
1

S

∫

M∈S

cos(ΘM)dS (III.37)

Contrairement à la précédente, celle-ci met en valeur les zones S où le vecteur position
PM et le vecteur vitesse en M sont colinéaires, ce qui est une caractéristique des noeuds.
La mise en évidence des foyers et noeuds par les fonctions Γ1 et K1 est illustrée sur des cas
analytiques à la Figure III.9.

Ainsi, en appliquant ces deux fonctions sur les points à IPB = +1, il est possible de
distinguer les noeuds des foyers, mais aussi d’identifier leurs coordonnées précises comme
l’extremum local de la fonction adaptée.

Pour les cols, on ne dispose pas de fonctions intégrées aussi idéales que les précédentes.
Au sein d’une fenêtre W×W à IPB = −1, les coordonnées précises du col sont définies comme
le maximum de |∇ΘM|. Comme ΘM est une fonction modulo 2π, le gradient est calculé soit
par ∇ΘM = −∇(cos ΘM/ sin ΘM), soit par ∇ΘM = ∇(sin ΘM/ cos ΘM), selon la valeur de
ΘM.

La précision de localisation des extrema des fonctions Γ1, K1 et |∇ΘM| dépend des
applications souhaitées. La version la plus simple de l’algorithme consiste à utiliser les coor-
données discrètes de la grille PIV. Une estimation plus fine peut être obtenue en interpolant
les valeurs de ces fonctions indicatrices à l’ordre souhaité sur un maillage plus fin.
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(a) (b)

(c) (d)

Figure III.9 – Différenciation des nœuds et foyers par les fonctions Γ1 et K1 : (a) |Γ1| sur
un foyer, (b) |K1| sur un foyer, (c) |Γ1| sur un nœud, (d) |K1| sur un nœud.

III.2.2.4 Identification de la topologie

Une fois les points singuliers identifiés et localisés, on détermine en chacun la valeur
du jacobien F de la vitesse. Sa trace et son déterminant permettent tout d’abord de vérifier
la nature du point singulier, par rapport au résultat de l’algorithme. On calcule ensuite les
valeurs propres et vecteurs propres de F . Dans le cas d’un col, ces directions propres donnent
accès à l’orientation initiale des séparatrices.

On intègre donc pour chacun des cols les quatre lignes de courant correspondantes
(Fig. III.10), deux dans le sens des vitesses positives (en rouge), deux dans le sens des vitesses
négatives (en bleu). On détermine alors l’extrémité de chacune de ces lignes. Trois cas de
figure sont possibles :

1. La séparatrice sort du champ d’étude.

2. La séparatrice converge vers un autre point singulier.

3. La séparatrice converge vers un cycle limite, dû à une bifurcation de Hopf. Dans ce
cas, on considère la séparatrice liée avec le foyer correspondant à ce cycle limite.

Il résulte de cet algorithme une information synthétique du champ étudié : la nature,
la position, les valeurs propres et vecteurs propres des points singuliers ainsi que leur connec-
tivité. Un exemple d’une telle représentation est illustré sur la Figure III.10(b). Un exemple
sur mesure PIV moyennée en phase est présenté à la Figure III.11. Les cols (diamant vert)
sont reliés chacun à un foyer (rond rouge) par une séparatrice. Une fois automatisé, cet
algorithme permet d’effectuer un suivi des points singuliers, et plus particulièrement en ce
qui nous concerne des foyers, centre des tourbillons.
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(a) (b)

Figure III.10 – Identification de la topologie d’un champ analytique : (a) topologie et lignes
de courant, (b) information topologique seule.

Figure III.11 – Exemple de détection automatisée de points singuliers sur un champ PIV.

III.3 Formalisme intégral pour la pression pariétale

Les fluctuations de pression sur une paroi sur laquelle s’écoule un fluide de manière
instationnaire et turbulente peuvent provoquer des vibrations conséquentes de la surface.
L’évaluation de ces fluctuations est donc primordiale afin de prévoir d’éventuelles sources de
bruit. Des mesures instationnaires de pression sur la paroi ont été effectuées. Pour complé-
ter ces résultats, un algorithme d’évaluation de la pression à partir des champs de vitesse
mesurés par PIV a été développé. Cet algorithme, présenté dans cette section, est la ré-
solution numérique d’une équation de Poisson, et a été inspiré par Blake [7] et Naguib et
Koochesfahani [73].
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III.3.1 Équation de Poisson

L’équation de départ pour ce formalisme est l’équation de Navier-Stokes pour un
fluide réel isotherme incompressible, sans forces extérieures appliquées :

∂u

∂t
+ u · grad u = −1

ρ
grad p +

µ

ρ
∇2u (III.38)

On calcule la divergence de l’équation III.38 :

∂(div u)

∂t
+ div (u · grad u) = −1

ρ
div (grad p) +

µ

ρ
∇2(div u) (III.39)

or div (grad p) = ∇2p, et d’après la relation de continuité (div u = 0), on obtient :

∇2p = −ρ div (u · grad u) = −q (III.40)

L’équation III.40 est une équation de Poisson sur la pression avec pour terme source
−q. Pour résoudre cette équation, on utilise une fonction de Green G(x|y) définie comme la
réponse en x à une impulsion en y :

∇2G = δ(x − y) = δ(x1 − y1)δ(x2 − y2)δ(x3 − y3) (III.41)

On a alors typiquement :

G =
−1

4πR
avec R = |x − y| =

√

(x1 − y1)2 + (x2 − y2)2 + (x3 − y3)2 (III.42)

On peut alors utiliser la formule de Green entre p et G (avec n normale sortante au
domaine D de frontière ∂D (Fig. III.12) :

∫∫∫

D

(
p∇2G − G∇2p

)
dV =

∫∫

∂D

(

p
∂G

∂n
− G

∂p

∂n

)

dS (III.43)

c’est à dire :
∫∫∫

D

pδ(x − y)dV −
∫∫∫

D

q

4πR
dV =

∫∫

∂D

(

p
∂G

∂n
− G

∂p

∂n

)

dS (III.44)

d’où

p(x) =

∫∫∫

D

q

4πR
dV +

∫∫

∂D

(

p
∂G

∂n
− G

∂p

∂n

)

dS (III.45)

puis :

p(x) =
1

4π

∫∫∫

D

q(y)

|x − y|dV +
1

4π

∫∫

∂D

1

|x − y|
∂p

∂n
dS +

∫∫

∂D

p
∂G

∂n
dS (III.46)

Cette formule n’est cependant valable que si le point x est à l’intérieur du domaine
(x ∈ D \ ∂D). Si x ∈ ∂D (ce qui sera le cas pour calculer la pression à la paroi), il convient
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D ~n

δD

Figure III.12 – Exemple de domaine de calcul pour le formule de Green.

de multiplier cette expression par 2. Ceci s’explique par l’angle solide sous lequel le point
observateur voit les points sources. Cet angle solide vaut 4π si x ∈ D \ ∂D (à l’intérieur du
domaine). Si le point observateur est à l’intérieur du domaine (x ∈ ∂D), l’angle solide sous
lequel le point observateur voit les points sources peut varier entre 0 et 4π. Dans le cas d’une
frontière lisse, sans coins (nous nous plaçons dans ce cas), cet angle solide vaut 2π. Pour un
coin « à angle droit » (point de coordonnées (ro = rmax, θo = 0, zo = 0) sur la Figure III.13),
l’angle solide vaut π. D’où :

pw(x) =
1

2π

∫∫∫

D

q(y)

|x − y|dV

︸ ︷︷ ︸

Intégrale volumique

+
1

2π

∫∫

∂D

1

|x − y|
∂p

∂n
dS

︸ ︷︷ ︸

Intégrale surfacique 1

+ 2

∫∫

∂D

p
∂G

∂n
dS

︸ ︷︷ ︸

Intégrale surfacique 2

(III.47)

III.3.2 Détermination du terme source

On définit A = u · grad u. Les composantes de A valent donc en coordonnées cylin-
driques :

Ar = ur
∂ur

∂r
+ uθ

(
1

r

∂ur

∂θ
− uθ

r

)

+ uz
∂ur

∂z
(III.48)

Aθ = ur
∂uθ

∂r
+ uθ

(
1

r

∂uθ

∂θ
+

ur

r

)

+ uz
∂uθ

∂z
(III.49)

Az = ur
∂uz

∂r
+ uθ

1

r

∂uz

∂θ
+ uz

∂uz

∂z
(III.50)

On calcule la divergence de A (div A = ∂Ar

∂r
+ 1

r
∂Aθ

∂θ
+ Ar

r
+ ∂Az

∂z
), ce qui donne :

div A =
∂

∂r

(

ur
∂ur

∂r
+ uθ

(
1

r

∂ur

∂θ
− uθ

r

)

+ uz
∂ur

∂z

)

(T1)

+
1

r

∂

∂θ

(

ur
∂uθ

∂r
+ uθ

(
1

r

∂uθ

∂θ
+

ur

r

)

+ uz
∂uθ

∂z

)

(T2)

+
1

r

(

ur
∂ur

∂r
+ uθ

(
1

r

∂ur

∂θ
− uθ

r

)

+ uz
∂ur

∂z

)

(T3)

+
∂

∂z

(

ur
∂uz

∂r
+ uθ

1

r

∂uz

∂θ
+ uz

∂uz

∂z

)

(T4) (III.51)
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et on développe :

T1 =

(
∂ur

∂r

)2

+ ur
∂2ur

∂r2
+

1

r

∂uθ

∂r

∂ur

∂θ
− uθ

r2

∂ur

∂θ
+

uθ

r

∂2ur

∂r∂θ
− 1

r

∂u2
θ

∂r

+
u2

θ

r2
+

∂uz

∂r

∂ur

∂z
+ uz

∂2uz

∂z∂r
(III.52)

T2 =
1

r

∂ur

∂θ

∂uθ

∂r
+

ur

r

∂2uθ

∂r∂θ
+

1

r2

(
∂uθ

∂θ

)2

+
uθ

r2

∂2uθ

∂θ2
+

ur

r2

∂uθ

∂θ

+
uθ

r2

∂ur

∂θ
+

1

r

∂uz

∂θ

∂uθ

∂z
+

uz

r

∂2uθ

∂z∂θ
(III.53)

T3 =
ur

r

∂ur

∂r
+

uθ

r2

∂ur

∂θ
− u2

θ

r2
+

uz

r

∂ur

∂z
(III.54)

T4 =
∂ur

∂z

∂uz

∂r
+ ur

∂2uz

∂r∂z
+

1

r

∂uθ

∂z

∂uz

∂θ
+

uθ

r

∂2uz

∂z∂θ

+

(
∂uz

∂z

)2

+ uz
∂2uz

∂z2
(III.55)

div A est donc la somme de 27 termes numérotés de T1a à T1i, de T2a à T2h, de T3a
à T3d et de T4a à T4f . On recompose ces termes en remarquant tout d’abord T1g+T3c = 0
et T1d + T2f = 0. Puis :

T1b + T2b + T3a + T4b = ur
∂

∂r

(
∂ur

∂r
+

1

r

∂uθ

∂θ
+

ur

r
+

∂uz

∂z

)

+
ur

r2

∂uθ

∂θ
+

u2
r

r2
(III.56)

or,
∂ur

∂r
+

1

r

∂uθ

∂θ
+

ur

r
+

∂uz

∂z
= div u = 0 (III.57)

d’où

T1b + T2b + T3a + T4b =
ur

r2

∂uθ

∂θ
+

u2
r

r2
(III.58)

De même,

T1e + T2d + T3b + T4d = uθ
∂

∂θ

(
∂ur

∂r
+

1

r

∂uθ

∂θ
+

ur

r
+

∂uz

∂z

)

= 0 (III.59)

et

T1i + T2h + T3d + T4f = uz
∂

∂z

(
∂ur

∂r
+

1

r

∂uθ

∂θ
+

ur

r
+

∂uz

∂z

)

= 0 (III.60)

Il reste alors :

div A = T1acfh + T2aceg + T4ace +
ur

r2

∂uθ

∂θ
+

u2
r

r2
(III.61)

c’est à dire :

div A =

(
∂ur

∂r

)2

+
2

r

∂ur

∂θ

∂uθ

∂r
− 2uθ

r

∂uθ

∂r
+

2ur

r2

∂uθ

∂θ
+

2

r

∂uθ

∂z

∂uz

∂θ

+

(
∂uz

∂z

)2

+
u2

r

r2
+ 2

∂ur

∂z

∂uz

∂r
+

1

r2

(
∂uθ

∂θ

)2

(III.62)
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III.3.3 Domaine de calcul et hypothèses

Pour la suite du calcul, il est nécessaire de préciser le domaine de calcul ainsi que les
hypothèses. Le domaine de calcul est représenté par la Figure III.13. Il s’agit d’un cylindre
noté D, formé par le champ de mesure PIV par rotation autour de l’axe du jet (r = 0).
Les coordonnées cylindriques sont donc utilisées et chaque point source xs ∈ D a pour
coordonnées (rs, θs, zs) avec les limitations définies dans la Figure III.13. La frontière ∂D du
cylindre D se décompose donc en trois parties :

1. δD1, la plaque d’impact, d’équation z = 0,

2. δD2, le haut du domaine, d’équation z = zmax,

3. δD3, la partie latérale, d’équation r = rmax.

δD1

δD3

δD2

D

Champ de vitesse connu

Buse

• θo = 0

• z0 = 0

• 0 ≤ ro ≤ rmax

plaque d’impact

surface latérale

haut du domaine

• 0 ≤ θs < 2π

• 0 ≤ zs ≤ zmax

• 0 ≤ rs ≤ rmax

xs ∈ D

Points observateurs xo

Figure III.13 – Le domaine de calcul pour le formalisme intégral.

Le champ de vitesse utilisé pour le calcul provient de mesures PIV et ne couvre pas la
totalité du domaine D. Il ne représente qu’un seul plan pour θs = Cste = 0 (par convention).
On effectue alors une hypothèse d’axisymétrie ( ∂

∂θ
= 0), ce qui signifie :

∀xs(rs, θs, zs) ∈ D, u(rs, θs, zs) = u(rs, θs = 0, zs) (III.63)

De plus, on ne connait que les composantes ur et uz de la vitesse dans ce plan. On effectue
donc l’hypothèse supplémentaire que la composante azimutale de la vitesse est nulle (uθ = 0).
On connaît ainsi les trois composantes de la vitesse u(ur, uθ, uz) pour tout point xs(rs, θs, zs)
du domaine D.

L’hypothèse d’axisymétrie ayant été faite, il n’est pas utile de calculer la pression en
tout point xo de la plaque δD1. Une direction radiale (θo = Cste) suffit. On a choisi θo = 0.
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Sous les hypothèses formulées précédemment (uθ = 0 et ∂
∂θ

= 0), l’équation III.62
devient :

div A =

(
∂ur

∂r

)2

+

(
∂uz

∂z

)2

+
u2

r

r2
+ 2

∂ur

∂z

∂uz

∂r
(III.64)

d’où le terme source :

q = ρ div A = ρ

((
∂ur

∂r

)2

+

(
∂uz

∂z

)2

+
u2

r

r2
+ 2

∂ur

∂z

∂uz

∂r

)

(III.65)

Le terme u2
r

r2 sera ignoré lors du calcul pour r = 0.

Enfin, la faible extension spatiale du domaine D introduit une difficulté, décrite par
Margnat [63]. Le champ PIV couvre un domaine borné qui ne contient pas la totalité des
sources de pression, qui sont donc tronquées. Ce fenêtrage engendre donc une pression qui
n’a pas de réalité physique. Il est donc nécessaire d’assurer la continuité des sources entre
le domaine de calcul et l’extérieur où elles sont supposées nulles. Pour éviter ce genre de
problème, le terme source est pondéré par la fonction f suivante [63] :

x∗ =
x − xc

xmax − xc

x∗ < 0 ⇒ f(x∗) = 1

x∗ > 0 ⇒ f(x∗) = −6x5
∗ + 15x4

∗ − 10x3
∗ + 1 (III.66)

avec x∗ une coordonnée normalisée pouvant représenter soit r∗, soit z∗. Un exemple de fonc-
tion de pondération bidimensionnelle utilisée dans l’algorithme est donné à la Figure III.14.
Ainsi, les intégrales surfaciques 1 et 2 calculées sur δD2 et δD3 sont nulles.

Figure III.14 – Un exemple de fonction de pondération.
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III.3.4 Calcul des intégrales

Cette section détaille le calcul des trois intégrales de l’équation III.47.

III.3.4.1 Intégrale volumique

Dans un premier temps, on ne considérera que l’intégrale volumique, c’est à dire :

pvol
w (x) =

1

2π

∫∫∫

D

q(y)

|x − y|dV (III.67)

En coordonnées cylindriques, x = xo représente la position de l’observateur (ro, θo, zo) et
y = xs la position de la source (rs, θs, zs) (Fig. III.13). On a alors :

|xs − xo| =
√

r2
s + r2

o − 2rsro cos(θs − θo) + (zs − zo)2 (III.68)

Le volume élémentaire dV peut s’écrire :

dV = rsdrsdθsdzs (III.69)

d’où :

pvol
w (ro, θo, zo) =

1

2π

∫∫∫

D

q(rs, θs, zs)
√

r2
s + r2

o − 2rsro cos(θs − θo) + (zs − zo)2
rsdrsdθsdzs (III.70)

Comme on a fait l’hypothèse d’axisymétrie, on considère uniquement θo = 0. De plus,
la plaque d’impact sur laquelle on calcule la pression est dans le plan d’équation z = 0, d’où
zo = 0. q est également axisymétrique, et ne dépend donc pas de θs :

pvol
w (ro) =

1

2π

∫∫∫

D

q(rs, zs)
√

r2
s + r2

o − 2rsro cos θs + z2
s

rsdrsdθsdzs (III.71)

Il est à noter que cette intégrale est singulière pour xs = xo, lors du calcul, ce point
sera ignoré.

III.3.4.2 Intégrale surfacique 1

On s’intéresse maintenant à l’intégrale surfacique 1 :

pS1
w (x) =

1

2π

∫∫

∂D

1

|x − y|
∂p

∂n
dS (III.72)

Grâce à l’utilisation d’une fonction de pondération, seule la frontière ∂D1 va produire
un terme non nul. n étant la normale sortante, il vient donc :

pS1
w (ro) = − 1

2π

∫∫

∂D1

1

|xs − xo|
∂p

∂z
dS (III.73)
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Pour zs = 0, on a |xs − xo| =
√

r2
s + r2

o − 2rsro cos θs. La surface élémentaire peut
s’écrire dS = rsdrsdθs. Pour calculer ∂p

∂z
, on utilise à nouveau l’équation de Navier Stokes,

projetée suivant z (sous hypothèses d’incompressibilité, axisymétrie, . . .) :

∂uz

∂t
+ uz

∂uz

∂z
+ ur

∂uz

∂r
= −1

ρ

∂p

∂z
+

µ

ρ

(
∂2uz

∂z2
+

∂2uz

∂r2
+

1

r

∂uz

∂r

)

(III.74)

Or, sur la plaque, uz = ur = 0 et ∂
∂r

= ∂
∂t

= 0. Il reste donc :

∂p

∂n
= −∂p

∂z
= −µ

∂2uz

∂z2
(III.75)

Finalement on obtient :

pS1
w (ro) = − µ

2π

∫∫

∂D1

1
√

r2
s + r2

o − 2rsro cos θs

∂2uz

∂z2
rsdrsdθs (III.76)

III.3.4.3 Intégrale surfacique 2

On s’intéresse maintenant à l’intégrale surfacique 2, uniquement calculée sur la fron-
tière ∂D1 :

pS2
w (xo) = −2

∫∫

∂D1

p(xs)
∂G(xo|xs)

∂z
dS (III.77)

La fonction de Green est :

G(xo|xs) =
−1

4π|xs − xo|
=

−1

4π
√

r2
s + r2

o − 2rsro cos(θs − θo) + (zs − zo)2
(III.78)

d’où sa dérivée :

∂G(xo|xs)

∂zs

=
1

4π
(zs − zo)

(
r2
s + r2

o − 2rsro cos(θs − θo) + (zs − zo)
2
)− 3

2 (III.79)

Or, sur ∂D1, les coordonnées de l’observateur xo sont (ro, θo = 0, zo = 0) et celles de
la source xs sont (rs, θs, zs = 0). L’observateur et la source sont tous les deux à z = 0. Donc
la dérivée de la fonction de Green est nulle, tout comme l’intégrale surfacique 2.

III.3.4.4 Bilan

Pour évaluer la pression pariétale, il ne reste plus qu’à calculer :

pw(ro) =
1

2π

∫∫∫

D

rsq(rs, zs)
√

r2
s + r2

o − 2rsro cos θs + z2
s

drsdθsdzs

− µ

2π

∫∫

∂D1

rs
∂2uz

∂z2

√

r2
s + r2

o − 2rsro cos θs

drsdθs (III.80)
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III.3.5 Remarques sur l’utilisation du formalisme

Ce formalisme suppose que les champs de vitesse utilisés vérifient l’équation de Navier-
Stokes. Or, nos champs de vitesse proviennent de mesures PIV échantillonnées spatialement
et sont donc filtrés par cette résolution spatiale (Krawczynski [56]), et ne vérifient pas a
priori l’équation de Navier-Stokes. De plus, il serait utopique d’appliquer cet algorithme à
un champ PIV brut. En effet, une petite erreur sur le calcul de la vitesse crée un gradient
de vitesse élevé et le terme source augmente considérablement.

Il est donc nécessaire de filtrer les champs PIV avant de leur appliquer cet algorithme.
Ce lissage peut se faire en calculant la moyenne temporelle, les moyennes de phase ou bien
en utilisant une reconstruction POD. Cependant, ces champs de vitesse ne vérifient plus
l’équation de Navier-Stokes. Prenons l’exemple de la moyenne temporelle : ce champ de
vitesse vérifie l’équation de Reynolds, dans laquelle intervient le tenseur de Reynolds. Des
essais ont été effectués en adaptant le formalisme à cette équation plutôt qu’à celle de
Navier-Stokes. Le terme source fait alors intervenir les tensions de Reynolds, pour lesquelles
les incertitudes sont beaucoup plus élevées, en particulier proche de la plaque d’impact à
cause des problèmes de réflexion à la paroi. Ces essais n’ont donc pas été concluants. Bien
que nos champs de vitesses filtrés ne sont pas a priori des solutions de l’équation de Navier-
Stokes, cet algorithme a tout de même été utilisé dans cette forme pour tous les résultats
présentés dans ce mémoire.

Il est également à noter que ce formalisme est fortement dépendant du calcul des
gradients de vitesse, peu précis sur un maillage PIV. Les schémas utilisés pour le calcul des
dérivées première et seconde sont d’ordre 2. Des essais ont également été effectués en raffinant
le maillage, en interpolant les vitesses et en augmentant l’ordre des schémas numériques,
cependant les résultats ne sont que rarement meilleurs pour des temps de calcul beaucoup
plus élevés.

Enfin, Naguib et Koochesfahani [73] montrent qu’il existe un biais provenant des
incertitudes sur le calcul du terme source, mais que ce biais crée un décalage constant de
la pression à la paroi. Autrement dit, le biais ne dépend pas de ro. Donc ce biais ne change
pas la forme de la pression à la paroi. Cet algorithme ne permet donc pas de déterminer
l’amplitude exacte de la pression à la paroi, mais il permet d’obtenir correctement la forme
de la signature de cet écoulement sur la pression.
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Ce chapitre a pour objectif de présenter les résultats des différentes mesures véloci-
métriques effectuées sur les différentes configurations expérimentales étudiées. Pour cela, des
résultats provenant principalement de mesures fil chaud vont être décrits afin de présenter
diverses considérations générales sur le jet libre avec et sans forçage. Ensuite, les résultats
des différentes campagnes de mesures PIV seront présentés, avec pour objectif de mettre en
évidence la structure instationnaire cohérente des différentes configurations.
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IV.1 Caractérisation du jet

Dans cette section sont présentés plusieurs résultats généraux concernant le jet. Les
résultats présentés s’appuient principalement sur des mesures de type fil chaud, avec 50 000
mesures effectuées à une fréquence d’échantillonnage fs = 5 kHz pour chaque point.

IV.1.1 Jet libre

On s’intéresse tout d’abord aux caractéristiques du jet sans forçage acoustique.

IV.1.1.1 Profils radiaux de vitesse

La Figure IV.1 présente les profils de vitesse moyenne et quadratique à la sortie de
la buse convergente à une distance axiale z = 1mm de la buse (z/D = 0.03) mesurés par fil
chaud. La résolution spatiale est ∆r = 1 mm, soit ∆r/D = 0.03. Cela permet d’avoir une
bonne estimation du profil de vitesse en sortie de buse. Ainsi, le profil de vitesse moyenne
(Fig. IV.1(a)) montre que la vitesse en dehors de la buse est très faible, alors que la vitesse face
à la buse (−0.5 < r/D < 0.5) est quasiment constante, et la vitesse moyenne en sortie de buse
est égale à u0. Un seul point de mesure se trouve dans la couche de mélange, ce qui signifie
que son épaisseur δ est inférieure à 2 mm. Ceci pose un problème au niveau de l’évaluation
de la vitesse quadratique dans la couche de mélange (Fig. IV.1(b)). Comme il n’y a qu’un
seul point de mesure dans la couche de mélange, l’estimation des grandeurs turbulentes est
fortement biaisée. Le niveau turbulent est très élevé dans la couche de mélange qui est très
fine, il est donc très difficile de mesurer correctement ces niveaux. Il faudrait plusieurs points
de mesure dans une zone très fine. Enfin, dans le jet, les niveaux de turbulence sont très
faibles, de l’ordre de 0.5%.

