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Introduction

i) Bref rappel historique

Les générateurs d’ondes (ou moteurs) thermoacoustiques sont des résonateurs acoustiques dans
lesquels 'interaction des oscillations acoustiques et thermiques au voisinage de parois solides soumises
a un fort gradient de température engendre une conversion d’énergie thermique en énergie acoustique.
Ce processus d’amplification thermoacoustique suscita l'intérét de la communauté scientifique dés la
fin du 18¢ siécle lorsque Byron Higgins réussit a créer des oscillations acoustiques dans un tube grace
a une flamme judicieusement placée sur la paroi d’un résonateur [25]. D’autres réalisations de ce type
de machine virent le jour a la fin du 19¢ siécle avec le tube de Sondhaus [58] ou le tube de Rijke [50].
La théorie de 'interaction thermoacoustique (entre champs acoustique et thermique) a été décrite de
facon générale en 1868 par Kirschhoff, qui introduisit la conduction de la chaleur dans la théorie de
la propagation du son. C’est sur la base de ces travaux qu’une premiére interprétation qualitative du
tube de Sondhaus a été donnée par Lord Rayleigh en 1896 [51], qui souligne en particulier que les
oscillations de température subies au cours d’un cycle acoustique par une particule de fluide (située au
voisinage d’une paroi du résonateur soumise a un fort gradient de température) doivent nécessairement
étre en retard de phase relativement au déplacement particulaire acoustique pour que le processus
d’amplification thermoacoustique se produise.

Dans les années 1960, une étape importante fut franchie lorsque Carter et coll. [15] mirent au point
un tube de Sondhaus "optimisé" par l’ajout d’un empilement de plaques (stack) dans le résonateur,
permettant ainsi d’accroitre significativement l’efficacité de la machine. Ce dispositif, représenté
schématiquement sur la Fig. 1, est qualifié & présent de moteur thermoacoustique & ondes stationnaires,
puisque le résonateur est le siége d’ondes acoustiques stationnaires. Dans ce systéme, sous réserve
de maintenir le gradient de température au dessus d’un certain seuil d’instabilité, des oscillations
acoustiques auto-entretenues de forte amplitude (de 'ordre de 1 & 10% de la pression statique) prennent
place dans le résonateur, a la fréquence du mode le plus instable (généralement il s’agit en premiére
approximation du mode longitudinal demi-onde).

Sur la base des découvertes de Carter, des travaux ont été engagés depuis et plusieurs prototypes
de moteurs thermoacoustiques ont été réalisés en laboratoire. Parallélement, Rott (de 1970 a 1990)
[52, 53, 56] établit les bases théoriques de la discipline et propose une modélisation analytique de

Iinstabilité engendrée par 'interaction thermoacoustique dans les tubes de Taconis et de Sondhaus.
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Température

n_/

échangeur de échangeur de
chaleur froid chaleur chaud
stack

Fi1G. 1 — Représentation schématique d’un moteur thermoacoustique & ondes stationnaires

Les travaux expérimentaux de Yazaki et coll. [70, 71] en 1980 confirment qualitativement la validité
de la théorie de Rott. Depuis le début des années 80, époque a laquelle I’équipe de Greg Swift (voir
par exemple [59]) au Los Alamos National Laboratory s’investit dans le domaine, les recherches en
thermoacoustique s’intensifient. Car si le processus "moteur thermoacoustique" (conversion d’énergie
thermique en énergie acoustique) peut étre considéré au premier abord comme une curiosité scientifique,
son utilisation en tant que source de travail mécanique (acoustique) pour transférer un flux de chaleur
d’une source froide vers une source chaude (par effet thermoacoustique [38]) n’en constitue pas moins
un enjeu réel justifiant & lui seul 'apparition de cette nouvelle discipline qu’est la thermoacoustique.
En effet, les applications potentielles de ce nouveau type de machines réfrigérantes alliant simplicité
(donc faible coiit de production), robustesse (pas de piéces mobiles autres que le fluide oscillant) et
rendement raisonnable sont multiples (voir par exemple [21]). Reste & ce jour qu'un important effort
doit encore étre effectué en vue d’optimiser ces machines, effort qui doit notamment porter sur la
compréhension des processus non linéaires mis en jeu lors de la saturation de I’onde acoustique dans

les moteurs thermoacoustiques.

ii) principe de fonctionnement des systémes thermoacoustiques

Le processus d’interaction entre fluide et paroi solide donnant lieu & la conversion d’énergie
thermique en énergie acoustique met en jeu des processus complexes et nécessite une modélisation
précise [10, 29, 56|. Cependant, une approche conceptuelle simplifiée & I’extréme permet d’appréhender
les mécanismes mis en jeu dans le dispositif de la Fig. 1. Considérons une particule de fluide située
au voisinage d’une paroi solide du stack, le long duquel est imposé un fort gradient de température
VT (Fig. 2 (a)). La température de cette particule, au repos sous une pression statique donnée Py,
est imposée par la présence de la paroi (dont linertie thermique est supposée trés grande devant
celle du fluide). Supposons & présent que ’état de cette particule fluctue sous leffet d'un champ
acoustique stationnaire sinusoidal. Elle prend dés lors un mouvement oscillant sinusoidal, auquel

sont associées des oscillations infinitésimales de pression acoustique p(t) (p << P,), en phase avec
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le déplacement particulaire acoustique £(¢) (ou en quadrature de phase avec la vitesse acoustique).
Aux oscillations de pression acoustique sont associées des oscillations de température supposées, en
premiére approximation, en phase avec les oscillations de pression acoustique (Fig. 3 (a), trait plein),
hypotheése valide si le mouvement de la particule est (quasi) adiabatique. A titre d’exemple (ordres
de grandeur), pour une particule d’air soumise en champ libre & une onde acoustique sinusoidale a la
frequence de 1 kHz, et dont ’amplitude atteint le seuil de douleur de l'oreille humaine (pyq, = 20 Pa),
I’amplitude des oscillations acoustiques de température atteint Tqae ~ 1072 K, pour un déplacement
particulaire &4, de 'ordre de 10~%m. Pour la clarté de ’exposé, et parce que le propos est ici limité
a la compréhension physique des phénoménes fondamentaux mis en jeu, supposons tout d’abord que
le mouvement présente non pas un profil temporel sinusoidal mais un profil carré (cf. Fig. 3 (a), trait
tireté). Le cycle suivi par la particule se déroule alors suivant quatre phases distinctes : compression
adiabatique-expansion isobare-détente adiabatique-contraction isobare. Les phases de compression-
détente sont supposées adiabatiques car suffisamment rapides, tandis qu’aux phases d’expansion et
contraction sont associés des transferts de chaleur entre fluide et paroi. Le cycle suivi par la particule
présente alors ’allure indiquée sur la Fig. 2 (b)-(e), lorsque le gradient de température VT appliqué
a la paroi est tel que ez VT > Timaz- Ainsi, la particule regoit une quantité de chaleur ) durant sa
phase de compression et restitue une quantité de chaleur @' durant sa phase de détente. Ce méme
cycle & quatre phases peut étre représenté de fagon schématique suivant un diagramme de Clapeyron
(Fig. 3(b)). Il apparait alors clairement qu’au cours du mouvement de la particule, une quantité de
chaleur @ — @' a été convertie en un travail mécanique (i.e. en énergie acoustique), représenté par la
zone hachurée de la Fig. 3 (b).

Evidemment, le mécanisme d’échange de chaleur entre fluide et paroi est plus complexe que ne le
laissent entendre les propos précédents. En réalité, pour comprendre en profondeur le processus réel
d’amplification thermoacoustique, une attention particuliére doit étre portée sur les relations de phase
entre oscillations de pression, de vitesse particulaire et de température acoustiques. Comme indiqué
précédemment, les variations de température d’une particule de fluide sont liées aux compressions-
détentes et a la température locale de la paroi. La distance entre particule de fluide et paroi est dés
lors un paramétre important concernant la nature du processus d’échange de chaleur : "loin" de la
paroi, le processus est adiabatique et la température acoustique oscille dans le temps en phase avec la
pression acoustique; "a proximité" de la paroi, le processus est isotherme et la température acoustique
est imposée & chaque instant par la température locale de la paroi; mais pour une particule de fluide
située & une distance de 'ordre d’une épaisseur de couche limite thermique §, de la paroi, le contact
thermique entre particule et paroi est "suffisamment bon" pour quun échange de chaleur ait lieu,
mais "suffisamment mauvais" pour que cet échange de chaleur se traduise non pas par un changement
instantané de la température du fluide, mais par un retard, ou plus précisément par un déphasage,
entre mouvement acoustique et transfert de chaleur (0, = \/m, ou k et w désignent respectivement
la diffusivité thermique du fluide et la pulsation acoustique). C’est bel et bien ce déphasage entre
oscillations de température et de pression acoustique qui est responsable de la conversion d’énergie, et

le cycle suivi par la particule est alors analogue au schéma de la Fig. 3(c). En résumé, seules les particules
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T — €mazVT T T+ &maaz VI
(b) T+ Tmaz (C)
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(€)
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FiG. 2 — Cycle moteur suivi par une particule de fluide sous l'effet d’une onde acoustique stationnaire

au voisinage d’une paroi soumise & un gradient de température VT'. (a) particule initialement au repos.

b) compression adiabatique. (¢) expansion isobare. (d) détente adiabatique. (e) contraction isobare.
p q p
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FiG. 3 — (a) évolutions temporelles sinusoidale (trait plein) et "articulée" (trait tiretée) des variables

de pression, température et déplacement acoustiques p,7,£ pour une onde acoustique stationnaire.
Les points O,A,B,C,D correspondent respectivement aux état (a),(b),(c),(d) et (e) de la Fig. 2. (b)
Diagramme de Clapeyron au cours d’un cycle acoustique "articulé". (¢) Diagramme de Clapeyron

"réel".
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de fluide situées & une distance de ’ordre d’une épaisseur de couche limite thermique contribuent 3 la
conversion d’énergie thermoacoustique. On comprend dés lors aisément pourquoi I’emploi d’un stack
dont les pores (i.e. la distance inter-parois) sont correctement dimensionnés relativement a la distance
0, permet d’optimiser le processus de conversion thermoacoustique en maximisant la proportion de
fluide "efficace".

Enfin, pour conclure cette présentation phénoménologique de I’effet thermoacoustique rappelons que
I'interaction thermoacoustique peut étre mise en oeuvre pour réaliser le fonctionnement en "pompe
a chaleur". En effet, il apparait directement au regard du cycle schématique de la Fig. 2, que si le
gradient de température appliqué le long de la paroi est tel que &mnae VT < Timaz, le sens des transferts
de chaleur s’en trouvera alors inversé, tout comme le sens des cycles des Fig. 3 (b) et (c). Au cours
d’'un cycle, du travail acoustique est alors consommé pour transférer de proche en proche un flux de
chaleur thermoacoustique d’une extrémité du stack a 'autre (ici, de gauche a droite), de sorte qu'un

gradient de température s’établit et se maintient le long du stack.

iii) Etat de la recherche sur les processus non linéaires de saturation de ’instabilité
thermoacoustique

Les quantités mises en jeu dans la description du mouvement acoustique sont la pression P, la
vitesse particulaire ‘7', la masse volumique p, la température T et ’entropie S, et chacune de ces
variables peut étre décomposée suivant sa composante statique (ordre 0) et sa composante acoustique

(ordre 1) oscillant & la pulsation w :

P(z,y,2t) = Po(,y,2) + p(z,y,2)e™" + o(p), (1)
V(z,y,2,t) = Vo(z,y,2) + 8(z,y, 2)e™" + o(), (2)
p(@,y,2,t) = po(@,y, 2) + p(x,y, 2)e" + o(p), (3)

T(z,y,2,t) = To(z,y,2) + 7(z,y,2)e™" + o(7), (4)
S(z,y,2,t) = So(x,y,2) + s(z,y,2)e™" + o(s), (5)

ol les quantités Py, V_'E), po, To, So sont supposées constantes dans le temps & 1’échelle d’une période
acoustique. C’est en introduisant ces variables dans les équations fondamentales du mouvement (i.e.
équation de Navier-Stokes, équation de conservation de la masse, équation de Fourier, équation
d’état du fluide...) et en ne retenant que les termes du premier ordre que Nikolas Rott [56] a décrit
analytiquement dans les années 70 l'interaction thermoacoustique d’un fluide oscillant au voisinage
d’une paroi solide. Il s’agit 1a de la théorie linéaire générale relative aux machines thermoacoustique,
qui, comme son nom l’indique, consiste & linéariser les équations du mouvement & l’ordre des quantités
acoustiques (quantités du premier ordre).

Si I’établissement de la théorie linéaire générale des machines thermoacoustique (générateurs d’onde
et pompes a chaleur) remonte aux travaux de Rott, les premiéres contributions remarquables portant

précisément sur les conditions de déclenchement de ’onde acoustique dans un moteur thermoacoustique
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a ondes stationnaires sont celles de divers auteurs [23, 31, 49], mais en premier lieu celles d’Atchley
[2, 3, 4]. Ce dernier propose un modeéle analytique simple, permettant de définir un facteur de qualité
du systéme qui tend vers I’infini dés lors que "amplification thermoacoustique prenant lieu dans le stack
compense les pertes visqueuses et thermiques dans ’ensemble du dispositif, condition de déclenchement
de l'instabilité thermoacoustique.

Depuis maintenant une dizaine d’années, un important effort de recherche est consacré & 1’étude
des processus physiques mis en jeu aprés le déclenchement de l'instabilité thermoacoustique, et qui
sont responsables de la saturation en amplitude de 'onde acoustique. Puisque la génération d’'une
onde acoustique par effet thermoacoustique se produit sous réserve que I’amplification dans le stack
compense les pertes linéaires dans le reste du dispositif (pertes viscothermiques prises en compte dans
les équations du mouvement linéarisées), la saturation consécutive de 'onde acoustique se produit
nécessairement en raison d’autres types de pertes qui ne sont pas prises en compte dans ’approximation
de l'acoustique linéaire, mais qui sont présentes en tant que quantités du second ordre (et plus) dans les
équations fondamentales de la mécanique des milieux continus et dans I’équation d’état du fluide. Ainsi,
I’étude compléte des moteurs thermoacoustiques, depuis la génération de 'onde jusqu’a sa saturation,
entre dans le cadre de I’acoustique non linéaire.

De nos jours, un certain nombre de mécanismes non linéaires ont pu étre qualifiés comme "élligibles"
pour expliquer la saturation de l’onde acoustique dans les moteurs thermoacoustiques. Outre le
processus classique de cascade harmonique (transfert énergétique du fondamental vers les harmoniques
supérieurs), étudié tant expérimentalement [1, 60] que de fagon théorique [23, 32, 76], les roles éventuels
des turbulences acoustiques dans le guide d’onde, ou des pertes mineures (génération de tourbillons)
aux extrémités du stack et des échangeurs de chaleur [37, 60] sont également envisagés pour expliquer le
phénomeéne de saturation. Par ailleurs, ’excitation d’ondes acoustiques dans un champ de température
inhomogéne peut induire des processus tendant & réduire le gradient de température imposé. L’un de
ces processus que l’on désignera ici par le terme de "conductivité thermique acoustiquement induite"
[55, 72| se traduit par un transfert global de chaleur (d’origine thermoacoustique) de I’extrémité chaude
du stack vers son extrémité froide, modifiant la distribution de température et influengant de ce fait
I’amplification thermoacoustique. Cet effet de pompage de chaleur est illustré sur la Fig. 2, ou il apparait
qu’'une quantité de chaleur Q' a été transportée de droite & gauche durant un cycle (la quantité de
chaleur @ — Q' ayant été convertie en énergie acoustique). Des recherches sont également menées [9, 64]
sur le role des écoulements redressés dont une premiére image fut donnée en 1998 [74] dans un moteur
4 ondes stationnaires. Ce processus physique, parfois dénommé "vent acoustique", se produit pour des
niveaux acoustiques élevés et se traduit par la génération d’un écoulement moyen du fluide généré par
des processus acoustiques non linéaires divers [54, 57| prenant place dans les couches limites acoustiques
a proximité des parois du résonateur (ou du stack). A titre d’exemple, 1’allure des lignes de courant du

vent acoustique dans un résonateur demi-onde (sans stack) est présenté sur la Fig. 4.

iv) Objectif du travail de thése, plan du mémoire



Introduction 7

Fi1G. 4 — Lignes de courant relatives a 1’écoulement redressé dans un résonateur acoustique demi-
onde. Les quantités §, p, et A désignent respectivement 1’épaisseur de couche limite thermovisqueuse,
I’amplitude de pression acoustique, et la longueur d’onde acoustique.

Notons que tous les travaux précédemment cités portent sur des systémes a ondes stationnaires.
Un autre type de moteur a été proposé en 1979 par Ceperley [16, 17], dont 'idée consiste a placer
le stack dans un résonateur annulaire (Fig. 5). L’intérét d’une telle configuration est qu’elle permet
le développement d’ondes progressives, et, suivant I’analyse qualitative faite par ’auteur, elle s’avére
prometteuse en termes de rendement. Cependant les tentatives infructueuses de Ceperley pour faire
fonctionner un prototype expérimental ont pour un temps laissé l'idée dans l'oubli. Ce n’est que
récemment (1998) que Yazaki et coll. [73] ont publié les tout premiers résultats expérimentaux obtenus
sur un prototype de générateur thermoacoustique annulaire, confirmant que le gradient de température
nécessaire au déclenchement de l'onde acoustique est plus faible dans ce systéme que dans un systéme
a ondes stationnaires "équivalent". Un an plus tard, Backhaus et coll. [8] construisent un prototype
de machine de Stirling couplant un résonateur au systéme annulaire, et qui permet d’atteindre un
rendement égal & 42% de celui de Carnot. Ils montrent & l’aide du code de simulation DeltaE [59]
que la phase entre pression et vitesse acoustique dans un tel systéme est celle d’une onde progressive.
Reste que ces auteurs ne proposent pas de modélisation des générateurs d’ondes thermoacoustique
annulaires, tant en ce qui concerne le seuil et la fréquence de déclenchement que la saturation de
I’onde par effet non linéaire. C’est face & ce constat que Stéphane Job a débuté en 1998 une thése au
Laboratoire d’Acoustique de 'Université du Maine portant sur I’étude théorique et expérimentale d’un
moteur thermoacoustique annulaire [29], sous la responsabilité de Vitalyi Gusev. Sur la base des travaux
théoriques ménés par Rott [52, 53, 56] et Gusev et coll. [23], un modéle analytique adapté au systéme
annulaire a été développé, a partir duquel le seuil et la fréquence de déclenchement ont été obtenus de
fagon analytique, puis calculés numériquement. Un prototype de moteur thermoacoustique annulaire
a été réalisé, qui a permis de confirmer par l’expérience les résultats analytiques et numériques,
notamment ceux obtenus pour le seuil de déclenchement.

Les travaux présentés dans ce mémoire qui font suite & ceux engagés par Stéphane Job et Vitalyi
Gusev, portent plus précisément sur les processus non linéaires responsables de la saturation en
amplitude de I'onde acoustique dans un moteur thermoacoustique annulaire. Ces processus non linéaires

(cascade harmonique, pertes mineures, turbulence, conductivité acoustiquement induite...) étudiés
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FiG. 5 — Représentation schématique d’un moteur thermoacoustique annulaire

prédédemment pour des systémes & ondes stationnaires jouent a priori un réle important dans un
dispositif & ondes progressives. Une différence notable doit étre cependant soulignée; elle concerne
Pexcitation d’un écoulement redressé selon que le résonateur acoustique est de type "fermé" (Fig. 1)
ou bien "bouclé" (Fig. 5). En effet, alors que la géométrie du résonateur acoustique de la Fig. 1 impose
que le flux massique de I’écoulement redressé moyenné sur une section du tube soit nul (conformément
a la Fig. 4), la géométrie annulaire du résonateur de la Fig. 5 n’impose en revanche pas cette condition.
Une premiére étude sur les conditions dans lesquelles un vent acoustique de flux massique non nul
peut étre générée dans un cryogénérateur a ondes pulsées fut proposée en 1997 par Gedeon [22], et
mise en évidence expérimentalement par Swift et coll. en 1999 [61]. La théorie relative a la génération
d’un écoulement redressé dans un moteur thermoacoustique annulaire fut développée par Gusev et
coll. [24], établissant que I’écoulement moyen de fluide dirigé (dans le stack) de la source froide vers
la source chaude modifie la distribution de température dans le noyau thermoacoustique, influencant
de ce fait le processus d’amplification et de saturation de l’onde (voir Fig.6). La présence effective de
cet écoulement redressé a été mise en évidence expérimentalement par Job et coll. [30], et sa vitesse
moyenne a été estimée en régime stationnaire par la modification de la distribution de température
induite. Les résultats expérimentaux sont en bon accord avec les résultats théoriques prévus par le

modéle développé par Gusev et coll. [24].

Reste qu’a I'heure actuelle, il n’existe pas & notre connaissance de modéle permettant de déterminer
la contribution de chacun des processus non linéaires & la saturation de l'onde dans un moteur
thermoacoustique annulaire. C’est pour palier & cette absence de modéle que les travaux présentés
dans ce mémoire ont été engagés. Etant donné la complexité et la diversité des processus mis en jeu,
l'objectif affiché peut paraitre ambitieux. Néanmoins, l'initiation de cette étude repose sur le constat

que peu de travaux ont été effectués (ou tout du moins publiés) sur la dynamique du régime transitoire
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FiG. 6 — Représentation schématique de I’influence du vent acoustique sur le champ de température

dans un moteur thermoacoustique annulaire.

depuis le déclenchement de 1’onde acoustique jusqu’a sa saturation par effets non linéaires. On peut
raisonnablement penser que les temps caractéristiques de développement en régime transitoire de
chacun des processus mis en jeu différent suivant la nature du processus méme. En d’autres termes, alors
qu’en régime stationnaire l’ensemble des processus non linéaires agissent en paralléle (simultanément),
I’étude du régime transitoire doit pouvoir nous fournir des informations précieuses sur 'influence propre

de chacun des mécanismes de saturation de ’onde (qui pourraient agir de facon séquentielle).

Le chapitre 1 a pour objet de donner accés & un ensemble de résultats expérimentaux obtenus ces
derniéres années au LAUM concernant le régime transitoire de déclenchement et de saturation de
I'instabilité thermoacoustique. Les résultats obtenus mettent en évidence que le régime transitoire suit
une dynamique trés complexe, probablement contrélée par plusieurs processus non linéaires. De plus,
& partir de modéles simples, nous montrons que les processus classiques de cascade harmonique, de
turbulences acoustiques et de pertes mineures ne peuvent pas suffire & expliquer la nature des régimes
observés, et que par conséquent les processus non linéaires d’interaction entre champ acoustique et
champ de température doivent étre pris en compte.

Dans le chapitre 2, une étude analytique est proposée, par laquelle le processus d’amplification
dans un moteur thermoacoustique annulaire peut étre décrit pour une distribution de température
quelconque dans le stack (partie "active" du noyau thermoacoustique) et/ou dans la partie du guide
d’onde inhomogene en température (partie "passive" du noyau thermoacoustique). Cette étude, motivée
par les observations expérimentales qui montrent des variations significatives du champ de température
au cours du régime transitoire, a pour objectif de comprendre pourquoi et comment la forme du
champ de température influence le processus d’amplification thermoacoustique. Les résultats obtenus
montrent qu’en plus du gradient moyen de température aux extrémités du stack, la forme du champ
de température, notamment dans la partie passive du noyau thermoacoustique, influence effectivement
de fagon significative le processus d’amplification thermoacoustique.

Dans le chapitre 3, un modéle analytique décrivant le régime transitoire depuis le déclenchement de
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I'instabilité thermoacoustique jusqu’a saturation par effets non linéaires d’interaction entre champ de
température et champ acoustique est proposé. Dans ce modeéle I’équation d’évolution de I’amplitude de
pression acoustique est couplée aux équations décrivant les transferts thermiques par des facteurs qui
prennent en compte les processus de conductivité acoustiquement induite et de vent acoustique. Les
régimes transitoires, obtenus de fagcon numérique, sont en bon accord avec les résultats expérimentaux
non seulement sur le plan qualitatif mais aussi sur le plan quantitatif.

Dans le chapitre 4, tirant parti des enseignements des chapitres précédents, la description analytique
du régime transitoire est simplifiée & I’extréme. Dans ’approche développée, la distribution du champ
de température dans le noyau thermoacoustique, élément essentiel & la description du processus
d’amplification, est décrite par seulement trois paramétres (& savoir l’écart de température entre les
deux extrémités du stack, et deux longueurs caractéristiques représentatives de la forme du champ de
température) dont les variations prennent en compte ’ensemble des transferts thermiques conducto-
convectifs. De la sorte, le probléme se réduit & un systéme non linéaire d’équations différentielles
ordinaires, dont la résolution permet de retrouver qualitativement les résultats expérimentaux et
numériques des chapitres précédents. L’approche développée ici permet de confirmer le role essentiel
joué par le vent acoustique et la conductivité acoustiquement induite dans la nature des régimes
transitoires observables, mais également d’avancer dans la description conceptuelle des processus
physiques mis en jeu.

Au fil de ce mémoire, divers renvois en annexe sont proposés. Ces annexes comportent des détails
de calculs qui ne sont pas essentiels & la lecture du mémoire, mais qui sont cependant utiles pour un

examen approfondi du travail présenté.