(a) (b)

Figure IV.1 – Profils de vitesse à la sortie de la buse convergente (z/D = 0.03) par fil
chaud sans impact : (a) vitesse moyenne et (b) vitesse quadratique.

En ce qui concerne l’injection par tube long, le profil radial de vitesse axiale moyenne
est différent, plus arrondi (Fig. IV.2(a)). Le profil obtenu ici est proche des prédictions de
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Schlichting [86], chap. XX. En effet, pour différents nombres de Reynolds, il prévoit un profil
de couche limite de la forme :

ū

u0

=

(
2y

D

) 1
n

(IV.1)

où y est une coordonnée semblable à r, d’origine la lèvre de la buse (y = D/2 − r) et n un
paramètre dépendant du nombre de Reynolds. La vitesse maximale peut alors se calculer
par :

umax

u0

=
(n + 1)(2n + 1)

2n2
(IV.2)

Pour un nombre de Reynolds de 23 000, Schlichting propose n = 6.6 et umax/u0 = 1.24. Dans
notre cas (Re = 28 000), une régression linéaire donne n = 6.5 et umax/u0 ≈ 1.2.

Les profils moyens présentés à la Figure IV.2(a) se situent à z/D = 1. La couche
de mélange est donc déjà un peu développée, et son épaisseur 1 est alors δ ≈ 7 mm. En ce
qui concerne les statistiques turbulentes (Fig. IV.2(b)), elles atteignent pour les deux buses
des niveaux d’environ 15% dans la couche de mélange. À l’extérieur du jet, on retrouve
des valeurs très faibles avec la buse convergente, mais des niveaux incohérents avec le tube
long. Ceci est dû à un problème d’uniformité de l’ensemencement pendant les mesures :
l’air ambiant n’a pas été correctement ensemencé au cours des mesures PIV. Or, comme la
configuration avec le tube long n’a pas de plaque de confinement, l’air ensemencé provenant
du jet n’est pas entraîné au voisinage du jet, contrairement à ce qui est observé avec la
buse convergente et la plaque de confinement. Cet air ambiant n’est donc pas ensemencé
correctement et les mesures n’y sont pas fiables.

(a) (b)

Figure IV.2 – Profils de vitesse axiale à z/D = 1 par PIV pour H/D = 3 pour la buse
convergente et le tube long : (a) vitesse moyenne et (b) vitesse quadratique.

Enfin, dans le cône potentiel du jet, on observe un palier de niveaux de turbulence
très faibles pour la buse convergente, ce qui est un résultat classique. En effet, il n’y a aucun
gradient de vitesse moyenne dans cette zone, et donc pas de production de turbulence. Pour le

1. Le critère utilisé est δ = r0.95−r0.05 où r0.95 et r0.05 sont les rayons pour lesquels la vitesse moyenne
est respectivement 0.95u0 et 0.05u0.
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tube long, on retrouve des niveaux plus élevés et variant davantage, dus aux légers gradients
de vitesse radiaux qui caractérisent un profil de vitesse arrondi.

IV.1.1.2 Longueur de cône potentiel

La Figure IV.3 représente les profils axiaux de vitesse moyenne et quadratique mesurés
par fil chaud pour différentes distances d’impact (H/D = 5, 8, 12 et sans impact) comparés
à une mesure PIV effectuée pour H/D = 7. L’encombrement du support du fil chaud nous
empêche de faire des mesures à des points trop proches de la plaque. On ne voit donc pas
la décroissance de vitesse moyenne due à l’impact sur les mesures fil chaud. Cependant, ces
profils montrent que pour ces distances d’impact, la longueur du cône potentiel n’est pas
influencée par la présence de la plaque. Les mesures fils chaud et PIV donnent de plus des
résultats similaires jusqu’à ce que la présence de la plaque impose une décroissance brutale
des vitesses moyennes et quadratiques. Sa longueur 2 est alors estimée à 5.2D à partir de la
mesure PIV pour H/D = 7 (Fig. IV.5(a)), ce qui est cohérent avec la littérature (Hussain
et Zaman [48]).

(a) (b)

Figure IV.3 – Profils de vitesse sur l’axe du jet pour différentes hauteurs d’impact : (a)
vitesse moyenne et (b) vitesse quadratique.

Sur la Figure IV.3(b), les niveaux de turbulence augmentent le long de l’axe du jet,
jusqu’à un peu plus loin que la longueur du cône potentiel (z = 7D), conformément à ce
qui a été décrit dans la revue bibliographique. Ensuite ces niveaux turbulents atteignent un
palier à environ 15% jusqu’à z = 10D, puis commencent à décroître.

La Figure IV.4 représente les profils de vitesse axiale pour les trois hauteurs d’impact
mesurés par PIV. Ceci permet de déterminer à quelle distance la plaque commence à avoir
une influence sur l’écoulement. Ainsi, la longueur de la zone de jet libre peut être déterminée.
Pour H/D = 3, la vitesse axiale moyenne commence à s’éloigner du profil de jet libre
(H/D = ∞ mesuré au fil chaud ici) aux alentours de z/D = 1.5. Pour H/D = 5, cette
différenciation s’effectue aux alentours de z/D = 3.5. En conclusion, la plaque d’impact

2. Le critère utilisé est Lpc = z0.95 où z0.95 est la distance axiale pour laquelle la vitesse moyenne est
0.95u0.
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commence à influer sur l’écoulement lorsque celui-ci est à moins de 1.5D de la plaque. La
zone de jet libre s’étend donc jusqu’à cet endroit, en aval duquel l’écoulement est dans la
zone de transition.

Figure IV.4 – Profils moyens de vitesse axiale sur l’axe du jet pour différentes hauteurs
d’impact.

Pour nos deux configurations principales (H/D = 3 et 5), le cône potentiel du jet libre
n’est donc pas terminé lorsque l’écoulement arrive sur la plaque d’impact. La Figure IV.5(b)
représente les profils radiaux de vitesse axiale à z/D = 3 et 5, c’est à dire là où est située
la plaque pour les deux configurations principales. Ainsi, la largeur du cône potentiel à ces
deux positions axiales peut être déterminée. La largeur du cône potentiel vaut donc 0.26D
pour z/D = 3 et 0.09D pour z/D = 5. On peut également noter que la vitesse sur l’axe est
déjà inférieure à u0 pour z/D = 5.
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(a) (b)

Figure IV.5 – Détermination de la longueur et de la largeur du cône potentiel : profils de
vitesse axiale moyenne par PIV pour H/D = 7 : (a) sur l’axe du jet, (b) profils radiaux à
z/D = 3 et 5.

IV.1.1.3 Contenu spectral de la vitesse

Pour l’ensemble de cette étude, les spectres sont représentés en fonction du nombre
de Strouhal basé sur le diamètre de la buse D et la vitesse débitante u0 : StD = fD

u0
, où f

est la fréquence.

Les Figures IV.6 et IV.7 présentent les densités spectrales de puissance de la vitesse
en fonction de z le long de la couche de mélange (Fig. IV.6) et sur l’axe du jet (Fig. IV.7).
La première instabilité apparaît sur la couche de mélange et correspond à un nombre de
Strouhal basé sur le diamètre de la buse StD = 1.43, soit une fréquence de 670 Hz (entourée
d’un cercle blanc sur la Figure IV.6(a)). Il s’agit en fait du mode de couche de mélange, qui
doit correspondre à un nombre de Strouhal basé sur l’épaisseur de quantité de mouvement
de la couche de mélange Stθ = 0.012. On peut alors en déduire l’épaisseur de quantité de
mouvement θ ≈ 0.3mm à la lèvre de la buse, ce qui paraît cohérent avec les dimensions de
notre configuration.

Ces tourbillons subissent ensuite des interactions (appariements) à partir de z/D = 1,
qui font rapidement chuter le nombre de Strouhal prédominant aux alentours du mode
colonne naturel (0.3 < StD < 0.8) pour z/D = 3. Ce sont d’ailleurs ces fréquences qui
apparaissent en premier sur l’axe du jet. Le mode colonne prédomine alors à la fin du
cône potentiel (z/D = 5). Ensuite les différentes instabilités disparaissent par dissipation
turbulente et ne laissent que des fréquences très faibles.

Sur l’axe du jet (Fig. IV.7), on observe un pic moins marqué à StD = 1.43, dû à
l’instabilité de couche de mélange. Les niveaux augmentent alors le long du jet. À partir de
z/D = 7.5, les spectres sur la couche de mélange et sur l’axe sont comparable en forme et
en amplitude.
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(a) (b)

Figure IV.6 – Densités spectrales de puissance (dB/Hz) de la vitesse sans impact le long
de la couche de mélange (r/D = 0.5).

(a) (b)

Figure IV.7 – Densités spectrales de puissance (dB/Hz) de la vitesse sans impact sur l’axe
du jet (r/D = 0).

IV.1.2 Effet du forçage acoustique

Ici sont présentés des résultats de mesures par fil chaud localisé au centre de la buse
(r = z = 0), sans impact et pour différents forçages. L’objectif est de caractériser l’effet des
deux paramètres du signal envoyé au haut-parleur : la fréquence fHP et l’amplitude AHP.
La Figure IV.8 présente ainsi l’évolution temporelle (a) et le contenu fréquentiel (b) de la
vitesse au centre de la buse pour les fréquences d’excitation retenues (StHP = 0.26, 0.51 et
0.79) et d’amplitude AHP = 2V.

On remarque d’ores et déjà que la réponse en amplitude du système n’est pas du
tout la même en fonction de la fréquence du forçage. Pour le forçage à StHP = 0.26, on
obtient une amplitude de presque 15%, alors qu’elle ne dépasse pas 5% pour les autres
forçages. Sans forçage, les variations sont très faibles, et ne dépasse pas 1%, conformément
à ce qui a été décrit précédemment. En ce qui concerne le contenu spectral de la vitesse
(Fig. IV.8(b)), les différentes courbes ne s’éloignent pas de celle sans forçage, à l’exception

85



Chapitre IV – MISE EN ÉVIDENCE DE STRUCTURES COHÉRENTES

(a) (b)

Figure IV.8 – Évolution temporelle (a) et contenu fréquentiel (b) de la vitesse au centre de
la buse (r = z = 0) pour les principaux forçages utilisés et une amplitude du haut parleur
AHP = 2V.

des pics correspondants au forçage. Des harmoniques apparaissent également, mais avec des
niveaux bien moins élevés que les fondamentales. Une particularité apparaît pour le forçage
à StHP = 0.79 : une sous-harmonique à StD = 0.4 apparaît dès la sortie de la buse. Cette
sous-harmonique se manifeste sur le signal de vitesse par une modulation visible sur deux
périodes fondamentales. Enfin, on peut noter que sur l’ensemble des spectres, un léger pic
apparaît aux alentours de StD = 1.4, correspondant à l’instabilité de couche de mélange.

Ces signaux temporels ne comportent donc quasiment qu’une seule fréquence. Il
semble donc cohérent de modéliser le signal de vitesse au centre de la buse par :

u(r = 0, z = 0, t) = u0 (1 + A sin(2πfHPt)) (IV.3)

où A est un paramètre sans dimension dépendant de fHP et AHP représentant l’amplitude du
signal de vitesse au centre de la buse normalisé par la vitesse débitante u0. Pour calculer A,
on effectue tout d’abord une moyenne de phase de la vitesse (〈u〉), sur laquelle on calcule la
décomposition en série de Fourier basée sur la fréquence fHP. Ce processus est représenté à la
Figure IV.9(a) pour StHP = 0.26 avec AHP = 2V. Les coefficients a1 et b1 de la décomposition
en série de Fourier de 〈u〉 sont alors calculés classiquement par :

a1(〈u〉) = 2fHP

∫ 1/fHP

0

〈u(t)〉 cos (2πfHPt) dt (IV.4)

b1(〈u〉) = 2fHP

∫ 1/fHP

0

〈u(t)〉 sin (2πfHPt) dt (IV.5)

a1 et b1 permettent alors de calculer facilement le paramètre A pour chaque configuration :

A =
(a2

1 + b2
1)

1
2

u0

(IV.6)

En effectuant ce processus pour différentes valeurs de AHP, on obtient alors l’évolution
de A en fonction de AHP pour chaque fréquence de forçage (Fig. IV.9(b)). Ces évolutions
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semblent linéaires jusqu’à un forçage d’amplitude 7V, puis la pente semble diminuer, pro-
bablement à cause des non-linéarités du haut-parleur. En comparant les courbes pour les
différents forçages (Fig. IV.9(b)), on retrouve pour AHP constant des amplitudes A beaucoup
plus élevées pour le forçage à StHP = 0.26, et le forçage à StHP = 0.51 donne les amplitudes
de vitesse les plus faibles.

(a) (b)

Figure IV.9 – Signaux temporels de vitesse pour StHP = 0.26 (a) et réponse en amplitude
du système (b).

Les valeurs de A pour les fréquences principales de forçage et les amplitudes AHP

utilisées plus spécifiquement dans cette étude, correspondant aux points représentés en rouge
sur la Figure IV.9(b), sont alors résumées dans le Tableau IV.1.

A (−) pour StHP =
AHP 0.26 0.51 0.79

2V 0.135 0.025 0.043
7V 0.478 0.082 0.155

Table IV.1 – Amplitude de la partie sinusoïdale de la vitesse à la sortie de la buse pour les
configurations principales.

Ces différences d’amplitude entre les trois fréquences utilisées peuvent s’expliquer par
deux phénomènes différents : la résonance du module d’injection et celle du jet. Le module
d’injection présente des fréquences propres à 120 et 370 Hz. Lorsque ces fréquences sont
utilisées, la réponse du jet est amplifiée par cette résonance géométrique. De plus, le mode
naturel du jet, correspondant à un nombre de Strouhal de 0.3 amplifie davantage encore la
réponse du jet lorsqu’il est excité à la fréquence fHP = 120 Hz. Ces deux phénomènes couplés
permettent ainsi d’expliquer pourquoi les plus grandes amplitudes sont associées au forçage
à StHP = 0.26, et les plus faibles avec StHP = 0.51, qui ne correspond à aucune résonance.
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IV.2 Jet non forcé

Le cas de référence de notre étude est décrit dans cette section. Il s’agit du jet sans
forçage (StHP = 0), pour les deux distances d’impact, la petite H/D = 3 et la grande
H/D = 5.

IV.2.1 Petite distance d’impact

Les champs statistiques de vitesse sont représentés à la Figure IV.10 pour H/D = 3,
sans forçage. La Figure IV.11 représente six champs de vitesse instantanés consécutifs avec les
contours de vorticité. On retrouve la décomposition classique en trois zones de l’écoulement
(Narayanan et al. [75]) :

(a)

(b) (c)

Figure IV.10 – Champs statistiques de vitesse pour H/D = 3 sans forçage : (a) norme de
la vitesse moyenne, (b) vitesse radiale quadratique, (c) vitesse axiale quadratique.

1. La zone de jet libre, dans laquelle le jet se comporte comme s’il n’y avait pas d’impact.
La composante principale de la vitesse est axiale (uz). On retrouve le cône potentiel du
jet autour de l’axe, dans laquelle la vitesse est exclusivement axiale et vaut uz = u0. Les
niveaux de turbulence ne dépassent pas 6%, ce qui est cohérent avec la Figure IV.3(b).
La couche de mélange se développe à r/D = 0.5, donnant des niveaux de turbulence
atteignant 20% (z/D = 1). Le jet se développe ainsi jusqu’à z/D = 1.5.
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2. La zone de stagnation, dans laquelle la direction principale de l’écoulement passe
d’axiale à radiale. Sur l’axe du jet, la vitesse axiale décroit rapidement jusqu’au point
d’arrêt. La vitesse radiale atteint 0.8u0 après r/D = 0.5. Une couche limite commence
à se développer depuis le point d’arrêt et atteint rapidement des niveaux de turbulence
allant jusqu’à 18%. Cette zone s’étend jusqu’à r/D = 2.

3. Le jet de paroi, dans laquelle la vitesse est principalement radiale. L’épaisseur de couche
limite augmente et la vitesse radiale décroît à cause du développement axisymétrique
du jet. Malheureusement, notre fenêtre d’observation n’est pas assez étendue pour
vérifier ces propriétés.

Figure IV.11 – Champs instantanés de vitesse avec contours de vorticité pour H/D = 3
sans forçage.

La fréquence d’acquisition élevée de la HS-PIV (fs = 2 kHz) permet de suivre l’évo-
lution des structures de couche de mélange se formant à la lèvre de la buse sur les champs
instantanés (Fig. IV.11). Ces champs de vitesse montrent ainsi que l’enroulement tourbillon-
naire, correspondant à l’apparition de bulles de vorticité, se produit vers z/D = 0.5. Cet
enroulement se produit à peu près tous les trois champs de vitesse, donc à une fréquence
d’environ 670 Hz, correspondant à un nombre de Strouhal StD = 1.4. L’évolution de ces
structures permet d’observer des appariements entre ces structures à partir de z/D = 1,
conformément à ce qui a été décrit pour la Figure IV.6. Cela mène les tourbillons à un
nombre de Strouhal caractéristique valant StD = 0.7. Les tourbillons perdent ensuite leur
cohérence à l’approche de la paroi, on remarque tout de même quelques bulles de vorticité,
pouvant conduire à la séparation instationnaire de la couche limite, conformément à ce qui
a été décrit dans la revue bibliographique [19]. Cependant, les tourbillons secondaires, se
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formant au niveau de l’épaisseur de couche limite, sont trop proches de la paroi et trop
petits pour que l’on puisse les observer ici.

IV.2.2 Grande distance d’impact

Pour la grande distance d’impact (H/D = 5), les mesures HS-PIV ont été effectuées
sur deux plans : l’un passant par l’axe du jet, et l’autre parallèle à la paroi.

IV.2.2.1 Plan passant par l’axe du jet

La Figure IV.12 présente les champs statistiques de vitesse pour H/D = 5 sur un plan
passant par l’axe du jet. On retrouve sensiblement la même organisation que pour H/D = 3.
La zone de jet libre s’étend alors jusqu’à z/D = 3.5. Le cône potentiel est presque terminé
à l’arrivée sur la plaque, donc la couche de mélange s’est étendue sur quasiment tout le jet
à l’approche de la plaque. La turbulence s’est donc davantage diffusée, ce qui explique des
niveaux de fluctuations inférieurs. Sur l’axe, l’intensité turbulente ne dépasse pas 8%, ce
qui est également cohérent avec la Figure IV.3(b). Après la zone de stagnation, les niveaux
turbulents restent relativement importants. Les niveaux très proches de la paroi sont assez
peu fiables, notamment à cause d’importants problèmes de réflexion sur la paroi lors des
mesures PIV.

Les différences entre les champs statistiques pour les deux distances d’impact à l’ap-
proche de la plaque sont représentés par la Figure IV.13. L’axe des ordonnées (H−z

D
) re-

présente la distance à la plaque d’impact. L’épaisseur de couche de mélange est beaucoup
plus élevée pour H/D = 5 (δ = 0.97D à un diamètre de la plaque) que pour H/D = 3
(δ = 0.58D). Les champs de vitesse moyenne sont relativement similaires au niveau de la
plaque. La vitesse maximale atteinte sur la paroi est d’environ 0.8u0 et l’est dans la même
zone (0.5 < r/D < 1.5). Cependant, comme le montre la Figure IV.13(b), les niveaux de
turbulence sont beaucoup plus élevés pour la petite distance d’impact au niveau de la paroi :
ils atteignent 12% pour H/D = 3 et seulement 8% pour H/D = 5.

Des champs instantanés pour H/D = 5 sont représentés à la Figure IV.14. Proche de
la buse (z/D < 2), on observe les mêmes phénomènes que pour H/D = 3. Les tourbillons
s’enroulent à un nombre de Strouhal d’environ 1.4 et s’apparient une première fois aux alen-
tours de z/D = 1, divisant ainsi le nombre de Strouhal caractéristique par deux. Cependant,
la plaque étant encore loin, un second appariement peut avoir lieu avant la plaque. Cela
mène les tourbillons à un nombre de Strouhal caractéristique valant StD = 0.35, proche du
nombre de Strouhal naturel du mode colonne, ce qui est cohérent alors qu’on arrive à la fin
du cône potentiel.
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(a)

(b) (c)

Figure IV.12 – Champs statistiques de vitesse pour H/D = 5 sans forçage : (a) norme de
la vitesse moyenne, (b) vitesse radiale quadratique, (c) vitesse axiale quadratique.

(a) (b)

Figure IV.13 – Comparaison des champs statistiques de vitesse pour H/D = 3 et 5 sans
forçage : (a) vitesse moyenne, (b) vitesse axiale quadratique.
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Figure IV.14 – Champs instantanés de vitesse avec contours de vorticité pour H/D = 5
sans forçage.

IV.2.2.2 Champs de vitesse proche de la paroi

Les mesures HS-PIV dans un plan parallèle à la paroi z/D = 4.8 (soit à 6 mm de
la paroi) permettent d’avoir une vision différente de l’écoulement. En effet, sur les champs
instantanés (Fig. IV.15), on s’aperçoit que le jet n’a pas un caractère axisymétrique. Au
voisinage de la plaque, l’écoulement part dans la direction radiale en formant des zones
de grande vitesse s’écoulant suivant certaines orientations θ 3. Par exemple, sur les champs
instantanés présentés à la Figure IV.15, θ = −π/2 est une orientation privilégiée avec des
vitesses élevées (jusqu’à 0.7u0), alors que suivant θ = −π/4, on retrouve une poche de vitesses
très faibles, de l’ordre de 0.2u0. Ce phénomène est dû aux instabilités azimutales du jet.

Un autre effet des instabilités azimutales est représenté sur les champs de vitesse
(Fig. IV.15) : la déformation du jet. Les faibles vitesses caractérisant la zone de stagnation
du jet autour de x = y = 0 peuvent se déformer suivant une certaine orientation. Dans
l’exemple donné ici, cette zone s’allonge dans la direction θ = −π/4. Un léger phénomène
de battement du jet est alors visible : le point pour lequel la vitesse est minimale peut se
décaler de l’axe du jet (x = y = 0) de manière instationnaire. En détectant le minimum de
vitesse sur l’ensemble des champs de vitesse à notre disposition, on peut alors calculer la
position moyenne du point d’arrêt, ainsi que son écart-type : en moyenne, le point d’arrêt
se situe sur l’axe du jet, et l’écart-type de cette position atteint 0.04D (1.2 mm).

Enfin, sur les champs statistiques, représentés à la Figure IV.16, on retrouve un ca-
ractère plus axisymétrique. Les composantes azimutales moyennes et quadratiques sont lar-
gement négligeables devant les composantes radiales, et ne sont donc pas représentées. La
zone de stagnation est, en moyenne, circulaire, il n’y a donc pas de direction privilégiée pour
l’allongement de cette zone. Enfin, comme attendu, les vitesse moyennes et quadratiques sont
très faibles autour de l’axe du jet, puis la vitesse moyenne augmente rapidement et atteint

3. Sur la Figure IV.15, θ est l’angle trigonométrique ayant pour origine l’axe y = 0, x > 0.
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Figure IV.15 – Champs instantanés de vitesse avec contours de norme de la vitesse pour
H/D = 5 sans forçage à z/D = 4.8.

(a) (b)

Figure IV.16 – Champs statistiques de vitesse pour H/D = 5 sans forçage à z/D = 4.8 :
(a) vitesse moyenne radiale, (b) vitesse radiale quadratique.
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0.5u0. Elle diminue ensuite à cause de l’extension radiale du jet. Les vitesses quadratiques
radiales atteignent 0.15u0 vers r/D = 2 puis diminuent.

IV.2.3 Distribution de vorticité

À partir des champs PIV bidimensionnels, on peut calculer la composante de la
vorticité suivant la direction perpendiculaire au plan de mesure ω(r, z, t) = rot u(r, z, t) · eθ.
On peut alors définir Ω(z, t) comme l’intégrale de la vorticité suivant la direction radiale
[13] :

Ω(z, t) =

∫ ∞

r=0

ω(r, z, t)dr (IV.7)

Cette définition suppose que ω tend vers 0 lorsque r tend vers l’infini. Dans notre cas, on
calculera l’intégrale avec pour borne supérieure rmax, la limite de la fenêtre de visualisation.
On doit donc s’assurer que ω est déjà proche de 0 pour rmax. Ceci n’est pas vrai proche de la
plaque, dans le jet de paroi, c’est pourquoi les cartographies de Ω sont représentées jusqu’à
0.5D de la plaque. Enfin, Ω est homogène à une vitesse, il est donc adimensionné par la
vitesse caractéristique de notre écoulement, u0.

Ainsi, Ω(z, t) permet de déterminer si un tourbillon passe au temps t à la coordonnée
axiale z. C’est le cas si la valeur de Ω est élevée. Deux cartographies de Ω pour le jet non
forcé pour H/D = 3 (a) et H/D = 5 (b) sont représentées à la Figure IV.17. On retrouve
ainsi des effets déjà décrits précédemment : les enroulements tourbillonnaires se produisent
entre z/D = 0.5 et 1 (apparition de « poches » de vorticité) à un nombre de Strouhal
caractéristique supérieur à 1 (correspondant à une période T < 2 ms). Des appariements,
visibles sur la cartographie par le regroupement de lignes de vorticité, apparaissent à partir
de z/D = 1, diminuant le nombre de Strouhal caractéristique jusqu’à une valeur de l’ordre
de grandeur du nombre de Strouhal caractéristique du mode colonne (T ≈ 7 ms). Cette
valeur n’est pas tout à fait atteinte, probablement parce que la fin du cône potentiel n’est
pas encore atteinte dans notre domaine de mesure.

(a) (b)

Figure IV.17 – Distribution axiale temporelle de vorticité sans forçage : (a) H/D = 3 et
(b) H/D = 5.
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Enfin, la pente des lignes de vorticité fournit une information sur la vitesse axiale de
convection des tourbillons. La vitesse de convection des tourbillons ici est approximativement
0.7u0, ce qui est en bon accord avec la valeur donnée par Crow et Champagne [15] (0.71u0).

IV.2.4 Détection des tourbillons en proche paroi

Pour appliquer l’algorithme de reconnaissance de topologie, il est d’abord nécessaire
de filtrer les champs de vitesse. Pour cela une décomposition POD est effectuée sur 2 000
champs de vitesse fluctuants provenant de mesures HS-PIV. Une reconstruction des champs
de vitesse est ensuite calculée en utilisant M modes de la décomposition en modes propres.
M est choisi de manière à ce que les modes utilisés pour la reconstruction contiennent 50%
de l’énergie fluctuante initiale. Pour notre étude, M vaut alors 40 pour H/D = 3 et 60 pour
H/D = 5. L’algorithme de reconnaissance de la topologie est alors appliqué sur chacun des
2 000 champs de vitesse reconstruits.

Un exemple de reconnaissance topologique pour H/D = 3 est donné à la Figure IV.18.
Les foyers sont représentés par des disques rouges et les cols par des diamants verts. Les
séparatrices des cols sont représentées par des segments verts. Deux couples foyer-col sont
détectés sur ce champ de vitesse. Le premier est au niveau de la couche de mélange du jet.
Le second est situé dans la couche de mélange du jet de paroi. Ce dernier foyer induit une
vitesse importante au voisinage de la plaque (r/D ≈ 1.5). De plus, les lignes de courant en
aval du foyer semblent dessiner une séparation de l’écoulement.

Figure IV.18 – Exemple de reconnaissance topologique pour H/D = 3 sans forçage.

En effectuant cette reconnaissance pour chacun des champs de vitesse à notre dispo-
sition, on peut alors représenter la position de tous les foyers détectés, et ainsi avoir une idée
de leur trajectoire à l’approche de la plaque. Ces positions sont représentées à la Figure IV.19
pour H/D = 3 et 5. Pour H/D = 3, la fenêtre de visualisation s’étend jusqu’à environ 2.6D,
ce qui explique qu’aucun foyer n’est représenté au delà de cette position. La trajectoire
moyenne des tourbillons à l’approche de la plaque est également représentée (ligne rouge).
Celle-ci a été déterminée en calculant la médiane de la position de la totalité des foyers
détectés suivant z. Il faut de plus noter que le nombre de foyers détectés par l’algorithme
est beaucoup plus important pour H/D = 3 (1.16 foyers par champ de vitesse en moyenne)
que pour H/D = 5 (0.7 foyers par champ de vitesse).
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(a)

(b)

Figure IV.19 – Positions des foyers à l’approche de la plaque sans forçage pour (a) H/D = 3
et (b) H/D = 5. La ligne rouge représente la trajectoire moyenne des tourbillons.

Tout d’abord, la position des foyers pour H/D = 3 semble occuper une zone plus
compacte que dans le cas H/D = 5. Cette dispersion plus importante pour la grande hauteur
d’impact peut probablement s’expliquer par la fin du cône potentiel. L’écoulement est donc
plus chaotique pour H/D = 5, entraînant des positions de foyers plus aléatoires.

Pour H/D = 3, les foyers s’approchent au plus près de la paroi à 0.2D, dans la région
1.5 < r/D < 2. La trajectoire moyenne des foyers est à environ 0.3D de la plaque dans cette
zone. Pour H/D = 5, les foyers ne s’approchent au maximum qu’à 0.3D de la plaque avec
une position moyenne située à 0.4D, pour 2 < r/D < 2.5. La différence dans la localisation
radiale de ce minimum est principalement due à la couche de mélange du jet libre, qui a plus
de temps pour se développer pour H/D = 5 que pour H/D = 3. Les tourbillons induits par
ces foyers, plus proches de la paroi pour H/D = 3, ont donc plus de chance d’influer sur la
distribution de pression à la paroi ou sur les transferts de chaleur convectifs se produisant
sur la plaque. Pour les deux distances d’impact, les tourbillons finissent par s’éloigner de la
plaque d’impact, à partir de r/D = 2 pour H/D = 3 et de r/D = 2.5 pour H/D = 5.

De manière similaire à ce qui a été décrit à la Section IV.2.3, on peut définir Ω(r, t)
comme l’intégrale de la vorticité suivant la direction axiale :

Ω(r, t) =

∫ H

z=0

ω(r, z, t)dz (IV.8)

Les distributions de Ω(r, t), représentées à la Figure IV.20 pour le jet non forcé et pour les
deux distances d’impact pour r/D ≥ 1, permettent donc de déterminer si un tourbillon passe
au temps t à la coordonnée radiale r. On retrouve des bandes de vorticité élevée mettant en
évidence la convection des tourbillons le long de la paroi. La pente de ces bandes de vorticité
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permet d’obtenir la vitesse de convection des tourbillons le long de la paroi. Ces vitesses de
convection sont prises pour 1 ≤ r/D ≤ 2 et valent approximativement 0.45u0.

(a) (b)

Figure IV.20 – Distribution radiale temporelle de vorticité sans forçage : (a) H/D = 3 et
(b) H/D = 5.

IV.2.5 Conclusion

Notre cas de référence, c’est à dire le jet en impact avec la buse convergente sans
forçage acoustique pour les deux distances d’impact, a été décrit dans cette section. De
nombreuses caractéristiques classiques du jet en impact ont été retrouvées, comme le dé-
veloppement des structures tourbillonnaires dans la couche de mélange du jet, structures
instables prenant part à des appariements afin de se rapprocher du mode colonne du jet.
Les mesures de vitesse dans un plan parallèle à la paroi ont montré que ces structures sont
également instables dans la direction azimutale.
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IV.3 Jet forcé

Les résultats des mesures HS-PIV avec le jet forcé acoustiquement sont présentés
dans cette section. Les deux distances d’impact sont comparées, avec des amplitudes de
forçage différentes (AHP = 2V pour H/D = 3 et AHP = 7V pour H/D = 5) afin d’illustrer
deux configurations d’écoulement radicalement différentes.

IV.3.1 Forçage proche du mode colonne

Tout d’abord, le jet est soumis à un forçage dont la fréquence (fHP = 120 Hz, soit
StHP = 0.26) est proche de la fréquence naturelle du mode colonne du jet (StD = 0.3). Avec
des amplitudes de forçage différentes pour les deux hauteurs d’impact, les amplitudes A des
signaux de vitesse en sortie de buse sont également différentes : A = 0.135 pour H/D = 3
et A = 0.478 pour H/D = 5.

IV.3.1.1 Distance d’impact faible, forçage modéré

Tout d’abord, pour H/D = 3, des champs instantanés sont présentés à la Figure IV.21.
Des structures tourbillonnaires apparaissent dans la couche de mélange à partir de z/D = 0.5.
Cependant, le forçage n’est pas suffisamment intense pour que les tourbillons apparaissent
directement à la fréquence du forçage. Leur fréquence d’apparition est d’environ 4StHP,
proche de celle du mode de couche de mélange (StD = 1.4). Une série d’appariements se
produit ensuite très rapidement pour obtenir avant l’arrivée sur la plaque des tourbillons
ayant un nombre de Strouhal caractéristique, proche de celui du forçage.

Figure IV.21 – Champs instantanés de vitesse avec contours de vorticité pour H/D = 3
pour StHP = 0.26.

Les tourbillons obtenus sont larges et très stables. Ils sont encore largement visibles
à la fin de la fenêtre PIV et y possèdent encore une vorticité comparable à celle observée
dans la couche de mélange avant l’enroulement tourbillonnaire. Le champ moyen de vitesse
(Fig. IV.22(a)) n’est cependant quasiment pas modifié par le forçage. Néanmoins, les niveaux
de fluctuations (Fig. IV.22(b) et (c)) sont plus élevés que ceux obtenus sans forçage. On
obtient ainsi des niveaux atteignant 16% sur l’axe du jet (avec Arms = A/

√
2 = 9.5%), alors
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que sans forçage, ces niveaux ne dépassaient pas 6% (Arms = 0). Les anneaux tourbillonnaires
induisent des fluctuations de vitesse jusque sur l’axe du jet. Les niveaux turbulents atteignent
alors 17%, ce qui est incompatible avec la notion de cône potentiel. La modulation de vitesse
a donc tendance à augmenter la turbulence dans le jet, en faisant perdre le caractère potentiel
de l’écoulement.

(a)

(b) (c)

Figure IV.22 – Champs statistiques de vitesse pour H/D = 3 pour StHP = 0.26 : (a) norme
de la vitesse moyenne, (b) vitesse radiale quadratique, (c) vitesse axiale quadratique.

IV.3.1.2 Distance d’impact élevée, forçage important

Pour H/D = 5 (Fig. IV.23), l’amplitude du forçage est plus importante. Les tour-
billons apparaissent alors directement à la fréquence du forçage, dès la lèvre de la buse
(t = 3.0 ms). Ces anneaux tourbillonnaires toriques induisent alors une vitesse très élevée
sur l’axe du jet au cours de leur passage. Entre deux anneaux, la vitesse de l’écoulement
chute considérablement, jusqu’à 0.3u0. Cette configuration est très instationnaire d’un point
de vue statistique et ressemble davantage à un jet pulsé. Ces anneaux sont également très
stables et restent visibles sur la paroi jusqu’à la fin de la fenêtre PIV, même si leur intensité
chute rapidement.

Le champ moyen (Fig. IV.26(a)) est alors partiellement affecté, la couche de mé-
lange se développant très peu après l’apparition des structures. Les niveaux turbulents
(Fig. IV.26(b) et (c)) sont alors très élevés. En particulier, urms

z atteint des niveaux de
60% au niveau de la lèvre de la buse, à la création des structures. Ces niveaux turbulents
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Figure IV.23 – Champs instantanés de vitesse avec contours de vorticité pour H/D = 5
pour StHP = 0.26.

restent élevés dans l’ensemble du domaine du jet avant l’impact (> 40%). Ensuite, les ni-
veaux turbulents diminuent progressivement le long de la plaque, à cause du développement
radial de l’écoulement.

Sur le plan proche de la paroi (Fig. IV.24), on peut voir les tourbillons arriver sur la
paroi, en atteignant des vitesses supérieures à 2u0. Les anneaux s’étendent ensuite en étant
convectés dans la direction radiale. On retrouve un caractère beaucoup plus axisymétrique
pour le jet forcé par rapport au cas sans forçage. En effet, on n’observe plus de déformation
du jet ou de direction privilégiée de l’écoulement.

Ce caractère plus axisymétrique de l’écoulement se retrouve sur les champs statis-
tiques (Fig. IV.25). La vitesse moyenne, très faible au centre, augmente jusqu’à r/D ≈ 0.8
(correspondant à l’arrivée des tourbillons sur la paroi) où elle atteint 0.6u0. Les niveaux
quadratiques sont alors très élevés (> 45%) lors de l’impact des tourbillons sur la paroi, puis
on observe une décroissance quasi-continue avec l’expansion radiale des tourbillons. L’un des
premiers rôles du forçage est donc d’améliorer le caractère axisymétrique de l’écoulement.
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Figure IV.24 – Champs instantanés de vitesse avec contours de norme de la vitesse pour
H/D = 5 pour StHP = 0.26 à z/D = 4.8.

(a) (b)

Figure IV.25 – Champs statistiques de vitesse pour H/D = 5 pour StHP = 0.26 à z/D =
4.8 : (a) vitesse moyenne radiale, (b) vitesse quadratique radiale.
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(a)

(b) (c)

Figure IV.26 – Champs statistiques de vitesse pour H/D = 5 pour StHP = 0.26 : (a) norme
de la vitesse moyenne, (b) vitesse quadratique radiale, (c) vitesse quadratique axiale.

IV.3.1.3 Distribution de vorticité

De la même manière que pour le jet non forcé, l’intégrale radiale de vorticité Ω est
calculée et cartographiée sur la Figure IV.27. Pour H/D = 5 (forçage intense), on observe
une distribution beaucoup plus cohérente et stable de vorticité que sans forçage. Ω atteint
3u0 ici, alors que sans forçage, les valeurs maximales étaient de l’ordre de u0. Pour z fixé,
on observe le passage d’un tourbillon à chaque période de forçage. La vorticité associée à un
tourbillon, c’est-à-dire le long d’une ligne à vorticité élevée, ne varie que très peu au cours
de son déplacement axial. Pour H/D = 3 (forçage modéré), la cohérence des tourbillons ne
semble apparaître qu’à partir de z/D = 1. Ω ne dépasse pas 1.3u0, l’amplitude du forçage
influe donc logiquement de manière importante sur la vorticité des structures créées par ce
forçage.
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(a) (b)

Figure IV.27 – Distribution axiale temporelle de vorticité avec StHP = 0.26 : (a) H/D = 3
et (b) H/D = 5.

En ce qui concerne la vitesse de convection des tourbillons pour H/D = 5, elle est
égale à la vitesse débitante du jet u0, dans la zone 1 < z/D < 4. Avant et après cette zone, la
vitesse de convection est légèrement inférieure. Ce résultat classique est prévu par la théorie
de la stabilité linéaire (Michalke [67]), dans laquelle on prévoit l’effet d’une perturbation
mono fréquentielle, ce qui correspond bien à cette configuration, forcée à une seule fréquence
et en retrouvant une seule fréquence prédominante dans l’écoulement.

IV.3.1.4 Topologie de l’écoulement à l’approche de la paroi

Les tourbillons étant très stables pour les deux intensités de forçage utilisées, la
moyenne de phase de l’écoulement basée sur la fréquence de forçage de l’écoulement donne
une très bonne estimation de l’écoulement. Ces moyennes de phase sont suffisamment propres
pour y appliquer l’algorithme de reconnaissance topologique.

Quelques exemples de reconnaissance topologique sur les moyennes de phase sont
présentés pour H/D = 5 à la Figure IV.28. De nouveau, chaque foyer de tourbillon (disque
rouge) est lié à un col (diamant vert) situé en dehors du jet. Le couple foyer/col est convecté
jusqu’à la plaque puis le long de celle-ci. La distance entre le col et le foyer diminue alors
progressivement au cours de la convection le long de la plaque. Ceci est dû à l’expansion
radiale du jet, le tourbillon s’étire alors et perd progressivement de l’énergie. Le col est donc
de moins en moins repoussé par la vitesse induite par le foyer. On peut imaginer que le col
et le foyer finissent par fusionner, cependant, nos mesures n’ont pas une extension radiale
suffisante pour détecter ce phénomène. Les résultats pour H/D = 3 sont similaires.

Suivant le même principe que pour le jet non forcé, et grâce à un filtrage par POD, on
peut tracer la position de tous les foyers détectés pour l’ensemble de nos champs de vitesse
(Fig. IV.29(a) et (b)), et les comparer à la trajectoire des foyers détectés sur les moyennes de
phase (courbes en vert). Les zones de passage des foyers sont alors beaucoup plus compactes
que dans le cas sans forçage. Pour H/D = 3, la trajectoire des foyers semble relativement
compacte, avec une moyenne représentée par la courbe rouge. On retrouve cependant certains
foyers qui s’écartent de cette trajectoire. Pour H/D = 5, les foyers ne s’écartent quasiment
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(a) (b)

(c) (d) (e)

Figure IV.28 – Reconnaissance topologique sur moyennes de phase pour H/D = 5 pour
StHP = 0.26. Les champs sont pour des temps adimensionnés grâce à la fréquence de forçage
fHP : tfHP = 0(a), 0.2(b), 0.4(c), 0.6(d) et 0.8(e). Les disques rouges représentent les foyers
et les diamants verts les cols. Les séparatrices des foyers sont représentées par des segments
de droite verts.

pas de la trajectoire définie par la moyenne de phase. Les foyers semblent moins s’approcher
de la plaque pour H/D = 3 que pour H/D = 5 sur la reconnaissance par moyenne de
phase, ceci étant uniquement dû à la plus grande dispersion de ces foyers. Enfin, les foyers
ne semblent pas s’écarter de la plaque avant la fin de la fenêtre de visualisation.

Pour H/D = 5, (Fig. IV.29(b)), la trajectoire des tourbillons semble s’éloigner légère-
ment de la paroi avant de revenir aux alentours de r/D = 1.5. On retrouve alors un résultat
classique de l’impact d’un anneau tourbillonnaire sur une paroi (Fabris et al. [20], Walker
et al. [93]). Un tourbillon secondaire se forme sur la couche limite de la paroi d’impact. Les
deux tourbillons interagissent alors, le tourbillon primaire s’éloignant de la paroi à cause de
la vitesse induite par le tourbillon secondaire. Le tourbillon secondaire est finalement éjecté
de la couche limite par le tourbillon primaire, et le tourbillon primaire repart vers la paroi
par la vitesse induite par le tourbillon secondaire en cours d’éjection.

Les distributions de vorticité sur la plaque, représentées à la Figure IV.30, permettent
de calculer la vitesse de convection des tourbillons le long de la plaque pour 1 ≤ r/D ≤ 2.
Cette vitesse de convection est de l’ordre de 0.55u0 pour H/D = 3 et 0.5u0 pour H/D = 5.
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(a)

(b)

Figure IV.29 – Positions des foyers à l’approche de la plaque avec StHP = 0.26 : (a)
H/D = 3 et (b) H/D = 5. La courbe rouge est la trajectoire moyenne des tourbillons à
partir des foyers. La courbe verte représente la trajectoire des tourbillons détectée sur les
moyennes de phase.

(a) (b)

Figure IV.30 – Distribution radiale temporelle de vorticité pour StHP = 0.26 : (a) H/D = 3
et (b) H/D = 5.

IV.3.1.5 Conclusion

Le forçage à StHP = 0.26 modifie l’écoulement en amplifiant les structures naturelles
du mode colonne du jet. Plus l’amplitude du forçage est importante, plus le jet se rapproche
d’un jet pulsé. En augmentant l’amplitude du forçage, l’écoulement est de plus en plus
instationnaire, mais de plus en plus stable. La trajectoire suivie par les foyers des tourbillons
est alors la même pour l’ensemble des tourbillons.
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IV.3.2 Forçage pour des harmoniques du mode colonne

Le jet est maintenant forcé à des fréquences multiples de celle caractérisant le mode
colonne (120 Hz). Les fréquences choisies sont alors les harmoniques d’ordre 2 (fHP = 240 Hz,
StHP = 0.51) et 3 (fHP = 370 Hz, StHP = 0.79).

IV.3.2.1 Jet forcé à la deuxième harmonique du mode colonne

Le forçage est réglé à une fréquence double de celle du mode colonne : StHP = 0.51.
À nouveau, le forçage pour H/D = 3 est d’amplitude AHP = 2V, donnant une amplitude de
vitesse au centre de la buse A = 0.025. Pour H/D = 5, l’amplitude de la tension du signal
envoyé au haut-parleur est de 7V, pour une amplitude en vitesse de 0.082.

Les champs statistiques et certains champs de vitesse instantanés pour H/D = 3
sont représentés aux Figures IV.31 et IV.32. Même si l’amplitude du forçage est très faible,
on observe un effet clair sur les champs de vitesse. Les structures s’enroulent sur le mode
de couche de mélange et s’apparient rapidement pour rejoindre un nombre de Strouhal
caractéristique proche de celui du forçage (StHP = 0.51).

Figure IV.31 – Champs instantanés de vitesse avec contours de vorticité pour H/D = 3
pour StHP = 0.51.

Sur les champs statistiques (Fig. IV.32), on ne remarque pas de différences fondamen-
tales avec le cas sans forçage. Les niveaux turbulents sont légèrement supérieurs (jusqu’à 0.2
sans forçage et 0.26 avec).

Pour H/D = 5, l’amplitude du forçage est plus élevée. L’enroulement des tourbillons
se produit alors directement au nombre de Strouhal du forçage (Fig. IV.33). Les anneaux
tourbillonnaires gardent leur stabilité jusqu’à z/D = 3, puis l’écoulement commence à se
désorganiser. Certaines paires de tourbillons s’apparient à l’approche de la plaque ou bien
lors de l’impact sur celle-ci. Cet appariement reste intermittent. D’autres anneaux peuvent
se désagréger lors de l’impact.

Sur les champs statistiques (Fig. IV.34), il n’y a à nouveau pas de différences fonda-
mentales par rapport à l’écoulement sans forçage. Les niveaux turbulents sont une nouvelle
fois plus élevés en atteignant 30% dans la couche de mélange.
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(a)

(b) (c)

Figure IV.32 – Champs statistiques de vitesse pour H/D = 3 pour StHP = 0.51 : (a) norme
de la vitesse moyenne, (b) vitesse radiale quadratique, (c) vitesse axiale quadratique.

Figure IV.33 – Champs instantanés de vitesse avec contours de vorticité pour H/D = 5
pour StHP = 0.51.
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(a)

(b) (c)

Figure IV.34 – Champs statistiques de vitesse pour H/D = 5 pour StHP = 0.51 : (a) norme
de la vitesse moyenne, (b) vitesse radiale quadratique, (c) vitesse axiale quadratique.

La moyenne radiale de vorticité Ω, représentée sur la Figure IV.35(b), montre que
la convection des tourbillons se déroule en deux temps pour H/D = 5. Tout d’abord pour
z/D < 2.5, on retrouve des lignes de vorticité très concentrées, similaires à celles décrites
pour StHP = 0.26. Cependant, la convection des tourbillons ne se produit qu’à une vitesse de
l’ordre de 0.5u0, ce qui correspond au cas limite de la théorie de la stabilité linéaire [67]. Pour
z/D > 2.5, les lignes de vorticité s’élargissent, et laissent penser à une perte de cohérence de
ces tourbillons. L’écoulement perd en stabilité. Deux lignes de vorticité consécutives peuvent
même se rejoindre à l’approche de la plaque. Ceci est significatif de l’existence d’appariements
à l’approche de la plaque. Pour H/D = 3, la présence de la plaque empêche cette perte de
stabilité. On n’observe d’ailleurs pas d’appariements.

La perte de régularité de l’écoulement pour H/D = 5 comparé à H/D = 3 est très
visible sur la détection des foyers à l’approche de la paroi (Fig. IV.36). En effet, pour H/D =
3, malgré un forçage modéré, on retrouve une zone de position des foyers très compacte, alors
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(a) (b)

Figure IV.35 – Distribution axiale temporelle de vorticité avec StHP = 0.51 : (a) H/D = 3
et (b) H/D = 5.

que pour H/D = 5 (et une amplitude de forçage plus élevée), les foyers sont beaucoup plus
éparpillés. La trajectoire moyenne pour H/D = 5 n’a pas de sens à cause de l’appariement
intermittent se produisant au niveau de la paroi. En effet, ceci modifie considérablement
la trajectoire du (des) tourbillon(s) apparié(s). Il faudrait donc distinguer les cas avec et
sans appariement, ce qui n’est pas possible avec notre algorithme de détection topologique.
Pour H/D = 3, cette trajectoire semble présenter un minimum pour 1.3 < r/D < 1.7, puis
s’éloigne de la plaque.

(a)

(b)

Figure IV.36 – Positions des foyers à l’approche de la plaque sans forçage pour StHP = 0.51 :
(a) H/D = 3 et (b) H/D = 5. La courbe rouge est la trajectoire moyenne des tourbillons à
partir des foyers.
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Les distributions de vorticité sur la plaque, représentées à la Figure IV.37, permettent
de calculer la vitesse de convection des tourbillons le long de la plaque pour 1 ≤ r/D ≤ 2.
Cette vitesse de convection est de l’ordre de 0.4u0 pour les deux distances d’impact.

(a) (b)

Figure IV.37 – Distribution radiale temporelle de vorticité pour StHP = 0.51 : (a) H/D = 3
et (b) H/D = 5.

IV.3.2.2 Jet forcé à la troisième harmonique du mode colonne

Pour le forçage à StHP = 0.79, l’amplitude de la vitesse au centre de la buse est
A = 0.043 pour H/D = 3 et A = 0.155 pour H/D = 5.

Des champs de vitesse instantanée pour H/D = 5 sont représentés à la Figure IV.38.
Les anneaux tourbillonnaires sont produits à la fréquence du forçage, qui est très clairement
instable. La sous-harmonique StD = StHP/2 ≈ 0.4 apparaît très rapidement dans la couche
de mélange du jet et se traduit par l’interaction entre deux tourbillons consécutifs.

Une légère perturbation déstabilise les anneaux tourbillonnaires et modifie l’équilibre
entre les vitesses induites mutuellement entre les tourbillons consécutifs. Deux tourbillons
consécutifs se rapprochent et interagissent alors davantage ensemble. Le tourbillon amont est
alors entraîné par la vitesse induite par le tourbillon aval vers l’intérieur du jet. Le tourbillon
amont passe alors devant le tourbillon aval, leurs positions s’échangent (le « croisement »
se produit à z/D = 2). Ce phénomène n’est pas à proprement parler un appariement 4,
seulement une interaction entre les deux tourbillons. L’interaction se produit de manière
très stable, c’est-à-dire que deux anneaux consécutifs vont toujours interagir ensemble, à la
même position.

Un appariement peut ensuite se produire entre z/D = 3 et la plaque, de manière
beaucoup plus aléatoire. Dans l’écoulement de paroi, on ne retrouve cependant que des
tourbillons ayant subi un appariement. La configuration du forçage ainsi que les résultats
décrivant cette interaction sont très similaires à ceux décrits par Zaman et Hussain [100]
pour un jet sans impact.