Chapitre 1
Etude expérimentale du régime transitoire

Bien que toute expérience effectuée sur un moteur thermoacoustique implique nécessairement
I’observation d’un régime transitoire, la description du régime d’amplification et de saturation de ’onde
acoustique n’apparait que trés peu dans la littérature [13, 37, 60, 69, 77]. Le résultat classique observé
dans des systémes a ondes stationnaires montre une amplification exponentielle suivie d’une saturation
lente [37, 69]. Cependant, des processus plus complexes ont été signalés. Dans ses expériences sur un
prototype de moteur thermoacoustique & ondes stationnaires renfermant de I’Helium gazeux sous une
pression statique de ’ordre de 10 bars, Swift [60] rapporte que lorsque le mode de chauffage est tel que
le seuil de déclenchement est traversé lentement, le déclenchement de l'instabilité thermoacoustique
est alors suivi d’une modulation périodique d’amplitude de I'onde acoustique (période de l’ordre de
la dizaine de seconde). Il rapporte également que I’amplitude de ces oscillations basse-fréquence de
la pression acoustique efficace croit elle-méme exponentiellement, jusqu’a ce qu’au bout de quelques
minutes les oscillations s’arrétent. Le moteur thermoacoustique suit alors un régime de déclenchements
et arréts successifs, dont la période est de ’ordre de plus d’une heure. Swift précise également que lors
de ce régime de déclenchements et arréts successifs, la mesure de température au niveau de ’extrémité
chaude du stack indique une forte diminution de température dés lors que les oscillations acoustiques
atteignent un niveau suffisant (environ 1 bar). Ce régime de déclenchement et arréts successifs a
également été observé par Zhou et coll. [77] sur un dispositif analogue. On peut enfin citer les travaux
de Chen et coll. [18], portant sur le caractére hystérétique du déclenchement et de ’arrét de 'onde
acoustique dans un moteur & ondes stationnaires. Les résultats expérimentaux présentés par ces derniers
montrent que le gradient de température seuil nécessaire au déclenchement de Uinstabilité (lorsque
l’on augmente progressivement la puissance thermique fournie a I’échangeur de chaleur chaud) est
généralement plus élevé que le gradient de température & partir duquel 'onde acoustique s’éteint

lorsque 'on diminue progressivement la puissance thermique fournie & ’échangeur chaud.

Il semble donc qu’aucune étude systématique n’ait été menée, voire méme ne soit programmée, sur ce
sujet dans les groupes de recherche en thermoacoustique de par le monde. C’est la raison pour laquelle,
au-dela de l'intérét scientifique et plus tard technique, qu’une étude détaillée du régime transitoire

dans un moteur thermoacoustique annulaire est menée au LAUM. L’objet du présent chapitre est de

11
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montrer par I’expérience que le déclenchement de 'onde acoustique peut donner lieu a des dynamiques
de régimes transitoires variées, tels qu'un processus de double-déclenchement de ’onde acoustique avant
saturation finale ou qu’un régime de déclenchements et arréts périodiques et que, au terme de ’analyse
des données expérimentales, les processus non linéaires influencant la distribution de température dans
le noyau thermoacoustique jouent probablement un réle important dans la nature des régimes transoires

observés.

1.1 Dispositif expérimental
1.1.1 Résonateur, stack, et échangeur froid

stack
TN thermocouples

pN—
\\ échangeur de chaleur chaud
échangeur de chaleur froid

- /

=
N

microphones piezo-résistifs Fi1G. 1.2 — Photographie du prototype expéri-

mental instrumenté
Fi1G. 1.1 — Schéma du prototype expérimental

Instrumenté

Un schéma et une photographie du dispositif expérimental sont présentés sur les Fig. 1.1 et 1.2.
Un guide d’onde annulaire en acier inoxydable de diameétre interne D = 53 mm et de longueur totale
L = 2.24m renferme de ’air sous pression atmosphérique. Le stack (Fig 1.3.) est un matériau poreux en
céramique de cordiérite, dont les pores & section carrée ont une aréte de 0.9 mm. Pour que le processus
de conversion d’énergie thermoacoustique soit optimal, les dimensions des pores du stack doivent étre
choisies en fonctions des dimensions du résonateur (c’est & dire en fait en fonction de la fréquence de
résonance qui doit étre générée dans le guide d’onde), et de maniére telle que le rayon géométrique
d’un pore soit du méme ordre de grandeur qu’une épaisseur de couche limite acoustique. Ici, la distance

entre deux parois d’un pore du stack en regard 'une de l'autre correspond approximativement & 4 fois

2K

I'épaisseur de la couche limite thermique d,, = 4/ ol K et w désignent respectivement la diffusivité
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thermique de l’air & température ambiante sous pression atmosphérique et la pulsation acoustique
du mode fondamental, généralement le plus instable (w = %T“Q, a. ~ 342ms~! désignant la célérité

adiabatique du son & température ambiante).

Par ailleurs, deux stacks du méme matériau mais de longueurs différentes sont utilisés (15 ¢m pour
le premier, et 5 ¢m pour le second). Enfin, ’échangeur de chaleur froid est constitué d’une part d’une
piéce creuse en cuivre, de diameétre interne ajusté a celui du guide d’onde et & l'intérieure de laquelle
circule de I'eau & température ambiante, et d’autre part d’une grille de cuivre en contact direct avec
Pextrémité du stack permettant le transfert de chaleur par conduction vers le milieu extérieur (Fig.
1.4).

Fic. 1.3 - Stack partiellement inséré dans le F1G. 1.4 — Echangeur de chaleur froid.
guide d’onde.

1.1.2 Mode de chauffage

Deux types d’échangeurs de chaleur chaud ont été utilisés, qui donnent lieu & des régimes transitoires
bien distincts. Le premier est constitué d’une part d’une piéce en inox ajustée au diameétre externe du
tube (Fig. 1.5) dans laquelle sont insérées huit résistances chauffantes alimentées par un bloc thyristor,
et d’autre part d'un enroulement d’un ruban d’inox (25 mm de largeur) placé dans le guide d’onde a
une distance de 2 mm de 'extrémité du stack, et dont le role est de faciliter le transfert de chaleur a
I'intérieur du guide d’onde (Fig. 1.6). Avec cet échangeur de chaleur chaud, deux modes de chauffage
sont envisageables : celui qui assure, par commande "manuelle", un simple incrément de puissance
électrique, et celui qui assure un asservissement en température, grace a un thermocouple de référence
placé entre le tube et la piéce chauffante (Fig 1.5.) et relié & un régulateur qui donne la consigne de

puissance au bloc thyristor.
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Fig. 1.5 — Echangeur de chaleur chaud. On Fig. 1.6 — Enroulement d'un ruban d’inox,
peut notamment distinguer 6 des 8 cartouches placé dans le tube au droit de ’échangeur de
chauffantes insérées dans le bloc d’inox, ainsi chaleur chaud, pour faciliter le transfert de
que la sonde de température insérée entre ce chaleur a l'intérieur du guide d’onde.

bloc et le guide d’onde, permettant un asser-

vissement en température.

Le second type d’échangeur de chaleur est placé directement dans le tube, 8 5 mm de I’extrémité du
stack (Fig. 1.7). C’est une galette du méme matériau que le stack, servant d’ossature pour le passage
d'un fil de Nichrome (matériau de forte résistance électrique couramment utilisé comme résistance
chauffante, notamment dans les grille-pains) dans lequel est dissipée la puissance électrique provenant
du bloc thyristor. La galette de céramique poreuse est entourée d’une couche de fibre de verre, afin de
réduire le transfert de chaleur radial vers les parois du tubes pour privilégier le transfert de chaleur

vers le stack.

FiGg. 1.7 — L’échangeur de chaleur chaud constitué d’un fil de Nichrome enroulé dans une ossature en

céramique
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1.1.3 Instrumentation

L’instrumentation du dispositif expérimental est présentée succintement sur la Fig. 1.1. Deux
microphones piezo-résistifs (sensibilité de l’ordre de 40uV/Pa), affleurant a la paroi interne du tube,
permettent de mesurer la fréquence et ’amplitude des oscillations de pression acoustique. Huit
thermocouples trés fins (7T0um de diameétre) disposés réguliérement le long du stack (Fig. 1.8.) sur son
axe médian donnent accés & la mesure de la distribution de température dans le stack. Chaque jonction
thermoélectrique est insérée dans une bandelette de cuivre puis collée sur le stack a 1’aide d’une pate
en céramique (les bandelettes permettent d’assurer une condition isotherme entre le support céramique
et la jonction). Afin d’étudier une éventuelle inhomogénéité de la distribution de température radiale,
deux thermocouples supplémentaires sont placés respectivement & 10 et 20 mm de ’axe médian. Cette
instrumentation a été mis en oeuvre sur les deux stacks utiliséés (5 cm et 15 cm). L’ensemble des

capteurs est connecté & une carte d’acquisition pour ’enregistrement et le traitement des données.

."‘

F1a. 1.8 — Dispositif de mesure de température dans le stack. Des thermocouples trés fins (70um de
diametre) sont disposés réguliérement le long du stack sur son axe médian (figure de gauche). Le stack

est ensuite réassemblé (figure de droite) et inséré dans le guide d’onde.

1.2 Processus de double-déclenchement

1.2.1 Mode opératoire

Dans les expériences présentées ci-dessous, le guide d’onde renferme de ’air sous pression atmosphé-

rique et la longueur du stack instrumenté est de 15 ¢m. Le mode de chauffage retenu est un chauffage
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externe (premier type d’échangeur de chaleur chaud) régulé par asservissement de la température du
thermocouple de référence situé entre la paroi externe du guide d’onde et la piéce chauffante en inox,
la température a l'extrémité froide étant maintenue constante grace & ’échangeur de chaleur froid.
Pour chacune des mesures effectuées, le gradient de température T;Ief — Te est initialement fixé juste
au-dessous de sa valeur critique correspondant au déclenchement de I’instabilité thermoacoustique. Un
incrément de 1 K sur le paramétre de controle T;Ief est alors suffisant pour qu’une onde acoustique soit
générée dans le guide d’onde. Notons qu’avant chaque mesure, il convient d’attendre que ’équilibre

thermique soit établi dans ’ensemble du dispositif.

1.2.2 Déclenchement "classique" de I’instabilité thermoacoustique
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dessus du gradient de température seuil.

La figure 1.9 présente ce qu’il convient d’appeler un déclenchement "classique" de l’instabilité
thermoacoustique [37, 69]. L’amplitude efficace de la pression acoustique y est représentée en fonction
du temps sur des échelles linéaire (courbes du haut) et logarithmiques (courbes du bas). Les courbes
en trait plein correspondent & l'amplitude de la pression acoustique efficace du mode fondamental,
dont la fréquence mesurée f; ~ 153Hz reste proche de la fréquence f = 9 = 152.7Hz du mode
fondamental du résonateur annulaire sans stack & température ambiante. Au cours de ce régime
transitoire, ’amplification exponentielle de I’amplitude de 1’onde acoustique est suivie par un régime

de stabilisation de I'onde. L’amplitude du premier harmonique de fréquence fs = 306H z, représentée
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en traits pointillés sur la Fig. 1.9., est en régime stationnaire de I'ordre de 2% de celle du fondamental.

La distribution de température dans le stack associée au régime transitoire de la Fig. 1.9 est
présentée en Fig. 1.10. Cette distribution de température est normalisée et tracée & deux instants
distincts du régime transitoire, i.e. au déclenchement (trait plein) et dix minutes plus tard (pointillés).
On peut voir distinctement une évolution de la distribution de température dans le stack au cours
du temps, évolution dont l’origine est attribuable aux processus non linéaires d’interaction entre
champs acoustique et thermique, i.e. convection forcée due a l'excitation d’un vent acoustique et/ou

conductivité thermique acoustiquement induite.

1.2.3 Processus de double déclenchement

Si les résultats présentés en Figs. 1.9 et 1.10 sont pour le moins classiques, une dynamique de
régime transitoire plus surprenante a également été observée. Il s’agit d’un processus de "double
déclenchement" au cours duquel ’amplitude de ’onde acoustique suit deux phases d’amplification
expounentielle bien distinctes au cours du régime transitoire, comme le montrent les courbes de la Fig.
1.11. On remarque en effet que pour de faibles incrément de température AT au dessus du seuil de
déclenchement (courbes en trait plein et en pointillés), 'onde acoustique subit une premiére phase
d’amplification exponentielle, suivie d’une phase de quasi-stabilisation dont la durée est inversement
proportionnelle & l'incrément AT, puis d’une nouvelle phase d’amplification exponentielle avant la

saturation finale de 'onde par effets non linéaires.
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FiG. 1.11 — Evolution de 'amplitude efficace
de la pression acoustique en fonction du temps,
pour divers incréments de température au des-

sus du gradient seuil.

FiG. 1.12 — Evolution de la distribution de tem-
pérature le long du stack lors d’un régime tran-
sitoire & double déclenchement (AT = 1K). Les
températures T'1, T'3, T'6, et T'8 sur les axes ver-
ticaux représentent respectivements les tempé-
ratures mesurées en x = 0, 2Hg/7, 6Hg/7, et
r=H S.
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Les résultats expérimentaux de la figure 1.11 ont été obtenus avant 'instrumentation du stack
en thermocouples. Le dispositif expérimental a ensuite été démonté en vue d’étre instrumenté. Les
résultats obtenus aprés remontage se sont alors avérés différents des résultats initiaux. En particulier,
la gamme d’incréments de température pour laquelle un régime de double-déclenchement est observable
s’est réduite de AT < 12K a AT < 2K. Lors du remontage du dispositif expérimental aprés
instrumentation, la distance entre le stack et ’échangeur de chaleur chaud (mal connue avant
instrumentation) est susceptible d’avoir varié, et ce paramétre peut probablement étre responsable
des différences constatées (bien qu’on ne puisse pas 'affirmer formellement). Reste que le méme type
de régime & double déclenchement a cependant été obtenu, et I’évolution associée de la distribution de
température dans le stack a alors pu étre mesurée. La Fig. 1.12 présente les signaux issus de quatre
des huit thermocouples disposés réguliérement le long du stack, lors d’un régime transitoire & double
déclenchement obtenu pour un incrément de température AT de 1 K. La durée du régime transitoire
est alors d’environ 50 min. Les températures T'1, T3, T6, et T'8 sur les axes verticaux représentent
respectivement les températures mesurées en x = 0, 2Hg/7, 6Hg/7, et x = Hg (ot = 0 correspond
a lextrémité froide du stack et ou Hg désigne la longueur du stack). Il apparait clairement sur la Fig.
1.12 que les températures issues des thermocouples 7'1 & T'6 subissent une importante décroissance
aprés le second déclenchement, probablement due & la convection forcée consécutive a l'excitation
d’un écoulement redressé de flux massique non nul et dirigé de la source froide vers la source chaude.
L’évolution de la température a 'extrémité chaude du stack (thermocouple T'8) parait en revanche
plus difficile & interpréter. En effet, on remarque que cette température augmente tout au long du
transitoire, jusqu’a saturation de ’onde, ’augmentation de température atteignant jusqu’a 2 K, alors
méme que lincrément de température AT imposé sur le thermocouple de référence T;Ief n’est que
de 1 K. Il y a donc des mécanismes de transfert de chaleur complexes entre I'extrémité du stack et
I’échangeur de chaleur chaud. Reste que la mesure de température dans le stack ne peut pas fournir a
priori d’explication sur la premiére saturation de ’onde ni méme sur le second déclenchement, puisque
ce dernier apparait avant qu’une variation significative des températures dans le stack ne soit constatée.
Ajoutons enfin que lors de toutes les expériences précédemment mentionnées, I’homogénéité du champ
de température radial a pu étre vérifiée puisque les mesures montrent une différence de ’ordre de 1 K
entre la température mesurée sur 'axe médian du stack et celle issue du thermocouple placé & 20 mm

de 'axe du stack.

1.3 Influence du mode de chauffage

Comme précisé auparavant, les expériences peuvent étre réalisées avec deux types d’échangeur de
chaleur. Le premier échangeur de chaleur (Fig. 1.5) impose un chauffage externe du guide d’onde
en inox. Avec ce type de chauffage, une bonne homogénéité radiale du champ de température est
assurée du fait de I'importante inertie thermique du résonateur en inox (une différence de seulement
quelques kelvins apparait entre la température sur l'axe et la température sur les parois interne du

tube). Cependant, cette quasi uniformité du champ de température radial se fait au détriment du
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rendement de la machine, car il est alors nécessaire de chauffer un important volume d’inox avant
que l'instabilité thermoacoustique ne se déclenche. Le second type d’échangeur de chaleur permet un
chauffage interne, la résistance chauffante étant directement insérée dans le guide d’onde. Si ce type de
chauffage assure un meilleur rendement, 1’uniformité du champ de température radial n’est cependant
plus assurée puisque des différences de plus de 100 K sont alors mesurées 4 ’extrémité chaude du stack
entre la température sur l’axe du résonateur et celle & 20 mm de ’axe. Au dela de ces considérations
sur le rendement de la machine et sur I'uniformité du champ de température radial, il est intéressant
d’examiner l'influence du mode de chauffage (externe ou interne) sur l’allure des régimes transitoires
(et permanents) observés. Des éléments de réponse a ce sujet sont présentés dans la suite.

Pour I’ensemble des mesures présentées dans ce paragraphe, on utilise un stack de 5 cm instrumenté
en thermocouples trés fins réguliérement disposés suivant I’axe médian du stack, conformément a la Fig.
1.13. Une instrumentation en thermocouples dans la partie du guide d’onde inhomogéne en température
a également été mise en oeuvre. Cette mesure est réalisée par 5 thermocouples réguliérement collés sur

une barre d’inox, placée sur ’axe du résonateur (Fig. 1.1).

(A-A)

|
|
l
thermocouples }
|
|
|
|
|

T3 T4 T5

F1aG. 1.13 — Représentation schématique de l'instrumentation du stack de 5 cm en thermocouples.

1.3.1 Chauffage externe

Dans les expériences qui suivent, le ruban d’inox initialement placé prés de ’extrémité chaude
(Fig. 1.6) du stack a été enlevé, afin de simplifier le dispositif expérimental. En effet, le mode de
transfert de la chaleur vers le stack par cette piéce est mal maitrisé, notamment en présence d’une
onde acoustique de fort niveau ; cette piéce est donc source de difficultés en termes de comparaison des
résultats expérimentaux a des résultats issus d’'un modéle. Par ailleurs, la suppression de cet élément
n’a que peu d’influence sur le seuil de déclenchement de ’onde acoustique, 1’essentiel de la chaleur

injectée étant transféré par conduction le long des parois du tube en inox. La figure 1.14 représente
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différents régimes transitoires de déclenchement de l’instabilité thermoacoustique, lorsque 1’on procéde
a un chauffage par échelon de puissance. Avant chaque mesure, la puissance thermique dissipée dans
les résistances électriques est initialement fixée & une valeur )y de telle sorte que le systéme soit juste
au dessous du seuil de déclenchement (Qg = 100W). Lorsque ’équilibre thermique est établi (environ
1h30), divers échelons de puissance AQ sont appliqués et I'instabilité thermoacoustique se produit.
La Fig. 1.15 présente quant & elle les régimes transitoires observés pour un chauffage externe par
asservissement en température du thermocouple de référence. On procéde de la méme facon que dans le
paragraphe 1.2 : la température du thermocouple de controle Tlrff (situé entre la piece d’Inox de la Fig.
1.5 et le diameétre externe du guide d’onde) est initialement fixée & 294°C' de telle sorte qu’un incrément
de 1 K suffise & déclencher l'instabilité thermoacoustique. La encore, il est nécessaire d’attendre que

léquilibre thermique soit établit (environ 30 min) avant d’imposer 'incrément de température.
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FiGg. 1.14 — Régime transitoire de déclenche- Fiag. 1.15 — Régime transitoire de déclenche-
ment par chauffage externe avec incrément de ment par chauffage externe avec asservissement
puissance. en température du thermocouple de référence.

L’analyse comparative des résultats des Fig. 1. 14 et 1. 15 permet de conclure que la principale
différence de comportement imputable au mode de chauffage (incrément de puissance ou asservisse-
ment en température) concerne la durée du régime transitoire : le régime stationnaire est atteint plus
rapidement par incrément de température que par incrément de puissance. En revanche, quelquesoit le
mode de chauffage, les régimes transitoires observés sont similaires : une phase d’amplification expo-
nentielle est suivie d’'une premiére saturation puis d’une nouvelle phase d’amplification se produisant

sous réserve que la puissance injectée soit suffisamment élevée.
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Fi1G. 1.16 — Evolution des températures a l'ex-
trémité chaude du stack T, au centre du stack
Ts, et dans le guide d’onde & 12.5 ¢cm de 1’ex-
trémité chaude du stack Ty au cours de deux
régimes transitoires. Les courbes en trait plein
(respectivement en trait tireté) correspondent
a la courbe en trait plein (resp. tireté) de la
Fig. 1.14, obtenue en chauffage externe pour
un incrément de puissance AQ = 0.78 Qg (resp.
AQ = 0.17Qy). L’instant ¢ = 0 correspond a
I’application de AQ.
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Fi1G. 1.17 — Evolution des températures a ’ex-
trémité chaude du stack Ty, au centre du stack
Ts, et dans le guide d’onde & 12.5 ¢cm de 'ex-
trémité chaude du stack Ty au cours de deux
régimes transitoires. Les courbes en trait plein
(respectivement en trait tireté) correspondent a
la courbe en trait plein (resp. tireté) de la Fig.
1.15, obtenue en chauffage externe avec asser-
vissement en température du thermocouple de
référence et pour un incrément de température
AT =21 K (resp. AT = 56 K). L’instant ¢t =0

correspond & 'application de AT.

La Fig. 1.16 présente ’évolution temporelle de trois signaux particuliers de température, i.e. la
température Ty & extrémité chaude du stack (T = T5 sur la Fig. 1.13), la température T's au centre
du stack (T's = T3 sur la Fig. 1.13), et la température Ty mesurée dans le guide d’onde & 12.5 cm a
droite de 'extrémité chaude du stack. Ces évolutions temporelles de température sont représentées au
cours de deux régimes transitoires distincts, obtenus en chauffage externe par incrément de puissance et
correspondant aux courbes en trait plein et en trait tireté de la Fig. 1.14. Parallélement, les évolutions
temporelles de Ty, T's et Ty sont représentées en Fig. 1.17 au cours de deux régimes transitoires obtenus
en chauffage externe par asservissement en température du thermocouple de référence et correspondant
aux courbes en trait plein et en trait tireté de la Fig. 1.15.

L’analyse détaillée de chacune des figures 1.16 et 1.17 ainsi que leur analyse comparative améne
& formuler plusieurs remarques. Tout d’abord, au regard des évolutions de la température T, il
apparait que dans tous les cas de figures présentés ici, la premiére saturation de I'onde acoustique (se
produisant par exemple & ¢ = 100 s sur la courbe en trait plein de la Fig. 1.16) est toujours accompagnée
d’un arrét de 'augmentation de Ty (augmentation initialement due au chauffage). Puis, aprés cette

premiére saturation de ’onde acoustique, les température Ty et Ts tendent & diminuer pendant que
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la température Ty augmente (probablement en conséquence de 'excitation du vent acoustique). Il
est intéressant de noter ici que les évolutions de I’amplitude de 'onde acoustique aprés la premiére
saturation sont fortement corrélées aux évolutions des températures Ty, Ts et Ty : on remarque en effet
que lorsque la premiére saturation de l'onde acoustique est suivie d’'une amplification lente (courbes
en trait plein), cette amplification est accompagnée d’une diminution simultanée de Ty et Ts et d'une
augmentation de Ty . Si en revanche la premiére saturation est suivie d’une stabilisation de I’amplitude
de pression acoustique (courbes en trait tireté), les températures T, T's et Ty se stabilisent elles aussi
rapidement ; cette corrélation forte entre évolution de I'amplitude de pression acoustique et évolution
de la distribution de température apparait de fagon trés parlante sur la courbe en trait plein de la Fig.
1.17. Enfin, il apparait que les temps caractéristiques de chauffage sont plus rapides par asservissement
de température que par incrément de puissance, et que cette différence de temps caractéristiques se
traduit logiquement dans la dynamique de déclenchement de ’onde acoustique (déclenchement plus

rapide dans le cas d’un chauffage par asservissement de température).

1.3.2 Chauffage interne

Dans ce paragraphe, les données expérimentales reportées sont celles obtenues lorsque la puissance
électrique fournie par le bloc thyristor est dissipée directement dans le guide d’onde. La piéce chauffante
(Fig. 1.7) est placée & 5 mm de l'extrémité du stack. La puissance électrique (g dissipée dans le fil de
Nichrome est initialement fixée de telle sorte que le systéme soit juste sous le seuil de déclenchement

(Qo = 54W). La Fig. 1.18 présente les régimes transitoires obtenus pour divers échelons de puissance.
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Fi1G. 1.18 — Evolution en fonction du temps de ’amplitude efficace des oscillations de pression du
mode fondamental (f = 154.3H z) pour différents incréments de puissance AQ au dela de la puissance
seuil de déclenchement (Qo = 54W) de l'instabilité thermoacoustique. Les quatres régimes transitoires
présentés (a),(b),(c) et (d) correspondent respectivement a AQ/Qo = 5%, 10%, 20% et 30%.