4. Au cours d’un appariement, deux tourbillons coalescent et ne font plus qu’un, ce qui n’est pas le
cas ici dans la zone 1 < z/D < 3 où se produit cette interaction.

110



IV.3 – Jet forcé

Figure IV.38 – Champs instantanés de vitesse avec contours de vorticité pour H/D = 5
pour StHP = 0.79.

Cette interaction régulière a des effets sur les champs statistiques de vitesse
(Fig. IV.39). En effet, on constate un élargissement de la couche de mélange du jet lorsque
le tourbillon amont « double » le tourbillon aval (z/D = 2). Les vitesses turbulentes quadra-
tiques ont alors des niveaux plus élevés dans cette zone (jusqu’à 30%), uniquement dans la
couche de mélange pour les vitesses radiales et à l’intérieur du jet pour les vitesses axiales.

L’amplitude du forçage a clairement un effet sur cette interaction, en effet, on ne la
retrouve pas pour H/D = 3 (Fig. IV.40). Les tourbillons sont moins intenses et s’induisent
donc mutuellement des vitesses moins importantes, en tous cas pas suffisantes pour permettre
un dépassement. L’appariement se produit tout de même, la plupart du temps au cours de
l’écoulement le long de la paroi.

On retrouve également une structure beaucoup plus classique pour les champs statis-
tiques de vitesse (Fig. IV.41), similaire à ceux obtenus pour StHP = 0.51, avec des niveaux
turbulents plus élevés, jusqu’à 30%.

La cartographie de Ω (Fig. IV.42) permet de visualiser la régularité de cette interaction
tourbillonnaire. On observe ainsi les deux tourbillons consécutifs se croiser, lorsque les lignes
de vorticité se croisent pour H/D = 5 (b). Les tourbillons s’échangent leur position en
se doublant toujours à z/D = 2. Ensuite, les deux tourbillons peuvent s’apparier à partir
de z/D = 3, lorsque les lignes de vorticité se rejoignent. La vitesse de convection axiale
du tourbillon aval n’est pas modifiée au cours de l’interaction et vaut 0.5u0, alors que le
tourbillon amont voit sa vitesse augmenter lorsqu’il passe à l’intérieur du tourbillon aval.
Pour H/D = 3 (Fig. IV.42(a)), les tourbillons gardent leur cohérence jusqu’à approcher de
la plaque où on peut voir déjà quelques appariements.

En ce qui concerne la position des foyers à l’approche de la plaque d’impact
(Fig. IV.43), on retrouve des trajectoires assez compactes, et assez similaires pour les deux
distances d’impact jusqu’à r/D = 1.5. Ensuite, les foyers commencent à s’éloigner de la
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(a)

(b) (c)

Figure IV.39 – Champs statistiques de vitesse pour H/D = 5 pour StHP = 0.79 : (a) norme
de la vitesse moyenne, (b) vitesse radiale quadratique, (c) vitesse axiale quadratique.

Figure IV.40 – Champs instantanés de vitesse avec contours de vorticité pour H/D = 3
pour StHP = 0.79.
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(a)

(b) (c)

Figure IV.41 – Champs statistiques de vitesse pour H/D = 3 pour StHP = 0.79 : (a) norme
de la vitesse moyenne, (b) vitesse radiale quadratique, (c) vitesse axiale quadratique.

(a) (b)

Figure IV.42 – Distribution axiale temporelle de vorticité avec StHP = 0.79 : (a) H/D = 3
et (b) H/D = 5.

plaque pour H/D = 5, alors que pour H/D = 3, la distance entre les foyers et la plaque
semble varier peu, du moins jusqu’à la fin de la fenêtre de mesure (r/D = 2.5).

Les distributions de vorticité sur la plaque, représentées à la Figure IV.44, montrent
que les tourbillons apparaissent seulement toutes les deux périodes de forçage pour H/D =
5, l’appariement étant terminé lorsque le jet atteint la plaque d’impact. Par contre, pour
H/D = 3 (Fig. IV.44(a)), les lignes de vorticité sont séparées par une seule période du
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(a)

(b)

Figure IV.43 – Positions des foyers à l’approche de la plaque sans forçage pour StHP = 0.79 :
(a) H/D = 3 et (b) H/D = 5. La courbe rouge est la trajectoire moyenne des tourbillons.

forçage. Deux lignes de vorticité consécutives se rejoignent ensuite pour 1.5 < r/D < 2, les
deux tourbillons se sont alors appariés. La vitesse de convection des tourbillons le long de la
plaque pour 1 ≤ r/D ≤ 2 est de l’ordre de 0.4u0 pour H/D = 3 et 0.45u0 pour H/D = 5.

(a) (b)

Figure IV.44 – Distribution radiale temporelle de vorticité pour StHP = 0.79 : (a) H/D = 3
et (b) H/D = 5.

IV.3.2.3 Conclusion

Ces deux fréquences de forçage (StHP = 0.51 et 0.79) ont pour point commun de
permettre des appariements parmi les tourbillons créés par ce forçage. Ces interactions entre
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tourbillons peuvent être stables (StHP = 0.79, H/D = 5) ou intermittentes (StHP = 0.51,
H/D = 5 et StHP = 0.79, H/D = 3). Ces interactions peuvent éventuellement avoir un effet
sur les transferts de chaleur à la paroi, surtout si elles se produisent à son voisinage.

IV.3.3 Bilan de l’effet du forçage sur les champs de vitesse

La Table IV.2 résume les principales caractéristiques des différentes configurations
d’écoulement présentées au cours de ce chapitre.

H/D = 3, forçage modéré H/D = 5, forçage intense
StHP 0.00 0.26 0.51 0.79 0.00 0.26 0.51 0.79

urms
max(%) 20 26 26 30 20 60 30 36

Appariement - Non Non Oui (paroi) - Non Oui (paroi) Oui (jet)
uc/u0 (jet) 0.60 0.60 0.50 0.55 0.70 1.00 0.50 0.50

uc/u0 (paroi) 0.45 0.55 0.40 0.40 0.45 0.50 0.40 0.45

Table IV.2 – Principales caractéristiques des différentes configurations d’écoulement.

IV.4 Décomposition triple

Les champs de vitesse décomposés par décomposition triple (u = ū + ũ + u′′) sont
présentés dans cette section. Pour simplifier, on se limitera à deux exemples, correspondant
aux configurations H/D = 5, AHP = 7V, StHP = 0.26 et 0.79. Après avoir présenté ces
exemples de décomposition triple, tout d’abord par moyenne de phase puis par décomposi-
tion en modes propres, les décompositions énergétiques pour l’ensemble des configurations
présentées dans ce chapitre seront commentées.

IV.4.1 Décomposition triple par moyenne de phase

On s’intéresse tout d’abord à la décomposition triple en utilisant la moyenne de phase,
méthode initialement décrite par Hussain et Reynolds [46] et dont le principe a été rappelé
dans la Section III.1.1. La décomposition de Reynolds ainsi que la décomposition triple
pour un champ de vitesse de la configuration H/D = 5, StHP = 0.26 sont représentées à la
Figure IV.45.

La fréquence choisie pour calculer la moyenne de phase est la fréquence du forçage
fHP = 120 Hz. Le champ cohérent (d) présente les tourbillons du champ instantané (a)
correctement positionnés, que ce soit dans la zone de jet libre ou dans la zone de jet de paroi.
Les différents tourbillons sont ainsi correctement positionnés jusqu’à la fin de la fenêtre de
visualisation.

Cependant, l’intensité des tourbillons est mal estimée : sur la moyenne de phase, la
vitesse proche du tourbillon observé dans la couche de mélange de la zone de jet libre ne dé-
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(a) (b) (c)

(d) (e)

Figure IV.45 – Décomposition triple par moyenne de phase pour H/D = 5, StHP = 0.26 :
(a) u, (b) ū, (c) u′, (d) ũ, (e) u′′.

passe pas 0.8u0, alors qu’elle est supérieure à u0 sur le champ turbulent (c). En conséquence,
on observe un tourbillon résiduel sur le champ stochastique (e). Ce phénomène est généralisé
sur l’ensemble des tourbillons, que ce soit dans la zone de jet libre ou dans l’écoulement de
paroi, pour tous les pas de temps. Malgré la grande stabilité de l’écoulement pour cette
configuration, la moyenne de phase ne suffit pas à représenter correctement les structures
tourbillonnaires.

Pour StHP = 0.79 (Fig. IV.46), à cause de l’instabilité de cet écoulement, la fréquence
utilisée pour calculer la moyenne de phase n’est pas fHP = 370 Hz, mais elle est divisée par
deux (185 Hz). En effet, l’interaction stable entre deux tourbillons consécutifs se produit à
une fréquence deux fois moins élevée que celle des tourbillons. La fréquence prédominante
dans l’écoulement est donc fHP/2.
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(a) (b) (c)

(d) (e)

Figure IV.46 – Décomposition triple par moyenne de phase pour H/D = 5, StHP = 0.79 :
(a) u, (b) ū, (c) u′, (d) ũ, (e) u′′.

Les tourbillons sont plutôt bien représentés dans le champ cohérent (d) jusqu’à z/D =
2.5, que ce soit en termes de positionnement que d’amplitude. Ceci confirme la très grande
périodicité de l’écoulement dans cette zone. Ensuite, l’écoulement devient moins périodique,
avec par exemple l’appariement qui peut se produire avant la plaque ou seulement dans le
jet de paroi. Ceci a des conséquences sur la moyenne de phase, qui capte alors moins bien
les tourbillons. Ils sont alors moins bien représentés dans le champ cohérent, augmentant la
turbulence stochastique (e).

La décomposition énergétique correspondant à la décomposition triple est :

‖u‖2 = ‖ū‖2 + ‖u′‖2 = ‖ū‖2 + ‖ũ‖2 + ‖u′′‖2 + 2(ũ · u′′) (IV.9)
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Les différentes termes de cette décomposition énergétique sont présentés ici pour l’ensemble
des configurations étudiées dans ce chapitre. Pour faciliter le comparaison entre les différentes
configurations, chaque terme de la décomposition est normalisé par ‖u‖2.

Tout d’abord, pour H/D = 3, avec un forçage modéré, les contributions énergétiques
des termes de la décomposition triple par moyenne de phase sont données dans la Table IV.3.
Avec forçage, environ 90% de l’énergie est contenue dans l’écoulement moyen. Les 10%
restants sont répartis entre l’écoulement cohérent (ũ) et les résidus (u′′). La répartition entre
les deux composantes dépend donc de la périodicité réelle de l’écoulement : plus l’écoulement
est périodique, plus la moyenne de phase va capter cette périodicité, la contribution du champ
cohérent est alors plus élevée. Pour StHP = 0.26, écoulement le plus stable, 3.5% de l’énergie
est dans le champ cohérent, puis 2.5% pour StHP = 0.51, l’écoulement étant moins stable.
Enfin, dans le cas le moins périodique, StHP = 0.79, la contribution du champ cohérent
tombe à moins de 1%, à cause de l’appariement pouvant avoir lieu à différents endroits.

H/D = 3, forçage modéré H/D = 5, forçage intense
StHP ‖ū‖2 ‖u′‖2 ‖ũ‖2 ‖u′′‖2 2(ũ · u′′) ‖ū‖2 ‖u′‖2 ‖ũ‖2 ‖u′′‖2 2(ũ · u′′)

0 0.955 0.045 − − − 0.950 0.050 − − −
0.26 0.911 0.089 0.035 0.054 ≈ 10−5 0.614 0.386 0.195 0.191 ≈ 10−17

0.51 0.936 0.064 0.025 0.039 ≈ 10−4 0.878 0.122 0.042 0.080 ≈ 10−19

0.79 0.903 0.097 0.009 0.088 ≈ 10−5 0.851 0.149 0.081 0.068 ≈ 10−18

Table IV.3 – Contribution énergétique des différents termes de la décomposition triple par
moyenne de phase. Les contributions présentées sont normalisées par ‖u‖2.

Avec un forçage plus intense, pour H/D = 5 (Tab. IV.3), le constat est le même :
l’écoulement le moins stable (StHP = 0.51) donne la contribution du champ cohérent la moins
élevée. Pour StHP = 0.26, configuration la plus stable et la plus périodique, 60% de l’énergie
est dans l’écoulement moyen, les 40% restants se répartissent à parts égales entre les champs
cohérents et stochastiques. Or, comme cela a été présenté précédemment, il est clair que le
champ cohérent est sous-estimé par la moyenne de phase, le champ stochastique est alors
surestimé.

Enfin, que ce soit pour H/D = 3 ou H/D = 5, la contribution croisée entre le champ
cohérent et le champ stochastique (2(ũ ·u′′)) est très largement négligeable devant les autres
contributions, ce qui confirme que l’hypothèse d’indépendance entre la partie cohérente et
la partie stochastique de la vitesse est valable [46].

En conclusion, la décomposition triple par moyenne de phase porte son principal dé-
faut dans son hypothèse de calcul : l’écoulement doit être parfaitement périodique. Malgré
un forçage intense pour les configurations présentées ici, les écoulements ne sont pas suffi-
samment périodiques pour être correctement représentés par leur moyenne de phase. C’est
pourquoi une deuxième méthode de décomposition triple a été mise en œuvre, celle-ci ne
faisant pas d’hypothèse préalable sur l’écoulement : la décomposition en modes propres.
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IV.4.2 Décomposition triple par décomposition en modes propres

Le principe de la décomposition en modes propres est présenté à la Section III.1.2.
Pour son utilisation comme filtre de la décomposition triple, l’utilisateur doit choisir le
nombre M de modes utilisés dans la reconstruction du champ cohérent. Le choix effec-
tué ici a été basé sur la transformée de Fourier des modes temporels a(k)(t). Tant que la
fréquence prépondérante dans le spectre est la fréquence fHP ou sa deuxième harmonique
(2fHP), le mode est utilisé pour la reconstruction. La décomposition triple pour StHP = 0.26
(Fig. IV.47) utilise ainsi M = 10 modes pour la reconstruction du champ cohérent.

(a) (b) (c)

(d) (e)

Figure IV.47 – Décomposition triple par POD pour H/D = 5, StHP = 0.26 : (a) u, (b) ū,
(c) u′, (d) ũ, (e) u′′.

10 modes suffisent à très bien représenter les structures tourbillonnaires de l’écou-
lement dans la champ cohérent (d). Les structures sont correctement positionnées et les
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vitesses à leur voisinage sont bien estimées. En conséquence, il ne reste que des résidus sans
cohérence apparente dans le champ stochastique (e).

Pour StHP = 0.79, étant donné que la fréquence prépondérante dans l’écoulement est
fHP/2, M est choisi de manière à conserver les modes dont la fréquence principale est fHP/2
et fHP. On a alors M = 8. Une nouvelle fois, le champ cohérent représente très correctement
les structures tourbillonnaires. Le champ de vitesse choisi ici correspond à un instant où un
anneau tourbillonnaire passe à l’intérieur d’un autre à la position z/D = 2. Sur le champ
cohérent (d), on peut distinguer les coeurs des deux tourbillons l’un à côté de l’autre pour
z/D = 2. À l’approche de la paroi, la représentation des tourbillons est cependant moins
efficace et les résidus dans le champ stochastique (e) augmentent. En choisissant M plus
grand, ce problème peut être résolu.

(a) (b) (c)

(d) (e)

Figure IV.48 – Décomposition triple par POD pour H/D = 5, StHP = 0.79 : (a) u, (b) ū,
(c) u′, (d) ũ, (e) u′′.
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En conclusion, la décomposition en modes propres semble être un outil bien plus
efficace que la moyenne de phase pour représenter correctement les structures cohérentes
d’un écoulement, et cela avec un nombre de modes très limité, de l’ordre de la dizaine, alors
qu’on a à notre disposition 2 000 modes (soit 0.5% du nombre total de modes).

En ce qui concerne la décomposition triple énergétique (Tab. IV.4), les contributions
énergétiques sont assez différentes de celles obtenues pour la moyenne de phase.

H/D = 3, forçage modéré
StHP M ‖u‖2 ‖ū‖2 ‖u′‖2 ‖ũ‖2 ‖u′′‖2 2(ũ · u′′)

0 − 1 0.955 0.045 − − −
0.26 6 1 0.915 0.085 0.049 0.036 ≈ 10−18

0.51 4 1 0.936 0.064 0.028 0.036 ≈ 10−17

0.79 4 1 0.909 0.091 0.043 0.048 ≈ 10−17

H/D = 5, forçage intense
StHP M ‖u‖2 ‖ū‖2 ‖u′‖2 ‖ũ‖2 ‖u′′‖2 2(ũ · u′′)

0 − 1 0.950 0.050 − − −
0.26 10 1 0.613 0.387 0.324 0.064 ≈ 10−16

0.51 8 1 0.879 0.121 0.061 0.060 ≈ 10−17

0.79 8 1 0.850 0.150 0.093 0.057 ≈ 10−17

Table IV.4 – Contribution énergétique des différents termes de la décomposition triple par
POD.

Les composantes cohérentes sont systématiquement supérieures à celles obtenues avec
la moyenne de phase. Les composantes stochastiques restent de l’ordre de 5% pour toutes
les configurations. Enfin les termes croisés sont très faibles, de l’ordre de 10−17, ce qui était
attendu à cause de l’orthogonalité des modes de la décomposition en modes propres. Ces
décompositions énergétiques montrent donc que grâce au forçage acoustique, on peut faire
varier la proportion d’énergie comprise dans le champ de vitesse cohérent.

IV.5 Conclusion

Les résultats des différentes campagnes de mesures par fil chaud ou PIV ont été
présentés dans ce chapitre. Ainsi, le jet a été caractérisé d’un point de vue aérodynamique.

Diverses caractéristiques (profils d’injection, profils de vitesse sur l’axe, contenu spec-
tral dans la couche de mélange) du jet sans forçage utilisé pour cette étude ont tout d’abord
été présentées. L’effet du forçage acoustique à la sortie de la buse a ensuite été quantifié,
montrant des amplitudes de vitesse clairement différentes en fonction de la fréquence de
forçage.

Les résultats des mesures PIV sur le jet non forcé ont montré que l’écoulement n’est
pas parfaitement axisymétrique. Les structures tourbillonnaires se formant près de la lèvre
de la buse subissent des interactions dans la zone de jet libre et s’approchent davantage de
la paroi pour une petite distance d’impact que pour une grande.
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Chapitre IV – MISE EN ÉVIDENCE DE STRUCTURES COHÉRENTES

Lorsque le jet est forcé acoustiquement, de larges anneaux tourbillonnaires se forment
à la fréquence du forçage dans la couche de mélange. Ceci augmente considérablement les
intensités de turbulence observées dans le jet. L’écoulement peut alors être très stable et
périodique, ou donner lieu à des appariements plus ou moins intermittents entre tourbillons,
en fonction de la fréquence du forçage et de son intensité.

Les différentes techniques de détection de structures utilisées (vorticité, algorithme
topologique, moyenne de phase et POD) sont la plupart du temps efficaces. Des exemples
de décompositions triples ont enfin été présentés, et les décompositions énergétiques révèlent
une meilleure efficacité de la décomposition en modes propres pour extraire les structures
cohérentes de l’écoulement.
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Chapitre V

Étude de la pression en paroi
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Ce chapitre a pour objectif de présenter l’effet des structures tourbillonnaires sur la
pression à la paroi. Tout d’abord, on discutera de l’effet de ces structures sur la pression
moyenne. Ensuite, on présentera l’effet de ces structures sur la pression instationnaire. Pour
cela, deux méthodes ont été mises en œuvre : les mesures directes de la pression pariétale ins-
tationnaire ainsi que le formalisme intégral, qui permet d’évaluer la distribution de pression
pariétale à partir des champs de vitesse mesurés par PIV. Dans les configurations forcées,
l’amplitude du signal envoyé au haut-parleur est fixée à AHP = 2V pour les deux distances
d’impact.
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Chapitre V – ÉTUDE DE LA PRESSION EN PAROI

V.1 Mesure de la pression moyenne

Tout d’abord, des mesures de pressions stationnaires ont été effectuées afin de détecter
un éventuel effet des structures tourbillonnaires sur la distribution de pression moyenne sur
la plaque.

V.1.1 Principe

Pour ces mesures, le volume tampon de chaque capteur est retiré et la terminaison
reliée à la plaque est obturée. La terminaison reliée au capteur pour la mesure de référence
est laissée à l’air libre, à la pression atmosphérique. Ainsi, le capteur mesure une pression
relative entre le point de mesure situé sur la plaque et les conditions ambiantes. Une mesure
« à vide », c’est-à-dire sans écoulement, sans haut-parleur, a été effectuée pour déterminer
aussi précisément que possible la tension bcapt renvoyée par chaque capteur lorsque la pression
relative entre les deux terminaisons est nulle. Les prises de pression utilisées sont celles de
la ligne radiale L1 (Fig. V.1). La fréquence d’acquisition est fs = 5 120 Hz et 100 000 points
sont acquis, pour une durée d’observation Tobs ≈ 19.5 s.

x/D

y/D

0

−2

2

4

0 2 4 6−2−4

L1

L2

C1

C2

C3

Figure V.1 – Les points de mesure de pression sur la plaque d’impact.

La tension V (capt, t) renvoyée par le capteur est alors une fonction affine de la pression
relative mesurée ∆p(capt, t) = p − pamb :

V (capt, t) = acapt · ∆p(capt, t) + bcapt (V.1)

où acapt est la pente fournie par le constructeur. Elle vaut 0.01V.Pa−1 pour les capteurs 3 et
4 et 0.008V.Pa−1 pour les autres 1. Après calcul de la moyenne temporelle, on obtient donc
tout simplement :

∆p(capt) = p̄ − pamb =
V̄ (capt) − bcapt

acapt

(V.2)

1. Ces valeurs ont été vérifiées expérimentalement. Les données fournies par le constructeur sont alors
tout à fait satisfaisantes.
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V.1 – Mesure de la pression moyenne

On peut alors calculer les coefficients de pression Cp :

Cp(capt) =
∆p(capt)

1
2
ρu2

0

(V.3)

où ρ est la masse volumique de l’air (≈ 1.2 kg.m−3) et u0 la vitesse débitante (≈ 14 m.s−1).
La pression d’arrêt est alors pa = 1

2
ρu2

0 ≈ 120 Pa.

V.1.2 Petite distance d’impact

Les coefficients de pression sont tracés en fonction de la distance radiale normalisée
r/D dans la Figure V.2 pour H/D = 3.

Figure V.2 – Variation radiale des coefficients de pression pariétale moyens pour H/D = 3.

Tout d’abord, la pression d’arrêt pa est bien atteinte pour r/D = 0. L’écoulement est
donc bien encore dans la zone du cône potentiel lors de l’impact. Il semble y avoir un palier
pour r/D < 0.25 proche de la pression pa. Ce palier semble correspondre à la largeur du
cône potentiel déterminée pour le jet libre à z/D = 3 (Fig. IV.5(b)). Cependant, des mesures
avec une meilleure résolution spatiale dans cette zone seraient nécessaires pour confirmer cet
effet.

La pression relative moyenne tombe ensuite rapidement à 0. En effet, pour r/D =
1.25, Cp vaut environ 0.03 dans les quatre configurations. Les mesures pour les différentes fré-
quences du haut-parleur sont très similaires. Les différences maximales entre la configuration
de référence (sans forçage) et les trois configurations forcées sont de l’ordre de ∆Cp = 0.03.
Les structures tourbillonnaires de l’écoulement n’ont donc pas d’effet sur la pression moyenne
dans cette configuration.
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Chapitre V – ÉTUDE DE LA PRESSION EN PAROI

V.1.3 Grande distance d’impact

Pour H/D = 5, la distribution de Cp, représentée à la Figure V.3 est sensiblement
différente. Sur l’axe (r/D = 0), les coefficients de pression sont clairement inférieurs à 1 (0.92
sans forçage et de l’ordre de 0.83 avec forçage). Pour expliquer cela, il faut rappeler que la
théorie prédisant Cp = 1 au point d’arrêt est valable dans le cas d’écoulements potentiels.
Dans un jet rond, le seul endroit où l’écoulement peut être considéré comme potentiel est le
cône potentiel. Grâce aux mesures PIV et fil chaud, on a pu mesurer la longueur du cône
potentiel. Celle-ci est Lpc = 5.2D avec un critère à 95% (Sec. IV.1.1.2). L’écoulement n’est
donc plus tout à fait potentiel à l’approche de la plaque d’impact. Une partie de l’énergie
du jet est donc partie par diffusion, la vitesse moyenne le long de l’axe du jet diminue, non
pas à cause de l’approche de la plaque, mais par pure diffusion (moléculaire et turbulente).
Le coefficient de pression au point d’arrêt est donc diminué.

Figure V.3 – Variation radiale des coefficients de pression pariétale moyens pour H/D = 5.

Avec le forçage, la diffusion turbulente augmente, le cône potentiel est donc réduit
(Hussain et Zaman [48]), la perte de pression est donc plus élevée, d’où un coefficient de
pression sur l’axe moins élevé. Les coefficients Cp ≈ 1 obtenus pour H/D = 3 prouvent donc
que le cône potentiel n’est pas terminé à l’impact de la paroi, que ce soit avec ou sans forçage
acoustique. Comme pour H/D = 3, le coefficient de pression Cp tombe ensuite rapidement
à 0 pour H/D = 5 (r/D = 1.25, Cp ≈ 0.04) et il n’y a plus de différence flagrante entre les
cas avec et sans forçage (∆Cpmax = 0.015 pour r/D > 1).

Le forçage acoustique et donc les structures tourbillonnaires ont ainsi un léger effet
sur la pression moyenne dans cette configuration, ceci étant dû à un raccourcissement du
cône potentiel.
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V.2 – Pressions instationnaires

V.2 Pressions instationnaires

On s’intéresse à présent aux résultats des mesures de pressions fluctuantes, dont le
principe est décrit à la Section II.3. La fréquence d’acquisition pour ces mesures est également
fs = 5 120 Hz et 900 000 points sont acquis, pour une durée d’observation Tobs ≈ 176 s. Les
résultats sont présentés sous la forme d’autospectres et de corrélations pour les différentes
configurations. Pour les corrélations, le capteur de référence est systématiquement le premier
(situé à θ = 0 pour les mesures sur C2 et à r/D = 0 pour les mesures sur L1).

Les spectres sont calculés à l’aide de périodogrammes sur nfft = 2 048 points avec un
taux de recouvrement de 50%. Cela permet d’avoir une résolution fréquentielle ∆f = 2.5 Hz.
Les spectres sont donc moyennés sur nbloc = 876 échantillons. Il sont calculés dans la gamme
f ∈ [0, 2 kHz] (StD ∈ [0, 4.3]) , mais sont représentés sur une gamme de fréquence allant de
100 Hz à 1 kHz (StD ∈ [0.2, 2.1]) pour des raisons de lisibilité. Il est cependant à noter pour
justifier ce choix qu’avant 100 Hz, il y a peu d’informations intéressantes sur les spectres,
et après 1 kHz, la réponse des capteurs commence à être moins bonne. Les autospectres
sont représentés sous forme de densité spectrale de puissance (DSP) en dB/ Hz avec comme
pression de référence pref = 2 10−5 Pa.

Toutes les mesures présentées dans cette section sont effectuées sur C2 et L1 (Fig. V.1).
C2 est un cercle de centre le point d’arrêt du jet et de rayon r/D = 1. Cela permettra
de vérifier les propriétés d’axisymétrie du jet, l’ensemble des capteurs devant recevoir des
fluctuations de pression similaires en amplitude et sans déphasage. L1 est une ligne radiale,
suivant θ = 0 et les mesures permettent de mettre en évidence la propagation de la signature
en pression pariétale suivant la direction radiale 2.

V.2.1 Jet non forcé

Les Figures V.4 et V.5 représentent respectivement les autospectres et les corrélations
de pression sans forçage acoustique sur C2 et L1, pour H/D = 3 et H/D = 5.

Pour les deux distances d’impact, sur C2 (Fig. V.4, en haut), les autospectres des
différents capteurs sont quasiment confondus. Cela permet de confirmer l’hypothèse d’axisy-
métrie du jet, du moins au niveau spectral. Pour H/D = 3, le cône potentiel en impact sur la
paroi peut expliquer le palier dans les spectres pour des nombres de Strouhal entre 0.3 et 0.7.
En effet, le cône potentiel n’étant pas terminé à l’arrivée sur la plaque, les différents appa-
riements des structures de couche de mélange ne sont pas encore terminés, on retrouve donc
une gamme de fréquences prépondérantes étalée. On retrouve d’ailleurs la même tendance
sur les spectres de vitesse (Fig. IV.6). Pour H/D = 5, les spectres présentent un maximum
pour StD = 0.3 uniquement. En effet, on est à la fin du cône potentiel, les appariements sont
terminés, le mode colonne domine donc l’écoulement (Crow et Champagne [15]) et signe en

2. Les lignes pointillées horizontales (i.e. θ = Cste sur C2 et r/D = Cste sur L1) sur les cartographies
spectrales et les cartographies de corrélations de pression représentent les points de mesures effectifs. Toute
information n’étant pas sur une de ces lignes ne provient que d’une interpolation bilinéaire des données.
Cette remarque est à garder en mémoire pour l’interprétation de ces résultats.
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H/D = 3 H/D = 5

C2

L1

Figure V.4 – Autospectres de pression sans forçage acoustique.

pression. Les niveaux pour les deux distances d’impact sont proches (entre 80 et 90 dB/ Hz
pour StD < 1).

Sur L1 (Fig. V.4, en bas), on observe l’évolution des autospectres suivant la direction
radiale. Pour H/D = 3, le contenu spectral des fluctuations de pression est très resserré
pour r/D < 0.5, contrairement à H/D = 5. Une nouvelle fois, ceci est dû au fait que le cône
potentiel n’est pas achevé lors de l’arrivée du jet sur la plaque d’impact pour H/D = 3,
alors qu’il est quasiment terminé dans la configuration H/D = 5. Le contenu spectral se
densifie ensuite jusqu’à r/D = 1.5 environ, correspondant à l’arrivée des structures de la
couche de mélange du jet libre au niveau de la plaque. Enfin, avec l’extension radiale du jet
et le développement du jet de paroi, les intensités spectrales diminuent ensuite à peu près
uniformément sur la gamme de nombre de Strouhal observée jusqu’au dernier capteur, situé
à r/D = 5.5.

Les intercorrélations sur C2 (Fig. V.5, en haut) sont très faibles pour τ 6= 0. Pour
τ = 0, elles restent supérieur à 20% pour H/D = 3, cependant elles sont moins marquées
pour H/D = 5. Pour tous les autres τ , positifs ou négatifs, les corrélations sont très faibles.
Cela s’explique par le fait qu’un tourbillon se développant dans la couche de mélange doit
passer devant tous les capteurs au même moment. Cependant, comme cela a été décrit dans
la Section IV.2, l’écoulement à la paroi sans forçage pour H/D = 5 est statistiquement
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H/D = 3 H/D = 5

C2

L1

Figure V.5 – Corrélations de pression sans forçage acoustique.

axisymétrique, mais ceci est faux en instantané. Cela explique que les corrélations sont
proches de zéro pour τ = 0 pour tous les capteurs autres que le capteur de référence.

Sur L1, les corrélations (Fig. V.5, en bas) nous informent sur une éventuelle propa-
gation des fluctuations de pression suivant la direction radiale. Pour H/D = 3, on observe
effectivement une ligne de corrélations non négligeables (corrélations supérieures à 0.4). Cette
ligne s’étend depuis r/D = 0, τ = 0 s jusqu’à r/D = 2, τ ≈ 0.007 s. La pente de cette ligne
nous renseigne sur la vitesse de propagation de cette fluctuation de pression sur la plaque.
Cette vitesse est ici d’environ 0.55u0. Cette valeur est légèrement plus élevée que la vitesse de
convection des tourbillons le long de la paroi (Sec. IV.3.3). Partout ailleurs, les corrélations
restent très faibles. Pour H/D = 5, les corrélations restent également très faibles partout,
probablement parce que les tourbillons s’approchent moins de la plaque. Il semble qu’il y
ait également des lignes de propagation privilégiées, cependant, les corrélations restent trop
faibles (inférieures à 0.2 en valeur absolue) pour pouvoir donner lieu à une interprétation.
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V.2.2 Jet forcé

Les résultats des mesures de fluctuations de pression pour les différents forçages sont
présentés dans cette section. Les résultats étant relativement similaires pour les différentes
fréquences de forçage, ils sont regroupés, on présentera donc tout d’abord le contenu spectral
des pressions pariétales, puis les corrélations.

V.2.2.1 Autospectres

Les spectres de pression pariétale pour les trois configurations forcées (StHP = 0.26,
0.51 et 0.79) et pour les deux distances d’impact sont présentés à la Figure V.6 sur C2 et à
la Figure V.7 sur L1.

Sur C2 (Fig. V.6), les spectres de pressions pariétales sont tous confondus pour toutes
les configurations. On vérifie ainsi que pour les configurations forcées, le jet est également
axisymétrique au niveau spectral. Pour StHP = 0.26, le pic à StD = StHP est le plus marqué,
avec une amplitude d’environ 110 dB. Différentes harmoniques apparaissent, 2, 3 et 4StHP

pour les deux distances d’impact. Pour H/D = 3, on retrouve en plus les harmoniques à 5,
6 et 7StHP. Pour StHP = 0.51, on retrouve les harmoniques d’ordre 2 et 3 pour H/D = 3 et
uniquement la fondamentale du forçage à H/D = 5. Enfin, pour StHP = 0.79, deux raies prin-
cipales apparaissent pour les deux distances d’impact : StHP et StHP/2. La sous-harmonique
apparaît à cause de l’interaction de deux tourbillons consécutifs dans l’écoulement. On re-
trouve de plus pour H/D = 3 les harmoniques de StHP/2, soit StHP, 3StHP/2, 2StHP et
5StHP/2.

Sur L1 (Fig. V.7), les cartographies radiales des spectres de pressions pariétales sont
finalement assez peu modifiées en dehors des nombres de Strouhal de forçage et des éven-
tuelles harmoniques qui peuvent apparaître. On retrouve en effet un contenu spectral resserré
pour r/D < 0.5, les densités sont ensuite maximales pour l’ensemble des fréquences pour
r/D = 1.5, puis s’affaiblissent jusqu’au dernier capteur situé à r/D = 5.5. La cartographie
à StHP = 0.51 pour H/D = 5 est même quasiment identique à celle du jet non forcé à
l’exception de la raie à StD = StHP.

Le pic correspondant au nombre de Strouhal de forçage se retrouve quelle que soit la
distance radiale. En effet, indépendamment de l’écoulement fluide, le haut-parleur génère des
ondes acoustiques qui se propagent jusqu’à la buse. Les longueurs d’onde liées aux fréquences
de forçage 3 sont beaucoup plus grandes que le diamètre D de la buse. La buse se comporte
alors comme une source acoustique monopolaire. Tous les capteurs de pression captent ces
fluctuations de pression acoustiques. On ne peut donc a priori pas savoir si le pic à la
fréquence du forçage correspond à l’écoulement (passage d’un tourbillon) ou à l’acoustique
pure. Les harmoniques et sous-harmoniques sont par contre forcément dues à l’écoulement.
Elles n’apparaissent que lorsque les densités spectrales de puissance sont déjà suffisamment
élevées (> 75 dB/ Hz). Il n’y a alors aucune harmonique claire au-delà de r/D = 3.

3. La longueur d’onde λHP = c
fHP

, où c est la célérité du son et fHP la fréquence du forçage est
comprise entre 3m pour fHP = 120Hz et 1m pour fHP = 370Hz.
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StHP H/D = 3 H/D = 5

0.26

0.51

0.79

Figure V.6 – Autospectres de pression sur C2 pour les jets forcés.
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StHP H/D = 3 H/D = 5

0.26

0.51

0.79

Figure V.7 – Autospectres de pression sur L1 pour les jets forcés.
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V.2.2.2 Corrélations

Les intercorrélations de pression pariétale pour les trois configurations forcées (StHP =
0.26, 0.51 et 0.79) et pour les deux distances d’impact sont présentées à la Figure V.8 sur
C2 et à la Figure V.9 sur L1. Le temps τ , qui représente le décalage temporel pour le calcul
des corrélations, est normalisé par la période T du forçage (T = 1/fHP).

Sur C2 (Fig. V.8), on observe trois comportements différents sur les six configura-
tions présentées. Le premier comportement correspond aux trois premières configurations
(StHP = 0.26 pour les deux distances d’impact et StHP = 0.51 pour H/D = 3). Pour ces
configurations, on retrouve des bandes de corrélations élevées verticales, c’est-à-dire pour
τ = Cste. La vitesse de phase entre les capteurs est donc infinie 4. Les bandes de corrélations
sont espacées d’un temps qui correspond à la fréquence du forçage. De la même manière que
sur les spectres, on ne peut donc pas savoir si ces bandes de corrélation correspondent à des
évènements aérodynamiques ou aux fluctuations acoustiques reçues par les capteurs.

Le deuxième comportement correspond à la configuration StHP = 0.51 pour H/D = 5.
Dans ce cas, les corrélations sont très faibles (inférieures à 0.2 en valeur absolue) en dehors
de la zone proche de θ = 0, τ = 0. La cartographie de pression est donc très proche de
celle observée pour le cas sans forçage (Fig. V.5 sur C2 pour H/D = 5). Les corrélations ne
semblent donc pas être dues à des fluctuations acoustiques, mais à des phénomènes aérody-
namiques. Ceci tend à confirmer que l’écoulement dans cette configuration s’est suffisamment
déstabilisé à l’approche de la plaque et que l’écoulement de paroi a donc des caractéristiques
similaires à celles du jet non forcé.

Le troisième et dernier comportement est représenté par le jet forcé à StHP = 0.79
pour les deux distances d’impact. On retrouve des bandes verticales de corrélations élevées,
celles-ci sont cependant espacées de deux périodes de forçage (correspondant à une fréquence
fHP/2). Ici, cette fréquence ne correspond pas à la fréquence de l’excitation acoustique,
mais à la fréquence prépondérante dans l’écoulement au voisinage de la plaque. En effet,
avec l’appariement de tourbillons formés à StHP = 0.79, la fréquence prépondérante devient
fHP/2. Les bandes de corrélations correspondent donc à un phénomène aérodynamique. Des
fluctuations de pression équivalentes arrivent donc en même temps sur les différents capteurs
disposés en cercle. Cela permet donc de confirmer que l’écoulement est axisymétrique en
instantané dans ces configurations.

On s’intéresse à présent aux cartographies de pression sur L1 présentées à la
Figure V.9. Les résultats sont relativement similaires pour les six configurations présen-
tées. Toutes les cartographies peuvent être séparées en deux zones. La première se situe pour
r/D < 2 ou 2.5 selon les configurations et correspond à des bandes de corrélations qui ne
sont pas verticales. La deuxième se situe pour r/D > 2 ou 2.5 et correspond à des bandes
de corrélations verticales.

Dans la première zone (r/D < 2 ou 2.5), on observe tout d’abord une zone (r/D <
0.5) pour laquelle les bandes de corrélations élevées sont verticales. En effet, les tourbillons

4. La distance maximale entre capteurs est 2D sur C2 et la résolution temporelle des corrélations est
0.5ms. La vitesse de phase maximale mesurable est donc 120m/s. Une vitesse de phase infinie est donc à
comprendre dans le sens supérieure à 120m/s, comme par exemple la célérité du son (320m/s).
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StHP H/D = 3 H/D = 5

0.26

0.51

0.79

Figure V.8 – Corrélations de pression sur C2 (r/D = 1) pour les jets forcés.
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V.2 – Pressions instationnaires

StHP H/D = 3 H/D = 5

0.26

0.51

0.79

Figure V.9 – Corrélations de pression sur L1 pour les jets forcés.
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s’approchant de la plaque d’impact vers r/D = 0.7, les fluctuations de pression associées à
ces tourbillons arrivent en même temps sur les capteurs situés avant cette position, ce qui
explique les bandes de corrélations verticales. On retrouve ensuite (r/D > 0.5) des bandes
de corrélations élevées qui ne sont pas verticales, la vitesse de phase de ces fluctuations
de pression n’est donc pas infinie. Ces bandes de corrélations sont séparées d’un temps
qui correspond à la fréquence des évènements aérodynamiques prépondérants au voisinage
de la plaque (la fréquence du forçage avec StHP = 0.26 pour les deux distances d’impact
et StHP = 0.51 pour H/D = 3 ; la moitié de la fréquence du forçage avec StHP = 0.51
pour H/D = 5 et StHP = 0.79 pour les deux distances d’impact). La vitesse de phase des
fluctuations de pression peut alors être estimée à partir de la pente des bandes de corrélation.
Cette vitesse de phase vaut 0.4u0 pour StHP = 0.79, ce qui correspond à peu près à la vitesse
de convection des tourbillons dans cette zone (Sec. IV.3.3). Pour StHP = 0.26 et 0.51, cette
vitesse de phase vaut environ 0.5u0, ce qui est assez différent de ce qui a été trouvé pour
la vitesse de convection des tourbillons dans cette zone. Les bandes de corrélations élevées
semblent donc correspondre dans cette zone à des phénomènes aérodynamiques, le passage
des structures tourbillonnaires, et ne peuvent pas correspondre à des fluctuations de pression
acoustiques.

Dans la deuxième zone (r/D > 2 ou 2.5), les bandes de corrélations élevées sont
verticales et séparées d’un temps correspondant à la fréquence du forçage pour l’ensemble
des configurations. Les tourbillons sont convectés dans la direction radiale, leur intensité
diminue donc avec r. Leur signature sur la pression pariétale diminue donc également en
amplitude. Les tourbillons qui commencent à s’éloigner de la plaque d’impact à partir de
r/D = 2 peuvent également amplifier cet effet. Lorsque la signature des tourbillons sur
la pression pariétale devient inférieure en amplitude aux fluctuations acoustiques dues au
haut-parleur, on ne peut plus les voir sur les corrélations. Dans cette zone, on observe donc
uniquement l’effet des fluctuations acoustiques dues au haut-parleur.

V.2.3 Conclusion

Les mesures acoustiques permettent ainsi de mettre en évidence la signature du pas-
sage des tourbillons à l’aide de deux critères : la fréquence de cette signature doit correspondre
à la fréquence de passage des tourbillons au voisinage de la plaque d’impact et sa vitesse de
phase doit être du même ordre de grandeur que la vitesse de convection de ces tourbillons
le long de la plaque. La principale difficulté est ainsi de séparer les contributions dues aux
fluctuations acoustiques générées par le haut-parleur et les contributions dues au passage des
tourbillons. Loin du point d’arrêt, la signature des tourbillons diminue en amplitude, on ne
peut donc plus les observer, elles sont masquées par les fluctuations de pression acoustique.
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V.3 Évaluation de la pression pariétale par formalisme
intégral

On s’intéresse à présent à l’évaluation des pressions pariétales à partir des mesures
PIV. La méthode utilise un formalisme intégral dont les détails sont donnés à la Section III.3.
On se limitera ici aux configurations pour la plus petite distance d’impact H/D = 3, avec
le jet non forcé et les écoulement forcés à StHP = 0.26, 0.51 et 0.79. L’amplitude du forçage
est AHP = 2V.

V.3.1 Pressions moyennes

Le formalisme intégral est d’abord appliqué à un champ de vitesse moyen mesuré par
PIV, dont un exemple est donné à la Figure V.10(a) pour H/D = 3 sans forçage acoustique.
Le terme source volumique q (Eq. III.65) associé à ce champ de vitesse est représenté à la
Figure V.10(b).

(a) (b)

Figure V.10 – Champ de vitesse (a) et terme source q normalisé par q0 = ρu2
0/D

2 (b) pour
le champ moyen de vitesse à H/D = 3 sans forçage.

Le terme source q est très faible sur quasiment tout le domaine (|q| < q0). Des valeurs
significatives apparaissent dans la zone possédant les plus fortes variations de vitesse, c’est-
à-dire dans la zone d’impact, dans laquelle le jet est dévié d’une direction axiale vers une
direction radiale. Cette source est composée de valeurs positives proches de l’axe du jet,
qui auront tendance à augmenter la pression pariétale, et de valeurs négatives pour 0.5 <
r/D < 1, qui auront tendance à diminuer la pression pariétale. Les coefficients de pression
Cp obtenus à partir des champs moyens de vitesse des quatre forçages sont représentés à la
Figure V.11 et comparés aux résultats des mesures de pressions moyennes pour le jet non
forcé.

On retrouve une bonne estimation de la pression moyenne pariétale. Les quatre
champs moyens de vitesse pour les différents forçages donnent globalement le même résultat,
ce qui est cohérent car les champs moyens de vitesse sont quasiment identiques. En compa-
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Figure V.11 – Variation radiale des coefficients de pression pariétale évalués par formalisme
intégral pour H/D = 3 comparée aux mesures de pression moyenne.

raison des pressions mesurées, les pressions évaluées par formalisme intégral sont légèrement
sous-estimées pour r/D < 1 et sur-estimées pour r/D > 1.

V.3.2 Fluctuations de pression évaluées

Le formalisme intégral est à présent appliqué à des champs de vitesse instantanés.
Comme expliqué dans la Section III.3.5, il n’est pas possible d’appliquer le formalisme di-
rectement aux champs de vitesse bruts provenant des mesures PIV. On utilise donc une
reconstruction des champs de vitesse à partir de décompositions en modes propres, avec un
nombre de modes suffisant pour reconstruire 50% de l’énergie turbulente, en prenant donc
40 modes pour la reconstruction.

V.3.2.1 Résultats bruts

La Figure V.12 représente des exemples de champs de vitesse, de terme source et de
coefficient de pression Cp évalué par formalisme intégral pour H/D = 3 pour la configuration
non forcée et une configuration forcée à StHP = 0.26.

Les valeurs significatives du terme source correspondent ici aux tourbillons (|q|/q0 >
20). On distingue ainsi clairement sur le terme source les tourbillons du champ de vitesse
instantané, dans la couche de mélange du jet libre. Les tourbillons convectés dans le jet de
paroi (vers r/D = 1.6 sans forçage et vers r/D = 1.3 pour StHP = 0.26) donnent également
lieu à des valeurs significatives négatives du terme source. Les valeurs du terme source
au niveau des tourbillons sont jusqu’à dix fois plus importantes que dans l’application du
formalisme intégral sur les champs moyens de vitesse. Cependant, ces valeurs maximales sont
obtenues au niveau des tourbillons de la couche de mélange du jet libre, ceux-ci auront peu

138



V.3 – Évaluation de la pression pariétale par formalisme intégral

StHP = 0 StHP = 0.26

Figure V.12 – Exemples de calcul de pressions pariétales à partir de champs PIV filtrés :
champ de vitesse (en haut), terme source (au milieu) et coefficient de pression estimé (en
bas).
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d’effets sur la pression pariétale. En effet, lors du calcul de l’intégrale volumique, le terme
source est pondéré par la distance au point d’observation, sur la plaque d’impact.

Les coefficients de pression obtenus à partir de ces termes sources, représentés en bas
de la Figure V.12, présentent leur maximum au niveau du point d’arrêt du jet. La variation
radiale de la pression est alors strictement décroissante, sauf au voisinage de la position des
tourbillons convectés le long de la paroi. Le passage d’un tourbillon sur la paroi conduit donc
bien à la propagation suivant la distance radiale d’un déficit de pression.

Enfin, on peut remarquer sur les deux exemples présentés des valeurs élevées du
coefficient de pression Cp. Les maxima au point d’arrêt valent entre 1.6 et 1.9 et Cp ne
semblent pas revenir à 0 à la fin de la fenêtre de visualisation. Ce problème se rencontre
sur l’ensemble des instantanés de pression évalués par formalisme intégral, ce qui est illustré
à la Figure V.13 sur la colonne de gauche. Pour toutes les configurations, on observe des
fluctuations d’ensemble d’une variation radiale de la pression à celle évaluée pour le champ
de vitesse suivant. Cette fluctuation d’ensemble n’est pas physique, la pression globale sur
la plaque d’impact ne peut pas augmenter ou diminuer aussi brusquement. Pour s’affranchir
de ce problème, une correction est apportée sur la variation radiale de la pression pour
chaque pas de temps : la moyenne spatiale des pressions à la fin de la fenêtre de visualisation
(i.e. pour r/D > 2.2) doit être nulle sur chaque pas de temps. Ainsi, on obtient des
cartographies spatio-temporelles de pressions corrigées, représentées à la Figure V.13 sur
la colonne de droite pour les quatre configurations étudiées. Les fluctuations d’ensemble
ne sont alors plus visibles, les pressions sont donc recalées les unes par rapport aux autres
temporellement.

On observe alors des évolutions temporelles de la pression assez cohérentes avec les
champs de vitesse, en particulier pour les trois configurations forcées. Pour r/D < 0.5,
on observe une périodicité du signal temporel de pression correspondant à la fréquence de
forçage pour StHP = 0.26 et 0.51. Pour StHP = 0.79, la périodicité de la pression correspond
à deux périodes de la fréquence de forçage, ce qui est cohérent avec l’appariement de deux
tourbillons consécutifs dans cette configuration. On observe également parfois l’effet de la
convection d’un tourbillon le long de la paroi, le cas le plus clair étant pour StHP = 0.26 pour
r/D > 0.7 et 0 < tfHP < 1. Une zone de basse pression se propage avec la direction radiale,
correspondant à la convection d’un tourbillon le long de la paroi. Pour la configuration non
forcée, on retrouve logiquement une évolution beaucoup plus stable, avec parfois l’effet d’un
tourbillon convecté le long de la plaque.

Pour la suite de ce chapitre, on se limitera donc à l’étude de la pression évaluée par
formalisme intégral corrigé.
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StHP Sans correction Avec correction

0.00

0.26

0.51

0.79

Figure V.13 – Cartographies spatio-temporelles de pressions évaluées par formalisme inté-
gral avant correction (colonne de gauche) et après correction (colonne de droite).
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V.3.2.2 Signature du passage d’un tourbillon

La Figure V.14 représente les lignes de courant du jet le long de la paroi ainsi que la
variation radiale du coefficient de pression évaluée par formalisme intégral après la correction,
dans la zone 0.75 < r/D < 2.5 sur une durée à peu près égale à la période du forçage
(StHP = 0.26).

Pour tfHP = 0, un tourbillon arrive sur la paroi, alors qu’un autre est en train de sortir
de la fenêtre de visualisation. Ces deux tourbillons correspondent donc à des termes sources
élevés en valeur absolue. Aux alentours de ces deux tourbillons, la pression est en conséquence
plus faible qu’au centre de la fenêtre de visualisation, où il n’y a pas de tourbillon.

Les temps tfHP = 0.12 et 0.24 correspondent à l’impact du tourbillon sur la paroi.
Le terme source est très élevé au niveau du tourbillon en très proche paroi : le coefficient de
pression chute alors au niveau du tourbillon. En aval du tourbillon, le coefficient de pression
est proche de zéro. L’anneau tourbillonnaire a encore une vorticité élevée, il entraîne alors
par sa vitesse induite du fluide en amont vers la paroi. Les vitesses induites par le tourbillon
vers l’intérieur du jet sont importantes (supérieures à u0), et créent donc une augmentation
de la pression conséquente pour r/D < 1. Le coefficient de pression sur l’axe du jet peut
atteindre alors des valeurs supérieures à 1.6.