Les régimes transitoires observés dans ces conditions sont nettement différents de ceux observés
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lorsque 1’on procéde par chauffage externe. Pour de faibles incréments de puissance au dela du seuil
de déclenchement (Fig. 1.18 (a)-(c)), I’évolution de 'amplitude de pression acoustique suit un régime
de déclenchements et arréts successifs, dont la période est liée & 1’échelon de puissance fourni. Lorsque
I'incrément de puissance est suffisant (Fig 1.18 (d), AQ/Qo = 30%), ’amplitude de I'onde acoustique se
stabilise & une valeur finie. En outre, cette stabilisation est précédée d’un "overshoot" (dépassement en
régime transitoire du niveau de pression acoustique relativement & celui obtenu en régime stationnaire),
et la durée de transition depuis le déclenchement jusqu’a la stabilisation finale du niveau d’amplitude

acoustique est nettement plus courte que lorsque ’on procéde par chauffage externe.

@ 1000 ' 1 g
é 500 4 é» 1000 J¥‘ i
o 0 L L L L L L o 0 L L L 1 1 L L
0 50 100 150 200 250 300 350 400 0 50 100 150 200 250 300 350 400
. 110 ; : ; . ; . ; 120 T T T T T T T
(@] (]
< 100 ;/_\_/\ < 100 f |
N N
[ [
90 . . . . . . . 80 . . | | | | |
50 100 150 200 250 300 350 400 0 50 100 150 200 250 300 350 400
. 160 : ; ‘ : : : : 170 : ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ ‘
e I\J\_’ g
e o
< e | < 160 f\/_\‘ J
32]
- s
140 . . . . . . . 150 . . . . . .
0 50 100 150 200 250 300 350 400 0 50 100 150 200 250 300 350 400
. 230 | ; ; ; ; : ; _. 240 : 7 7 ; : ; ;
(@] O
T 2201 1 < 230 4
210 | \ . . ! \ . 220 ! 7 . ! T :
0 50 100 150 200 250 300 350 400 0 50 100 150 200 250 300 350 400
G 350 T T T T T T —~ 400 T T T T T T T
[6)
= < 350 f\~\/\\_ 1
= :
300 | | | | | | | 300 . . . . , , .
50 100 150 200 250 300 350 400 0 50 100 150 200 250 300 350 400
temps (s) temps (s)

FiG. 1.19 — Evolution de la distribution de tem-
pérature dans le stack lors du régime transitoire
associé a la Fig. 1.18(a), et reproduit ici sur la
courbe du haut. Les températures T2,73,1T4,et
T5 sont les températures mesurées le long de
I’axe médian du stack conformément au schéma

de l'instrumentation de la Fig. 1.13.

FiG. 1.20 — Evolution de la distribution de tem-
pérature dans le stack lors du régime transitoire
associé a la Fig. 1.18(d), et reproduit ici sur la
courbe du haut. Les températures T2,73,1T4,et
T5 sont les températures mesurées le long de
I’axe médian du stack conformément au schéma

de l'instrumentation de la Fig. 1.13.

Les Fig. 1.19 et 1.20 présentent les évolutions respectives de la distribution de température dans le
stack relatives aux régimes transitoires 1.18 (a) et 1.18 (d). Les températures 72 & T'5 sont mesurées
le long du stack conformément aux schémas de la Fig. 1.13. On remarque clairement sur la Fig.
1.19 qu’au régime transitoire de déclenchements et arréts périodiques sont associées des évolutions
périodiques des signaux de température. Lorsque la pression acoustique atteint un niveau suffisant, la
température diminue significativement a l’extrémité chaude du stack (74 et T'5) et augmente dans une
moindre mesure sur sa partie froide (T2 et T'3). Aprés 'arrét de 'onde acoustique, les températures
évoluent en sens contraire pour atteindre leurs niveaux initiaux (avant déclenchement). L’évolution de
la distribution température dans le stack lors du déclenchement de ’onde acoustique indique donc la
présence d'un flux de chaleur acoustiquement induit, dirigé de la source chaude vers la source froide (il

s’agit précisément du processus non linéaire de "conductivité acoustiquement induite" mentionné en
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introduction). Par ailleurs, 1’évolution des températures dans le stack sur la Fig. 1.20 fait apparaitre
que, lorsque l'amplitude de l'onde acoustique se stabilise & un niveau fini (i.e. pour une puissance
injectée suffisante), une stabilisation des températures le long du stack se produit simultanément.
Ainsi, les analyses qui précédent laissent & penser que les processus observés trouvent leur origine dans

I'interaction non linéaire entre champ acoustique et champ de température.

1.4 Influence de la convection naturelle

Pour toutes les mesures décrites aux paragraphes 1.2 et 1.3 I’axe du guide d’onde est en tout point
placé perpendiculairement au champ de pesanteur. En outre, I’analyse des résultats obtenus ameéne a
conclure que la forme de la distribution de température dans I'’ensemble du noyau thermoacoustique
semble jouer un réle important dans le déclenchement et la saturation de I'instabilité thermoacoustique.
Il existe un moyen simple de vérifier cette conclusion : il suffit de changer la distribution de température
initiale et pour cela de changer ’orientation du dispositif expérimental vis & vis du champ de pesanteur.
En d’autre termes, 1'utilisation de la convection naturelle doit permettre de valider les conclusions
précédentes quant & l'importance de la forme du champ de température dans ’ensemble du noyau
thermoacoustique. Pour ce faire, on dispose de trois orientations possibles, conformément aux schémas
de la Fig. 1.21.

TC -
ol 8

..
TC

@ (b) (©

Fi1aG. 1.21 — Orientation du dispositif expérimental relativement au champ de pesanteur

Le dispositif expérimental est celui décrit au paragraphe 1.3 (stack de 5 cm, chauffage interne). La
Fig. 1.22 présente les distributions de température dans le stack au déclenchement pour chacune des
trois configurations, ainsi que les puissances thermiques correspondantes Qg nécessaires pour atteindre
le seuil de déclenchement. Les observations montrent clairement que la distribution de température
au déclenchement différe selon 1’orientation du résonateur. Cependant, il est important de distinguer
le gradient seuil ((Ty — T¢)/Hg) de la puissance thermique seuil Q. En effet, si le gradient seuil le
plus faible correspond & la configuration (a), le transfert de chaleur convectif vers le guide d’onde est
privilégié dans cette configuration, au détriment du transfert vers le stack, en conséquence de quoi
la puissance électrique nécessaire pour atteindre ce gradient critique est plus importante que dans la

configuration (c).
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Fi1G. 1.22 — Distribution de température au déclenchement pour chacune des trois

vis du champ de pesanteur (Fig. 1.21).
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FiG. 1.23 — Evolution de 'amplitude efficace
de pression acoustique (f = 154.3Hz) pour
différents incréments de puissance AQ) au dela
du seuil de déclenchement de l'instabilité ther-
moacoustique Qo = 44W, dans la configura-
tion (a). Les cing régimes transitoires obtenus
(a),(b),(c),(d) et (e) correspondent respective-
ment & AQ/Qo = 7%, 20%, 38%, 80% et 180%.
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FiG. 1.24 - Evolution de ’amplitude efficace
de pression acoustique (f = 153.1Hz) pour
différents incréments de puissance AQ) au dela
du seuil de déclenchement de l'instabilité ther-
moacoustique @9 = 36W, dans la configura-
tion (c). Les cing régimes transitoires obtenus
(a),(b),(c),(d) et (e) correspondent respective-

ment & AQ/Qo = 10%, 30%, 40%, 75% et
130%.

Les Fig. 1.23 et 1.24 présentent les allures respectives des régimes transitoires observés dans les
configurations (a) et (c) et pour divers incréments de puissance AQ au dela du seuil de déclenchement,

résultats a comparer & ceux de la Fig. 1.18 obtenus dans la configuration (b). Au regard des régimes
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transitoires obtenus, 1’orientation du dispositif expérimental vis & vis du champ de pesanteur apparait
comme un parameétre prépondérant, tant sur le rendement du moteur thermoacoustique, que sur I'allure
des régimes transitoires obtenus. La configuration (c) est celle qui permet d’obtenir les meilleurs
résultats en termes de rendement. Par exemple, pour une puissance thermique injectée Qg + AQ
de 77 W, les niveaux acoustiques obtenus en régime stationnaire sont respectivement de 300 Pa dans
la configuration (a), 600 Pa dans la configuration (b), et 700 Pa dans la configuration (c). Hormis
ces considérations sur le rendement du moteur thermoacoustique qui ne font pas directement 1'objet
de cette étude, les courbes des Fig. 1.23 et 1.24 traduisent que la convection naturelle influence
substantiellement la dynamique des régimes transitoires obtenus, notamment dans la configuration
(a) ou I’évolution de 'amplitude de pression acoustique suit un comportement erratique. De plus, on
observe encore la présence d’un "overshoot", ainsi qu’une possibilité d’oscillations basse-fréquence de

I’amplitude de ’onde acoustique.

1.5 Quelques estimations sur le role éventuel des pertes mineures, des

turbulences acoustiques et du processus de cascade harmonique

L’ensemble des résultats expérimentaux présentés précédemment met en évidence des régimes
complexes, de sorte que la saturation de ’onde acoustique est probablement contr6lée par plusieurs
types d’effets non linéaires. A ce stade de I’étude, il est possible d’estimer le role joué par quelques uns

de ces processus non linéaires.

Trois types particuliers de processus non linéaires pouvant jouer un réle dans la saturation de ’onde
acoustique sont présentés dans ce paragraphe : il s’agit de la turbulence acoustique, des pertes mineures
et du processus de cascade harmonique. Ils ont déja fait ’objet d’études appliquées aux machines
thermoacoustiques, mais nous montrons dans la suite que, s’il n’est pas exclu que ces trois mécanismes
non linéaires jouent un role dans la saturation de ’onde acoustique, d’autres effets non linéaires devront

étre pris en compte pour reproduire les régimes transitoires observés expérimentalement.

Afin de décrire chacun des processus de la fagon la plus simple possible, quelques hypothéses
sont retenues dans ’ensemble de ce paragraphe. Tout d’abord, nous considérerons que ’ensemble du
dispositif est le siége d’une onde acoustique purement propagative, de sorte que ’évolution temporelle

de pression acoustique puisse s’écrire comme suit :

(1) ~ pr (B)sin(wt — 225, (1.1)

L
ou a. est la célérité adiabatique du son et w = 27a./L est la pulsation acoustique du mode fondamental
(L est la longueur du résonateur). L’amplitude des oscillations de pression acoustique p; est supposée
lentement variable avec t, relativement & la période acoustique. Ensuite, le fluide est considéré comme
faiblement dissipatif, de sorte que la distribution radiale de vitesse acoustique sur une section du guide

d’onde ou d’un pore du stack est quasi uniforme, et que pression et vitesse acoustiques sont reliées en
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premiére approximation par I’équation d’Euler :

p8y7 = —gradp, (1.2)

ol p désigne la masse volumique du fluide. Combinant les équations (1.1) et (1.2), il vient :

2
v(z,t) = vy (t)sin(wt — %), (1.3)
avec
p1(?)

v1(t) =~ . 14
(0~ 2 (1.4

1.5.1 Role des turbulences acoustiques

Parmi les mécanismes non linéaires donnant lieu & une dissipation d’énergie, il est possible que la
turbulence acoustique doive étre prise en compte. Peu de données sur les mécanismes de transition
vers la turbulence dans le cas d’un fluide en écoulement oscillant dans un tube sont disponibles dans
la littérature. Les travaux d’Ohmi et coll. [39, 40] souvent évoqués ont montré que cette transition est

plus complexe que dans le cas d’un écoulement stationnaire.
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FiG. 1.25 — Régime oscillatoire osbervable dans un tube circulaire de rayon R, en fonction de la quantité
Vo' = R\/% = R(%2 et du nombre de Reynolds. D’apres [40].

La Fig. 1.25 (|40]) illustre les différents types de régimes observables en fonction de la quantité
V' = R(sif (o R et §, désignent respectivement le rayon du tube et 1’épaisseur de couche limite

visqueuse), et du nombre de Reynolds :

2R
Re = U1 ,

14

(1.5)
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ou v désigne la viscosité cinématique du fluide. A partir de ces résultats expérimentaux, différentes
régions peuvent étre définies, auxquelles sont associés différents régimes oscillatoires : la région
(I) correspond & un régime laminaire tandis que les régions (II)-(III) et (IV)-(V) correspondent
respectivement & un régime faiblement turbulent (ou transitionnel) et & un régime turbulent.

Faisant usage des résultats illustrés sur la Fig. 1.25, il est donc possible de déterminer la présence

ou non de turbulences acoustiques dans le dispositif thermoacoustique étudié ici. La quantité vw' vaut

approximativement :
Vi Y2XEOWTE g, (1.6)
V2 X 1.61075 /(27 x 150) '
dans le guide d’onde expérimental et
2x0.451073
Vo = V2 x 04510 ~5 (1.7)

"~ /2% 1.6105/(27 x 150)

dans un pore du stack. Par ailleurs, aux plus hauts niveaux d’amplitudes de pression acoustique observés
expérimentalement (pT"** ~ 2000Pa), et compte tenu de la relation (1.4), on obtient Re ~ 1.610%
dans le guide d’onde expérimental et Re = 2.710% dans un pore du stack. Ainsi compte tenu de
ces estimations et des résultats de la Fig. 1.25, il apparait que ’écoulement oscillant (i.e. l’onde
acoustique) dans le tube ou dans un pore du stack reste dans la zone laminaire. On peut donc considérer
que la turbulence acoustique ne joue probablement pas un réle majeur dans la saturation observée

expérimentalement.

1.5.2 Role du processus de cascade harmonique

Le dispositif expérimental dont il est question ici et, plus généralement, ’ensemble des machines
thermoacoustiques, sont le siége d’oscillations acoustiques d’amplitudes élevées. Or, la non linéarité des
propriétés du fluide (ici ’air) engendre, pour des niveaux acoustiques élevés, des transferts d’énergie
dans le spectre fréquentiel, qui se traduisent par la génération d’oscillations acoustiques a des fréquences
multiples de la fréquence fondamentale. Ce processus, couramment appelé cascade harmonique,
est une source de saturation en amplitude de l'onde acoustique (fondamental et harmoniques).
En effet, & mesure que le mode fondamental est amplifié par effet thermoacoustique au cours
du régime transitoire, une proportion de ’énergie est transférée vers les harmoniques supérieurs.
Ces harmoniques ne sont pas amplifiés par effet thermoacoustique, car le gradient de température
nécessaire 4 'amplification thermoacoustique du second harmonique est plus élevé que celui nécessaire a
Pamplification du fondamental [29]. En revanche, la présence d’harmoniques supérieurs est responsable
d’une augmentation des pertes viscothermiques aux parois, proportionnelles & la racine carré de la
fréquence acoustique, et dans une bien moindre mesure d’'une augmentation des dissipations au sein
du fluide (hors couches limites), proportionnelles au carré de la fréquence acoustique (une estimation
rapide a partir des équations (3.118) et (3.119) de la référence [14] montre que la dissipation au

sein du fluide ne dépasse 10% de la dissipation totale que si la fréquence de l'onde acoustique est
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supérieure & 3.7kHz, i.e. pour des fréquences supérieures & celle du 241¢me harmonique). Il en résulte
que, sous I’hypothése d’une saturation par cascade harmonique, I’amplitude des oscillations acoustiques
du mode fondamental se stabilise nécessairement & un niveau fini tel que I’ensemble des pertes dues & la
génération d’harmoniques supérieurs compense I’amplification thermoacoustique du mode fondamental.

Dans les expériences présentées précédemment, ’analyse du contenu spectral des oscillations de
pression acoustique a révélé la présence de composantes harmoniques. Ce phénoméne a d’ailleurs déja
été observé par Job et Gusev [29] en régime stationnaire sur le méme dispositif expérimental, qui
rapportent de plus que I'amplitude des harmoniques supérieurs de ’onde acoustique varie suivant
une loi canonique (I’amplitude de 1’harmonique n varie comme la puissance ni®™m® de I’amplitude
du fondamental). Cette propriété caractéristique de l’acoustique faiblement non linéaire, permet de
modeéliser le processus de cascade harmonique |29, Chp. 7| en décomposant ’oscillation temporelle de

pression acoustique suivant sa composante fondamentale p;(¢) et son premier harmonique p(t)
p(t) = p1(t)sin(wT) + po(t)sin(2wT), (1.8)

ou le temps retardé 7 =t — % rend compte du temps de propagation des ondes et ol le temps "lent" t
est supposé trés supérieur a la période des oscillations acoustiques, de sorte qu’en reportant I’expression
(1.8) dans I’équation de propagation acoustique non linéaire sans pertes [57]

OM B OM?

=P M =p/(ped) (L9)

ol [y est le parameétre non linéaire du fluide (8,; = 1.2 pour 'air) et M le nombre de Mach acoustique,

il vient en identifiant les termes oscillants aux pulsations w et 2w respectivement :

oM s
—Btl = —w—ﬁQIMlMg, (1.10)
81\42 . /Bnl 2
5 =W M. (1.11)

La prise en compte de "amplification thermoacoustique du mode fondamental, et de 'atténuation du
second harmonique due aux pertes pariétales se fait par ’ajout de deux termes phénoménologiques

dans les équations (1.10) et (1.11) comme suit [29] :

OM- M,
OMy Pt g gy 4 20 (112)
ot 2 Tampl
OM, Bt 0 Mo
— =w—M7 - —. 1.13
8t w 2 Tatt ( )

C’est par la résolution de ce systéme d’équations couplées que I'influence du processus de cascade
harmonique sur la saturation de I’onde peut étre estimée, sous réserve de connaitre le temps caracté-
ristique d’amplification 7,4y, du fondamental et le temps caractéristique d’atténuation 744 du premier
harmonique. C’est & partir des données expérimentales que l'on accéde & ces deux temps caractéris-
tiques. Le premier est obtenu en mesurant la croissance initiale de ’amplitude de ’onde acoustique :

cette croissance est exponentielle, soit une droite dans un diagramme log/lin, dont la pente donne accés
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& Tampi- Le second temps caractéristique est obtenu a partir de la mesure en régime stationnaire des
amplitudes respectives du fondamental et du premier harmonique, ce qui combiné & 1’équation (1.13)
(avec OyMs(t — oo0) = 0) permet d’obtenir :

2 Mg(t — OO)

att = . 1.14
Tt = B ME(t — 0) (1.14)

Les figures 1.26 et 1.27 présentent chacune une comparaison entre un régime transitoire expéri-
mental (I'un obtenu par chauffage externe, et ’autre par chauffage interne) et un régime transitoire
théorique obtenu en résolvant le systéme d’équations (1.12)-(1.13) (résolution numeérique par différence
finie avec la méthode de Runge-Kutta d’ordre 4), dans lequel les temps caractéristiques Tgmp; €t Tqp sont
ceux mentionnés précédemment et obtenus & partir des données expérimentales. Les résultats obtenus
aménent & deux remarques, valant chacune quel que soit le mode de chauffage retenu. Premiérement,
I'allure qualitative des courbes expérimentales différe des courbes théoriques qui prévoient une simple
amplification exponentielle suivie d’une stabilisation & un niveau d’amplitude fini. Deuxiémement, les
niveaux de saturation en amplitude de ’onde acoustique prévus par le modéle de cascade harmonique
sont supérieurs & ceux observés expérimentalement. Ainsi, s’il n’est pas exclu que la saturation par
cascade harmonique soit un élément & prendre en compte dans I’étude des processus non linéaires de
saturation de ’onde acoustique, ce mécanisme ne peut cependant pas expliquer & lui seul la nature des

régimes transitoires observés.
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Fi1Gc. 1.26 - Comparaison entre régime tran-
sitoire de déclenchement obtenu expérimenta-
lement par chauffage externe (trait plein), et
modeéle de saturation par cascade harmonique
(trait tireté). La courbe expérimentale est celle
déja présentée en Fig. 1.15 pour AT = 56 K,
et la courbe théorique est obtenue en estimant
Tampl = 3.18 et 7o ~ 2.2 102 s & partir de la

courbe expérimentale
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Fic. 1.27 - Comparaison entre régime tran-
sitoire de déclenchement obtenu expérimenta-
lement par chauffage interne (trait plein), et
modéle de saturation par cascade harmonique
(trait tireté). La courbe expérimentale est celle
déja présentée en Fig. 1.18 (d) pour AQ/Qo =
30 %, et la courbe théorique est obtenue en esti-
mant Temp ~ 0.85 et 74 ~ 2.2 1072 s & partir

de la courbe expérimentale
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1.5.3 Role des pertes mineures aux extrémités du stack et des échangeurs de
chaleur

On désigne ici par le terme de pertes mineures les dissipations d’énergie dues au changement de
section brusque aux extrémités du stack (ou des échangeurs de chaleur), et qui se traduisent par une
génération de tourbillons au voisinage des changements de sections. Ce phénoméne est illustré sur la
Fig. 1.28, ou il apparait que la caractérisation des pertes mineures différe selon que le flux de masse

est entrant ("in") ou sortant ("out").

Fi1G. 1.28 — Représentation qualitative de la génération de tourbillons aux extrémités du stack ou des

échangeurs de chaleur.

L’effet des pertes mineures dues & un changement brusque de section (couramment appelées
pertes de charge singuliéres en mécanique des fluides) est traditionnellement représenté dans le cas
des écoulements permanents par une différence entre les pressions hydrodynamiques en aval et en
amont du changement de section, proportionnelle au carré de la vitesse moyenne sur une section V, de

I’écoulement. Ainsi, dans le cas d’un flux sortant, cette différence de pression s’écrit :

1
Apout(:EO) = pout(iEO + 0) _pout(iEO - 0) ~ _5 uutpr2 (.’Eo, t)a (1'15)

ol Koy est le coefficient de perte de charges relatif & un élargissement brusque de section.
Considérons & présent que le résonateur annulaire est le siége d’une onde acoustique purement
propagative p(t) = p1(t)sin(wt) ou le temps retardé 7 = t—z/a. rend compte du temps de propagation
de l'onde et ou les variations de 'amplitude de pression acoustique du mode fondamental p; sont
supposées trés lentes devant la période acoustique. Faisant usage de 1’équation d’Euler pdyww = —0;p,
il vient v(t) = vi(t)sin(wT), de sorte que les pertes de charge singuliéres peuvent étre estimées dans le

cas d’un écoulement oscillant en dissociant 1’écoulement sortant de 1’écoulement entrant :

1 .

Apout(To,t) = —EKoutpU%(t)smz(wTo), wty € [0, 7], (1.16)
1

Apin(‘TOat) ~ +§Kinp7)%(t)3in2(WT0)a wTy € [ﬂ-a 271-]7 (117)

avec wtg = wt — 2mxg/L. A partir des équations (1.16) et (1.17), il est dés lors possible d’obtenir

I’expression de la diminution de puissance acoustique due aux pertes mineures a une extrémité du
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stack

AE'mivwr (t) = % f(;r Apout(t)vl (t)Sin(WTO)Swd(wTO) + % fWZW Apin(t)vl (t)Sin(WTO)Ssd(WTO) (1'18)
= —%%p (KoutSw + Kis) U%(t) (1'19)

en fonction de l'amplitude de vitesse acoustique v au lieu de la singularité (S, et Ss désignent
respectivement la section du tube et la section du stack composée de fluide). Par ailleurs, exprimant

la densité locale instantanée de I’énergie acoustique [14, Eq. (1.82)] :
1 1p
Ctot = =pV° + =, (1.20)
pa?

et faisant usage de la relation (1.4), ’expression de l’énergie acoustique totale dans ’ensemble du
résonateur de longueur L s’écrit :
Sw , P1(t)

S,
Eo(t) = TWvaf(t) =5 L
C

(1.21)

Ainsi, la diminution dans le temps de I’énergie acoustique totale due a la dissipation par pertes mineures

aux 2 extrémités du stack

p1 :

OrEror = SwL—pa2 Op1 = 2 X AEminor () (1.22)
C
peut s’exprimer sous forme d’une variation du nombre de Mach acoustique M = p/(pa?) et d’un temps

caractéristique d’atténuation Tinor €n combinant les équations (1.4), (1.19), et (1.22) :

MZ
oM = - (1.23)
Tminor
avec
3 SwL

; = — . 1.24
Tminor 4 (SwKout + SsKin)ac ( )

Finalement, la saturation de I’onde acoustique due & l’effet combiné du processus de cascade
harmonique (Eqgs (1.12) et (1.13)) et des pertes mineures aux extrémités du stack peut étre estimée en

résolvant le systéme d’équations :

2
Ml

O = B MMy + M — T (1.25)
OM: n M:
b = witay — 2, (1.26)

sous ’hypothése que seul le mode fondamental contribue aux pertes mineures (i.e. My >> My). 1l
reste alors & estimer le temps caractéristique d’atténuation 7p,ner, & partir des expressions empiriques

de Kip, et Koyt [28] :

Re >3.510%, Kour ~ (1 — S5/Sw)?, (1.27)
Re > 10%, Kip ~ 0.5(1 — S5/Sy)4 . (1.28)
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Ces expressions empiriques des coefficients de pertes de charge singuliéres sont valides sous ’hypothése
d’un distribution de vitesse uniforme sur une section du conduit, et donc pour des nombres de Reynolds
élevés. Or, dans un pore du stack de diamétre géométrique Ds ~ 0.9mm, et pour des niveaux de
pression acoustique compris entre 100 et 2000 Pa (i.e. gamme de valeur observée expérimentalement),
le nombre de Reynolds Re = v1D;/v = p1Ds/pacv est situé dans une gamme 14 < Re < 300, de sorte
que ’écoulement dans les pores du stack ne peut pas étre considéré comme uniforme. Dans ce cas,
les coefficients Ky, et Koyt dépendent de la porosité Ss/S,, du stack et du nombre de Reynolds. Bien
que I'on ne dispose pas de données précises pour S,/S, = 0.8 et Re ~ 10? (valeurs expérimentales),
les données recueuillies dans la réf. [28], Chaps. 3 et 4, permettent de prédire que les coefficients Kj,
et K,y augmentent respectivement d’un facteur 5 et 4 lorsque le nombre de Reynolds diminue de

Re > 10* & Re ~ 10? (avec Ss/S, = 0.6). Ainsi, a partir des estimations

Kout =5 x (1= 85/84,)2, (1.29)
Kin~4x0.5(1—8,/Sy)1,

[
—~
[u—Y
w
o
S—r

des coefficients de pertes de charge, le temps caractéristique d’atténuation est estimé a :

Tominor = 241072 s. (1.31)
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Fig. 1.29 — Comparaison entre régime tran-
sitoire expérimental (chauffage externe, trait
plein), et modéles de saturation par cascade
harmonique (trait pointillé) ou par cascade har-
monique et pertes mineures (trait tireté), avec
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2.210 %s.
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Fig. 1.30 — Comparaison entre régime tran-
sitoire expérimental (chauffage interne, trait
plein), et modéles de saturation par cascade
harmonique (trait pointillé) ou par cascade har-
monique et pertes mineures (trait tireté), avec
Tampl = 0.858, Tminor = 2.4 10725 et Tan =~
2.210 %s.