Ensuite, pour tfHP ≥ 0.36, le tourbillon est convecté le long de la paroi d’impact.
Avec son extension radiale, il perd progressivement en intensité. Sa signature sur la pression
pariétale est donc de moins en moins significative, jusqu’à quasiment disparaître lorsque le
tourbillon atteint r/D = 2 (tfHP = 0.6).

L’amplitude de la signature du tourbillon sur la pression en paroi atteint donc au
maximum 0.2 lorsque le tourbillon arrive sur la paroi (tfHP = 0.12). Cette amplitude ne fait
ensuite que décroître avec un double effet : la perte d’intensité de l’anneau tourbillonnaire
due à son extension radiale et l’éloignement progressif du tourbillon de la paroi, dû à l’épais-
sissement du jet de paroi. En effet, lors du calcul de l’intégrale volumique, le terme source est
pondéré par la distance au point observateur, situé sur la plaque. Si le tourbillon s’éloigne
de la plaque, les valeurs élevées du terme source aussi, le tourbillon contribuera donc moins
à modifier la distribution de pression sur la plaque.

Enfin, on peut noter que la correction apportée pour s’affranchir des fluctuations
d’ensemble décrites précédemment n’est pas complètement satisfaisante. En effet, supposer
que la pression doit être nulle en moyenne à la fin de la fenêtre de visualisation est exact
lorsqu’il n’y a pas de tourbillons. Lorsqu’un tourbillon s’approche de la fin de la fenêtre de
visualisation, celui-ci induit une chute de pression. La correction proposée va donc globale-
ment augmenter les coefficients de pression sur tout le domaine, y compris dans des zones
où il n’y a quasiment pas d’écoulement. Par exemple, pour tfHP = 0.84, le coefficient de
pression aux alentours de r/D = 1.5 est de l’ordre de 0.2, alors que les vitesses d’écoulement
sont très faibles.

Néanmoins, les résultats présentés ici semblent représenter de manière très satisfai-
sante l’évolution de la pression sur la plaque d’impact.
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Figure V.14 – Signature en pression du passage d’un tourbillon sur la paroi d’impact pour
StHP = 0.26, H/D = 3. En haut : lignes de courant, en bas : coefficient de pression corrigé
moyen (trait plein bleu) et instantané (points noirs).
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V.3.2.3 Comparaison avec les mesures de pression

La Figure V.15 compare les signaux temporels de pressions fluctuantes mesurées à
l’aide des capteurs de pression déportés et évaluées par formalisme intégral dans la configu-
ration H/D = 3 sans forçage acoustique.

Figure V.15 – Comparaison entre les signaux temporels de pressions fluctuantes mesurées
et des pressions fluctuantes évaluées par formalisme intégral pour r/D = 1 sans forçage.

Les mesures PIV et les mesures de pression n’ayant pas été couplées, les signaux de
pression instantanés ne peuvent pas être les mêmes. On retrouve tout de même des com-
portements assez similaires, et les amplitudes de fluctuations, entre 20 et 40Pa, semblent
légèrement sous-estimées. Une comparaison fiable des signaux temporels de pression mesu-
rés et évalués ne pourra être effectuée qu’avec des mesures vitesse/pression couplées. On
peut cependant comparer ces résultats sur des grandeurs statistiques, comme les densités
spectrales de puissance, représentées pour les quatre configurations à la Figure V.16.

Les spectres pour la pression évaluée sont beaucoup plus bruités, ceci est dû au nombre
faible d’échantillons de champs de vitesse PIV (2 000). La nombre de spectres pour le calcul
de la moyenne est donc faible. Augmenter ce nombre de spectres pour calculer le spectre
moyen revient à diminuer le temps d’observation et donc à augmenter la résolution fréquen-
tielle du spectre. Le choix effectué ici est donc un compromis où les spectres sont calculés sur
des blocs de 512 pas de temps avec un taux de recouvrement de 50%. Six spectres seulement
sont alors calculés et moyennés, ce qui n’est clairement pas suffisant pour converger.

Sans forçage (Fig. V.16(a)), les spectres de pression mesurés et évalués sont assez
différents. Les densités spectrales de puissance sont sur-évaluées pour StD < 0.3 et sous-
évaluées pour StD > 0.3. On retrouve tout de même des similitudes entre les deux spectres,
par exemple la rupture à StD = 0.7. D’un manière générale, la décroissance du spectre
observée pour StD > 0.7 semble plutôt bien estimée, avec des niveaux inférieurs d’environ
10 dB/ Hz. Pour les cas forcés (Fig. V.16(b,c,d)), on retrouve le pic au nombre de Strouhal
de forçage. Certaines harmoniques sont également présentes. Pour le forçage à StHP = 0.79,
le pic à StD = 0.4 correspondant à l’appariement des tourbillons est également présent.
Cependant, ces pics sont systématiquement sous-estimés, ce qui dénote des amplitudes de
fluctuations de pression plus faibles que celles mesurées. Outre les limitations évoquées lors
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(a) (b)

(c) (d)

Figure V.16 – Comparaison entre les densités spectrales de puissance des pressions mesurées
et des pressions évaluées par formalisme intégral pour r/D = 1 pour (a) sans forçage, (b)
StHP = 0.26, (c) StHP = 0.51 et (d) StHP = 0.79.

de la présentation du formalisme intégral dans la Section III.3.5, ceci est également dû au
filtrage des champs de vitesse par reconstruction POD, conduisant à une perte d’information
sur les fluctuations de vitesse.

Des corrélations spatio-temporelles peuvent être calculées à partir des pressions éva-
luées. Les cartographies sont représentées à la Figure V.17 pour les quatre configurations
considérées.

Sans forçage (Fig. V.17(a)), les corrélations sont élevées (> 0.8) pour τ = 0 s, ce qui
ne correspond pas aux corrélations provenant des mesures (Fig. V.5 pour H/D = 3 sur L1).
On ne voit donc pas la propagation des fluctuations de la pression. Ceci peut être dû à une
mauvaise correction des pressions évaluées. Par contre, pour les cas forcés (Fig. V.17(b,c,d)),
on retrouve bien des corrélations sur les pressions similaires à celles obtenues avec les mesures
de pression (Fig. V.7 pour H/D = 3). Ceci met bien en valeur la dépendance des fluctuations
de pression aux fluctuations de vitesse, et donc que la propagation de ces fluctuations de
pressions pariétales correspond à la convection des tourbillons le long de la plaque d’impact.
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(a) (b)

(c) (d)

Figure V.17 – Cartographies d’intercorrélations des pressions évaluées par formalisme in-
tégral pour (a) sans forçage, (b) StHP = 0.26, (c) StHP = 0.51 et (d) StHP = 0.79.

V.3.3 Conclusion

Le formalisme intégral pour l’évaluation de la pression pariétale, avec toutes les pré-
cautions à prendre pour son utilisation sur des champs de vitesse provenant de mesures
PIV filtrées, donne des résultats forcément imparfaits en comparaison des mesures directes
de pression. Cependant, cette méthode permet une estimation raisonnable de la pression
pariétale, tout d’abord au niveau de la pression moyenne, mais également pour l’évaluation
des fluctuations de pression à partir de champs de vitesse instantanés. Les fluctuations de
pression sont systématiquement sous-estimées. Le principal inconvénient de cette méthode
reste les fluctuations d’ensemble qui nécessitent alors une correction, et donc une nouvelle
hypothèse sur l’écoulement ou sur la pression pariétale.
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Étude thermique
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Ce chapitre a pour objectif de présenter les résultats des mesures par caméra infra-
rouge, en commençant par les mesures thermiques stationnaires classiques, avec l’étude de
l’effet de la buse (buse convergente ou tube long), et l’effet du forçage acoustique pour deux
distances d’impact. Ensuite, les résultats des mesures instationnaires seront présentés, résul-
tats mettant en évidence un effet du passage des structures de l’écoulement sur l’évolution
temporelle de la température de la plaque. Dans tout le chapitre, l’amplitude du forçage est
fixée à AHP = 2 V.
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VI.1 Transferts de chaleur pariétaux stationnaires

Dans cette section, les résultats des mesures thermiques stationnaires sont présentés.
Ces mesures, dont le principe est décrit à la Section II.4.1, permettent d’obtenir l’évolution
radiale du nombre de Nusselt sur la plaque d’impact. Les résultats présentés dans cette
section ont fait l’objet d’une publication [84].

VI.1.1 Le cas de référence

On s’intéresse tout d’abord aux résultats obtenus pour le cas de référence, c’est à dire
avec la buse convergente sans forçage acoustique pour les deux distances d’impact H/D = 3
et 5. Les mesures et les traitements qui y sont appliqués permettent d’obtenir le coeffi-
cient local d’échange convectif en face avant h(x, y), représenté à la Figure VI.1 pour le
cas H/D = 3 sans forçage. Ce coefficient est pour l’ensemble des configurations étudiées
quasiment axisymétrique. De légères asymétries apparaissent entre le haut (y/D > 0) et le
bas (y/D < 0) de la plaque à cause de la convection naturelle en face arrière : h (en face
avant) est globalement plus élevé pour y/D < 0 que pour y/D > 0. En coordonnées cy-
lindriques, le coefficient h(x, y) devient h(r, θ). Une moyenne azimutale ȟ peut être calculée
pour déterminer le coefficient d’échange en fonction de la direction radiale r :

ȟ =
1

2π

∫ 2π

0

h(r, θ)dθ (VI.1)

Figure VI.1 – Coefficient d’échange convectif en face avant h pour H/D = 3 sans forçage.

Il est alors possible de calculer directement l’évolution radiale du nombre de Nusselt
par Nu(r) = ȟ(r)D

λair
.
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La Figure VI.2 représente la variation radiale du nombre de Nusselt pour ces deux cas
de référence. Pour H/D = 5, le coefficient de transfert de chaleur est strictement décroissant
avec r. Le nombre de Nusselt est maximum sur l’axe du jet (r = 0) et il n’y a pas de lobe
secondaire. Rappelons que le cône potentiel est quasiment terminé à la position de la plaque,
il n’a donc pas d’effet sur les transferts de chaleur.

Figure VI.2 – Variation radiale du nombre de Nusselt avec la buse convergente pour les
deux distances d’impact sans forçage.

Pour H/D = 3, le nombre de Nusselt n’est pas maximal sur l’axe du jet. La plaque
est positionnée bien avant la fin du cône potentiel (Lpc = 5.3D). L’écoulement arrive donc
sur la plaque autour du point d’arrêt avec des niveaux de turbulence très faibles, autour
de 3% (Fig. VI.9(b)), donnant des nombres de Nusselt plus faibles. Les nombres de Nusselt
maximum sont situés vers r/D = 0.5, lorsque la couche de mélange du jet arrive sur la
plaque, en augmentant les niveaux de turbulence, autour de 8%.

Un maximum secondaire du nombre de Nusselt apparaît vers r/D = 2. Cette position
correspond à celle du maximum d’intensité turbulente urms

z /u0 = 0.125 (Fig. VI.9(b)). La
position moyenne des tourbillons est plus proche de la plaque pour H/D = 3 que pour
H/D = 5 (Fig. VI.3). La zone pour laquelle cette position est minimale (1.5 < r/D <
2) correspond à la zone pour laquelle le nombre de Nusselt augmente. Le lobe secondaire
semble donc être une conséquence des tourbillons, qui, pour une petite distance d’impact,
s’approchent davantage de la plaque.

En reprenant la théorie de l’apparition du tourbillon secondaire [19], un tourbillon
(primaire) convecté dans le jet de paroi peut donner lieu à la création d’un tourbillon se-
condaire par deux effets principaux : la décélération de l’écoulement de couche limite due au
gradient de pression adverse que le tourbillon impose à la paroi et l’accélération du fluide
hors de la couche limite par la vitesse induite par le tourbillon. Plus le tourbillon est loin
de la plaque, moins la chute de pression due au tourbillon à la paroi sera forte. Le gradient
de pression adverse sera donc moins important. Les chances d’obtenir un tourbillon secon-
daire sont donc moindres quand le tourbillon est plus éloigné de la paroi. Dans notre cas,
pour H/D = 5, la séparation instationnaire de l’écoulement est moins probable que pour
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Figure VI.3 – Variation moyenne de la position des centres de tourbillons.

H/D = 3. Ceci va donc dans le sens d’une responsabilité de cette séparation instationnaire
dans l’existence du lobe secondaire.

VI.1.2 Effet de la buse

Les études expérimentales constituant la littérature sur les transferts de chaleur dans
les jets en impact sont la plupart du temps obtenues avec une injection de type tube long. La
principale différence entre des jets issus de tubes longs ou de buses convergentes est le profil
de vitesse moyenne à la sortie de la buse (Fig. VI.4). Pour un tube long avec un écoulement
turbulent pleinement développé, le profil de vitesse moyenne est arrondi. Dans le cas d’une
buse convergente, le profil de vitesse moyenne est quasiment plat (uz = u0).

Figure VI.4 – Profils de vitesse moyenne axiale pour H/D = 3 sans forçage à z/D = 0.15.

Ces profils différents de vitesse d’injection vont produire des structures de jet diffé-
rentes. Les transferts pariétaux de chaleur peuvent alors être modifiés. Ils sont représentés
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sous forme de nombre de Nusselt à la Figure VI.5 pour H/D = 5. La variation radiale du
nombre de Nusselt est strictement décroissante pour les deux types d’injection. Le maximum
de transferts se produit au point d’arrêt, et il n’y a pas de lobe secondaire. Le nombre de
Nusselt est toujours plus élevé avec l’injection par tube long. Ceci peut être expliqué par les
niveaux de turbulence plus élevés au voisinage de la plaque d’impact. La Figure VI.6(b) pré-
sente l’évolution radiale de urms

z à 0.1D au dessus de la plaque d’impact, pour les deux types
d’injection avec H/D = 5. Pour toutes les positions, les intensités turbulentes et les nombres
de Nusselt sont plus élevés avec le tube long, alors que les vitesses moyennes (Fig. VI.6(a))
sont quasiment identiques. Bien qu’il n’y ait pas de lobe secondaire, les nombres de Nusselt
présentent un changement de courbure dans la région 1.5 < r/D < 3, ce qui suggère que le
lobe secondaire est en train de disparaître pour cette distance d’impact.

Figure VI.5 – Variation radiale du nombre de Nusselt sans forçage pour les deux buses
pour H/D = 5.

(a) (b)

Figure VI.6 – Profils de vitesse moyenne radiale (a) et de vitesse axiale quadratique (b)
sans forçage pour les deux buses avec H/D = 5 à 0.1D de la plaque.
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Les profils radiaux de nombre de Nusselt (Fig. VI.5) et les intensités turbulentes
(Fig. VI.6(b)) semblent donc se comporter de manière similaire : ces quantités sont toujours
plus élevées avec le tube long en comparaison avec la buse convergente. La Figure VI.7
compare alors la quantité normalisée 1 Nu

urms
z

pour les deux types d’injection à H/D = 5. La
variation de cette quantité est quasiment linéaire. Une régression linéaire donne :

[
Nu

urms
z

· u0

Nu0

]

Long tube

= 0.7

[
Nu

urms
z

· u0

Nu0

]

Contraction

+ 1.5 (VI.2)

avec un coefficient de corrélation de 0.957. Cela signifie qu’en connaissant les vitesses qua-
dratiques près de la plaque (Fig. VI.6(b)), avec des profils moyens similaires (Fig. VI.6(a)),
et connaissant la variation du nombre de Nusselt pour la buse convergente, alors l’Équa-
tion VI.2 donnerait une bonne estimation du nombre de Nusselt sur la plaque d’impact avec
le tube long. Cette comparaison ne fonctionne pas pour H/D = 3, probablement parce que
les vitesses moyennes ne sont pas similaires (Fig. VI.9(a)) et à cause des évolutions très
différentes des nombres de Nusselt (Fig. VI.8) et des vitesses quadratiques (Fig. VI.9(b)).

Figure VI.7 – Nombre de Nusselt Nu divisé par la vitesse axiale quadratique urms
z pour

H/D = 5. Abscisse : buse convergente, ordonnée : tube long. La ligne pointillée représente
la régression linéaire. Les valeurs de normalisation sont u0 et Nu0, le nombre de Nusselt sur
l’axe du jet (r/D = 0).

Avec le tube long et une distance d’impact H/D = 3 (Fig. VI.8), les transferts de
chaleur ont leur maximum au point d’arrêt, contrairement à ce qui a été préalablement décrit
avec la buse convergente. Dès la sortie de la buse, à cause du profil de vitesse arrondi, il y a
des gradients radiaux de vitesse, donc des contraintes de cisaillement, qui font augmenter les

1. Les quantités de normalisation sont u0, la vitesse débitante du jet et Nu0, le nombre de Nusselt
pour r/D = 0.
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niveaux de turbulence jusqu’à l’arrivée sur la plaque d’impact. Le concept de cône potentiel
est donc inapproprié dans le cas d’une injection par tube long. Les niveaux de turbulence
sont donc plus élevés autour de l’axe du jet avec le tube long qu’avec la buse convergente
(Fig. VI.9(b)).

Figure VI.8 – Variation radiale du nombre de Nusselt sans forçage pour les deux buses
pour H/D = 3.

(a) (b)

Figure VI.9 – Profils de vitesse moyenne radiale (a) et de vitesse axiale quadratique (b)
sans forçage pour les deux buses avec H/D = 3 à 0.1D de la plaque.

Pour H/D = 3, on observe un lobe secondaire dans l’évolution radiale du nombre
de Nusselt. Il se situe aux alentours de r/D = 2.5 pour le tube long et à r/D = 2 pour la
buse convergente. Malheureusement, la fenêtre de mesure PIV pour la configuration tube
long n’est pas assez étendu, elle s’arrête à r/D = 2.2. Il est donc compliqué d’expliquer ce
décalage entre les deux configurations.

Les nombres de Nusselt sont presque toujours supérieurs avec le tube long. La dif-
férence entre les deux courbes (Fig. VI.8) semble diminuer (r/D > 0.6) lorsque les inten-
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sités turbulentes (Fig. VI.9(b)) sont plus élevées avec la buse convergente qu’avec le tube
long (r/D > 0.75). Les transferts de chaleur chutent donc davantage pour le tube long
que pour la buse convergente. Les nombres de Nusselt ont alors des niveaux comparables
pour 1.5 < r/D < 2. Cependant, il est clair que les intensités turbulentes ne suffisent pas
à expliquer les lobes secondaires de transferts de chaleur. Par exemple, avec le tube long
pour les deux distances d’impact, les intensités turbulentes ont des évolutions comparables
(Fig. VI.10(a)), mais il n’y a pas de lobe secondaire pour H/D = 5 (Fig. VI.10(b)). D’autres
phénomènes se produisant très près de la plaque comme la séparation instationnaire [32]
peuvent expliquer ces différences. Malheureusement, à cause de la proximité de la plaque et
des petites échelles de ces phénomènes, ils sont difficiles à mesurer expérimentalement avec
des techniques conventionnelles.

(a) (b)

Figure VI.10 – Profils de vitesse axiale quadratique (a) et nombre de Nusselt (b) sans
forçage pour les deux distances d’impact avec le tube long à 0.1D de la plaque.

Le forçage acoustique a été testé dans la configuration tube long dans les mêmes
conditions qu’avec la buse convergente. Cependant, le tube long se comportant comme un
guide d’onde pour les ondes acoustiques, le forçage n’a que très peu d’effets sur l’écoulement
et sur les transferts de chaleur. Une excitation acoustique directement appliquée à la lèvre
de la buse, comme celle décrite par Hwang et Cho [49], aurait probablement eu plus d’effets
sur l’écoulement.
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VI.1.3 Jet forcé pour la grande distance d’impact

Les résultats des mesures thermiques stationnaires avec la buse convergente pour la
grande distance d’impact (H/D = 5) sont présentés dans cette section. Le forçage acoustique
est appliqué à des nombres de Strouhal StHP = 0.26, 0.51 et 0.79, et son amplitude est
AHP = 2V. Ces résultats sont comparés à ceux du cas de référence sans forçage. La variation
radiale du nombre de Nusselt sur la plaque d’impact pour ces quatre configurations est
représentée à la Figure VI.11(a).

(a) (b)

Figure VI.11 – Comparaison entre les différents forçages avec la buse convergente pour
H/D = 5 : (a) nombre de Nusselt et (b) vitesse axiale quadratique à 0.1D de la plaque.

Toutes ces évolutions sont strictement décroissantes avec la direction radiale. Le maxi-
mum du nombre de Nusselt est au point d’arrêt. Il n’y a pas de lobe secondaire, on observe
néanmoins un point d’inflexion situé au voisinage de r/D = 1.5, qui peut alors être inter-
prété comme un reliquat du lobe secondaire. Le forçage acoustique ne semble pas avoir un
effet important sur les transferts de chaleur pariétaux. Cela est probablement dû au fait que
les anneaux tourbillonnaires amplifiés par le forçage acoustique ne s’approchent pas suffi-
samment de la plaque d’impact pour avoir un effet important sur les transferts de chaleur.
En effet, les tourbillons sont déviés de la zone de jet libre à la zone de jet de paroi sans
approcher très près de la paroi.

Les nombres de Nusselt sont légèrement plus élevés pour r/D < 2 avec forçage (Nu0 =
137 sans forçage et Nu0 = 144 avec forçage). Ceci peut s’expliquer par des niveaux turbulents
plus élevés avec le forçage acoustique (Fig. VI.11(b)). Les intensités turbulentes ainsi que
les nombres de Nusselt pour StHP = 0.51 et 0.79 sont quasiment identiques. Cependant,
pour StHP = 0.26, les niveaux turbulents sont jusqu’à deux fois plus élevés que pour les
autres fréquences de forçage, alors que les variations du nombre de Nusselt sont identiques
aux autres forçages. Les transferts de chaleur sont quasiment identiques pour des intensités
turbulentes différentes, ce qui prouve une nouvelle fois que les intensités turbulentes ne
peuvent pas suffire à expliquer les variations de transfert de chaleur.
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VI.1.4 Jet forcé pour la petite distance d’impact

Les résultats pour la petite distance d’impact H/D = 3 avec la buse convergente sont
présentés dans cette section. Les paramètres du forçage acoustique sont les mêmes que pour
la grande distance d’impact (StHP = 0.26, 0.51 et 0.79 et AHP = 2V). Les caractéristiques
des transferts de chaleur sont très différentes pour les différentes fréquences de forçage, la
présentation de ces résultats est donc séparée en trois parties, une pour chaque fréquence de
forçage.

VI.1.4.1 Le mode naturel

La Figure VI.12 représente la vitesse axiale quadratique à 0.1D de la plaque (a) et la
trajectoire moyenne des tourbillons (b) (reprise de la Figure IV.29(a)) pour H/D = 3 dans
le cas de référence et pour le jet forcé sur le mode naturel du jet (StHP = 0.26). Les intensités
turbulentes proches de la plaque (a) sont identiques en évolution avec et sans forçage, les
niveaux étant un peu plus élevés d’environ 2.5% dans le cas avec forçage.

En ce qui concerne la trajectoire moyenne des tourbillons (Fig. VI.12(b)), le forçage
à StHP = 0.26 semble entraîner les tourbillons sur une trajectoire dont la déviation est plus
brutale que sans forçage. Sans forçage, la déviation des tourbillons entre la zone de jet libre et
le jet de paroi est relativement progressive, alors qu’avec le forçage, les foyers des tourbillons
ne dévient quasiment pas jusqu’à la position ( z−H

D
= 0.3, r/D = 1) où la présence de la

plaque les fait changer brutalement de direction. Vers r/D = 2.5, la position moyenne des
tourbillons semble commencer à s’éloigner de la plaque, mais de manière beaucoup moins
prononcée que dans le cas sans forçage. La zone pour laquelle les tourbillons sont au plus
proche de la paroi s’étend donc de 1.5 < r/D < 2 sans forçage à 1 < r/D < 2.5 avec forçage
à StHP = 0.26.

(a) (b)

Figure VI.12 – (a) Variation radiale de la vitesse axiale quadratique à 0.1D de la plaque et
(b) trajectoire moyenne des tourbillons pour H/D = 3 avec forçage acoustique à StHP = 0.26.
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L’évolution radiale du nombre de Nusselt avec forçage à StHP = 0.26 est représentée
à la Figure VI.13. Le nombre de Nusselt est quasiment constant jusqu’à r/D = 0.5, puis il
est strictement décroissant avec r. Le maximum de transfert est localisé sur l’axe du jet. Il
est plus élevé que sans forçage (Nu0 = 127 pour StHP = 0.26 contre Nu0 = 118 sans forçage).
Le pic correspondant à l’impact (r/D = 0.5) est moins marqué que dans le cas sans forçage.
Cela peut être expliqué par le fait que le jet forcé est très instationnaire. Les larges anneaux
tourbillonnaires qui se développent dans la couche de mélange induisent périodiquement des
vitesses aux alentours de l’axe du jet. Les niveaux de turbulence sur l’axe du jet sont donc
plus élevés que sans forçage (Fig. VI.12(a)) aux alentours de l’axe du jet. L’effet de l’impact
du cône potentiel sur la plaque a donc partiellement disparu.

Figure VI.13 – Variation radiale du nombre de Nusselt pour H/D = 3 avec forçage acous-
tique à StHP = 0.26.