Les Fig. 1.29 et 1.30 présentent les mémes données que celles des Fig. 1.26 et 1.27, auxquelles sont

ajoutées en trait tireté les courbes issues du modéle théorique de saturation par cascade harmonique et
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pertes mineures, obtenu en résolvant le systéme d’équation (1.25)-(1.26). Il apparait que ’atténuation
supplémentaire due aux pertes mineures agit de facon significative sur les niveaux atteints en régime
stationnaire, et que ce mécanisme de saturation doit donc étre pris en compte. Reste que les remarques
déja formulées au paragraphe §1.5.2 restent vraies : par la seule prise en compte des pertes mineures
et du processus de cascade harmonique les niveaux acoustiques atteints en régime stationnaire sont
supérieurs & ceux obtenus expérimentalement, et la dynamique complexe des régimes transitoires

expérimentaux n’est pas reproduite.

1.6 Conclusions

Au terme de cette étude expérimentale, il apparait que la diversité des régimes transitoires obtenus
témoigne de la complexité des processus non linéaires mis en jeu. Les estimations montrent que
les pertes dues a l’excitation d’harmoniques supérieurs (dont l’énergie est plus dissipée que celle
du fondamental), aux turbulences acoustiques dans le guide d’onde ou a la génération de vortex
aux extrémités du stack ne peuvent étre & 'origine des processus d’overshoot, de déclenchement et
arréts successifs ou de double déclenchement. Par ailleurs, dans ’ensemble des expériences réalisées,
des évolutions en régime transitoire du champ de température ont été observées. Ces observations
témoignent de la présence d’un "vent acoustique" de flux massique non nul, dirigé dans le sens des
x positifs [22], ainsi que d’un flux de chaleur d’origine thermoacoustique dans le stack tendant a
réduire le gradient de température imposé [72]. Ainsi, les observations conjointes de régimes transitoires
complexes et des évolutions associées de la distribution de température dans ’ensemble du dispositif,
indiquent que les processus non linéaires liés & l'interaction entre champ acoustique et champ de
température doivent étre pris en compte, et qu'une modélisation de cette interaction en régime
transitoire peut permettre de retrouver, qualitativement au moins, les comportements dynamiques

observés expérimentalement.



Chapitre 2

Etude analytique de I'influence de la
distribution de température sur

I’amplification thermoacoustique.

L’étude expérimentale présentée au chapitre 1 montre que le développement en régime transitoire de
Iinstabilité thermoacoustique donne lieu & des régimes complexes, auxquels sont associées des évolu-
tions transitoires significatives du champ de température dans ’ensemble du noyau thermoacoustique.
De plus, les estimations effectuées sur 'influence des processus non linéaires de cascade harmonique,
de pertes mineures et de turbulences acoustique montrent qu’il est nécessaire de prendre en compte la
présence du vent acoustique et de la conductivité acoustiquement induite pour le développement futur
d’un modéle analytique décrivant le régime transitoire depuis le déclenchement jusqu’a la stabilisation

de ’amplitude de ’onde acoustique.

Cependant, avant de mettre en oeuvre un tel modéle, il convient d’éclaircir le niveau d’influence
de la forme de la distribution de température sur I’amplification thermoacoustique. En effet, il est
apparu lors des investigations expérimentales que l’évolution de 'amplitude de 1’onde acoustique
n’est pas simplement corrélée a 1’évolution du gradient moyen de température aux extrémités du
stack. En particulier, s’il est clair que les effets conjoints du vent acoustique et de la conductivité
acoustiquement induite tendent & réduire la différence de température (Ty — T¢) aux extrémités du
stack, les observations expérimentales montrent d’une part qu’il est possible, aprés déclenchement, que
I’amplitude de l'onde acoustique continue d’augmenter alors méme que la température Ty diminue
ou se maintient (voir par exemple les Figs 1.16 et 1.17), et d’autre part que la forme initiale de la
distribution de température dans le stack et le guide d’onde influence les conditions de déclenchement
de l'onde acoustique (Figs 1.22-1.24). Il est donc nécessaire de comprendre pourquoi et comment
I’amplification dépend de la distribution de température, d’autant plus qu’a notre connaissance, de
telles investigations n’ont pas été mises en oeuvre (les modeéles existants considérent généralement que

la distribution de température est linéaire).
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Dans le paragraphe 2.1 ci dessous, le modéle analytique développé par Stéphane Job et Vitalyi Gusev
[29] est rappelé brievement. Ce modeéle, basé sur une approche mathématique développée pour les
dispositifs & ondes stationnaires [23], repose sur le formalisme de la matrice de diffusion pour décrire
le champ acoustique dans un moteur thermoacoustique annulaire, dans le cas d’'une distribution de
température donnée. A partir de ce modéle analytique, les conditions de déclenchement, la fréquence
correspondante des oscillations acoustiques, et la distribution du champ acoustique dans 1’ensemble du
dispositif peuvent étre calculées numériquement. Seules les grandes lignes du modéle sont présentées :
les détails de la démarche sont reportés en annexe A. Le paragraphe 2.2 est consacré a l'étude de
I'influence du régime d’interaction thermoacoustique sur les conditions de déclenchement : cette étude
montre que la quantité d, /R, rapport des épaisseurs de couches limites thermique et visqueuse sur
le rayon géométrique des pores du stack, a une influence significative sur la distribution du champ
acoustique et sur le gradient de température seuil nécessaire au déclenchement. Le paragraphe 3.3 a
pour objet de montrer que, pour une différence de température (Ty — T¢) fixée, la forme du champ
de température T'(z) influence significativement lamplification des ondes acoustiques. En effet, la
modification de la distribution de température implique une modification de la distribution du champ
acoustique (pression acoustique, vitesse acoustique et phase entre pression et vitesse) et par suite
modifie le travail acoustique produit dans le stack. Enfin, sur la base de ces résultats, une explication

qualitative de quelques résultats expérimentaux est avancée.

2.1 Description analytique du processus d’amplification dans le mo-

teur thermoacoustique annulaire

Le dispositif & ’étude est représenté schématiquement sur la Fig. 2.1. Le guide d’onde annulaire
cylindrique de rayon interne R, et de longueur L est divisé en trois parties distinctes : le stack
(—Hs < z < 0), la partie du guide d’onde inhomogene en température (0 < z < Hy), et le
reste du guide d’onde & température ambiante (Hy < z < L — Hg). On appelera par la suite
"noyau thermoacoustique" la région —Hg < & < Hyy. Le stack est un matériau poreux de porosité

longitudinale @ et dont les canaux ont un rayon géométrique R;.

2.1.1 Calcul des coefficients de la matrice de diffusion du noyau thermoacoustique

Dans le modéle présenté ci-aprés, le couplage entre le noyau thermoacoustique et le reste du guide
d’onde est décrit au moyen de la matrice de diffusion du noyau thermoacoustique, sans restriction
sur la longueur du stack Hg ou sur la forme de la distribution de température T;,(z) dans le noyau
thermoacoustique. Seules les grandes lignes du modéle sont présentées dans ce paragraphe. Le lecteur
trouvera une description plus détaillée en Annexe A, ou dans le mémoire de thése de S. Job [29].

Les variables acoustiques sont exprimées dans le domaine fréquentiel, oil w désigne la pulsation
acoustique. Dans la région du guide d’onde & température ambiante Hy < x < L — Hg, la pression

acoustique p(z,w) = p(zr) peut étre décomposée suivant ses deux composantes contrapropagatives
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p(z) = pT(z) + p~(x), ou p* et p~ représentent les amplitudes complexes des ondes de pression se

propageant respectivement dans les directions +x et —z (p(z,t) = Re (p(z)e™™")) :
Vo € [Hw, L — Hs), " (@) = 5 (Hy )e™w (e W), (2.1)

Ici, le nombre d’onde complexe ky prend en compte les pertes visqueuses et thermiques au voisinage
des parois du résonateur (Eq. (A.21)). Afin de décrire la causalité des ondes incidentes, réfléchies et
transmises aux interfaces du noyau thermoacoustique, une "échelle discréte de temps" est introduite
iéme

4 'aide de 'indice m correspondant au m passage de ’'onde de pression @in(a:) a travers le noyau

temperﬁ

-Hs O Hw
7 R

thermoacoustique.

N—

\ stack

\_ ~

FiG. 2.1 — Représentation schématique du moteur thermoacoustique annulaire

noyau thermoacoustique
=+
P (—Hs) T+ ~
" R ~ | Pm(Hw)
rRY| . RS

Pp(=Hs) ||~ B

;Ij””’**fff—::::::::_ <pm7—1(‘H—W)

_HS 0 HW
| | ‘ _

Fi1G. 2.2 — Ondes réfléchies et transmises aux interfaces du noyau thermoacoustique

Ainsi, comme lillustre la Fig. 2.2, la pression acoustique & "l'instant" m peut étre exprimée en

fonction de sa valeur & "l'instant" (m — 1) et des propriétés de réflexion et transmission du noyau
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thermoacoustique décrites au moyen de sa matrice de diffusion comme suit :

Pm(—Hs) Rt T~ Prm—1(Hw)
ol les coefficients T+ et RT désignent les coefficients de transmission et de réflexion du noyau

thermoacoustique. Le calcul de ces coefficients nécessite de résoudre ’équation (désormais classique)

de la thermoacoustique linéaire [59, Eq. (54)] :

2
wla-mE)epfi-nr 2L TRy (L) nr o -vadi-0 @)
ou B, v et o désignent respectivement le coefficient de dilatation thermique isobare, le coefficient
polytropique du fluide et le nombre de Prandtl du fluide, et a. la célérité adiabatique du son. Les
fonctions f, et f, (qui dépendent notamment de la fréquence et de la température moyenne Ty;,)
caractérisent ’efficacité du couplage visqueux et thermique entre champ acoustique et paroi du canal
(pore du stack ou guide d’onde). Une expression analytique de ces fonctions peut étre donnée dans le

cas d'un canal cylindrique de rayon D :

2 Si(Y.)
v ) 24
f "= ZYU,C Jo( ) ( )
ou

D
YV,H/ = (1 + Z)6—7 (25)

V,K
0w = V2k(Th(z))/w et 6, = /2v(T)(z))/w désignant respectivement les épaisseurs de couches

limites acoustique thermique et visqueuse (1/ et k représentent la viscosité cinématique et la diffusivité
thermique du fluide). Les fonctions f, et f, peuvent également étre déterminées dans le cas d’un pore
carré [29, Annexe B| mais on préférera ici un stack dont les pores sont cylindriques en raison du gain

substantiel en temps de calcul dans I’évaluation des fonctions fi ..

Les travaux de Gusev et coll. [23] portant sur I’étude analytique d’un moteur thermoacoustique
a ondes stationnaires ont permis de montrer que la transformation de 1'équation (2.3) sous forme
d’une équation intégrale de Volterra de seconde espéce permet d’obtenir une solution exacte de cette
équation différentielle linéaire du second ordre & coefficients non constant sous forme d’une série
infinie d’opérateur intégraux. C’est sur la base de ce résultat qu’une expression analytique exacte
des coefficients de la matrice de transfert du noyau thermoacoustique peut étre obtenue ici (Egs.
(A.18) et (A.19)). Les coefficients de la matrice de diffusion 7%+ et R* sont alors simplement déduits
des coefficients de la matrice de transfert (a I’aide des Eqgs (A.16) et (A.20)). Chacun des coefficients
T+ et R* étant exprimés de facon exacte sous forme d’une série infinie d’opérateurs intégraux, une
solution numérique approchée de ces coefficients est finalement obtenue en tronquant leur expression

séquentielle & un ordre suffisant.
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2.1.2 Calcul du coefficient d’amplification thermoacoustique

Afin d’exprimer ’amplification ou 'atténuation de 1’onde acoustique lors de son passage dans le
noyau thermoacoustique, un coefficient « reliant les amplitudes de pression acoustique aux itérations

m et m — 1 est introduit :
~+ _ ~* a
ViK € [OaL]apm(x) —pm,1($)6 . (26)

Dans l'équation (2.6), le coefficient «, que l'on qualifie dans la suite de coefficient d’amplification
thermoacoustique, rend compte de I’évolution de I’amplitude des ondes acoustiques contrapropagatives
décrivant un tour complet dans le guide d’onde et le noyau thermoacoustique. Le signe de a détermine
si 'onde est amplifiée (o > 0) ou atténuée (o < 0), alors que la condition & = 0 correspond au seuil

de déclenchement de l'instabilité thermoacoustique. En combinant les équations (2.1), (2.2) et (2.6), il

o) fe V() (2. e

R-l—eikw Ly _ ea—ikw Ly )

vient :

ou Lw = L — Hg — Hyw désigne la longueur du guide d’onde a température ambiante. Le systéme
linéaire d’équations (2.7) admet une solution non triviale (g, (Hw ), p,,(Hw)) si le déterminant de la

matrice est nul, condition pour laquelle I’équation
(eoibwiw —g+) (ex-tbwlw — ) — R*R™ =0 (2.8)

est vérifiée. Ainsi, aprés calcul des coefficients T+ et RE de la matrice de diffusion du noyau
thermoacoustique pour une distribution de température donnée, la résolution des parties réelle et
imaginaire de 1’équation (2.8) permet de déterminer le coefficient d’amplification « et la pulsation

acoustique w de déclenchement.

2.1.3 Calcul de la distribution du champ acoustique

Les paramétres a et w étant connus, il est possible de calculer la distribution du champ acoustique
dans l’ensemble du guide d’onde. Pour ce faire, la pression acoustique dans le guide d’onde a

température ambiante est écrite comme suit :

Ve € [Hy, L — Hg),p(z) = (Hw) [eikW@—HW) + R(Hw)e_ikW(w_HW)] : (2.9)
o la quantité complexe R(Hyw) = p~(Hw)/pt(Hw), dépendant de la distribution de température
T (z), est obtenue a l'aide de I’équation (2.7) :

ea*ikWLW _ j:'+
R(Hw) =

Frp——— (2.10)

Faisant usage de I’équation de Navier-Stockes, la distribution transverse de la vitesse acoustique o (z,r),

puis sa valeur moyenne sur une section du guide d’onde (o(z)), sont alors exprimées en fonction de
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p(z), sur Uintervalle Hy < z < L — Hg (Eq. (A.16)). La distribution du champ acoustique dans le
noyau thermoacoustique est ensuite calculée a ’aide du procédé déja mentionné de transformation de
I’équation différentielle linéaire de la thermoacoustique en un systéme équivalent d’équations intégrales.
Plus précisément, la pression acoustique et la vitesse acoustique moyenne sont exprimées en tout point
du noyau thermoacoustique sous forme d’une série d’opérateurs intégraux (Eq. (A.18)) et en fonction

des conditions aux limites p(L — Hg) et (¢(L — Hg)), obtenues précédemment.

Il faut cependant noter que dans I’équation (2.9), Pamplitude de l'onde acoustique p*(Hyw ) se
propageant suivant les z positifs est une quantité inconnue. Par suite, les amplitudes totales de pression
et vitesse acoustiques dans l’ensemble du résonateur sont indéterminées. En réalité, le seul moyen
de connaitre ces quantités consiste a résoudre le probléme transitoire depuis le déclenchement de
Iinstabilité thermoacoustique jusqu’a saturation par effets non linéaires, probléme transitoire dans
lequel les équations régissant les transferts thermiques doivent étre couplées aux équations de la
thermoacoustique via les processus non linéaires de conductivité acoustiquement induite et de vent
acoustique. Ce n’est pas 13 'objet des travaux présentés dans ce chapitre. Cependant, en fixant la
quantité pt (Hy ) & une valeur arbitraire dans I’équation (2.9), il est possible d’obtenir la structure du
champ acoustique dans '’ensemble du dispositif pour une distribution de température donnée. L’examen
de la structure du champ acoustique pourra dés lors fournir des indications quant a 'influence de la
distribution de température sur ’amplification thermoacoustique, et par suite, fournir des indications
quant & l'influence des processus non linéaires d’interaction entre champ acoustique et champ de
température. Ainsi, pour I'ensemble des résultats présentés au paragraphe 2.3, la quantité pt(Hy)
est-elle fixée de telle sorte que l'intensité acoustique I(Hy ) vaut 1 W (avec I = (1/2)Re(p(0*),) (*
désignant le complexe conjuguée), et seules les distributions des variables acoustiques dans 1’ensemble

du résonateur sont analysées.

2.2 Influence du régime d’interaction thermoacoustique dans le stack

sur la distribution du champ acoustique

2.2.1 Démarche suivie

Parmi les nombreux paramétres controlant l'interaction thermoacoustique entre un fluide oscillant
et une paroi soumise & un gradient de température, la quantité J,,/Rs, rapport des épaisseurs
de couches limites visqueuse ou thermique sur le rayon géométrique d'un pore du stack, est une
grandeur importante. En effet, la nature de l'interaction entre fluide et paroi différe selon que le
couplage fluide structure est de type quasi adiabatique (QA, dx,/Rs << 1) ou quasi isotherme (QI,
(6x./Rs)? >> 1). Ainsi ce paragraphe a-t-il pour objet d’analyser I'influence du rapport 8y, /Rs sur
la distribution du champ acoustique, la distribution de température dans le noyau thermoacoustique
étant supposée linéaire. Pour ce faire, I’ensemble des paramétres géométriques (longueur du stack, du

résonateur...) du modele présenté au paragraphe 2.1 sont fixés aux valeurs correspondantes du dispositif
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expérimental, conformément au tableau 2.1. Ensuite les caractéristiques thermophysiques du fluide de
travail & la température ambiante T sont fixées a leur valeur pour de I’air sous pression atmosphérique
(pa(Tc) = 1.2Kg.m=3, C, = 1003 J.Kg~'.K~1!), hormis la conductivité thermique A,(T¢) du fluide
qui est supposée variable. Il s’agit 14 d’un choix parmi d’autres possibles pour faire varier la quantité
O = \/,,3% et donc le régime d’interaction fluide-structure, depuis le régime QA jusqu’au régime
QI. Ajoutons d’une part que la viscosité du fluide est elle aussi amenée & varier corrélativement a la
conductivité thermique en maintenant le nombre de Prantdl constant (o = ¢ = 0.7), et d’autre part
que la variation de ces propriétés visqueuses et thermiques avec la température est prise en compte
dans le modéle (v «x Kk TfLH, avec 8 = 0.73 [56]). Enfin, précisons qu'’il n’y a pas lieu de connaitre
ici les caractéristiques thermophysiques des parois du stack, dont ’inertie thermique est supposée trés
grande devant celle du fluide de travail (dans la négative, I’équation de la thermoacoustique (Eq. (2.3))

doit étre réécrite pour prendre en compte les propriétés du stack).

L (longueur du guide d’onde) 2.24m
Hs (longueur du stack) 0.05m ou 0.15m
Hyy (partie du guide d’onde inhomogéne en température) 0.4m
Ry, (rayon interne du guide d’onde) 26.5 mm
Rs (rayon géomeétrique d’un pore du stack) 0.45mm
® (porosité longitudinale du stack) 0.81

TAB. 2.1 — Dimensions caractéristiques du dispositif expérimental utilisées dans le modéle.

2.2.2 Influence du régime d’interaction thermoacoustique sur les conditions de
déclenchement

La Fig. 2.3 donne la distribution du champ acoustique (amplitude de pression, de vitesse et intensité
acoustiques) au déclenchement (o = 0) dans l’ensemble du résonateur pour d,/Rs = 0.46, valeur
correspondant au dispositif expérimental, rempli d’air sous pression atmosphérique. Les discontinuités
observables aux extrémités du stack sur la vitesse acoustique sont simplement dues & la conservation
du débit massique. On peut notamment observer (Fig. 2.3 (d)) que l'intensité acoustique produite dans
le stack compense exactement les pertes pariétales dans le reste du résonateur, ce qui correspond bien
4 la condition de déclenchement de I'instabilité thermoacoustique.

La Fig. 2.4 présente 1’évolution du rapport Ty /Tc = Tr(x = 0) /T (z = —Hg) entre températures
chaude et froide et de la fréquence f = w/2m au déclenchement en fonction du rapport 0y, /R;.
La courbe de stabilité ainsi obtenue s’avére en bon accord les résultats expérimentaux de Yazaki
[73]. En particulier, un minimum pour le rapport de température T /T critique est observé lorsque
dx/Rs = 0.5 (c’est & dire entre les régimes QA et QI). Une augmentation drastique de Ty /T est
également observable lorsque 6§, /Rs > 1. La fréquence de déclenchement f ne varie pas quant a elle de

fagon significative : sa valeur reste de ’ordre de f = a./L.
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coustique (o = 0).

2.2.3 Influence du régime d’interaction thermoacoustique sur la distribution du
champ acoustique

Sur la Fig. 2.4 deux points particuliers (notés 1 et 2) sont repérés sur la courbe de stabilité. Pour
ces deux points, le déclenchement se produit pour un méme rapport Ty /T¢, mais pour différentes
valeurs de . /Rs. Or, il apparait clairement sur la Fig. 2.5. que si les conditions de déclenchement
sont les mémes pour ces deux points, il n’en est pas de méme concernant la distribution des champs
acoustiques associés & ces deux configurations. En effet, on remarque que lorsque 6, /R varie, les
minima/maxima de pression acoustique |p| et de vitesse acoustique |9| se trouvent alors translatés et
la phase relative ®,, entre ces deux quantités varie de facon significative (notamment dans le stack).
De plus, ’analyse de la distribution de l’intensité acoustique I montre que les pertes viscothermiques
pariétales dans le résonateur sont plus importantes dans le cas d,/Rs = 0.7 (point 2, vers le régime
QI) que dans le cas d,/Rs = 0.1 (point 1, vers le régime QA).

Afin de d’examiner plus profondément les résultats illustrés sur la Fig. 2.4, on propose ici d’analyser
ces résultats en termes de conversion d’énergie. D’aprés Tominaga [66, Egs. (105)-(108)], la puissance
totale par unité de volume produite par interaction thermoacoustique pour un gaz parfait dans un pore

de géométrie donnée peut étre décomposée en la somme de quatre termes comme suit :

w = W + wy, + wsw + wrw, (2.11)
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ou
1’)’—1 ~12
= — Im(F 2.12
we = 50— Im(Fsf)w (2.12)
et
1 Im(fy) -\ 2
Wy = —wWpm————= |(V 2.13
v=3 Pm|1_fu|2 |< )1“ ( )

sont des quantités négatives décrivant respectivement les pertes visqueuses et thermiques a proximité

des parois du pore, et o les quantités

1d; T,

wsw = —1 2 i (Fsh) 5] |(8)| sin(@0) (2.14)
m
et
1d,T, .
wrw = 3 ; ™ Re(Fsh) |p| |(D)] cos(Ppy), (2.15)
m

proportionnelles & sin ¢y, et cos ¢p,, représentent respectivement les densités de puissances acoustiques
produites par les composantes stationnaire ("SW") et progressive ("TW") de ’onde acoustique (pour
une onde progressive pure, ®,, = 0 = wgw = 0), les facteurs F; et h s’exprimant en fonctions de f,

et fi comme suit :

1
Fs =1+ el (2.16)
_ fn _fu
S ey A 247

ou e = Cf/Cy est le rapport de capacité calorifique du fluide sur celle du solide. Ainsi, chacun des
quatre termes de puissance convertie dans un pore de rayon R, et de longueur Hg est obtenu par

intégration :

0

W rw,sw = TR / Wi, TW,sw () d. (2.18)
—Hg

La puissance totale convertie dans le stack Wi = ne.(Wy, + W, + Wrw + Wew) (ol ne représente le
nombre de canaux constituant le stack) est en fait liée au coefficient d’amplification thermoacoustique :
lorsque Wy, est égale aux pertes pariétales dans le reste du résonateur, la condition o = 0 est alors

nécessairement vérifiée.
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du résonateur pour le cas d’une distribution de
température linéaire et au seuil de déclenche-
ment de l'instabilité thermoacoustique. Trait
plein : §,/Rs = 0.1, tirets : 6,/Rs = 0.7
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Fi1G. 2.6 — Conversion d’énergie dans un pore
du stack en fonction de d,/Rs au déclenche-
ment (o = 0). (a) Conversion totale d’énergie.
(b) Composante stationnaire Wgy (tirets) et
progressive Wy (trait plein) de la puissance
acoustique produite. (¢) Composante visqueuse
W, (tirets) et thermique W, (trait plein) des

pertes.