Le lobe secondaire, présent dans le cas de référence, a complètement disparu avec le
forçage à StHP = 0.26. Ceci est probablement dû aux tourbillons, présents beaucoup plus
tôt sur la paroi que dans le cas sans forçage. La couche limite à la plaque d’impact ne peut
donc pas se développer dans les mêmes conditions.

VI.1.4.2 La deuxième harmonique du mode naturel

La Figure VI.14 représente la vitesse axiale quadratique à 0.1D de la plaque (a) et
la trajectoire moyenne des tourbillons (b) pour H/D = 3 dans le cas de référence et pour le
jet forcé sur la deuxième harmonique du mode naturel du jet (StHP = 0.51). Les tourbillons
se forment donc à une fréquence double du mode colonne naturel. Comme présenté dans la
Section IV.3, cette configuration donne des champs statistiques très semblables au cas de
référence. La principale différence du point de vue aérodynamique entre le cas de référence
et le jet forcé à StHP = 0.51 est une intensité turbulente proche de la paroi plus élevée à
partir de r/D = 0.7 (Fig. VI.14(a)). On retrouve en particulier un cône potentiel le long de
l’axe du jet, avec des intensités turbulentes très faibles (inférieure à 5%) comparable à celui
du cas sans forçage.
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(a) (b)

Figure VI.14 – (a) Variation radiale de la vitesse axiale quadratique à 0.1D de la plaque et
(b) trajectoire moyenne des tourbillons pour H/D = 3 avec forçage acoustique à StHP = 0.51.

Le maximum de turbulence au voisinage de la plaque atteint quasiment 18% et se
situe vers r/D = 1.7. Sa position est décalée par rapport au cas de référence. Ce pic de
turbulence correspond, comme pour le cas de référence, à la position pour laquelle les tour-
billons s’approchent au plus près de la plaque (Fig. VI.14(b)). La trajectoire moyenne des
tourbillons est similaire à celle présentée pour StHP = 0.26. Les tourbillons sont brutalement
déviés aux alentours de la position ( z−H

D
= 0.3, r/D = 1), s’approchent en moyenne à 0.25D

de la plaque pour r/D = 1.7. La trajectoire s’éloigne ensuite de la paroi jusqu’à la fin de la
fenêtre de visualisation.

L’évolution radiale du nombre de Nusselt, présentée à la Figure VI.15, est beaucoup
plus proche de celle du cas sans forçage que ne l’était celle du jet forcé à StHP = 0.26. Les
nombres de Nusselt, tout comme les intensités turbulentes, sont quasiment identiques jusqu’à
r/D = 0.7. On retrouve pour r/D < 0.5 l’effet de l’impact du cône potentiel sur la plaque,
avec des intensités turbulentes très faibles et un minimum local du nombre de Nusselt.

Le lobe secondaire est également présent pour StHP = 0.51, mais il est beaucoup moins
prononcé que pour le jet non forcé. Il ne s’agit plus à proprement parler d’un pic ou d’un
lobe, le nombre de Nusselt reste décroissant dans cette zone et ne présente pas de maximum
local. Le lobe secondaire se caractérise donc seulement par un changement de courbure de
l’évolution du nombre de Nusselt. Sa position est également affectée : il passe de r/D = 2
pour le cas de référence à r/D = 1.6 avec forçage à StHP = 0.51. Ce déplacement peut ainsi
être lié au déplacement du maximum de turbulence présenté précédemment (Fig. VI.14(a)).
La position du lobe secondaire de transferts thermiques semble donc une nouvelle fois liée à
la position du maximum de turbulence au voisinage de la plaque.

Enfin, pour r/D > 2, les nombres de Nusselt pour le jet non forcé et pour le jet forcé
à StHP = 0.51 sont très proches, la différence entre les deux courbes est inférieure à la marge
d’incertitude.
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Figure VI.15 – Variation radiale du nombre de Nusselt pour H/D = 3 avec forçage acous-
tique à StHP = 0.51.

VI.1.4.3 La troisième harmonique du mode naturel

La Figure VI.16 représente la vitesse axiale quadratique à 0.1D de la plaque (a) et
la trajectoire moyenne des tourbillons (b) pour H/D = 3 dans le cas de référence et pour le
jet forcé sur la troisième harmonique du mode naturel du jet (StHP = 0.79). La fréquence
d’apparition des tourbillons est donc trois fois plus élevée que dans le mode colonne naturel.
Une instabilité, présentée à la Section IV.3, fait interagir deux tourbillons consécutifs. L’ap-
pariement complet des deux tourbillons dans la zone de jet libre n’est pas possible avec une
distance d’impact faible (H/D = 3). L’appariement se produit tout de même après l’impact
des tourbillons sur la plaque pour 1 < r/D < 2. La fréquence prépondérante dans l’écoule-
ment de paroi correspond donc à un nombre de Strouhal StD = StHP/2 ≈ 0.4. L’appariement
donne des intensités turbulentes supérieure à 16% dans cette zone, avec un maximum à 18%
vers r/D = 1.6.

La trajectoire moyenne des tourbillons, représentée à la Figure VI.16(b), présente
encore une brusque déviation à la position ( z−H

D
= 0.3, r/D = 1), où la vitesse de convec-

tion passe d’une composante principale axiale dans la zone de jet libre à une composante
principale radiale dans la zone de jet de paroi. Les tourbillons sont en moyenne à moins de
0.3D de la plaque sur la zone 1 < r/D < 2. La trajectoire semble s’écarter légèrement de la
plaque pour r/D > 2.

L’évolution radiale du nombre de Nusselt est représentée à la Figure VI.17 pour le jet
non forcé et le jet forcé à StHP = 0.79. Cette configuration semble alors combiner les effets
présentés pour StHP = 0.26 et StHP = 0.51.

Tout d’abord, pour r/D < 1, les nombres de Nusselt sont beaucoup plus élevés avec
le jet forcé que sans forçage, avec une évolution comparable au cas StHP = 0.26. Ceci est
dû à la perte de l’écoulement potentiel autour de l’axe du jet à cause de la présence de
larges anneaux tourbillonnaires. Le nombre de Nusselt maximum, positionné à r/D = 0.5,
correspond à l’impact de la couche de mélange.
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(a) (b)

Figure VI.16 – (a) Variation radiale de la vitesse axiale quadratique à 0.1D de la plaque et
(b) trajectoire moyenne des tourbillons pour H/D = 3 avec forçage acoustique à StHP = 0.79.

Figure VI.17 – Variation radiale du nombre de Nusselt pour H/D = 3 avec forçage acous-
tique à StHP = 0.79.

Ensuite, pour 1 < r/D < 2, on retrouve une évolution du nombre de Nusselt simi-
laire à celle obtenue pour StHP = 0.51. Le lobe secondaire, qui de la même manière que
pour StHP = 0.51 n’est qu’un changement de courbure, est localisé vers r/D = 1.5, ce qui
correspond au maximum d’intensité turbulente le long de la plaque (Fig. VI.16(a)).

Enfin, vers r/D = 2, le nombre de Nusselt du jet forcé devient inférieur à celui du cas
de référence, et les deux évolutions semblent converger pour r/D > 3.
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VI.1.5 Conclusion

Les mesures de température moyenne par thermographie infrarouge ont permis de
mettre en évidence plusieurs modifications dans la répartition des transferts de chaleur pour
un jet en impact sur une paroi plane.

L’injection par tube long est plus commune dans la littérature sur les transferts de
chaleur dans les jets en impact, mais ne peut pas représenter l’effet de l’impact du cône
potentiel du jet pour les distances d’impact utilisées dans cette étude. L’injection par buse
convergente permet ainsi de voir des effets de l’impact du cône potentiel sur la plaque, comme
un déficit de transferts de chaleur autour du point d’arrêt. Avec des vitesses moyennes au
voisinage de la plaque similaires, les nombres de Nusselt pour les deux types de buse peuvent
être reliés linéairement avec les intensités turbulentes.

Le forçage acoustique, qui modifie l’écoulement en amplifiant certaines structures
tourbillonnaires de la couche de mélange, n’a que très peu d’effet sur les transferts de chaleur
pour la plus grande distance d’impact (H/D = 5). Cependant, pour H/D = 3, le forçage peut
modifier localement les variations du nombre de Nusselt. Le lobe secondaire, clair sur le cas de
référence (jet non forcé), est atténué et déplacé pour les différentes configurations de jet forcé.
La position radiale de ce lobe secondaire semble liée à la position du maximum d’intensité
turbulente au voisinage de la plaque et à la proximité des trajectoires des tourbillons.

Ces résultats tendent à conforter la thèse que les structures turbulentes à grande
échelle ont un effet important sur les variations du coefficient d’échange convectif sur la
plaque d’impact pour des petites distances d’impact.

VI.2 Température de paroi instationnaire

Cette section présente les résultats des mesures thermiques instationnaires, dont le
principe a été décrit dans la Section II.4.2. Le nombre de configurations étudiées pour ces
mesures a été revu à la baisse. En effet, comme le forçage acoustique ne semble pas avoir
beaucoup d’effets sur les transferts thermiques à la paroi d’impact pour la grande distance
d’impact (H/D = 5), nous nous sommes concentrés sur les configurations de la petite dis-
tance d’impact (H/D = 3). Les fréquences de forçage acoustiques sont inchangées et corres-
pondent à des nombres de Strouhal StHP = 0, 0.26, 0.51 et 0.79, et l’amplitude de ce forçage
est toujours AHP = 2V.

Pour chacune de ces configurations, nous disposons de 20 000 champs de températures
pariétales acquises à une fréquence de 500 Hz.
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VI.2.1 Mesures brutes

On présente les résultats bruts de ces mesures, qui permettent de mettre en évidence
les variations de températures réelles de la plaque.

VI.2.1.1 Température moyenne

Les températures moyennes T̄ ont tout d’abord été calculées et sont représentées pour
les quatre configurations à la Figure VI.18.

(a) (b)

(c) (d)

Figure VI.18 – Température moyenne pour les différents forçages : (a) sans forçage, (b)
StHP = 0.26, (c) StHP = 0.51 et (d) StHP = 0.79.

Les mesures étant effectuées en face avant, la température T̄ est équivalente à la
température Tw utilisée pour les mesures de température stationnaire. Elle est donc liée aux
nombres de Nusselt présentés précédemment par :

Nu =
ϕcoD

λair

(
T̄ − Tad

) (VI.3)

ϕco, Tad et λair variant très peu sur la plaque d’impact, on doit retrouver sur les champs
moyens de température une évolution inverse de celle des nombres de Nusselt. Des profils ra-
diaux de température moyenne sont alors extraits (Fig. VI.19(a)) et peuvent être directement
comparés aux variations du nombre de Nusselt (Fig. VI.19(b)).
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(a) (b)

Figure VI.19 – Variations radiales de température moyenne pour H/D = 3 (a) et nombre
de Nusselt (b).

Par exemple, sans forçage (Fig. VI.19(a)), on observe que le minimum de température
est localisé à r/D = 0.5, tout comme le maximum de Nu (Fig. VI.19(b)). Au maximum local
de température pour r/D = 1.5 correspond un minimum local du nombre de Nusselt. De
même, pour StHP = 0.26, la température est strictement croissante suivant une direction
radiale tandis que le nombre de Nusselt est strictement décroissant. Les moyennes de tem-
pératures montrent donc que les mesures de températures instationnaires sont conformes
aux mesures stationnaires décrites précédemment. Elles permettent également de définir une
température fluctuante T ′ :

T ′ = T − T̄ (VI.4)

Notons enfin qu’il est possible de définir un coefficient de transfert convectif fluctuant
h′ = h − h̄ en considérant :

ϕco = h(T − Tad) = (h̄ + h′)(T̄ + T ′ − Tad) = h̄(T̄ − Tad) (VI.5)

ce qu’on développe sous la forme :

ϕco = h̄(T̄ − Tad)
︸ ︷︷ ︸

ϕco

+h̄T ′ + h′(T − Tad) (VI.6)

Ceci conduit à la relation suivante :

h′

h̄
=

−T ′

T − Tad

(VI.7)

Le coefficient de transfert fluctuant est donc proportionnel à la fluctuation de tempéra-
ture T ′ par l’intermédiaire du coefficient de transfert convectif moyen h̄, présentés à la
Figure VI.19(b).

La suite de cette section est consacrée à l’analyse des températures fluctuantes.
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VI.2.1.2 Température fluctuante

Des instantanées de températures fluctuantes sont représentés à la Figure VI.21 pour
les quatre forçages. Deux instants consécutifs sont représentés pour chaque fréquence de
forçage : t = 0 ms sur la colonne de gauche et t = 2 ms sur la colonne de droite. Pour les
quatre configurations, T ′ reste confiné entre −0.5 et 0.5K. Ces valeurs faibles s’expliquent par
le fait que dans notre étude, le jet est maintenu à une température proche de la température
ambiante Tamb.

On n’observe pas de différences fondamentales entre les instantanés de température
fluctuantes pour les différents forçages. Des poches chaudes ou froides semblent se dévelop-
per et se propager par filaments dans la direction radiale. On retrouve ainsi un résultat que
Hadziabdic et Hanjalic [32] ont montré récemment avec une étude numérique de type Simu-
lation aux Grandes Échelles (Fig VI.20) : les lignes de courant à 0.005D de la paroi tendent
à s’agglomérer après r/D = 1 et à définir des directions privilégiées de l’écoulement. Ainsi,
la température pariétale a tendance à évoluer par filaments. Cette évolution par filaments
très proche de la paroi semble être indépendante du forçage, puisqu’on l’observe pour toutes
les fréquences de forçage étudiées (y compris la configuration sans forçage).

Figure VI.20 – Vitesse instantanée et champs thermiques dans un plan à 0.005D de la paroi
(H/D = 2, Re = 20 000) : (a) lignes de courant, (b) norme de la vitesse, (c) température
pariétale et (d) nombre de Nusselt. Reproduction de Hadziabdic et Hanjalic [32].

164



VI.2 – Température de paroi instationnaire

(a)

(b)

(c)

(d)

Figure VI.21 – Champs instantanés de température pariétale pour les différents forçages
pour deux instants consécutifs : (a) sans forçage, (b) StHP = 0.26, (c) StHP = 0.51 et (d)
StHP = 0.79. Colonne de gauche : t = 0 ms et colonne de droite : t = 2 ms.
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VI.2.1.3 Contenu fréquentiel de l’évolution de la température

Des spectres de température locale ont alors été calculés afin d’observer si on retrouve
les fréquences du forçage dans l’évolution temporelle du signal de température (Fig. VI.22).
La fréquence d’acquisition (500 Hz) est faible, elle permet de calculer les spectres jusqu’à
250 Hz, ce qui correspond à un nombre de Strouhal StD = 0.54. Les spectres calculés pour le
signal de température fluctuante à la position (x/D = −1, y/D = 0) sont représentés pour
les quatre configurations à la Figure VI.23.

Figure VI.22 – Signaux temporels de température fluctuante en (x/D = −1, y/D = 0) pour
les différents forçages : (a) sans forçage, (b) StHP = 0.26, (c) StHP = 0.51 et (d) StHP = 0.79.

Ces spectres mettent en évidence que les fréquences les plus énergétiques dans le
signal de température correspond à des nombres de Strouhal très faibles (StD < 0.02), cor-
respondant à des fréquences inférieures à 10 Hz. Le pic pour ces fréquences atteint −30dB/Hz
pour toutes les fréquences de forçage étudiées. Sans forçage (Fig. VI.23(a)), le spectre tombe
ensuite très rapidement en dessous de −50dB/Hz, pour StD > 0.1. Aucune fréquence carac-
téristique n’apparaît alors.

Pour les cas forcés, on retrouve des pics correspondant aux fréquences de forçages,
mais l’énergie associée à ces fréquences est toujours inférieure à celle des phénomènes basses
fréquences. Pour StHP = 0.26 (Fig. VI.23(b)), on retrouve un pic sur la fondamentale (StD =
0.26) ainsi qu’un pic à la deuxième harmonique (StD = 0.52). On observe également un pic
à StD = 0.3, qui correspond au repliement du spectre de la troisième harmonique du forçage
StD = 3StHP = 0.78 (0.3 = 0.54 − (3StHP − 0.54)).

Pour StHP = 0.52 (Fig. VI.23(c)), il n’y a qu’un seul pic correspondant au nombre de
Strouhal du forçage.

Enfin, pour StHP = 0.79 (Fig. VI.23(d)), on ne peut pas observer de pic à la fréquence
du forçage, car celle-ci est plus élevée que la fréquence maximale observable. Cependant, un
pic à StD = 0.29 est détecté. Celui-ci correspond en fait au repliement du spectre de la fré-
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(a) (b)

(c) (d)

Figure VI.23 – Densité spectrale de puissance de températures en (x/D = −1, y/D = 0)
pour les différents forçages : (a) sans forçage, (b) StHP = 0.26, (c) StHP = 0.51 et (d)
StHP = 0.79. La fluctuation de température de référence vaut 1K.

quence du forçage (0.29 = 0.54− (StHP − 0.54)). Un pic à StD = StHP/2 = 0.4 est également
présent. Le fait de retrouver comme nombre de Strouhal prépondérant StD = StHP/2 sur
le spectre de température montre qu’il existe un effet réel du passage des tourbillons sur la
température. En effet, dans cette configuration, l’interaction entre deux tourbillons consé-
cutifs au niveau de la plaque d’impact induit que le nombre de Strouhal prépondérant dans
l’écoulement est StHP/2, ce qui correspond à ce qui est observé sur le spectre de température
pariétale.

Ces pics prouvent que le passage des tourbillons sur la plaque a une signature sur la
température fluctuante de paroi. Cependant, ce phénomène est masqué par les phénomènes
à très basses fréquences, plus énergétiques. Il est donc indispensable de s’affranchir de ces
basses fréquences afin d’étudier l’évolution spatio-temporelle de la température de paroi
associée au passage des tourbillons. Pour cela, deux méthodes de traitement des données ont
été mises en œuvre : la moyenne de phase et un filtrage passe-haut « pixel par pixel ».
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VI.2.2 Températures moyennes en phase

La moyenne de phase, dont le principe a été décrit à la Section III.1.1 pour une appli-
cation à un signal de vitesse, peut être utilisée pour toute grandeur définie temporellement
pour extraire une périodicité de la grandeur considérée. On peut donc l’utiliser pour extraire
la composante périodique des signaux temporels de températures à la fréquence du forçage.
La moyenne de phase a dont été appliquée aux champs fluctuants de température pariétale,
en choisissant comme signal de référence une sinusoïde à la fréquence du forçage dans les
cas StHP = 0.26 et 0.51 et à la fréquence fHP/2 dans le cas StHP = 0.79. Ce choix a été fait à
partir des spectres présentés à la Figure VI.23. Disposant de 20 000 champs de température,
le nombre de classes de la moyenne de phase a été fixé à 25. Ainsi, pour chaque phase, la
moyenne de phase 〈T 〉 est la moyenne de 800 champs instantanés de température fluctuante
T ′. Les moyennes de phase obtenues sont représentées à la Figure VI.24 pour les trois cas
forcés.

(a) StHP = 0.26

(b) StHP = 0.51

Figure VI.24 – Description avec la suite de la figure page suivante.
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(c) StHP = 0.79

Figure VI.24 – Moyenne de phase de température pariétale pour les trois configurations
forcées : (a) StHP = 0.26, (b) StHP = 0.51 et (c) StHP = 0.79. 5 instants sont représentés par
configuration, correspondant à des temps adimensionnés par la période de forçage tfHP = 0,
0.2, 0.4, 0.6 et 0.8.

Ces moyennes de phase permettent donc d’observer dans le cas des jets forcés l’évolu-
tion de la température pariétale à la fréquence prépondérante dans l’écoulement au voisinage
de la plaque. On retrouve un caractère axisymétrique pour StHP = 0.26. La moyenne de
phase met en évidence une succession de fronts chauds et froids sur l’ensemble de la fenêtre
de visualisation. Ces fronts chauds et froids ont une faible amplitude d’environ 40mK.

Pour StHP = 0.51 et 0.79, les moyennes de phase mettent également en évidence une
succession de fronts chauds et fronts froids, d’amplitudes moins importantes (10mK pour
StHP = 0.51 et 25mK pour StHP = 0.79). Cette cohérence semble cependant se dégrader
très rapidement avec la distance radiale : alors que les fronts chauds et froids se propagent
jusqu’à la fin de la fenêtre de visualisation pour StHP = 0.26, ils sont beaucoup moins
évidents à visualiser après r/D = 1.5 pour StHP = 0.51 et StHP = 0.79. On retrouve alors
des distributions de températures par filaments radiaux, comme ce qui a été précédemment
décrit pour les mesures brutes.

Les moyennes de phase de température ayant un caractère davantage axisymétrique
que les mesures brutes, une moyenne azimutale de 〈T 〉 permet de représenter correctement
les moyennes de phase. On obtient ainsi des cartographies spatio-temporelles de 〈Ť 〉, repré-
sentées sur deux périodes à la Figure VI.25.

Pour StHP = 0.26, pour r/D < 0.7, les amplitudes 〈Ť 〉 sont faibles de l’ordre de 5mK.
Les fronts chauds et froids arrivent en même temps sur toute cette zone, ce qui conduit
à des contours de température horizontaux sur la figure. En effet, les tourbillons, dont le
changement de composante principale de vitesse se produit pour r/D = 0.7, produisent donc
leur effet sur la plaque au même moment avant cette position. Ensuite, les fronts chauds ou
froids se propagent sur la paroi jusqu’à la fin de la fenêtre de visualisation. Leur amplitude
maximale (35mK) se situe vers r/D = 1.4. Cette amplitude décroit ensuite, probablement
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(a)

(b) (c)

Figure VI.25 – Moyenne azimutale de la moyenne de phase pour les différents forçages :
(a) StHP = 0.26, (b) StHP = 0.51 et (c) StHP = 0.79.

à cause de la diminution de l’intensité des tourbillons avec leur extension radiale. La pente
des fronts chauds ou froids permet de calculer leur vitesse de propagation radiale, qui vaut
environ 0.65u0 entre r/D = 1 et 2. Pour StHP = 0.51 (Fig. VI.25(b)), les amplitudes sont
beaucoup plus faibles et ne dépassent pas 5mK. On observe malgré tout une structuration à
la fréquence du forçage pour 0.7 < r/D < 1.6. La vitesse de propagation des fronts chauds
et froids est alors 0.55u0. Pour r/D > 1.6, la moyenne de phase semble avoir perdu toute
structuration cohérente. Pour StHP = 0.79 (Fig. VI.25(c)), on retrouve des amplitudes moins
négligeables, de l’ordre de 20mK. La structuration périodique s’étend entre r/D = 0.5 et
r/D = 1.8. La vitesse de propagation des fronts est 0.55u0. Comme pour les mesures de
pression, les vitesses de propagation des fronts ne correspondent pas tout à fait aux vitesses
de convection des tourbillons le long de la paroi (Sec. IV.3.3), elles sont ici légèrement plus
élevées.

Les moyennes de phase de température montrent ainsi que les tourbillons ont un
effet sur la température fluctuante de la paroi. En effet, les fréquences d’évolution de la
température correspondent à la fréquence de passage des tourbillons dans la zone considérée.
De plus, les vitesses de propagation de ces fronts sont du même ordre de grandeur que les
vitesses de convection des tourbillons. Les amplitudes de ces évolutions de température

170



VI.2 – Température de paroi instationnaire

suivent la même tendance que celle de l’amplitude de vitesse au centre de la buse, noté
A et défini à la Section IV.1.2. En effet, les fluctuations de 〈T 〉 sont les plus amples pour
StHP = 0.26, avec le paramètre A = 0.135 le plus élevé, et les fluctuations les plus faibles
sont pour StHP = 0.51, et A = 0.025 est le plus faible.

Malheureusement, en l’absence de mesures vitesse/température couplées, il est impos-
sible de conclure quant à l’effet réel des tourbillons. On ne peut pas savoir si le passage du
tourbillon correspond à un front froid ou à un front chaud. Les deux points de vue peuvent
d’ailleurs être défendus (Fig. VI.26) :

– (a) : le passage des tourbillons correspond aux vitesses les plus élevées au voisi-
nage de la plaque. Les transferts thermiques sont donc plus élevés, et la plaque se
refroidit. Le passage des tourbillons correspond alors à un front froid.

– (b) : les tourbillons se réchauffent au voisinage de la plaque. La légère augmentation
de la température de paroi pourrait donc être due au passage de ces tourbillons.
Entre les tourbillons, l’air qui échange de la chaleur avec la plaque provient de l’air
ambiant, entraîné vers la plaque par la vitesse induite par les tourbillons. Cet air,
plus frais, provoque alors les fronts froids. Dans ce cas, le passage des tourbillons
correspond à un front chaud.

On peut également imaginer des situations mixtes, dans lesquelles les tourbillons se situent
intercalés entre le front chaud et le front froid, ou bien entre le front froid et le front chaud.

T ′

~v

Tourbillon

T ′

Tourbillon

(a) (b)

Ttourb

Tamb

Figure VI.26 – Effet du passage d’un tourbillon sur la température fluctuante.

La moyenne de phase est assez limitative, du fait qu’elle impose une périodicité au
champ de température. Alors qu’on cherche seulement à se prémunir des très basses fré-
quences observées sur la température brute, on ne conserve que la fréquence du forçage et
ses harmoniques. On perd beaucoup d’informations sur l’évolution des températures de pa-
roi. De plus, elle nécessite une fréquence de référence pour calculer la moyenne de phase,
chose que nous n’avons pas pour le cas de référence, sans forçage. Ce type d’analyse est donc
impossible pour les résultats du jet non forcé.

VI.2.3 Filtrage passe-haut

Une deuxième méthode d’analyse, plus complète puisqu’applicable tant au jet forcé
qu’au jet non forcé, a été développée. Il s’agit d’appliquer un filtre passe-haut au signal
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de température pour tous les pixels de la fenêtre de mesure. Le filtre utilisé est un filtre à
réponse impulsionnelle finie avec une fréquence de coupure à −3 dB de 50 Hz (StD = 0.107).
Le gain et la phase du filtre utilisé en fonction du nombre de Strouhal sont représentées à
le Figure VI.27. Il est à noter que la phase est linéaire avec la fréquence. Ainsi, le décalage
temporel introduit par la phase du filtre ne dépend pas de la fréquence. Autrement dit,
toutes les fréquences sont décalées par le même temps 2.

Figure VI.27 – Magnitude et phase du filtre à réponse impulsionnelle finie utilisé.

Le signal temporel en chaque point est extrait, on lui applique le filtre par convolution
du signal avec la réponse impulsionnelle du filtre et on reconstruit les champs de tempéra-
ture. Les champs de température filtrés sont notés T̂ . Les densités spectrales de puissance
de températures pour les quatre configurations à la position (x/D = −1, y/D = 0) sont re-
présentées à la Figure VI.28. La position est la même que pour les spectres bruts représentés
à la Figure VI.23.

Ces spectres montrent que tous les nombres de Strouhal inférieurs à 0.1 sont considéra-
blement atténués. Les très basses fréquences qui gênaient pour observer les phénomènes ther-
miques aux fréquences caractéristiques de l’écoulement ont donc disparu. Entre StD = 0.1
et 0.15, les oscillations sont atténuées de moins de 3dB. Après StD = 0.15, les spectres ne
sont plus du tout modifiés. En particulier, les pics dans les spectres de température ont
exactement la même énergie.

La Figure VI.29 représente des champs instantanés de champs de température filtrés
T̂ . Ces instantanés sont pour les mêmes temps que les champs instantanés fluctuants bruts
de la Figure VI.21.

2. La phase ∆φ est linéaire avec la fréquence, donc avec la pulsation ω, donc ∆φ(ω) = Kω. Le délai

∆t introduit par le filtre est ∆t(ω) = ∆φ(ω)
ω

= K qui est donc constant par rapport à la fréquence.
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(a) (b)

(c) (d)

Figure VI.28 – Densité spectrale de puissance de températures en (x/D = −1, y/D = 0)
pour les différents forçages après filtrage : (a) sans forçage, (b) StHP = 0.26, (c) StHP = 0.51
et (d) StHP = 0.79.

Pour les quatre configurations, les amplitudes maximales observées sur les champs
instantanés de température filtrés sont de l’ordre de 0.1K, ce qui est entre 3 et 10 fois plus
élevé que pour les moyennes de phase présentées précédemment. Ainsi, on récupère bien
une part bien plus importante de l’énergie contenue dans la température fluctuante. Du fait
du filtrage effectué pixel par pixel, on obtient des champs de température de T̂ beaucoup
moins « continus » que les champs bruts ou les moyennes de phase, ce qui se traduit par des
isocontours de température aux frontières très hachées.

Pour les cas avec forçage (Fig. VI.29(b,c,d)), on retrouve des résultats moins bien
lissés, mais cohérents avec ce qui a été observé pour les moyennes de phase. La température
fluctuante pariétale est donc constituée de différents fronts chauds et froids, se succédant à
la fréquence du forçage. On retrouve de plus un aspect filamentaire à ces évolutions : des
filets chauds ou froids se propagent dans la direction radiale.

Pour le cas non forcé (Fig. VI.29(a)) qu’on ne pouvait pas étudier à l’aide de la
moyenne de phase, on retrouve également des successions de fronts chauds et froids. Cepen-
dant, aucune fréquence ne se dégage dans le spectre de température (Fig. VI.28(a)), tout
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(a)

(b)

(c)

(d)

Figure VI.29 – Champs instantanés de température pariétale après filtrage pour les dif-
férents forçages : (a) sans forçage, (b) StHP = 0.26, (c) StHP = 0.51 et (d) StHP = 0.79.
Colonne de gauche : t = 0 ms et colonne de droite : t = 2 ms.
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comme dans le spectre de vitesse sans forçage (Fig. IV.6 pour z/D = 3 en se limitant à
0 < StD < 0.5). La succession des fronts chauds et froids semble donc une nouvelle fois être
liée au passage des tourbillons. En effet, dans le cas sans forçage, aucune fréquence carac-
téristique de tourbillons ne domine le spectre de vitesse, les effets de ces tourbillons sur la
température de paroi ne peuvent donc pas présenter une fréquence d’apparition prépondé-
rante.

Malgré un caractère beaucoup moins axisymétrique que les moyennes de phase, on
peut calculer une moyenne azimutale, notée Ť , partiellement représentée pour les quatre
configurations à la Figure VI.30.

(a) (b)

(c) (d)

Figure VI.30 – Cartographie spatio-temporelle de température moyennée azimutalement :
(a) sans forçage, (b) StHP = 0.26, (c) StHP = 0.51 et (d) StHP = 0.79.

Pour les cas avec forçage (Fig. VI.30(b,c,d)), les résultats sont similaires à ceux de
la moyenne de phase (Fig. VI.25). On retrouve la succession des fronts chauds et froids,
se développant à partir de r/D = 0.7 environ, à la fréquence correspondant aux pics des
spectres de température correspondants (Fig. VI.28(b,c,d)). Ces fronts sont présents jusqu’à
la fin de la fenêtre de visualisation pour StHP = 0.26, jusqu’à r/D = 1.6 pour StHP = 0.51
et jusqu’à r/D = 1.8 pour StHP = 0.79. Les amplitudes sont plus élevées que pour les
moyennes de phase. Sans forçage (Fig. VI.30(a)), on retrouve des fronts chauds et froids,
avec des amplitudes (35mK) moins élevées que dans les cas forcés (jusqu’à 80mK pour
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StHP = 0.26). Conformément au spectre correspondant (Fig. VI.28(a)), il n’y a pas de
fréquence prépondérante dans la gamme de mesure.

À partir de ces cartographies de température, on peut calculer une température qua-
dratique Ť rms dépendant de r/D correspondant à la gamme de mesure filtrée (0.1 < StD <
0.55) :

Ť rms =
(

Ť 2
) 1

2

(VI.8)

La Figure VI.31 représente les variations radiales de la température quadratique pour les
quatre configurations (Fig. VI.31(a)) et les variations de vitesses quadratiques à 0.1D de la
plaque (Fig. VI.31(b)).

(a) (b)

Figure VI.31 – (a) Températures quadratiques après filtrage et moyenne azimutale et (b)
vitesses quadratiques à 0.1D de la plaque pour H/D = 3.

Tout d’abord, pour r/D < 0.5, les températures quadratiques sont très faibles pour
toutes les configurations (5mK sans forçage, 7mK pour StHP = 0.51 et 12mK pour StHP =
0.26 et 0.79). En effet, le cône potentiel n’étant pas encore terminé, les fluctuations de vitesse
(Fig. VI.31(b)) sont également très faibles, il y a donc très peu de variations de transferts
de chaleur et donc de fluctuations de température à la paroi.

Ensuite, les températures quadratiques augmentent pour les quatre configurations.
L’augmentation la plus faible correspond au jet non forcé, où la température quadratique
maximale est 18mK pour r/D = 1.2. Le forçage à StHP = 0.51 donne une température
quadratique maximale de 30mK pour r/D = 1.2, puis celui à StHP = 0.79 a son maximum
(35mK) pour r/D = 1.1, et enfin le forçage à StHP = 0.26 donne une température quadra-
tique maximale à 38mK pour r/D = 1.4. Ces augmentations correspondent à l’arrivée des
structures tourbillonnaires sur la plaque d’impact et donc à l’augmentation d’amplitude des
fronts chauds et froids.

Pour le jet non forcé et les jets forcés à StHP = 0.51 et StHP = 0.79, on a alors
une diminution de la température quadratique jusqu’à environ 15mK aux alentours de la
position r/D = 2. Il est à noter que ce minimum local correspond à peu près à la position
du lobe secondaire dans les variations radiales du nombre de Nusselt (Fig. VI.19(b)). Les
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températures quadratiques augmentent ensuite légèrement jusqu’à la fin de la fenêtre de
visualisation.

Pour le jet forcé à StHP = 0.26, l’évolution est assez différente des autres cas. Après la
température quadratique maximale à r/D = 1.4, l’évolution ne fait que diminuer légèrement
jusqu’à la fin de la fenêtre de visualisation. Ceci peut être dû au fait que les tourbillons
dans cette configuration ne s’éloignent pas de la plaque après l’impact, contrairement aux
autres configurations (Fig. VI.12(b)). L’amplitude des fluctuations décroît alors légèrement
avec la conjugaison de deux effets : la perte d’intensité des anneaux tourbillonnaires avec
leur extension radiale et le fait que les tourbillons se réchauffent de plus en plus au contact
de la plaque, ce qui tend à faire diminuer leur effet sur la température fluctuante. On peut
également mettre cette différence en relation avec le fait qu’on observe pas de lobe secondaire
sur l’évolution radiale du nombre de Nusselt dans cette configuration (Fig. VI.19(b)).

VI.2.4 Décomposition triple de la température pariétale

À partir de ces traitements, il est possible, comme pour la vitesse, de définir une
décomposition triple de la température :

T = T̄ + T ′ = T̄ + T̃ + T ′′ (VI.9)

où T est la température instantanée, T̄ la température moyenne, T ′ la fluctuation de tem-
pérature, T̃ la composante cohérente de la température et T ′′ = T ′ − T̃ la température
résiduelle. On appliquera cette décomposition à la quantité T − Tinj, où Tinj est la tempé-
rature d’injection du jet, cette différence de température est plus représentative de notre
problème que la température brute T . Le filtre utilisé pour extraire la composante cohérente
peut être la moyenne de phase ou le filtrage passe-haut. Un exemple de décomposition triple
par moyenne de phase pour H/D = 3 et StHP = 0.26 est alors présenté à la Figure VI.32. La
composante moyenne, non représentée, est quasiment identique au champ de température
instantané (Fig. VI.32(a)).

La composante cohérente de la température (Fig. VI.32(c)) provenant de la moyenne
de phase, on retrouve la succession de fronts chauds et froid, dont les amplitudes sont très
faibles (0.03K). En conséquence, la température résiduelle (Fig. VI.32(d)) est quasiment iden-
tique aux fluctuations globales de températures (Fig. VI.32(b)). L’amplitude de ces champs
de température est de l’ordre de 0.3K, soit dix fois plus que la composante cohérente de la
température. La composante résiduelle est donc principalement constituée des contributions
à très basses fréquences, qui s’organisent en filaments suivant des directions radiales.

Du point de vue énergétique, la décomposition est similaire à celle de la vitesse :

‖T − Tinj‖2 = ‖T̄ − Tinj‖2 + ‖T ′‖2 = ‖T̄ − Tinj‖2 + ‖T̃‖2 + ‖T ′′‖2 + 2(T̃ · T ′′) (VI.10)

La Table VI.1 donne alors les valeurs des différentes composantes de la décomposition éner-
gétique avec une décomposition triple basée sur le filtrage passe-haut.

En ce qui concerne la composante moyenne, elle est comme attendue très proche de
la composante instantanée. Les composantes fluctuantes sont en conséquence très faibles, de
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(a) (b)

(c) (d)

Figure VI.32 – Exemple de décomposition triple de température : (a) température instan-
tanée, (b) température fluctuante, (c) température cohérente et (d) température résiduelle.

StHP ‖T − Tinj‖2 ‖T̄ − Tinj‖2 ‖T ′‖2 ‖T̃‖2 ‖T ′′‖2 2(T̃ · T ′′)

0 1 ≈ 1 2.97 · 10−6 − − −
0.26 1 ≈ 1 3.93 · 10−6 5.26 · 10−7 3.40 · 10−6 ≈ 4 · 10−8

0.51 1 ≈ 1 4.28 · 10−6 4.25 · 10−7 3.85 · 10−6 ≈ 4 · 10−8

0.79 1 ≈ 1 4.81 · 10−6 5.34 · 10−7 4.28 · 10−6 ≈ 5 · 10−8

Table VI.1 – Aspects énergétiques de la décomposition triple de température par filtrage
passe-haut.

l’ordre de 4 · 10−6. Cette composante fluctuante se décompose pour les cas forcés entre la
composante cohérente, de l’ordre de 5 · 10−7 et la température résiduelle, autour de 4 · 10−6,
et donc très peu différente de la composante de fluctuations ‖T ′‖2. Une nouvelle fois, la
majeure partie des fluctuations provient des basses fréquences avec ce régime filamentaire.

La décomposition triple de la température présentée ici permet de représenter les
différents phénomènes de propagation de température sur la plaque d’impact. Néanmoins,
cette décomposition ne se relie pas aisément à celle effectuée pour les champs de vitesse
(Sec. IV.4). Par exemple, on ne peut clairement pas lier le champ moyen de vitesse et la
température moyenne de la plaque. Comme cela a été démontré grâce aux mesures ther-
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miques stationnaires, la composante cohérente de la vitesse joue un rôle prépondérant sur la
composante moyenne de la température.

VI.2.5 Conclusion

Les mesures de températures pariétales instationnaires ont permis de mettre en évi-
dence un effet du passage des structures tourbillonnaires sur l’évolution temporelle de la
température de paroi. Pour cela, il est indispensable de traiter les mesures brutes, dominées
par des basses fréquences, pour faire apparaître des successions de fronts chauds et froids, à
la fréquence des passage des tourbillons sur la plaque.

Les deux méthodes de traitements présentées (moyenne de phase et filtrage passe-
haut) donnent ainsi des résultats similaires. La moyenne de phase permet d’améliorer la
résolution temporelle mais fait perdre trop d’informations sur les signaux de température,
alors que le filtrage passe-haut, coûteux en temps de calcul, permet de donner une meilleure
estimation du signal temporel de température à la paroi, pour les fréquences caractéristiques
de l’écoulement. D’autres traitements comme la décomposition en modes propres ont été
testés, elle ne permet cependant pas de découpler les évènements très basses fréquences des
évènements correspondants à la fréquence de passage des tourbillons.

Enfin, il est à noter que les amplitudes de température des mesures brutes sont de
0.5K. Après traitement, les amplitudes sont inférieures à 0.1K avec le filtrage passe-haut et
à 0.05K avec la moyenne de phase. Ces très faibles amplitudes peuvent paraître décevantes
et frustrantes, on a cependant montré qu’elles correspondaient à des phénomènes aérodyna-
miques (structures tourbillonnaires). De plus, il apparaît que la technique de mesure utilisée
aurait tendance à sous-estimer ces fluctuations. En effet, la caméra infrarouge mesure une
température sur un plan de mesure, plan qui a une certaine épaisseur, typiquement de l’ordre
de quelques microns. La caméra intègre donc le rayonnement sur une certaine profondeur
de la plaque d’impact. Les fluctuations de températures pariétales ont tendance à être très
rapidement atténuées par la conduction dans la profondeur de la plaque. La caméra intègre
donc sur la profondeur un signal qui s’atténue avec la profondeur. L’amplitude des fluctua-
tions mesurées est donc nécessairement inférieure à l’amplitude des fluctuations réelles à la
paroi.

La littérature en matière de mesures de températures pariétales résolues temporel-
lement sur des jets en impact est assez peu pourvue. Notons tout de même les travaux de
O’Donovan et Murray [76] et de Narayanan et Patil [74]. O’Donovan et Murray [76] me-
surent directement les transferts de chaleur pour des jets ronds (H/D ≤ 2, Re ≤ 30 000) et
obtiennent des nombres de Nusselt quadratiques de l’ordre de 2-5 pour r/D < 3. À partir de
l’Équation VI.5, on peut évaluer un nombre de Nusselt quadratique pour nos configurations,
et celui-ci est de l’ordre de 0.005 sans forçage et 0.01 avec forçage. Ces valeurs beaucoup
plus faibles sont probablement liées à la technique de mesure utilisée. En effet, Narayanan et
Patil [74] mesurent les fluctuations de température par thermographie infrarouge (jet plan,
H/D ≤ 5, Re = 22 500). Ils obtiennent des amplitudes de fluctuations de température de
l’ordre de 0.3K, ce qui est tout à fait cohérent avec ce que nous avons obtenu.
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Conclusion

Les travaux présentés dans ce mémoire constituent une étude expérimentale aéro-
dynamique et thermique de l’impact d’un jet rond unique sur une paroi plane. L’objectif
initial du travail était de déterminer le rôle des structures instationnaires sur le transfert de
chaleur d’un jet en impact, ou plus exactement sur le coefficient d’échange entre la plaque
et l’écoulement extérieur.

Pour mener à bien cette étude, il a fallu dans un premier temps concevoir et valider un
banc expérimental original. Un travail bibliographique a donc été mené pour définir les ca-
ractéristiques aérodynamiques et thermiques de l’impact d’un jet d’air sur une plaque plane,
ainsi que les paramètres les plus influents sur les transferts de chaleur dus à cet impact. Ce
banc devait en outre répondre à certaines exigences comme de nombreux accès optiques pour
faciliter les mesures aérodynamiques, mais aussi une certaine modularité pour pouvoir faire
varier aisément les principaux paramètres de l’étude. Pour toutes ces raisons, nous avons
retenu un banc permettant l’étude d’un jet unique axisymétrique en impact sur une paroi
plane perpendiculaire. Le nombre de Reynolds du jet a été fixé à 28 000 car il constitue
pour de nombreux auteurs [5, 14, 21] une configuration de référence. Seules deux distances
d’impact ont été étudiées (H/D = 3 et H/D = 5) car elles correspondent à deux configu-
rations distinctes : pour la plus petite distance d’impact, la zone potentielle n’est pas finie
au moment de l’impact contrairement à la configuration H/D = 5. Le module d’injection a
été équipé d’un haut-parleur de manière à moduler la vitesse du jet en sortie de buse. Cette
technique simple et robuste nous a permis de faire varier sur une large gamme le contenu
énergétique des structures cohérentes qui se forment naturellement pour ce type d’écoule-
ment. Au final, trois fréquences de forçage ont été majoritairement utilisées, correspondant
à des nombres de Strouhal basés sur la diamètre du jet StHP = 0.26, 0.51 et 0.79 et permet-
tant des configurations d’écoulements avec des comportements et des propriétés distincts.
L’amplitude du forçage donne des modulations de la vitesse en sortie de buse variant entre 2
et 48% selon les configurations. Les résultats pour ces configurations forcées sont comparés
au cas de référence, pour lequel le jet n’est pas forcé. On notera que nos résultats ont permis
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de mettre en évidence que cette technique de forçage n’est pas adaptée dans le cas d’une
injection de type « tube long ».

Diverses techniques de mesure ont été utilisées pour qualifier le montage et mener
à bien cette étude. Des champs de vitesse ont été mesurés par vélocimétrie par images de
particules classique (PIV) ou haute vitesse (HS-PIV). Des mesures de vitesse par fil chaud
ont également été menées. Des capteurs différentiels de pression ont permis de mesurer
l’évolution temporelle des pressions sur la paroi d’impact. Enfin, une caméra infrarouge a
permis d’obtenir les distributions moyennes et fluctuantes de températures pariétales. La
complémentarité de ces techniques a permis dans un premier temps de valider le dispositif
expérimental, puis, dans un second temps, de réaliser une base de données relativement
complète nécessaire à l’analyse des mécanismes physiques mis en jeu.

Ainsi, les mesures de champs de vitesse par PIV ont clairement mis en évidence l’effet
du forçage acoustique sur le jet. Les structures tourbillonnaires dans la couche de mélange
du jet correspondant à la fréquence du forçage sont amplifiées. Selon la fréquence de forçage,
ces tourbillons peuvent être très stables (StHP = 0.26), perdre leur cohérence à l’approche de
la plaque d’impact (StHP = 0.51), ou encore donner lieu à des interactions régulières entre
tourbillons (StHP = 0.79). Pour des amplitudes de forçage modérées, les champs moyens
de vitesse peuvent être très peu modifiés par le forçage alors que les intensités turbulentes
de fluctuations de vitesse augmentent sensiblement. Les décompositions triples calculées à
l’aide de moyennes de phase ou de décompositions en modes propres montrent que les contri-
butions moyennes, cohérentes et stochastiques de l’écoulement peuvent alors être adaptées
en fonction de la fréquence et de l’amplitude du forçage acoustique, permettant ainsi une
grande souplesse pour l’étude paramétrique et une grande diversité d’écoulement pour la
compréhension des mécanismes physiques. Les résultats montrent que ces tourbillons gé-
nèrent des fluctuations de pression sur la plaque d’impact, qui ont été mesurées et évaluées à
l’aide d’un formalisme intégral sur une équation de Poisson pour la pression. Cette méthode
permet d’obtenir une estimation raisonnable de la pression pariétale, à la fois pour la pres-
sion moyenne ainsi que pour les fluctuations de pression. Bien que ces fluctuations soient
systématiquement sous-estimées, les spectres de pressions pariétales ainsi que les corrélations
spatio-temporelles sont très bien évalués.

La dernière partie du travail, l’étude des transferts de chaleur moyens par convection
entre le jet et la paroi d’impact, révèle deux principaux effets du forçage acoustique sur
les variations radiales du nombre de Nusselt pour la petite distance d’impact (H/D = 3).
L’effet de l’impact du cône potentiel du jet sur la paroi disparaît lorsque le forçage acous-
tique conduit à une augmentation importante des niveaux de turbulence sur l’axe du jet
(StHP = 0.26). Pour toutes les configurations de forçage étudiées, le lobe secondaire de
transferts de chaleur, situé à r/D = 2 dans le cas de référence, est déplacé vers l’amont et
est fortement atténué par le forçage acoustique. En revanche, pour la grande distance d’im-
pact (H/D = 5), le forçage acoustique n’a que très peu d’effet sur la distribution du nombre
de Nusselt. On peut expliquer en partie ce comportement par une excitation insuffisante
et/ou par un écoulement au comportement établi bien ancré qui minimise l’effet du forçage
et de son action sur les transferts. Une originalité de ce travail concerne des mesures insta-
tionnaires de température pariétale. Elles mettent en évidence deux modes de propagation
des fluctuations de température le long de la plaque d’impact. Le premier est indépendant du
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forçage acoustique et correspond à une propagation filamentaire (présentant des directions
angulaires privilégiées), pour des amplitudes de l’ordre de 0.5 K. Les fréquences caractéris-
tiques sont très faibles (< 50 Hz). Le second mode de propagation est lié à la convection des
tourbillons le long de la plaque d’impact, et correspond à la propagation radiale de fronts
chauds et froids. Il se produit à la fréquence caractéristique des tourbillons convectés sur la
plaque et son amplitude est de l’ordre de 0.1 K.

Perspectives

À ce stade de l’étude, plusieurs questions restent en suspens pour la poursuite de ces
travaux :

Pourquoi observe-t-on des différences concernant les vitesses de convections des struc-
tures en fonction de la grandeur mesurée (vitesse, pression, température). S’agit-il là d’une
dispersion liée aux mesures ou bien existe-t-il une explication plus physique ? Pour lever
ce doute, différentes solutions sont envisageables. Par exemple, des mesures couplées vi-
tesse/température permettraient de compléter cette analyse. Malheureusement, ces mesures
semblent plus problématiques à mettre en oeuvre. En effet, le plan laser nécessaire pour des
mesures PIV va modifier considérablement la température sur la plaque. Les mesures de
thermographie infrarouge devront donc être couplées à une mesure de vitesse locale par fil
chaud, ce qui limitera l’analyse de ces résultats.

De même, des mesures couplées vitesse/pression devraient permettre d’analyser plus
finement l’effet des tourbillons sur les pressions pariétales. Ces mesures vitesse (PIV) - pres-
sion (capteurs différentiels), qui ne posent pas de problèmes techniques particuliers, permet-
traient de mieux comprendre l’effet des tourbillons sur la pression pariétale via des techniques
d’analyse telles que l’estimation stochastique linéaire (Linear Stochastic Estimation - LSE).
De plus, en comparant la pression évaluée par formalisme intégral avec la pression mesurée
au même instant, la méthode d’évaluation de la pression pariétale par formalisme intégral
pourrait être validée.

Une étude numérique par simulation numérique directe (DNS) peut être envisagée
d’ici quelques années. Elle permettrait d’avoir une base de données beaucoup plus complète
pour l’identification des mécanismes mis en jeu. Une étude préliminaire (nombre de Reynolds
plus modeste) a débuté en octobre 2010. Cette étude permettra à terme d’évaluer de manière
systématique les modifications sur les distributions de nombre de Nusselt en fonction des
paramètres de forçage (fréquence et amplitude), et donc d’analyser l’effet du forçage sur
l’écoulement et sur la température de paroi.

Enfin, une étude sur l’effet de la compressibilité peut aussi être envisagée. En effet,
de nombreuses applications des jets en impact concernent des jets faiblement (M > 0.3)
ou fortement compressibles (M > 0.8). Il serait intéressant de vérifier que le rôle des struc-
tures tourbillonnaires sur les transferts thermiques est identique dans le cas des écoulements
compressibles. A cette fin, une application de la méthodologie mise en place au cours de
cette étude est programmée sur des jets supersoniques en impact. Alvi et al. [2] présentent
un contrôle de jet supersonique en impact à l’aide de micro-jets supersoniques permettant
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une atténuation de bruit de l’ordre de 10 dB. Une étude de détection et de caractérisation
de structures tourbillonnaires couplée à des mesures de pression permettrait alors de mieux
comprendre les mécanismes mis en jeu dans la boucle rétroactive décrite par Ho et Nosseir
[37].
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