Sur la Fig. 2.6, les différentes composantes de la puissance totale produite par interaction thermoa-
coustique dans un pore sont représentées au déclenchement en fonction de ¢, /R depuis le régime QA
jusqu’au régime QI. Ces résultats aménent & formuler deux remarques. D’une part, la puissance totale
W = W, + W, +Wrw +Wgw augmente lorsque le régime tend vers une interaction QI : ceci s’explique
aisément par le fait qu’a l'augmentation de ., est associée une augmentation des pertes pariétales
dans le résonateur & température ambiante, ce qui implique dés lors que la puissance acoustique pro-
duite dans le stack augmente corrélativement pour compenser les pertes et satisfaire la condition de
déclenchement. D’autre part, les variations de chacun des termes Wy, , rw,sw avec dy,, sont significa-
tives : en régime QA, la majeure partie de la puissance produite est Wgy . En régime QI, la composante
propagative Wpy de la puissance acoustique produite prévaut, alors que la majeure partie des pertes

est due aux effets visqueux.

Enfin, les résultats illustrés sur les Fig. (2.5) et (2.6) témoignent d’une propriété remarquable parti-
culiére au résonateur annulaire : & la différence des moteurs thermoacoustiques & ondes stationnaires,
les lieux des minima/maxima de pression et vitesse acoustiques ainsi que la phase ®,, sont ici des quan-
tités variables avec dy,/R,. Cette possibilité de variation de la structure du champ acoustique avec
i/ Rs confére au dispositif annulaire un "degré de liberté" supplémentaire et la faculté de "s’auto-

régler" de telle sorte que la conversion d’énergie thermoacoustique se fasse de fagon plus efficace. Ce
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résultat issu de simulations numériques confirme les résultats expérimentaux de Ueda et coll. [67] qui
ont observé des variations de la structure du champ acoustique (mesurée par Anémomeétrie Laser Do-
pler dans un dispositif analogue) en fonction des dimensions des pores du stack, et aboutissent aux

mémes conclusions.

2.3 Influence de la distribution de température sur ’amplification

thermoacoustique

2.3.1 Influence de la distribution de température sur le coefficient d’amplification
thermoacoustique

Dans ce paragraphe, l'influence du profil de température sur ’amplification thermoacoustique est
examinée. Pour ce faire, le rapport d, , /Rs est tout d’abord fixé & sa valeur correspondant au dispositif
expérimental (d,/Rs = 0.46 & température ambiante avec ¢ = v/k = 0.7). Puis, la température Ty
a Pextrémité chaude du stack est réglée de telle sorte que la condition de déclenchement (o = 0) soit
vérifiée pour une distribution de température linéaire. Enfin, afin de pouvoir décrire différents types de
distribution de température dans le stack (—Hg < z < 0) et dans le reste du noyau thermoacoustique
(0 <z < Hy), les températures T, (z = —Hg/2) et Tp,(z = Hw/2) sont définies comme parameétres
de controdle variables (cf. Fig. 2.7) et la distribution de température est alors calculée au moyen d’une

interpolation par spline cubique.
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FiG. 2.7 — Les températures Ty et T étant Fia. 2.8 — Isocontours du coefficient d’am-
fixées, le choix des deux parameétres de controle plification a en fonction de Tn(Hw/2) et
Tm(Hw/2) et T(—Hg/2) permet de décrire Tn(—Hs/2), avec Hg = 0.15m et Hyy = 0.4m

différents types de distribution de tempéra-
ture dans le noyau thermoacoustique, au moyen

d’une interpolation par spline cubique
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Sur la Fig. 2.8, ’évolution du coefficient d’amplification thermoacoustique « est tracée en fonction
des températures normalisées T (—Hg/2) et Tn(Hw/2) (ITn(z) = (Tm(z) — Te)/(Ta — T¢)). Les
variations obtenues pour «, dont ’origine est uniquement die & la modification du profil de température
(pour un Ty /Tc fixé) sont de ordre de £10 2. De telles variations sont significatives : un calcul
rapide montre en effet qu’une amplification @ = 102 correspond & une augmentation pour |p| de
450% en 1 seconde & 150H z. De plus, la forme des isocontours de la Fig. 2.8 indique clairement que
I'amplification thermoacoustique ne dépend pas seulement de la distribution de température dans le
stack, mais aussi substantiellement du parameétre T (Hy /2) controlant la distribution de température
dans la partie "passive" 0 < z < Hw du noyau thermoacoustique. A ce sujet, il est intéressant
de noter que l'augmentation du parameétre Tn(Hy/2), qui pourrait se traduire d’un point de vue
physiquement réaliste comme résultant du transport de chaleur par convection forcée due au vent

acoustique (cf. courbe tiretée en Fig. 2.7), joue un role positif sur ’amplification thermoacoustique

(Tn(Hw [2) /= o /).

2.3.2 Influence de la distribution de température sur la distribution du champ
acoustique

Si les résultats de la Fig. 2.8 mettent en évidence l'effet important de la forme du champ
de température sur l'amplification thermoacoustique, il ne fournissent cependant pas d’éléments
permettant d’apporter une explication physique & ces observations. Pour ce faire, les influences
respectives des distributions de température dans le stack et dans le guide d’onde vont étre considérées
distinctement. Sur la Fig. 2.9, la distribution du champ acoustique (représentée par les quantités
1p(z)|,|(x)|, et Ppy(x)) est tracée pour différentes distributions de température dans la partie passive
du noyau thermoacoustique. Il apparait qu’a mesure que Tn(Hy /2) augmente, les valeurs de |p|, |7],
et ®p, évoluent significativement. Par suite, comme le montre la Fig. 2.10, les termes de conversion
d’énergie (équations (2.12)-(2.15)) varient. En toute rigueur, les variations de Wy , rw sw pourraient
également étre attribuées aux variations des fonctions f, et f, (et par suite Fs et h). Cependant,
puisque le champ de température dans le stack est supposé ici constant, les fonctions fy , ne dépendent
que de la fréquence d’oscillation f = w/2m, dont les variations avec Tn(Hyw /2) sont infimes. En

conséquence, on peut écrire :

Wy o< [ [pl*da,
W, 0|?dx,

RN 2.19)
Wsw o [ |p||o]sin®pydz,
Wrw o« [ |p||o]cos®pydz.

De plus, d’apres les résultats illustrés en Fig. 2.10, il apparait que les variations de |p| et || dans le
stack provoquent des variations significatives de W, et W, tandis que I'énergie acoustique produite
Wrw + Wgsw reste quasiment constante. En conséquence, I’augmentation globale de 1’énergie totale
convertie W (et donc de «) & mesure que Ty(Hy /2) augmente est principalement due & une

décroissance globale des pertes pariétales |Wy + W, |.
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F1a. 2.10 — Conversion d’énergie dans un pore
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Fig. 2.12 — Conversion d’énergie dans un
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stationnaire Wgy (trait tireté) et progressive
Wrw (trait plein) de I’énergie acoustique pro-
duite. (c¢) Composantes visqueuse W, (trait ti-
reté) et thermique W, (trait plein) des pertes

pariétales.
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Les figures 2.11 et 2.12 présentent l'influence d’une modification de la distribution de température
dans le stack sur le champ acoustique et le processus thermoacoustique. Les variations de T (—Hg/2)
entrainent 13 aussi une modification de la distribution du champ acoustique (Fig. 2.11). De plus,
l’analyse de l’évolution des termes de conversion d’energie avec T (—Hg/2) (Fig. 2.12) permet de
conclure que les variations de W sont essentiellement dues aux variations de |p| et @, (et par suite, de
Wy, Wrw, et Wew) dans le stack. Cependant, la relation entre conversion d’énergie thermoacoustique
et variables acoustiques est ici plus complexe que dans les équations (2.19) : la distribution de
température dans le stack n’étant plus supposée constante, I'influence sur le processus thermoacoustique
des variations de f et f,, (résultant du fait que les propriétés viscothermiques & et v du fluide dépendent

de la température moyenne 7,,) doit donc a priori étre quantifiée.
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FiG. 2.13 — Distributions du champ acoustique Fi1g. 2.14 — Isocontours du coefficient d’am-
dans le noyau thermoacoustique associées a di- plification a en fonction de Tn(Hw/2) et
verses distribution de température, avec Hg = Tn(—Hgs/2), avec Hg = 0.05m et Hyy = 0.4m

0.06m et Hy = 0.4m.

Les résultats des Figs. 2.3 & 2.12 ont été obtenus avec un stack de longueur Hg = 15 c¢m. Sur les Figs
2.13 et 2.14, l'effet de la distribution de température est réexaminé lorsque la longueur du stack est
réduite & 5 cm. Ici, comme 'illustre la Fig. 2.13, 'effet d’un changement du profil de température dans
le stack n’entraine pas d’évolution significative du champ acoustique. De méme, comme 1'illustre la Fig.
2.14, le coefficient d’amplification thermoacoustique est manifestement plus sensible & la distribution
de température dans la région 0 < z < Hwy qu’a celle dans le stack. Ainsi, ’effet du champ de
température sur le processus d’amplification thermoacoustique est principalement di au changement
consécutif de la structure du champ acoustique (quelle que soit la longueur du stack). En particulier,
Iinhomogénéité de température dans la partie passive du noyau thermoacoustique (0 < z < Hyy) agit
comme un "mélangeur" d’ondes contrapropagatives, affectant les amplitudes et phases des ondes dans

la région active du noyau thermoacoustique (i.e. le stack).
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Enfin, il est intéressant de noter que les résultats numériques obtenus corroborent bien les résultats
expérimentaux du paragraphe 1.4 concernant 1’effet de la convection naturelle sur le déclenchement
de l'instabilité thermoacoustique. En effet, les résultats illustrés en Fig. 1.23 montrent que le rapport
Ty /Tc au déclenchement est plus faible lorsque le résonateur est orienté suivant la configuration de
la Fig. 1.22 (a) que suivant les deux autres configurations. Or, du fait de la déformation du profil de
température par convection naturelle, 'orientation de la Fig. 1.22 (a) se traduit qualitativement par une
valeur plus élevée du paramétre Ty (Hyy /2) en regard de sa valeur dans les deux autres configurations.
De ce fait, conformément aux résultats de la Fig. 2.14, augmentation de T (Hyw /2) doit se traduire
en une augmentation du coefficient «, ce qui équivaut a dire que le seuil de déclenchement Ty /T¢ (qui

satisfait & = 0) doit étre plus faible dans la configuration (a) que dans les configurations (b) et (c).

2.4 Discussion

Dans ce chapitre, un modéle analytique décrivant le processus d’amplication dans un moteur
thermoacoustique annulaire, sans restriction sur la longueur du stack ou la forme du champ de
température, a été présenté. Sur la base de ce modéle, des simulations numériques ont permis d’étudier
I'influence du régime d’interaction (QA ou QI) et de la distribution de température sur les conditions
de déclenchement et 1’allure de la distribution du champ acoustique dans I’ensemble du dispositif. Ces
investigations ont permis d’établir que le changement de la distribution de température dans I’ensemble
du noyau thermoacoustique (et particuliérement dans la partie passive) entraine une modification
significative de la répartition spatiale des variables acoustiques |p|, |0|, and ®,, dans le stack, et par

suite une variation du travail acoustique produit.

Cet effet important du champ de température sur I’amplification thermoacoustique est probablement
un élément majeur a prendre en compte pour expliquer la dynamique complexe des régimes transitoires
observés au chapitre 1. On sait en effet que le transport de chaleur de la source chaude vers la
source froide dii & 'interaction thermoacoustique [72] d’une part, et que la convection forcée due a
Pexcitation d’un écoulement redressé directionnel de flux massique non nul [22, 24, 30] d’autre part,
peuvent modifier 'allure de la distribution de température au cours du régime transitoire (en sus
de leur effet sur le rapport Ty /T¢). Sous 'hypothése (& valider) que ce sont ces deux processus
non linéaires qui contrélent tout ou partie du mécanisme de saturation de ’onde acoustique, il est
alors aisément concevable que la dynamique des régimes transitoires observables puisse étre autrement
plus complexe qu’une simple croissance exponentielle suivie d’une saturation, tel que pourrait le
prévoir par exemple un modéle analytique de saturation par cascade harmonique dans le cadre de
Pacoustique faiblement non linéaire (§1.5), notamment parce que les temps caractéristiques relatifs
au développement des effets du vent acoustique et de la conductivité acoustiquement induite sur
le champ de température sont trés probablement non négligeables devant le temps caractéristique
d’amplification de l'onde (i.e. Tamp = (a x f)~! & 1s, pour @ = 1072 et f ~ 150Hz). De ce fait, le

régime d’amplification et de saturation de 'onde doit alors opérer de maniére séquentielle (chacun des
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processus non linéaires agissant a différents instants du régime transitoire et/ou pour différents niveaux
d’amplitude acoustique), de maniére semblable par exemple au processus de double-déclenchement
signalé au chapitre 1. Reste que la compréhension fine des régimes transitoires exposés au chapitre 1
nécessite de développer une théorie qui permette de décrire les interactions entre champ acoustique et

champ de température en régime transitoire. Ceci fait 'objet des chapitres suivants.



Chapitre 3

Modéles analytiques et simulations

numériques du régime transitoire

Le développement en régime transitoire de ’instabilité thermoacoustique donne lieu & des dyna-
miques trés complexes, auxquelles sont associées des évolutions transitoires significatives du champ de
température dans 1’ensemble du noyau thermoacoustique (voir chapitre 1). De surcroit, la dynamique
des régimes transitoires observés dépend fortement du mode de chauffage (externe ou interne) et de
Porientation du dispositif relativement au champ de pesanteur. C’est ainsi que l'objectif du chapitre 2
est de montrer que la forme du champ de température dans I’ensemble du noyau thermoacoustique est
un paramétre qui influence fortement I'amplification thermoacoustique. Il est donc trés probable que
les excitations en régime transitoire d’un écoulement redressé et d’un flux d’enthalpie thermoacous-
tique (conductivité acoustiquement induite) jouent un role prépondérant dans la saturation de 'onde

acoustique.

A la lumiére des résultats de ces chapitres 1 et 2, il devient donc possible de modéliser le régime
transitoire dans un moteur thermoacoustique annulaire depuis le déclenchement de ’onde acoustique
jusqu’a sa saturation par effets non linéaires d’interaction entre champ acoustique et champ de
température. A défaut d’envisager une résolution numeérique directe des équations du mouvement 26|,
la description du régime transitoire est réalisée dans ce chapitre de fagon analytique (puis finalement
numérique). Ce travail suppose en particulier de simplifier de fagon drastique la description des
transferts thermiques et de 1’écoulement redressé. L’objectif d’une telle approche est de reproduire
qualitativement, voire quantitativement, les régimes transitoires observés dans les expériences, et de
dégager les paramétres prépondérants qui controlent la saturation de ’onde acoustique. Ainsi, par
une compréhension fine des principaux mécanismes mis en jeu, ce travail doit permettre & long terme
de dégager des solutions permettant d’optimiser le fonctionnement des moteurs thermoacoustiques

annulaires, voire des machines thermoacoustiques au sens large.

o1
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3.1 Descriptif du modéle de régime transitoire

La Fig. 1 présente un schéma du noyau thermoacoustique, constitué de trois milieux distincts : le
fluide de travail (air sous pression atmosphérique), les parois du stack (céramique de cordiérite), et les
parois du tube (inox). A chacun de ces trois milieux sont associées des caractéristiques thermophysiques

bien distinctes, dont les valeurs sont reportées dans le tableau 3.1.

Q(t)

r
° Inox, A1, Ay, G Ty (1) |
I T
I I
I = — I
L E Stack, = !
! %ps Ag, Cg. T5(X,) g ! ‘Air, Pw A Cw T (X0 ‘
I I
I | X
O /—/—/—m—m————7—v---------- Fommmm e F----»

FiG. 3.1 — Représentation schématique du noyau thermoacoustique dans le cas d’un chauffage externe,
constitué de trois milieux distincts : les parois du guide d’onde (inox), le fluide dans la partie passive

du noyau thermoacoustique, et le stack (milieu supposé homogene).

propriétés thermophysiques (a T¢ = 294K)

masse volumique | capacité calorifique | conductivité thermique
parois du guide d’onde (inox) | p; = 7900 kg/m3 C; =460 J/kg/K Ai =14W/m/K
stack (cordierite) pe = 2500kg/m3 | C.=900J/kg/K Ae =2.5W/m/K
fluide (air) po = 1.2kg/m3 C, = 1003 J/kg/K Aa =0.026 W/m/K

propriétés géométriques

L : longueur du guide d’onde 2.24m
Te : rayon externe du guide d’onde 30.15mm
r; : rayon interne du guide d’onde 26.5mm
H : longueur du stack 0.05m
H,, : longueur de la partie passive du noyau thermoacoustique 1m
D, : diamétre géométrique d’un pore du stack 0.9mm
D, : épaisseur des parois en céramique du stack 0.1mm
® : porosité du stack (® = (ﬁ)% 0.81

TAB. 3.1 — Dimensions caractéristiques et propriétés thermophysiques des matériaux utilisés dans le

dispositif expérimental.
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Afin de décrire le régime transitoire depuis le déclenchement de ’onde acoustique jusqu’a sa
saturation par effets non linéaires d’interaction entre champ acoustique et champ de température,
I’équation d’évolution de ’amplitude de pression acoustique doit étre couplée & I’équation du transport
de la chaleur, dans laquelle I’effet du vent acoustique et de la conductivité acoustiquement induite
doivent &tre pris en compte. Dans le paragraphe 3.1.1, I’équation d’évolution de l'amplitude efficace
de pression acoustique est exprimée en fonction du coeflicient d’amplification thermoacoustique. Ce
coefficient a dépend & tout instant de la distribution de température dans le noyau thermoacoustique,
distribution de température qui est implicitement supposée ne dépendre que de la coordonnée
longitudinale z. Le transport de chaleur doit donc étre décrit de fagon unidimensionnelle (§3.1.2), dans
le cadre de ’approximation "ailette" [63]. Ceci suppose en particulier que le stack (constitué a la fois

d’air et de céramique) soit considéré comme un milieu homogene de caractéristiques thermophysiques

psCs = pacaq) + pccc(l - @),
As = AP+ A(1 — D),

ou les indices s, c,a se référent respectivement aux milieux stack, céramique, et air, et ot ® désigne
la porosité longitudinale du stack. Le probléme thermique se réduit alors & un jeu d’équations aux
dérivées partielles monodimensionnelles décrivant le couplage entre les champs de température Ty(z, t)
dans le stack, Ty, (x,t) dans la partie passive du noyau thermoacoustique (puCuw = paCa, Aw = Ag), €t
T;(z,t) dans les parois du guide d’onde en inox.

NB : Dans les simulations numeériques effectuées, les variations avec la température de la masse
volumique de l’air p, (équation d’état d'un gaz parfait) et de la conductivité thermique de l'air A, sont
prises en compte avec pour A, la loi empirique [56] :

M) = (@) (£).

3.1.1 Equation d’évolution de I’amplitude de pression acoustique

Dans le chapitre 2, le caractére amplificateur ou atténuateur du noyau thermoacoustique est décrit

par l'introduction du coefficient d’amplification thermoacoustique a dans I’équation (2.6) :
Va € [0, L], fry (@) = By 1 (7)€" 3.1)

L’indice m représente le nombre de passages effectués par les composantes contrapropagatives ﬁi de
la pression acoustique p,, = p;i, + p,,, & travers le noyau thermoacoustique, et le nombre réel o dépend
de la distribution de température dans I’ensemble du noyau thermoacoustique. Dans ’équation (3.1),
exprimée dans le domaine fréquentiel, I'indice m (nombre de tours) peut étre vu comme une échelle
de temps : 'onde p* (respectivement p~) se propageant vers les x positifs (resp. négatifs) parcoure un
tour complet (i.e. la distance L = A) a la célérité adiabatique du son a. en un temps 0t = A/a, =1/f,
A et f désignant respectivement la longueur d’onde et la fréquence de déclenchement. Ainsi, si pi(z,t)
désigne 'amplitude efficace des oscillations de pression acoustique du mode fondamental en un point

z donné du guide d’onde et & un instant donné ¢, son évolution au bout d’'un instant dt s’exprime en
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fonction du coefficient d’amplification thermoacoustique comme suit :
pi(z,t + dt) = py(x,t)e? >, (3.2)

de sorte que 1’équation d’évolution de ’amplitude efficace de pression acoustique se raméne & une
équation différentielle du premier ordre & coefficient non constant :
dpi(t) _ pi(t)

= ) 3.3
dt T, ampl ( )

ou le temps caractéristique d’amplification

Tampl = (¢ (Ts,w(z,1)) X ! (3.4)

dépend & chaque instant de la distribution de température dans le noyau thermoacoustique.

3.1.2 Equations du transport de la chaleur

L’équation du transport de la chaleur est écrite ici sous forme unidimensionnelle dans chaque milieu.
Cette approche est communément appelée I’approximation "ailette", qui consiste & supposer que les
isothermes au sein de chaque ailette (i.e. la paroi du guide d’onde, le stack ou l'air dans le guide
d’onde) sont indépendantes en premiére approximation de la coordonnée radiale; le couplage entre
chaque milieu est alors décrit en utilisant des coefficients phénoménologiques d’échange (représentés

par les quantités ;s s iw,wi,ico dans les équations a suivre).

a- Les équations du transport de la chaleur (bilans thermiques)
i) Parois du guide d’onde
Vz € [~Hg,0],Vt € [0, 00,

ot pC; oz e [Ti(z,t) — Ts(x,1)] — Vioo [Ti(z,t) — Teo] 5 (3.5)
Vz € [0,z1],Vt € [0, o0],
ot - piCi 912 Yiw [Tz(ivat) Tw (37, t)] + -’ElpiCz'ﬂ' (’l”g — ’/‘12) y (3.6)
chau?fage
Vz € [.’L‘l,Hw],vt € [0,00[,
1) _ 0,0 _ Yiw [Ti(z,t) — Tu(2, )] — Yico [Ti(z,) — Too] - (3.7)

ot N pici 8$2
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ii) A l’intérieur du guide d’onde

Vz € [-Hg, 0],V € [0, 00],

0Ts(z,1) 0Ts(z,1) _ As(t) 0 Ts(z,t) ) ]
L 20t S RO ETGD o 1o, - T, ), (55)
Vz € [0, Hw],Vt € [0, o],
0Ty (x,t) OTy(w,t) Ay 02Ty(z,t) o .
Q5 + vy (t) o = ouCu 022 Ywi [Tw(z,t) — Ti(z,1)]. (3.9)

Dans l’équation (3.8) (respectivement (3.9)), la déformation du profil de température due a
Pexcitation d'un vent acoustique unidirectionnel est prise en compte par le terme vs9,T (resp. v,0;T).
La vitesse de ’écoulement dans le stack v, est une vitesse effective prenant en compte les caractéristiques

thermophysiques de lair et des parois du stack, ainsi que la porosité du stack ® (voir Tab. 3.1) :

_ ®p,Cy vy(t)
- pCy D

Us(t) (310)

L’effet de pompage thermoacoustique de chaleur de la source chaude vers la source froide peut
étre pris en compte dans le terme de diffusivité thermique du stack ks = A;/psCs sous forme d’une

conductivité thermique acoustiquement induite : Ag = As(p1(2))-

b- Expression analytique des coefficients de couplage

Dans les équations (3.5)-(3.9), les termes ;s s iw,wi représentent des coefficients de couplage entre
les trois milieux (i.e. inox, stack, air), qui prennent en compte 1’échange par convection forcée di a
Iexcitation d’un écoulement redressé de vitesse vy, (t) dans le guide d’onde (et vy, (t)/® dans le stack),
et dirigé de gauche a droite sur la Fig. 3.1. Le coefficient 7y;o, représente le coefficient d’échange (par
convection naturelle) avec le milieu extérieur de température To,. Tous les détails de calcul permettant
d’aboutir aux expressions des coefficients de couplage sont présentés en annexe B; leurs expressions
analytiques finales sont reportées ci-dessous :

* Convection naturelle externe des parois du guide d’onde cylindrique

Ll

27re A 2r.)3
'Yioo(x,t) = T 0.532% (ﬂg( Te)

piCim(r2 —12) " 2r, 7) (Ti(w,1) — Too) (3.11)

: Vga

ou g = 9.81 est I'accélération de la pesanteur, 3 est le coefficient d’expansion thermique, et v, est la
viscosité cinématique de l'air.

* Convection forcée interne dans le guide d’onde

27r;
w = ————————hine( 3.12
Yiw Pz‘Cz'ﬂ'('rg — 7‘12) znt( )a ( )
27r;
;= —————=hine(t 3.13
Ywi chwﬂ"'"? mt( )a ( )
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1
A t)dr? 3
avee hipg(t) = =% (3.663 + 1.6630M> , (3.14)
2r; paHw
* Echange conducto-convectif entre stack et paroi du guide d’onde
27r;
() = ———"——h(), 3.15
’Y’LS( ) pzczﬂ_(lrg _ ,,_ZQ) ( )
yail) = 27r; p(c0) (3.16)
st Pscs"r'riz ) .
otl le coefficient d’échange
In(Ti- rit(re=ri)/2\\ ~*
e = L (M) inCE ) (3.17)
27\ 2wk 27\,

prend en compte le flux de chaleur conductif entre ’ailette inox et l’ailette stack et ou leffet de la
convection forcée dans les pores du stack est prise en compte dans I’expression

-1

AJ_: Dc 1

1
S Ac (Da+Dc) + (3 8)

1
AN, (3.663 + 1.6630%) S 4 AD,

V,

de la conductivité thermique radiale équivalente /\sL du stack (D, et D, représentent respectivement

I’épaisseur des parois en céramique et 1’épaisseur des couches d’air dans un pore).

c- Conditions aux limites

Pour que le probléme thermique soit complétement décrit, il convient d’ajouter aux équations
(3.5)-(3.9) les conditions aux limites :

* Température imposée en £ = —Hg

Vt € [0,00[, T; s(—Hg,t) = T, (3.19)
* Température imposée en x = Hyy

Vt € [0, oo, Tj o (Hw, t) = Too, (3.20)
* Continuité du flux thermique dans les parois du guide d’onde

Vt € [0,00[, 8, T;(x = 07, t) = 0, Ti(z = 07, 1), (3.21)

Vt € [0,00[, 0, T;(z = z7,t) = 0, T;(z = z7, 1), (3.22)
* Continuité du flux thermique & ’interface stack-air

Vt € [0, 00[, A5 ()0, Ts(x = 07, 1) = MOy (z = 07, 2). (3.23)
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F1G. 3.2 — Représentation schématique du noyau thermoacoustique dans le cas d’un chauffage interne

3.1.3 Cas d’un chauffage interne

Dans le paragraphe 3.1.2, les équations du transport de la chaleur sont écrites pour un mode de

chauffage externe, conformément a la Fig. 3.1, ou la puissance thermique Q(t) est injectée dans le

systéme par les parois du tube en Inox (pour 0 < z < z1). Les résultats de simulations numériques

doivent dans ce cas étre comparés aux résultats expérimentaux du paragraphe 1.3.1. Le cas d’'un

chauffage interne (résultats expérimentaux du paragraphe 1.3.2) peut également étre modélisé en

modifiant les équations du paragraphe 3.1.2, conformément au schéma de la Fig. 3.2. Dans ce cas,

la puissance thermique injectée dans le systéme est prise en compte dans la condition de continuité de

flux thermique & l'interface stack-air dans le guide d’onde. Ainsi, dans le cas d’un chauffage interne,

les équations (3.5)-(3.7) doivent étre remplacées par les deux équations suivantes :
Vz € [-Hg,0],Vt € [0, 00|,
0T;(z,1) Ni % Ty(x,t)

i}

Vz € [0, Hw],Vt € [0, 0],

0T;(x,t \i 0%Ti(x,t
B(t : - piC; (9:152 ) — Yiw [Ti(2,1) = Tw(2,1)] = Yico [Ti(2,1) — Too] ,

et 1’équation (3.23) doit étre remplacée par :

Q).

Vt € [0, 00[, As(£)0:Ts(z = 07, 1) = A\yyOrTw(z = 01, 2) + -
%

(3.24)

(3.25)

(3.26)
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3.2 Description des processus non linéaires de saturation

3.2.1 Expression analytique de la conductivité thermique acoustiquement induite

Dans les équations (3.8) et (3.23), la conductivité thermique du stack Ay est supposée variable du
temps, de sorte que le flux de chaleur thermoacoustique de la source chaude vers la source froide est

pris en compte dans le modéle. Ainsi, les variations de A; sont exprimées comme suit :
As(t) = Aso + Asge (1), (3.27)

ou Ay, représente la conductivité thermique du stack initiale (As = Ag@+A:(1—@)), et o la conductivité

thermique acoustiquement induite Ay _, estimée & partir de I’expression analytique du flux d’enthalpie

Sac?

thermoacoustique [23, Eq. (56)], s’écrit :

5 _ Ca 1-o2 |
e = 23y (1 02) Vo

L’expression de cette conductivité acoustiquement induite peut étre simplifiée par 'analyse des cas

a:cp| Imf,. (328)

asymptotiques quasi adiabatique et quasi isotherme.

i) Interaction quasi adiabatique (J,/R; << 1).

D’apres [24, Egs. (19),(23)], et sous 'hypothése d’une onde purement propagative se propageant
vers les z positifs dans le résonateur, les expressions de la fonction visqueuse f, et du gradient de

pression dans le stack s’écrivent

(Q4) “;ﬂ’ (3.29)
. LW
0ap' 9 ~ i—p, (3.30)

de sorte que I'expression de la conductivité acoustiquement induite se rameéne &

3
6—<<1:>>\(QA) Ca 1-o> 5'/ 5

3.31
R, Sac 2wpga? (1 —o?) \/_ZR (3:31)

ii) Interaction quasi isotherme ((8,/R,)? >> 1).

D’apres [24, Eqgs. (41),(43)], et sous 'hypothése d’une onde purement propagative se propageant
vers les = positifs dans le résonateur, les expressions de la fonction visqueuse f, et du gradient de

pression dans le stack s’écrivent

. 2 2
@) 14 & (Bs R,
ren=rg (5) o (5) (232
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. w (6,\°.
9,990 ~ —6— (R—) 7, (3.33)

de sorte que ’expression de la conductivité acoustiquement induite se raméne &

5 \ 2 . C 1—o2 5, \2
L2 1= 2@h = a v\ 52 34
(R) PPN = ped 1= o) o \R,) * (3.34)

iii) Régime intermédiaire.

Dans le dispositif expérimental, le régime d’interaction fluide paroi n’est ni (QI), ni (QA), puisque
0x/Rs = 0.4. Le calcul de A, (t) suppose donc de calculer & chaque instant la distribution du champ
acoustique, afin de reporter la valeur du gradient de pression acoustique dans le stack dans I’équation
(3.28). Cependant ici, par souci de simplicité et pour limiter les temps de calculs, la conductivité

acoustiquement induite est supposée proportionnelle au carré de la pression acoustique moyenne dans

le stack (comme dans les cas asymptotiques) :
As(t) = Ao + Tapi(t). (3.35)

On ne dispose pas a priori d’une estimation théorique de la valeur du coefficient de proportionnalité
I'y pour 6,/Rs = 0.4, mais on peut néanmoins connaitre une plage de valeurs possible pour ce
paramétre grace a l’analyse des cas asymptotiques. En effet, d’aprés les équation (3.31) et (3.34),
on obtient F&QI) ~ 810 Wm ™ 'K~'Pa~2 pour 6,/Rs = 3 et F&QA) ~ 210" Wm 'K~'Pa~2 pour
0x/Rs = 0.1, de sorte que dans I’équation (3.35), on s’attend & avoir :

1077 < Ty < 1074, (3.36)

Ce paramétre I'y peut ensuite étre ajusté dans les simulations & une valeur telle quun bon accord

quantitatif et qualitatif entre expérience et simulation soit observé.

3.2.2 Modéle simplifié de vitesse du vent acoustique

Dans les équations (3.8) et (3.9), l'effet de I’écoulement redressé est pris en compte sous forme d'un
terme de convection forcée résultant d’un écoulement unidirectionnel, dirigé dans le sens des x positifs.
Le profil de cet écoulement est supposé laminaire dans l’estimation des coefficients d’échanges. En
réalité, la description de I’écoulement redressé dans les systémes thermoacoustiques est un probléme
beaucoup plus complexe qui fait & I’heure actuelle ’objet de nombreux travaux expérimentaux
[30, 64, 67] et théoriques [5, 6, 7, 9, 24, 27, 36]. Il faut différencier le cas des systémes fermés (cas des
moteurs thermoacoustique & ondes stationnaires) du cas des systémes annulaires. Dans les deux cas
I’écoulement redressé tire essentiellement son origine des contraintes de Reynolds se développant dans
les couches limites acoustiques. Dans le cas d’un systéme fermé le flux massique associé a ’écoulement
redressé est nécessairement nul, de sorte qu’au sein d'une section du résonateur (ou du stack) il
existe des courants inverses (comme dans le cas illustré sur la Fig. 4 p. 7 de l'introduction). Dans

le cas d’un résonateur annulaire, le sens et 'amplitude de 1’écoulement différent également suivant
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la position radiale de la particule de fluide considérée, mais 1’existence d’une boucle rend possible
que le flux massique moyen sur une section du résonateur (ou du stack) soit non nul [22]. De ce
fait, la génération d’un écoulement redressé dans les dispositifs annulaires doit faire l'objet d'une
étude détaillée. Une description analytique compléte de la génération de ’écoulement redressé dans
un moteur thermoacoustique annulaire a été développée par Gusev et coll. [24]. En complément de
ces travaux, Mironov et coll. [36] montrent qu'une contribution de l'ordre de 30 % & l’écoulement
peut étre due & l'assymétrie dans la génération de vortex et de turbulences aux extrémités chaude et
froide du stack [36] (’assymeétrie étant due & la différence de température aux extrémités du stack).
Parallélement, la mesure de la vitesse moyenne de ’écoulement a été réalisée par Job et coll. [30]
en régime stationnaire par la modification de la distribution de température induite dans le noyau
thermoacoustique ; les résultats confirment d’une part que l'amplitude de la vitesse d’écoulement est
proportionnelle & l’intensité acoustique, et d’autre part que le rapport de proportionnalité est en bon
accord avec la théorie (compte tenu des incertitudes de mesure). Par ailleurs, 1’étude de la dynamique
temporelle du développement du vent acoustique dans un résonateur annulaire a fait I’objet de la thése
d’Amari [5]. Ses travaux analytiques et numériques portant sur la génération de vent acoustique dans
un acoustitron (résonateur annulaire dans lequel une onde acoustique progressive pure est générée par
la vibration des parois) ont permis d’aboutir a une estimation du temps caractéristique d’établissement
de I’écoulement [7] en fonction du régime d’interaction fluide-structure caractérisé par la quantité 6, /D,

ou D représente le diameétre du résonateur.

C’est & partir des travaux d’Amari, Gusev et Job précédemment cités qu'une description analytique
simple de la loi d’évolution des vitesses d’écoulement v, ,, est proposée ici. Pour ne pas alourdir la lecture
de ce paragraphe, la démarche adoptée est reportée en annexe C, ou il est montré que la vitesse globale
d’écoulement dans le guide d’onde v, est décrite qualitativement par une équation différentielle du

premier ordre comme suit :

dvy vy Ty o

W + 7__1} = T_Upl(t)' (337)

ou le paramétre I, représente le coefficient de proportionnalité en régime stationnaire entre vitesse
moyenne de I’écoulement et carré de la pression acoustique efficace, et oil le paramétre 7, représente un
temps caractéristique d’établissement de I’écoulement (c’est le temps de réponse a un échelon d’intensité
acoustique). Le paramétre I', peut étre estimé & partir des mesures de S. Job [30], tandis que T, est
estimé & partir du travail analytique de M. Amari [7]. Les valeurs obtenues pour ces deux parameétres

sont :
Tw 2095, Ty~410"8ms ! Pa~2. (3.38)

L’expression de la vitesse d’écoulement dans le stack est ensuite simplement déduite de 1’équation
(3.10).
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3.2.3 Les processus de cascade harmonique et de pertes mineures

Bien que les observations expérimentales de régimes transitoires complexes reportées au chapitre
1, ainsi que ’analyse proposée au paragraphe 1.5 permettent d’affirmer que les processus de cascade
harmonique et de pertes mineures ne peuvent pas étre responsables de tous les effets observés, il n’est
pas exclu que ces processus jouent un role déterminant dans la saturation de ’onde. Dans la mesure
ou ces effets non linéaires sont relativement faciles & modéliser (moyennant quelques simplifications
déja décrites au paragraphe 1.5), il peut donc étre intéressant de les inclure dans les calculs en sus des
processus non linéaires d’interaction entre champ acoustique et champ de température. Dans ce cas, il

convient de remplacer I’équation (3.3) par le systéme d’équations

o 1 2
ﬂ:_w@p1p2+ P pi (3.39)

ot 2 Paa% Tampl paag Tminor

Opz _ Pu Pt P2
ot 2 paa?  Tay’

(3.40)

déduit des équations (1.24)-(1.25), o p; et po désignent respectivement les amplitudes efficaces
des oscillations de pression acoustique du mode fondamental et du premier harmonique. Dans ce
systéme d’équations, le temps caractéristique d’amplification 7y, est issu du calcul du coefficient
d’amplification thermoacoustique o (T (2,%)), et les temps caractéristiques 7o €t Tpinor sont ceux

estimés au chapitre 1 :

Tatr = 221072 s, (3.41)
Tominor /= 241072 5. (3.42)

NB : Le systéme d’équations (1.24)-(1.25) (et donc (3.39)-(3.40)) admet I’hypothése que le ré-
sonateur annulaire est le siége d’une onde purement propagative. Or, ceci n’est pas le cas en réa-
lité, comme l’illustre par exemple la Fig. 2.5 p. 44, ol la phase entre pression et vitesse acous-
tique n’est pas constamment nulle en tout lieu du résonateur. Néanmoins, dans toute la partie
du résonateur a température ambiante (i.e. dans la majeure partie du résonateur), il est possible
de décomposer 'oscillation de pression acoustique suivant ses deux composantes contrapropagatives
pr2(z,t) = piy(t)sin(wt — 2wz /L) + p o(t)sin(wt + 2nx/L). De plus, du fait que dans la modélisation
du processus de cascade harmonique, le role des termes non linéaires d’ordre supérieurs a 2 a été négligé
(dans le cadre de I'approximation de l'acoustique faiblement non linéaire), la propagation non linéaire
de chacune des ondes contrapropagatives peut étre considérée comme indépendante (pas de couplage)
dans toute la région a température homogene [19], de sorte que la démarche adoptée au paragraphe
1.5.2 reste valide ici (le processus de cascade harmonique prenant lieu essentiellement dans la région

du guide d’onde a température froide).
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3.3 Procédure de calcul du régime transitoire

3.3.1 Schéma de résolution

Dans les paragraphes 3.1 et 3.2, toutes les équations régissant les transferts thermiques, le processus
d’amplification thermoacoustique, et les effets non linéaires de saturation sont écrites. Il est dés lors
possible de calculer le régime transitoire de déclenchement de l'instabilité thermoacoustique, que le
mode de chauffage soit externe ( §3.1.2) ou interne (§3.1.3), en prenant en compte, via les processus
non linéaires de conductivité thermique acoustiquement induite (§3.2.1) ou de vent acoustique (§ 3.2.2),
le couplage entre I’évolution du champ de température et celle de 'amplitude de pression acoustique
(§3.1.1 ou §3.2.3 si les effets de cascade harmonique et de pertes mineures sont pris en compte).
Naturellement, il n’est pas envisageable de résoudre de fagon analytique un tel systéme d’équations
non linéaires, et la résolution du régime transitoire se fait ici par des méthodes numériques de différences
finies. Concernant la partie thermique, la méthode numérique choisie pour résoudre le jeu d’équations
aux dérivées partielles est tirée d’un manuel dédié aux méthodes numériques appliquées aux transferts
thermiques [42] : il s’agit de la méthode de Crank-Nicholson, dont le principal avantage, outre sa
simplicité de mise en oeuvre, est qu’elle est inconditionnellement stable pour des problémes classiques
de diffusion thermique linéaire. Dans le cas présent, I'existence de non linéarités dues aux effets du vent
acoustique et de la conductivité acoustiquement induite oblige & choisir un pas temporel suffisamment
court (de l'ordre du dixiéme de seconde) pour ne pas risquer de générer des instabilités numeériques
(divergence) et ne pas nuire a la précision du calcul. Concernant la partie acoustique, I’équation (3.3)
ou le systéme d’équations (3.39)-(3.40) sont résolus par la méthode de Runge-Kutta d’ordre 4. La
procédure de calcul du régime transitoire est donc la suivante (voir Fig. 3.3).

x Tout d’abord, la pression acoustique est supposée nulle dans '’ensemble du dispositif, puis la
puissance thermique fournie & ’échangeur de chaleur chaud est initialement fixée & une valeur ) telle,
qu’en calculant la distribution de température correspondante, et aprés stabilisation des températures
dans I’ensemble du noyau thermoacoustique, le coefficient d’amplification thermoacoustique « soit de
l'ordre de —1075 (i.e. juste sous le seuil de déclenchement).

* A Dinstant ¢ = t(, 'amplitude de pression acoustique initiale est fixée & une valeur telle (géné-
ralement 1072 Pa) que les transferts thermiques associés a 1’écoulement redressé et a la conductivité
acoustiquement induite sont négligeables. Au méme instant ¢ = £y, un incrément de puissance A(Q) est
appliqué.

* A ce point, le champ de température Ty, (z,t + dt) a instant ¢ + dt est calculé, puis par suite
le temps caractéristique d’amplification T4mp(t + dt), 'amplitude de pression acoustique pi(t + dt) et
enfin les termes de couplage v (¢ + dt) et As(t + dt) sont déduits.

x Cette opération est alors répétée jusqu’a saturation finale de I’amplitude de I'onde acoustique.

Chacune des simulations numériques présentées par la suite est obtenue avec un pas d’échantillon-
nage temporel de 7.510 2 s. Le calcul, effectué¢ sous Matlab sur un ordinateur Pentium 4, CPU 2.4
GHz, 512 Mo de RAM, prend alors environ 6 h pour un régime transitoire d’'une durée de 300 s. Le

lecteur trouvera en annexe E quelques précisions sur la résolution numérique du régime transitoire,
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ainsi que sur le choix du pas d’échantillonnage permettant d’assurer la convergence des résultats de

simulations.
' (b
a 1 =
(@) () | >t Q)=Q g+ AQ. Prs(t)= 0P |
1
1
; Eq. (38) Eas B2-67 Eq. (39)
3.24)-(3.2
’t<t 0 Q0=Q, prms(t)zo‘ | ! Eds. (3.24)-(3.25) ! I
] ﬁ
| > Ty(X,t+dt) T; (x,t+dt) Tx,t+dt) e
Eqs. (3.5)-(3.7) 1
Eq. (3.8) ou Eq. (3.9) |
Eqs. (3.24)-(3.25) X chp.2
v T(V p v | ’ v
Toxt9 ixt Txto | !
! ol (t+dt)
etc... etc...
! ¢ Eq. (33) ¢
Chp. 2 : N
gs. (3.39)-(3.40)
v \ v
a(ty=0 1
: Eq. (3.35) Egs. (3.10),(3.37)
1
. As (i)
1

F1c. 3.3 — Représentation schématique de la procédure de calcul d’un régime transitoire. (a) La
puissance thermique fournie est initialement fixée & une valeur Qg telle, qu’en calculant la distribution
de température correspondante, le systéme soit juste sous le seuil de déclenchement. (b) A linstant
t = tp, un incrément de puissance AQ) est appliqué; le systéme d’équations décrivant le régime

transitoire est alors résolu pas & pas jusqu’a saturation finale de 'amplitude de pression acoustique.

3.3.2 Comparaison entre simulations numériques et résultats expérimentaux

Toutes les mesures de pression acoustique présentées au chapitre 1 sont issues d’'un microphone
piezo-résistif affleurant & la paroi interne du guide d’onde et placé & 1 m, en abcisse curviligne, de
Pextrémité chaude du stack (c’est le microphone de droite sur le schéma de la Fig. 1.1 p. 12, dont
I’abcisse curviligne correspond au point © = H,,, coordonnée choisie dans le modéle pour imposer la
condition aux limites (3.20)). Or, en toute rigueur, "amplitude efficace de pression acoustique p; issue
des calculs numériques doit étre la pression acoustique & ’emplacement du stack, car d’une part, dans
l’équation (3.35), la conductivité thermique du stack est supposée dépendre du carré de la pression
acoustique dans le stack, et d’autre part, dans ’équation (3.39) I'atténuation due aux pertes mineures

(¢ p? /Tininor) dépend de la pression acoustique aux extrémités du stack.

Ainsi, 'amplitude efficace de pression acoustique p; issue des calculs numériques ne peut pas étre
comparée directement a ’amplitude de pression acoustique mesurée : en toute rigueur, connaissant
I’amplitude efficace de pression acoustique & ’emplacement du stack, il faut calculer la distribution
du champ acoustique (qui dépend de la distribution du champ de température), de laquelle ’am-
plitude efficace de pression acoustique au point de mesure est déduite, puis comparée aux résultats

expérimentaux.
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FiG. 3.4 — Distribution de température (en Fia. 3.5 — Distribution de température (en
haut) et distribution du champ acoustique dans haut) et distribution du champ acoustique dans
I’ensemble du dispositif, juste sous le seuil de I’ensemble du dispositif, juste sous le seuil de
déclenchement (o = —21075, Qg ~ 15 W), et déclenchement (o = —2107%, Qy ~ T0W), et
pour un mode de chauffage interne. pour un mode de chauffage externe.

Les Figs. 3.4 et 3.5 représentent les distributions normalisées du champ acoustique (pression
acoustique, vitesse acoustique et phase entre pression et vitesse) dans l’ensemble du résonateur, et
pour deux distributions particuliéres du champ de température. Les distributions du champ acoustique
sont calculées suivant la procédure déja décrite au paragraphe 2.1.3. Dans le premier cas (Fig. 3.4), le
champ de température est calculé pour un mode de chauffage interne de sorte que le systéme soit juste
sous le seuil de déclenchement (o ~ —21075, Qo ~ 15W). Dans le second cas (Fig. 3.5), le champ de

température est calculé pour un mode de chauffage externe (o~ —21072, Qo ~ T0W).

De par P’analyse du champ acoustique, il apparait que les amplitudes de pression acoustique &
I’emplacement du stack et au point de mesure sont assez proches 1'une de l'autre dans les deux cas
de figures (interne ou externe), de sorte que finalement, il est possible en premiére approximation
de considérer que la pression acoustique dans le stack est la méme que celle au lieu de mesure, ce
qui permet de comparer directement les résultats de simulations aux résultats expérimentaux. Une
description plus précise consisterait, lors des simulations du régime transitoire, & calculer & chaque
itération temporelle la distribution du champ acoustique puis d’en déduire 'amplitude de pression
acoustique au lieu de mesure. Cependant, ceci augmenterait considérablement les temps de calculs
(déja élevés), et cette démarche ne se justifie donc que si le champ de température (et donc le
champ acoustique) évolue significativement au cours du régime transitoire, par exemple en raison

de l'excitation du vent acoustique.
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3.4 Résultats de simulations numériques

Comme indiqué précédemment, les valeurs numériques des parameétres géométriques et des caracté-
ristiques thermophysiques utilisées dans le modéle sont celles listées dans le tableau 3.1. De plus, dans
toute la suite de ce chapitre, les paramétres relatifs aux effets non linéaires sont fixés (sauf indications

contraires) a leurs valeurs issues d’estimations, et qui sont reportées dans le tableau 3.2.

r, 41078 m.s7'.Pa 2
Ty 09s
Ty 2107 W.m LK 1. Pa2
Tatt 2210725
Tminor 2.41072%s

TAB. 3.2 — Valeurs retenues pour les paramétres régissant les effets non linéaires de vent acoustique,

de conductivité acoustiquement induite, de cascade harmonique et de pertes mineures.

Toutes les simulations présentées par la suite ont pour objet d’étre comparées aux résultats
expérimentaux des Figs. 1.14 et 1.18, les premiers étant obtenus par chauffage externe et les seconds par
chauffage interne, ce choix étant motivé par plusieurs raisons. Tout d’abord, selon que le chauffage est de
type interne ou externe, la nature des régimes transitoires observés est trés différente. En conséquence,
la comparaison des résultats expérimentaux aux résultats de simulations dans ces deux configurations
doit permettre de valider le modéle dans I’éventualité ol les deux types de régimes transitoires associés
aux deux modes de chauffage puissent étre correctement reproduits dans les simulations. Ensuite, les
résultats expérimentaux des Figs. 1.14 et 1.18 ont été retenus pour une comparaison au modéle parce
que le montage expérimental dans ces deux configurations est réduit & sa plus grande simplicité, de
sorte que certains processus physiques difficiles & modéliser puisent étre négligés. En effet, d’une part,
I’orientation du dispositif expérimental dans ces deux configurations est telle que l'effet de la convection
naturelle est minimal, et d’autre part, pour le mode de chauffage externe, la piéce mécanique constituée
d’un enroulement de ruban d’inox (Fig. 1.6) initialement placée dans le guide d’onde & proximité de
I’extrémité chaude du stack a été supprimée, de sorte que les transferts thermiques entre cette piéce
et le stack, probalement difficiles & modéliser (notamment en présence d'une onde acoustique de fort

niveau), n’a pas lieu d’étre pris en compte.

3.4.1 Reésultats de simulations numériques sans prise en compte des effets de
cascade harmonique et de pertes mineures

Les Figs. 3.6 et 3.7 présentent des résultats de simulations obtenus lorsque seuls les effets du vent
acoustique et de la conductivité acoustiquement induite sont pris en compte dans la saturation de ’onde
acoustique. Ces résultats sont obtenus en résolvant I’équation (3.3) couplée aux équations décrivant les

transferts thermiques.
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Les courbes de la Fig. 3.6 sont & comparer aux courbes expérimentales de la Fig. 1.14, courbes
qui sont reportées ici sur la Fig. 3.7. L’analyse comparative des résultats de simulations et des
résultats expérimentaux fait apparaitre que, globalement, le modéle reproduit bien les effets observés
expérimentalement, tant sur le plan qualitatif que quantitatif. En effet, sur le plan quantitatif, les
durées relatives a 'amplification et la stabilisation de I’onde acoustique, ainsi que les niveaux atteints en
régime stationnaire sont trés proches des valeurs observées expérimentalement, quelque soit l'incrément
de puissance AQ appliqué au systéme. De plus, I'allure qualitative des courbes issues des simulations
montre une amplification exponentielle, suivie d’une saturation, puis d’une phase d’amplification lente
avant saturation finale. En réalité, la seule différence de taille entre modéle et expérience concerne
I’observation, pour des AQ/Qy €levés de larges oscillations de I’amplitude de pression acoustique avant
la phase d’amplification lente et de stabilisation.
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Fi1a. 3.6 — Simulations numériques de 1’évolu-
tion en fonction du temps de 'amplitude effi-
cace des oscillations de pression acoustique du
mode fondamental pour différents incréments
de puissance AQ au dela de la puissance seuil
de déclenchement (Qo =~ T0W) de l'instabilité
thermoacoustique. Les quatres régimes transi-
toires présentés sont obtenus par chauffage ex-
terne pour AQ/Qo = 7%, 17%, 78% et 194%.

FiG. 3.7 — Résultats expérimentaux. Evolution
en fonction du temps de l'amplitude efficace
des oscillations de pression acoustique du mode
fondamental pour différents incréments de puis-
sance AQ au dela de la puissance seuil de dé-
clenchement (@ =~ 100W) de l'instabilité ther-
moacoustique. Les quatres régimes transitoires
présentés sont obtenus par chauffage externe
pour AQ/Qo = 7%, 17%, 78% et 194%.

Les courbes de la Fig. 3.8 sont & comparer aux courbes expérimentales de la Fig. 1.18, qui sont
reportées ici sur la Fig. 3.9. Dans ce cas de figure oul le stack est chauffé directement par l'intérieur
du guide d’onde, des différences entre modéle et expérience apparaissent. En effet, le modéle permet
bien de reproduire les processus de déclenchements et arréts périodiques de 'onde acoustique observés
expérimentalement, mais il apparait que pour AQ/Qo = 30%, le systéme continue de suivre ce type

de régime, alors que les résultats expérimentaux montrent une stabilisation finale de 'onde acoustique.
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De plus, les niveaux maxima de pression acoustique atteints dans le modéle sont dix fois supérieurs
& ceux observés expérimentalement. Cette différence peut étre largement amoindrie par la prise en
compte dans le modéle des processus de saturation par cascade harmonique et par pertes mineures,

comme vont le montrer les résultats du paragraphe 3.4.2.
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FiG. 3.8 — Simulations numériques de 1'évolu-
tion en fonction du temps de I'amplitude effi-
cace des oscillations de pression acoustique du
mode fondamental pour différents incréments
de puissance AQ au dela de la puissance seuil
de déclenchement (Qo ~ 15W) de l'instabilité
thermoacoustique. Les quatres régimes transi-
toires (a),(b),(c) et (d) présentés sont obtenus
par chauffage interne pour AQ/Qo = 5%, 10%,
20% et 30%.

Fic. 3.9 — Résultats expérimentaux. Evolution
en fonction du temps de lamplitude efficace
des oscillations de pression du mode fondamen-
tal (f = 154.3Hz) pour différents incréments
de puissance AQ au dela de la puissance seuil
de déclenchement (Qo = 54W) de l'instabilité
thermoacoustique. Les quatres régimes transi-
toires présentés (a),(b),(c) et (d) correspondent
respectivement & AQ/Qo = 5%, 10%, 20% et
30%.

La Fig. 3.10 présente I’évolution en fonction du temps des températures Ty (extrémité chaude du
stack), Ts = T(—Hs/2) (milieu du stack) et Tw = T(H,/8) (& 12.5 cm de lextrémité chaude du
stack) pour deux des quatre régimes transitoires présentés sur la Fig. 3.6. La principale remarque
& formuler concernant l'analyse de ces données est la forte corrélation entre l’évolution du champ
de température et celle du champ acoustique. Notamment, pour AQ/Qo = 78%, il apparait qu’aux
oscillations de l'amplitude de ’onde acoustique sont associées des oscillations de méme période de la
températures T . Ces oscillations de la température Ty sont attribuables a priori aux effets conjoints
de la conductivité acoustiquement induite et du vent acoustique : ces derniers tendent & diminuer le
gradient de température moyen (Ty — T¢)/Hs dés lors que la pression acoustique atteint un niveau
suffisant, ce qui cause par suite une diminution de I’amplitude de pression acoustique suivie d’une
diminution consécutive des effets non linéaires sur le champ de température, de sorte que la température

Ty, et par suite 'amplitude de pression acoustique, augmentent & nouveau. Ce régime d’oscillations
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est finalement amorti, et ’amplitude de pression acoustique se stabilise & un niveau fini, avec un temps
de stabilisation lié¢ au temps caractéristique de diffusion thermique associée au chauffage, ce temps,
relativement long, étant controlé essentiellement par les parois du tube en inox (dont l'inertie thermique
est bien plus grande que celles du stack ou du fluide).

En complément des résultats illustrés sur la Fig. 3.10, les courbes de la Fig. 3.11 permettent
de déterminer lequel des deux processus non linéaires controle de facon prépondérante le régime
transitoire : les évolutions en fonction du temps de 'amplitude de pression acoustique et des
températures Ty, Ts et Ty sont représentées pour un chauffage externe avec AQ/Qo = 78% lorsque
que les effets conjoints de la conductivité acoustiquement induite et du vent acoustique sont pris en
compte (trait plein) et lorsque seul Deffet de la conductivité induite est pris en compte (trait tireté,
I'y = 0). Au regard des courbes obtenues, il s’avére que finalement, la prise en compte ou non du vent
acoustique n’influence pas significativement 1’allure du régime transitoire observé, et son seul effet est
quantitatif (les amplitudes de pression acoustique obtenues avec I'y, = 0 sont de 20% supérieures aux
amplitudes obtenues avec I',, = 41078).
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Fia. 3.10 — Evolution de la pression acoustique
Drms, des températures Ty, Ts = T(—H;/2) et
Tw = T(H,/8) au cours de deux des quatre
régimes transitoires présentés sur la Fig. 3.6.
Trait plein : AQ/Qo = 78%, Trait tireté :
AQ/Qo = T%.

Fic. 3.11 — Evolution de la pression acous-
tique prms, des températures Ty, Ts et Ty au
cours du régime transitoire obtenu par chauf-
fage externe avec AQ/Qy = 78%. Trait plein :
[, =410"%, Ty =21075. Trait tireté : T, = 0,
I'y=210"5.

La Fig. 3.12 présente I’évolution en fonction du temps des températures Ty , Ts et Ty lors de deux
des quatre régimes transitoires de la Fig. 3.8, obtenus par chauffage interne avec AQ/Qy = 5% (trait
tireté) et AQ/Qo = 20% (trait plein). Il apparait qu’au cours du régime transitoire, les températures
Ty , Ts et Ty varient de facon importante et brutale : en ’espace de quelques secondes la température
Ty diminue de plus de 150 K pendant que la température Ty augmente d’environ 200 K. Ces variations

sont beaucoup plus importantes que celles observées expérimentalement (voir Figs. 1.19 et 1.20), de
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sorte que l'interprétation de ces courbes doit étre prise avec précaution. Néanmoins, une explication
peut étre avancée ici sur ’origine du processus de déclenchements et arréts périodiques par ’observation
de I’évolution transitoire du champ de température. On remarque en effet sur la Fig. 3.12 qu’a mesure
que "amplitude de pression acoustique croit, les effets conjoints du vent acoustique et de la conductivité
acoustiquement induite se caractérisent d’une part par une diminution du gradient de température
moyen (T —T¢)/Hg, et d’autre part par un changement significatif de la distribution de température
dans la partie passive du noyau thermoacoustique (augmentation de Ty ). Alors que le premier effet
tend & réduire I’amplification thermoacoustique, le second tend au contraire & augmenter I’amplification
thermoacoustique (comme cela a été démontré au chapitre 2, voir par exemple la Fig. 2.14). Ainsi, au
cours du régime transitoire, ’effet amplifiant did au changement du profil de température dans la
partie passive du noyau thermoacoustique concurrence l’effet atténuant di a la réduction du gradient
de température, de sorte que dans un premier temps, ’onde acoustique continue d’étre amplifiée jusqu’a
atteindre un niveau élevé (= 10 kPa) a partir duquel la réduction acoustiquement induite du gradient
moyen de température 'emporte jusqu’a provoquer ’amortissement total de ’onde acoustique. Dés
lors, aprés suppression des effets non linéaires d’interaction entre champ de température et champ
acoustique, le champ de température évolue & nouveau vers son état initial, et au bout d’un certain

temps lié a la quantité de chaleur fournie, un nouveau déclenchement se produit.
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FiG. 3.12 — Evolution des températures Ty,
Ts = T(—H;/2) et Ty = T(H,/8) au cours
des régimes transitoires de la Fig. 3.8 (a) et (c),
obtenus par chauffage interne pour AQ/Qy =
5% (trait tireté) et AQ/Qo = 20% (trait plein).

FiG. 3.13 — Evolution de la pression acous-
tique prms, des températures Ty, Ts et Ty au
cours du régime transitoire obtenu par chauf-
fage interne avec AQR/Qo = 20%. Trait plein :
[, =0,Ty=210"5. Trait tireté : T', = 41078,
'y=210"°.

En complément des résultats illustrés sur la Fig. 3.12, les courbes de la Fig. 3.13 permettent

de confirmer le role essentiel joué par le vent acoustique sur le processus de déclenchement et

arréts périodiques : les évolutions en fonction du temps de ’amplitude de pression acoustique et des
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températures Ty, Ts et Ty sont représentées pour un chauffage interne avec AQ/Qo = 20% lorsque
que les effets conjoints de la conductivité acoustiquement induite et du vent acoustique sont pris en
compte (trait tireté) et lorsque seul leffet de la conductivité induite est pris en compte (trait plein,
'y = 0). 1l apparait clairement que lorsque 'effet du vent acoustique n’est pas pris en compte, le seul
effet de la conductivité acoustiquement induite se traduit par une stabilisation de I'onde acoustique
4 un niveau fini, précédée d'un léger overshoot. Cette différence de taille entre les courbes en trait
plein et celles en trait tireté s’interpréte par le fait que sans 'effet du vent acoustique, la distribution
de température dans la partie passive du noyau thermoacoustique ne varie pas et par suite, ne cause
pas une nouvelle phase d’amplification, de sorte que ’amplification thermoacoustique initiale de ’onde
acoustique est simplement compensée par la diminution de Ty due & la conductivité acoustiquement

induite.

Enfin, pour clore ’analyse de ces résultats de simulations, une remarque doit étre formulée concernant
I’effet du vent acoustique selon que le mode de chauffage est de type externe ou interne. En effet, d’aprés
les résultats des Figs 3.9 et 3.11, il apparait que pour un mode de chauffage externe, le vent acoustique
n’a que peu d’effet et il tend & réduire ’amplification thermoacoustique alors que pour un mode
de chauffage interne, le vent acoustique a un effet important, et il tend & augmenter ’amplification
thermoacoustique (dans un premier temps). En mode de chauffage externe, la puissance thermique est
injectée par les parois du tube en inox et le flux thermique radial est dirigé depuis les parois du tube vers
lintérieur du tube. Or l'inertie thermique du tube en inox (~ p;C;) est trés grande devant celles du stack
(~ psCs) et du fluide (~ poC,), de sorte que la distribution du champ de température initiale (avant
déclenchement) est essentiellement controlée par 'inox. En mode de chauffage interne, la puissance
thermique est injectée par 'intérieur du tube et le flux thermique radial est dirigé vers les parois du
tube. Dans ce cas, la distribution de température & l'intérieur du tube dépend essentiellement des
caractéristiques thermophysiques du stack et de I’air. Ainsi, selon que le mode de chauffage est externe
ou interne, les distributions initiales de température sont trés différentes (Figs. 3.4 et 3.5). Ceci n’est
pas sans conséquences sur l’effet du vent acoustique, comme nous allons le voir & présent. Considérons
pour ce faire que les distributions initiales de température dans le noyau thermoacoustique se raménent
4 des distributions interpolées, caractérisées par la température Ty, les deux températures de controle
T(—H;/2) et T(H,/2), et les distances Hg et Hy. Dans ce cas, comme l'illustrent les Figs. 3.14 et
3.15, la différence entre chauffage externe et chauffage interne peut se traduit de facon schématique
et principalement par une différence sur la distance Hy (T (Hy,t) = T¢), cette distance étant plus
élevée dans la cas d’un chauffage externe.

L’analyse de l'effet du vent acoustique peut alors étre effectuée de la méme maniére que ce qui a
été fait au chapitre 2 (§2.3.2), en faisant varier les deux parameétres de controle T'(—H,/2) et T'(Hy/2)
et en analysant, & Ty constant, l'effet d’une modification du champ de température sur le coefficient
d’amplification thermoacoustique. Ceci est réalisé sur la Fig. 3.16 pour Hy = 0.4m et sur la Fig. 3.17
pour H,, = 0.8 m. Il apparait alors que I’effet du vent acoustique sur le champ de température, qui peut

se traduire comme une augmentation du parameétre 7'(H,,/2) (et une diminution de 7'(—H,/2)), n’a pas
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les mémes conséquences suivant la valeur de H,, considérée : pour H,, = 0.4m (~ chauffage interne),

Paugmentation de T'(H,,/2) implique une augmentation de I’amplification thermoacoustique, tandis

que pour Hy,, = 0.8 m (~ chauffage externe), 'augmentation de T(H,,/2) implique une diminution de

I’amplification thermoacoustique.

-Hsg —Hs/2 0 HW/2 Hw

-Hsg —Hs/2 0 HW/2 Hw

FiG. 3.14 — Allure qualitative de la distribution
de température initiale (trait plein) et avec
Veffet du vent acoustique (trait tireté) pour un

mode de chauffage interne (H,, ~ Hy)
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FiGg. 3.16 — Isocontours du coeflicient d’am-
plification « en fonction de Tn(Hw/2) et
Tn(—Hg/2), avec Hs = 0.05m et Hy = 0.4m
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FiG. 3.15 — Allure qualitative de la distribution
de température initiale (trait plein) et avec
effet du vent acoustique (trait tireté) pour un
mode de chauffage externe (H,, >> Hy)
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FiGg. 3.17 — Isocontours du coefficient d’am-
plification « en fonction de Tn(Hw/2) et
Tn(—Hg/2), avec Hg = 0.05m et Hy = 0.8m

(~ chauffage externe)

Ainsi, le profil de la distribution de température, controlé avant déclenchement par le mode de chauf-

fage, par les caractéristiques thermophysiques des matériaux constituant le noyau thermoacoustique,

et éventuellement par l'orientation du dispositif relativement au champ de pesanteur, a un effet non

seulement sur les conditions de déclenchement (gradient de température seuil) mais également sur la

nature des régimes transitoires observés aprés déclenchement.
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3.4.2 Résultats de simulations numériques avec prise en compte des effets de
cascade harmonique et de pertes mineures

Dans ce paragraphe, les effets de saturation par cascade harmonique et par pertes mineures sont
désormais pris en compte en résolvant le systéme d’équations (3.39)-(3.40) couplé aux équations
décrivant les transferts thermiques. La Fig. 3.18 présente le régime transitoire obtenu (courbe en trait
plein) pour un mode de chauffage externe avec AQ/Qy = 194%, et ce dernier est comparé au cas de
figure ou cascade harmonique et pertes mineures ne sont pas pris en compte (courbe en trait tireté).
Il apparait que si 'effet des processus de cascade harmonique et de pertes mineures ne change pas
de fagon fondamentale le processus d’amplification et de saturation de 'onde acoustique, leur prise en
compte permet d’obtenir un meilleur accord avec les résultats expérimentaux (Fig. 3.7). En particulier,
les larges oscillations de I'amplitude de pression acoustique observées sur la courbe en trait tireté se
trouvent fortement amorties du fait de ’atténuation supplémentaire apportée par les effets de cascade
harmonique et de pertes mineures. Reste que l'interprétation des roles respectifs du vent acoustique et
de la conductivité acoustiquement induite proposée au paragraphe précédent reste valide. La Fig. 3.19
présente divers régimes transitoires, obtenus par chauffage externe pour plusieurs valeurs de AQ/Qy.
Toutes ces courbes peuvent étre directement comparées a celles de la Fig. 3.7 : I’accord entre théorie

et expérience est remarquablement bon, tant sur le plan qualitatif que quantitatif.
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Fic. 3.18 — Simulations numériques du régime
transitoire pour AQ/Qo = 194% en chauffage
externe, selon que les effets de cascade harmo-
nique et de pertes mineures sont pris en compte

(trait plein) ou non (trait tireté).
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F1G. 3.19 — Simulations numériques du régime
transitoire pour différentes valeurs de AQ/Qo,
lorsque les effets de cascade harmonique et de
pertes mineures sont pris en compte. Les trois
régimes transitoires présentés sont obtenus par
chauffage externe pour AQ/Qo = 17%, 78% et
194%.

La Fig. 3.20 présente le régime transitoire obtenu (courbe en trait plein) pour un mode de chauffage

interne avec AQ/Qo = 20%, et ce dernier est comparé au cas de figure ou cascade harmonique et
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pertes mineures ne sont pas pris en compte (courbe en trait tireté). Cette fois-ci, et a la différence
du cas d’un chauffage externe, 'atténuation supplémentaire apportée par les processus de cascade
harmonique et de pertes mineures a une influence significative sur la nature du régime transitoire
observé : en limitant I’amplification de ’onde acoustique, ces effets non linéaires ont pour conséquence
de limiter les variations acoustiquement induite du champ de température. Il en résulte que les effets
d’amplification due & l’excitation du vent acoustique et d’atténuation due & la réduction du gradient
de température opérent de maniére moins brutale, et se compensent finalement ce qui aboutit a la
stabilisation finale de ’amplitude de I’onde acoustique. Ainsi, les dissipations dues aux pertes mineures

et & la génération d’harmoniques supérieurs ont un effet stabilisant.
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Fi1G. 3.20 — Simulations numériques du régime
transitoire pour AQ/Qo = 20% en chauffage

interne, selon que les effets de cascade harmo-

F1G. 3.21 — Simulations numériques du régime
transitoire pour différentes valeurs de AQ/Qo,

lorsque les effets de cascade harmonique et

nique et de pertes mineures sont pris en compte de pertes mineures sont pris en compte. Les

(trait plein) ou non (trait tireté). quatres régimes transitoires (a),(b),(c) et (d)
présentés sont obtenus par chauffage interne

pour AQR/Qo = 5%, 10%, 20% et 30%.

La Fig. 3.21 présente divers régimes transitoires, obtenus par chauffage interne pour plusieurs
valeurs de AQ/Qo. Toutes ces courbes peuvent étre directement comparées a celles de la Fig. 3.9 : 1a
encore, I’accord entre théorie et expérience est satisfaisant, tout du moins sur le plan qualitatif, puisque
le modele prévoit que pour de faibles valeurs de AQ/Qy, le systéme suit une régime de déclenchement
et arréts successifs, et que pour AQ/Qo > 20% 'amplitude de ’onde acoustique se stabilise & terme
& un niveau fini, cette stabilisation étant précédée d'un "overshoot", dont l'origine est attribuable &
leffet amplifiant du vent acoustique. Néanmoins, un certain nombre de différences subsistent entre
théorie et expérience : notamment, la valeur de AQ/Qo nécessaire a la stabilisation de 'onde est plus
faible dans le modéle et les périodes de déclenchement-arréts sont plus longues dans le modeéle. Ces

différences pourraient en partie étre dies au fait que le point de chauffage du modéle ne correspond
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pas a celui de 'expérience (sur les courbes expérimentales de la Fig. 3.9, la piéce chauffante se situe a
5 mm de l’extrémité du stack). De plus, nombre d’hypothéses simplificatrices ont été formulées dans la
mise en oeuvre du modéle, et pourraient elles aussi étre responsables des différences constatées. Dans

le paragraphe qui suit, des éléments de discussion sont fournis & ce propos.

3.5 Discussion

Dans les paragraphes 3.4.1 et 3.4.2, des résultats de simulations numériques ont été présentés
avec pour objectif d’étre comparés aux résultats expérimentaux, obtenus par chauffage interne ou
externe. Les résultats obtenus lorsque les seuls effets du vent acoustique et de la conductivité thermique
acoustiquement induite sont pris en compte (§3.4.1) s’avérent étre en bon accord avec les résultats
expérimentaux, tant sur le plan qualitatif que quantitatif. Ceci est particuliérement remarquable, car
la nature des régimes transitoires différe de fagon significative suivant le mode de chauffage. Dés
lors, une interprétation des roles respectifs du vent acoustique et de la conductivité acoustiquement
induite dans la saturation de I'onde acoustique peut étre donnée. Ensuite, par la prise en compte des
effets non linéaires de pertes mineures et de cascade harmonique (§3.4.2), il a été mis en évidence
que ces effets, sans changer profondément la nature des régimes transitoires observés, permettaient
d’obtenir des résultats plus proches des résultats expérimentaux. Néanmoins, si les résultats obtenus par
chauffage externe sont pour le moins satisfaisants, le modéle ne reproduit pas parfaitement les résultats
expérimentaux pour le cas de figure d’un chauffage interne. Etant donné le nombre d’hypothéses
formulées dans la description du modéle, un grand nombre de raisons peuvent expliquer les différences
persistantes entre modéle et expérience. Par la suite, quelques éléments de réflexion sont donnés & ce

propos.

* A propos de recalage du modéle.

La premiére remarque & formuler ici est que les résultats de simulations dépendent de maniére
critique des valeurs attribuées a un certain nombre de parameétres, parmi lesquels, bien sir, les
paramétres "non linéaires" 'y, I'x, Ty, Tatt, €L Tminor, mais également des paramétres liés aux transferts
thermiques. Pour les premiers, des ordres de grandeurs ont été obtenus par des estimations simples.
Concernant les parameétres utilisés dans les équations décrivant les transferts thermiques, un certain
nombre d’entre eux sont bien connus (pg, Cq, ps, C; ...) mais ce n’est pas toujours le cas. En particulier,
les valeurs prises pour les caractéristiques thermophysiques (p¢, Ce, Ac) des parois du stack sont des
valeurs centrales de gammes de valeurs issues de données de fabricants. De plus, les coefficients
d’échange h®, et heony sont calculés pour le cas d'un écoulement laminaire & lintérieur du guide
d’onde : il prennent donc en compte 'effet du vent acoustique (sous réserve que ce dernier soit a
profil parabolique), mais ne prennent pas en compte la présence d’une onde acoustique de niveau élevé.
Or, en changeant de fagon empirique ces paramétres, il s’avére que 'impact sur les régimes transitoires
obtenus est significatif. A titre d’exemple, la Fig. 3.22 présente divers régimes transitoires obtenus par

chauffage interne aprés "recalage", les paramétres p., C. et A. ayant été diminués par rapport a leurs
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valeurs du Tab. 3.2. Si la pertinence de ce recalage peut étre remise en cause, il n’en demeure pas
moins que la forte dépendance des résultats issus du modéle sur les valeurs mal connues de certains
parametres doit étre soulignée.
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Fi1G. 3.22 — Simulations numériques "recalées" du régime transitoire pour un mode de chauffage interne.
Les quatres régimes transitoires (a),(b),(c) et (d) présentés sont obtenus par chauffage interne pour
AQ/Qo = 5%, 10%, 20% et 30%. Les valeurs des parameétres non linéaires sont celles du Tab. 3.2. Le
recalage est effectué en diminuant les paramétres p., C, et A, : p. = 1500 kg.m =3, C, = 6OO,J.kg*1.K -1
Ae = IWem LKL

* Sur la non-uniformité de la distribution radiale du vent acoustique.

Comme cela a déja été souligné précédemment, on suppose dans le modéle que le champ de
vitesse est a profil parabolique. En réalité, la distribution radiale de la vitesse du vent acoustique
est assez complexe [5] : cette distribution évolue au cours du régime transitoire d’établissement du
vent acoustique, et de plus, le sens de 1’écoulement & proximité des parois du tube (pore du stack ou
guide d’onde) est généralement opposé au sens de I’écoulement au centre du tube [68]. De ce fait, les
transferts thermiques convectifs sont trés complexes, et il n’est donc pas exclu que la simplification du
profil de la vitesse d’écoulement influence de fagon significative le champ de température obtenu, et
donc ’amplification thermoacoustique.

* Sur la non-uniformité radiale du champ de température.

Dans ’approche unidimensionnelle utilisée dans le modéle, la distribution de température radiale
est supposée uniforme, ou a défaut, les températures considérées T ,, sont des température moyennes
sur une section du guide d’onde. Cette hypothése ne parait pas trop restrictive dans le cas d’'un
chauffage externe ou, du fait de la forte inertie thermique de l'inox, les champs de température ne
sont que faiblement inhomogénes dans la direction radiale (ceci a été vérifié expérimentalement). En

revanche, dans le cas d’'un chauffage interne, des différences de plus de 100 K entre température sur
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l'axe du résonateur et température & 2 cm de 'axe du résonateur ont été constatées. Cette forte
inhomogénéité radiale du champ de température n’est pas sans conséquence sur la validité du modéle :
d’une part, concernant la partie thermique, les limites de ’approximation "ailette" sont atteintes,
de sorte que ’on peut douter de ’exactitude des évolutions de température obtenues; d’autre part,
concernant la partie acoustique oul la distribution de température et la pression acoustique sont
supposées indépendantes de la coordonnée longitudinale, le doute peut étre légitimement émis sur

les conséquences "thermoacoustiques" d’une forte inhomogénéité radiale du champ de température.

3.6 Conclusion

Dans ce chapitre, une description analytique du régime transitoire de déclenchement et de
saturation de l'instabilité thermoacoustique est proposée. Des simulations numériques sont effectuées
et comparées aux résultats expérimentaux. Les résultats théoriques obtenus, trés proches des résultats
expérimentaux, confirment que la saturation de ’onde acoustique est essentiellement contrélée par les
processus non linéaires d’interaction entre champ de température et champ acoustique : "amplification
thermoacoustique dépend certes du gradient de température moyen (Ty — T¢)/Hs mais également
de facon critique de la forme de la distribution de température, de sorte que des régimes transitoires
complexes sont observables, notamment par ’effet de la convection forcée due a I'excitation du vent
acoustique. Par ailleurs, la prise en compte des effets non linéaires de cascade harmonique et de
pertes mineures s’avére utile pour obtenir un meilleur accord entre simulations numériques et résultats
expérimentaux.

Ainsi, au terme de cette étude numérique et de ’analyse des résultats obtenus, ’objectif initial visant
4 comprendre les roles respectifs de chacun des processus non linéaires de saturation de l’instabilité
thermoacoustique est atteint. Cependant, il convient de préciser que le systéme d’équations régissant
le probléme transitoire est compliqué, et que les temps de calculs sont trés longs, pour ne pas dire
prohibitifs. Par suite, puisque cette étude a permis d’avancer vers la compréhension fine des principaux
phénomenes mis en jeu, il est désormais intéressant de simplifier & 'extréme la description du régime
transitoire pour ne retenir que les phénomeénes physiques prépondérants. Ceci fait ’'objet du quatriéme

et dernier chapitre.



Chapitre 4

Description du régime transitoire sous
forme d’un systéme d’équations

différentielles ordinaires.

Dans le modéle analytique présenté au chapitre 3, le processus de déclenchement et de saturation
de l'instabilité thermoacoustique est décrit par le couplage des équations régissant les transferts
thermiques et de ’équation décrivant I’amplification thermoacoustique. Un bon accord apparait entre
les résultats de simulations numériques et les résultats expérimentaux, ce qui permet d’avancer dans
la compréhension fine des processus de saturation mis en jeu. Ces résultats confirment en effet les réles
essentiels joués par les processus non linéaires d’interaction entre champ de température et champ
acoustique, et mettent également en évidence I'importance des effets non linéaires de pertes mineures
et de cascade harmonique, notamment dans le cas de figure d’un chauffage interne. Reste que les
équations sont compliquées et régies par un grand nombre de paramétres.

Les exemples de systémes donnant lieu au déclenchement d’instabilités abondent dans tous les
domaines, & commencer par la mécanique usuelle (pendule auto-entretenu), ou ’hydrodynamique
(convection de Rayleigh-Bénard), mais aussi dans des domaines fort éloignés de la physique comme
lécologie (systémes proie-prédateur) ou ’économie (cycles expansion-récession). La plupart de ces
problémes mettent en jeu des processus complexes régis par un grand nombre de paramétres.
Cependant, dans un certain nombre de cas de figures, il est possible de décrire qualitativement la
dynamique de ces systémes & ’aide d’un nombre réduit de variables sous forme d’un flét d’équations
différentielles ordinaires. L’'un des exemples le plus connu est le célébre modéle de Lorenz, traitant
du probléme de la convection de Rayleigh-Bénard [33]. Ce type d’instabilité apparait lorsqu’un fluide
situé entre deux plaques horizontales est soumis & un chauffage par le bas : ce chauffage crée une
différence de masse volumique entre les couches de fluide du bas (plus légéres) et celles du haut, qui
se traduit, pour un gradient de température suffisant, par l'apparition de rouleaux de convection.
Le régime stationnaire est alors atteint lorsque le mécanisme d’amplification di au chauffage est

compensé par les mécanismes d’amortissement combinant les effets de viscosité, de diffusion et de

7



78 4 Description sous forme d’un systéme d’équations différentielles ordinaires

convection de la chaleur. Mathématicien et météorologue, Lorenz réussit, en tronquant astucieusement
un développement des équations hydrodynamiques sur une base de fonctions trigonométriques, a décrire
qualitativement cette instabilité sous forme d’un systéme non linéaire de trois équations différentielles
ordinaires. L’analyse qu’il propose ensuite met en évidence différents mécanismes de transition vers le
chaos.

Au dela de lintérét particulier dans 1’étude du probléme de la convection de Rayleigh-Bénard,
I'utilisation de modéles simples tels que celui de Lorenz présente 1'intérét de décrire en toute généralité
le comportement de systémes trés différents. Dans ce chapitre, ’objectif n’est pas, loin s’en faut,
d’étudier d’éventuels mécanismes de transition vers le chaos dans un moteur thermoacoustique
annulaire, mais simplement, de chercher & voir si l'instabilité thermoacoustique peut étre décrite
qualitativement par un systéme non linéaire d’équations différentielles ordinaires, puis le cas échéant,
de mettre en oeuvre les méthodes d’analyse usuelles de ce type de systémes [11, 33| afin d’en
tirer des enseignements supplémentaires sur les parameétres de controle régissant la dynamique de
déclenchement et de saturation de I’'instabilité thermoacoustique. Pour ce faire, les descriptions des
transferts thermiques (équations aux dérivées partielles) ainsi que celles qui portent sur le taux

d’amplification thermoacoustique doivent étre simplifiées.

4.1 Description du modéle

4.1.1 Reéduction du nombre d’équations aux dérivées partielles

Au chapitre 3, le régime transitoire est décrit en couplant les équations du transport de la chaleur
dans les parois du tube (Egs. (3.5)-(3.7)), dans le stack (Eq. (3.8)), et dans le guide d’onde (Eq. (3.9))
aux équations décrivant I’évolution temporelle de amplitude de pression acoustique (Egs. (3.39)-
(3.40)) . Dans ce chapitre, les parois du tube sont considérées comme un milieu extérieur isotherme 2
la température To,. Le probléme thermique se raméne alors a un jeu de deux équations aux dérivées
partielles qui décrivent le transport de chaleur dans le stack et le guide d’onde :

Vx € [—Hg,0],Vt € [0, 0],

0Ty (,1) OTs(x,t) _ Xs +Tap(t)? 8 Ts(a,t)  Ty(z,t) — Too
— 7 s = — , 4.1
o T st pel 7 - (4.1)
Vz € [0, Hy],Vt € [0, 0],
aTw("Bat) aTw(CL‘,t) )\w aQTw(CL‘,t) Tw(.’II,t) _Too
ZowA\m ) = — 4.2
ot o) Oz pwCyw  0z2 Tw ’ (4.2)

avec
psCs = paCa® + pcCe(1 — @),
As =A@+ Ae(1 — D),
prw = pacaa
Aw = >\aa
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et ol les vitesses de vent acoustique v,,, sont définies dans les équations (3.10) et (3.37).

A ces deux équations du transport de la chaleur sont ajoutées les conditions aux limites en x = —Hj
etz = Hy,

TS(_H87 t) = Tso, (43)

Tw(Hw,t) = TOO’ (44)

ainsi que la condition d’égalité des températures et de continuité des flux thermiques en z = 0

T (O’t) = Tw(oa t)a (4.5)

As(t)02T5(07,) = Aw8aTw (07, 1) + T (2), (4.6)

ou la fonction ¥(¢) de I’équation (4.6) représente le flux thermique dii au chauffage.

Remarque : FEn écrivant de la sorte le probléme thermique, c’est le cas d’un chauffage interne qui
est implicitement considéré. En effet, dans le cas d’un chauffage externe, la distribution de température
dans le noyau thermoacoustique est essentiellement contrdlée par les parois du tube de forte inertie
thermique, et les flux thermiques radiaux sont dirigés depuis les parois vers l'intérieur du tube.
Une modélisation du cas de figure d’un chauffage externe pourrait éventuellement étre envisagée en
considérant que les caractéristiques thermophysiques ps ., Csu €t As, prennent en compte 'effet des

parois du tube comme suit :
psCs = 712 (paCa®+pcCe(1—®))+7(rZ—r2)p; C;
s§~s wr2 ’
A = WT?(Aaq)—FAC(l*(I)))—}—W(Tg*T‘?)Ai
s — 7”3 ’
C _ 7”"@'2,00,00,—1'71'(7‘3*7‘1-2),0,'0{
Pwlw = w2 )
P g +m(ri—r2);
w wr2

Néanmoins, un telle formulation ne peut se faire qu’en supposant que le couplage entre les parois
du tube et l'intérieur du tube est suffisamment fort pour que le champ de température puisse étre
considéré comme uniforme dans la direction radiale. Cette hypothése est trop restrictive pour étre

raisonnablement admise.

4.1.2 Transformation des équations aux dérivées partielles en équations différen-
tielles ordinaires

En posant T ,, = Tsw — Two, les équations (4.1)-(4.2) prennent la forme

As + Tap(t)? T,
A T
OTL + vy, 0, T = 292, T — =%, (4.8)

Tt w
Pw Cw Tw
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Le probléme thermique est donc décrit par deux équations aux dérivées partielles a coefficients non
constants (A, et vy, sont des fonctions du temps), et présente une infinité de degrés de liberté. Dans la
suite de ce paragraphe, une formulation "intuitive" est présentée, par laquelle le probléme thermique
est ramené & un systéme & 3 degrés de liberté. Cette formulation suppose de considérer que les champs
réels de température T et T,, présentent chacun et & chaque instant une forme voisine de la forme

exponentielle suivante :

T!(x,t) ~ AT(t)e™/!s®), (4.9)

T! (z,t) ~ AT (t)e %/ ®) (4.10)

ou les variables I5(t) et [l,(t) représentent des distances "caractéristiques" de la distribution de
température et ot AT (t) = T ,,(0,¢) — Teo. De la sorte, le champ de température est caractérisé & tout
instant par le gradient moyen de température AT(t)/H; et par les deux distances caractéristiques Is(%)
et ly(t) comme Dillustre la Fig. 4.1. Reportant les expressions (4.9) et (4.10) du champ de température
dans les équations (4.7) et (4.8), il vient :

T Vs As(t) AT AT
AT — =ATO; —AT = — = 4.11
Oy 2 Oils + I, 0sCs 12 —_— ( )
T Vaw Ao AT AT
AT + AT, — —ANT = —— M — —. 4.12
QAT + 2 Ol Lo puCou 2 Ty (4.12)

Ainsi, les parameétres représentatifs du profil de température (Is, l,, et AT) sont indépendants de z, mais
la forme retenue pour ce profil ne rend pas le probléme indépendant de x. Une nouvelle approximation
est donc formulée pour rendre le systéme d’équations (4-11) et (4-12) indépendant de z en "estimant"
dans ’équation (4.11) (respectivement (4.12)) la variable d’espace z par sa "valeur caractéristique"
—ls (resp. ly), ce qui revient & considérer que les variations de température en x = —I; et = l,, sont

représentatives de la variation du champ de température global. Il vient donc :

ls ks g
AT =B _ 41
AT OAT + 01l Ly (4.13)
Lo g AT 4yl = T e (4.14)
AT to = T, e ‘

ol kg et Ky représentent les diffusivités thermiques des milieux "s" et "w". Cependant, puisque dans ces
deux équations la variable spatiale z a été éliminée, la prise en compte des conditions aux limites (4.3)
et (4.4) ne peut se faire que par un choix adéquat des coefficients phénoménologiques 7, et 7,,. Ceci est
réalisé en considérant les conditions initiales, avant déclenchement de I'instabilité thermoacoustique :

en reportant s, (t = 0) = l5y.w, dans les équations (4.13)-(4.14) avec 0; = 0 et vy 4, = 0, il vient

12

Ts — h;_’ (415)
S0
i

R
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De plus, en reportant (4.9) et (4.10) dans I’équation (4.6), une relation supplémentaire entre les

trois variables AT, I5 et [, est obtenue :

(?j((:)) + %) AT(t) = ¥(t) (4.17)

Ainsi, en formulant I’hypothése d’un champ de température particulier (Egs. (4.9) et (4.10)),
la variable d’espace est éliminée et le probléme thermique se rameéne au systéme de trois équations
(4.13),(4.14) et (4.17) & trois variables AT, Is et l,,, les deux derniéres variables étant caractéristiques

de la forme du champ de température dans le stack et dans la partie passive du noyau thermoacoustique.

AT

ATo

’ ‘\ n
, , X
\
N X . v

-Hs ’|so -l

B

I Wy lw(t)

7HS 7|S |W

FiG. 4.1 — Approximation exponentielle (trait
plein) et linéaire (trait tireté) du champ de

température.

F1G. 4.2 — Distribution initiale (trait plein) du
champ de température puis sous l’effet du vent

acoustique (trait tireté) au cours du régime

transitoire.

Cette formulation du probléme thermique est bien évidemment schématique. Elle présente néan-
moins un double avantage. Tout d’abord, le systéme initial, gouverné par des équations aux dérivées
partielles et donc par un nombre infini de degrés de libertés, a été ramené & un systéme d’équations
a trois degrés de liberté, tout en conservant "qualitativement" par les variables I et [,, des informa-
tions sur la forme du champ de température dans le noyau thermoacoustique et sur ses variations
avec le temps, informations dont on sait désormais qu’elles jouent un roéle primordial dans la nature
des régimes transitoires observés. Ensuite, en simplifiant ainsi & ’extréme la description du champ de
température, une voie est ouverte quant a la description analytique explicite du coefficient d’amplifica-
tion thermoacoustique. En effet, dans la continuité des approximations déja formulées, approximer le
champ de température réel non plus par un champ de température "exponentiel", mais par un champ
de température linéaire (Fig. 4.2), permet d’exprimer de fagon explicite le coefficient d’amplification

thermoacoustique en fonction des variables I, l,, et AT (annexe D).

4.1.3 Equation d’évolution de I’amplitude de pression acoustique

Nous avons vu au chapitre 1 que I’évolution en amplitude de la pression acoustique du mode
fondamental est décrite par le systéme d’équation suivant (Egs. (1.24)-(1.25)) :

oMy __ n M M 4.1

9t1 = (uﬂ2lM1M2+ ll il " ( . 8)
OM> __ n M 4.19
9t2 —(UﬁQlM]Q t2t’ ( : )
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ou M; et My représentent respectivement les nombres de mach acoustique du mode fondamental et
du premier harmonique. Ce systéme de deux équations différentielles ordinaires peut étre ramené a
une unique équation différentielle si I’on suppose que les variations de My se font de maniére "quasi

statique", c’est & dire en supposant que la solution pour Ms en régime permanent

M, = @Tatth (4.20)
est valide & tout instant. De la sorte, en reportant ’expression (4.20) de My dans ’équation (4.18), il
vient :
oM, M, M? ( ﬁm)Q 3
= — —w=— 7TautM7. 4.21
ot Tampl Tminor 2 T ( )

On peut aisément vérifier par calcul numérique que 'hypothése de quasi staticité pour I’évolution
temporelle de My est d’autant plus justifiée que le rapport Tampi/Tar est élevé, et que les évolutions
temporelles des niveaux de pression acoustique obtenues par la résolution de 1’équation (4.21) ou par
la résolution de (4.18)-(4.19) restent trés proches 'une de l'autre, quelle que soit la valeur attribuée au
temps caractéristique T,pmp;. Ainsi, on retiendra pour la suite de ce chapitre que I'amplitude de pression
acoustique p(t) du mode fondamental est décrite par I’équation différentielle

%zap—pr—cp?’, (4.22)

ou le paramétre a, fonction de la distribution de température dans le noyau thermoacoustique

(a = a(Tsw(z,t)) x f), rend compte de 'amplification thermoacoustique, et ou les paramétres
2
1 1 w
b=——-——, e c=—> Wbt Tatt (4.23)
2 2\2
Pal¢Tminor (paac) 2
représentent respectivement les paramétres liés aux atténuations par pertes mineures et par cascade

harmonique.

4.1.4 Bilan : description du régime transitoire sous forme d’un fl6t dans R*

Tirant parti des résultats des paragraphes 4.1.2 et 4.1.3. et ajoutant 1’équation d’évolution de
la vitesse du vent acoustique (Eq. (3.37)), le systéme dynamique décrivant le régime transitoire de

déclenchement et de saturation de l'instabilité thermoacoustique est finalement exprimé comme suit :

AlsTatAT + Oyl = ”Slit) - i—z — v, (4.24)
liBtAT + Oily = fu _ o +v (4.25)
AT Y ly T v
Opyy + Yw _ &pQ, et vy = PaCan (4.26)
v To psCs
Op =ap—bp? —cp’, (4.27)

(AS (2 + A—“’) AT(t) = U(t). (4.28)
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Il s’agit donc d’un systéme de 5 équations & cinq inconnues Iy, l,,, AT, vy, et p. De plus, remarquant
que la variable AT est esclave des variables 5 et [,, (Eq. 4.28), le probléme transitoire peut finalement

étre écrit sous forme d’un systéme dynamique non linéaire d’ordre 4 :

Ls
> > > l
X = F(X), avec X = v (4.29)
Vw
p

L’expression détaillée de la fonction F se déduit facilement du systéme d’équations (4.24)-(4.28) en
reportant dans les équations (4.24) et (4.25) ’expression (4.28) de la variable "esclave" AT en fonction
de 5 et l,. Mis sous la forme (4.29), le probléme du régime transitoire se préte désormais a une analyse
du type de celles couramment employées dans la théorie des systémes dynamiques non linéaires [33] : en
particulier une analyse de stabilité des solutions stationnaires doit permettre d’aboutir & la définition
de paramétres de controle adimensionnels régissant la convergence vers un point fixe, un cycle limite ou
un attracteur étrange. Cependant, il reste & ce stade une difficulté & contourner concernant ’expression
du coefficient d’amplification thermoacoustique (parameétre a dans ’équation (4.27)). En effet, avant
qu’une analyse de stabilité du systéme (4.29) puisse étre envisagée, il faut disposer d’une expression
analytique explicite du coefficient d’amplification thermoacoustique en fonction des variables AT, I; et
ly ; ceci est possible (annexe D) sous I'hypothése d’une distribution de température linéaire (Fig. 4.2).
Cependant, malgré les nombreuses hypothéses formulées, l'expression de ce coefficient d’amplification
est trop compliquée pour qu’une analyse de stabilité puisse étre raisonnablement envisagée. C’est
pourquoi au paragraphe 4.2, une formulation simple et empirique de ’expression du paramétre a est

proposée, a partir de laquelle le systéme dynamique (4.29) est étudié.

4.2 Analyse de stabilité & partir d’une formulation empirique du

coefficient d’amplification

Dans ce paragraphe, une formulation empirique du coefficient d’amplification thermoacoustique
est proposée (§4.2.1.) a partir de résultats de simulations numériques. Ce coefficient d’amplification
thermoacoustique est supposé ne dépendre que de la température AT et du gradient de température
local & droite AT/l,, a 'extrémité chaude du stack. Ensuite, le systéme dynamique (4.29) est étudié
dans deux cas particuliers : dans le premier cas de figure (§4.2.2), les processus de saturation supposés
prépondérants sont le vent acoustique ainsi que les processus de cascade harmonique et de pertes
mineures; dans le second cas de figure (§4.2.3) le régime transitoire est supposé controlé par le
processus de conductivité acoustiquement induite. Nous verrons que les résultats obtenus permettent
de reproduire qualitativement les résultats expérimentaux des paragraphes 1.3.1 et 1.3.2 et par 14 méme
de confirmer que dans le cas de figure d’un chauffage externe, le régime transitoire est essentiellement
controlé par la conductivité acoustiquement induite, et que dans le cas d’'un chauffage interne c’est

Ieffet du vent acoustique qui prévaut.
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4.2.1 Expression empirique du coefficient d’amplification thermoacoustique.

Pour un stack suffisamment court (Hs; = 5em), le coefficient d’amplification thermoacoustique ne
dépend en premiére approximation que du gradient de température (T —T¢)/H; et de la distribution
de température T, (z,t) dans la partie passive du noyau thermoacoustique (chapitre 2, Fig. 2.14).
Retenant ce résultat important, il apparait que le coefficient a doit pouvoir étre exprimé de fagon
approchée en fonction des variables AT et [,,. Quand bien méme la distribution de température dans
le noyau thermoacoustique serait-elle supposée linéaire (Fig. 4.2), la fonction de AT et [,, exprimant
le coefficient a reste compliquée (cf. annexe D). Afin de conserver une description la plus simple
possible, tout en conservant dans le modéle ’expression des processus physiques prépondérants, nous

supposerons dans la suite que le coefficient a s’exprime de facon approchée par la fonction :

a = AAT — ATy) — B(E — %), (4.30)

lw L,
ol le premier terme du membre de droite exprime la proportionnalité entre le coefficient d’amplification
thermoacoustique et le gradient de température moyen AT/Hg, et ou le second terme du membre
de droite traduit l'effet de la modification de la distribution de température Ty, (z,t) dans la partie
passive du noyau thermoacoustique. Une réduction du gradient de température local AT/l,,, due par
exemple & l'excitation du vent acoustique se traduit en effet par une augmentation de "amplification

thermoacoustique (si B > 0).
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FiG. 4.3 — Trait plein : évolution du paramétre
a = a(ATy,l,) % f en fonction de (ATy/ly, —
ATy/ly,), le coefficient « étant calculé & partir
du modéle de I’Annexe D. Trait tireté : tracé de
la droite a(ly,) = B x [(ATy/ly) — (AT /lw,)],
avec B = —2.1073.

F1G. 4.4 — Trait plein : évolution du paramétre
a = a(AT,ly,) x f en fonction de (AT — ATy),
le coefficient « étant calculé & partir du modele
de ’Annexe D. Trait tireté : tracé de la droite
a(AT) = (A + B/ly,) x (AT — ATyp), avec
A=17510"2 et B=-2.10"3

Reste alors & déterminer les constantes A et B. Pour déterminer la constante B, il suffit d’abord

de supposer que la distribution de température dans le stack est linéaire, que Hs = 5cm, puis de
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fixer la distance caractéristique initiale [,,, & 5cm. Utilisant alors le modéle analytique développé en
Annexe D (Egs. (D.29)-(D-31), (D.24)-(D.27), (D.14) et (D.18)), la différence de température initiale
AT est calculée de maniére a ce que le coefficient d’amplification thermoacoustique a s’annule (la
valeur ATy = 254K est obtenue). Puis, en maintenant AT = ATy, I’évolution du paramétre a = a X f
(f = 2m/L) lorsque [l,, augmente est alors tracée en fonction de (ATy/ly — ATy/lw,). Assimilant la
courbe obtenue & une droite (Fig. 4.3), la mesure de sa pente donne accés au coefficient B. Pour
déterminer la constante A, la distance [,, est maintenue constante (I, = ly,), puis le coefficient
d’amplification thermoacoustique est calculé pour différentes valeurs de AT, puis tracé en fonction
de AT — AT,. Assimilant la courbe obtenue a une droite (Fig. 4.4), la mesure de sa pente donne accés

au coefficient A + B/, et par suite au coefficient A. Par cette procédure, les valeurs obtenues

A=75102% K ls! (4.31)
B=2103%mK 's (4.32)

sont retenues dans la suite.

4.2.2 Analyse du cas de figure ou l’effet du vent acoustique est prédominant.
a- Mise sous forme d’un flot de R?

L’ensemble des équations (4.24)-(4.28), compte tenu de l’expression (4.30), est mis dans ce
paragraphe sous forme d'un flot de R3. Pour cela, plusieurs hypothéses sont retenues, qui traduisent
pour certaines des situations ol leffet du vent acoustique prédomine.

Ainsi, le facteur T') (voir par exemple Eq. (4.1)) est supposé nul, traduisant que leffet de la
conductivité acoustiquement induite sur les transferts thermiques est négligé devant l'effet du vent
acoustique. Ensuite, le temps d’établissement du vent acoustique 7, est supposé suffisamment faible
pour que I’évolution de I’écoulement puisse étre considérée comme simultanée de celle de la pression

acoustique, de sorte que 1’équation (4.26) devient :

C
vy = Lyp? et vg = paCa Vpp- (4.33)

PsUs

De plus, remarquant que A\s >> A (voir valeur numeériques du Tab. 3.1), et que s ~ [, ’équation
(4.28) devient :

%AT ~ 0. (4.34)
S

Enfin, le flux thermique ¥(¢) introduit & l'extrémité chaude du stack est exprimé de la facon suivante :

t>0, U(t) = Uy + AT(1 4 7 H7r), (4.35)

ou ¥y = A\;ATy/ls, représente le flux thermique initial, et ou le temps caractéristique 7, ~ 10s

modélise le temps de transfert thermique depuis ’échangeur de chaleur chaud jusqu’au stack.
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Compte tenu de toutes ces hypothéses, et reportant ’expression (4.30) du paramétre a dans

I'équation (4.27), le systéme d’équation (4.24)-(4.28) prend finalement la forme d’un flot dans R®
comme suit :

(

—t/T
dls — % |:K'_S ls paCaPUpz _l AV e th:| ,

ls - E - psCs S Ty v

dly — 1 L, 1 1 ly paCa 2 ly AU e t/Tth
\ @ T I, ("Gw - ﬂ"és) — Ly (E - E) + (1 + ot ) D™ — 5 < (4.36)

Tth

dp _ Ui, olsg Ul Yolsgy 2 3
i = [A( T ) T BGan - Aslwo)]p_bp -

\

Une résolution analytique d’un tel systéme n’est pas envisageable. Cependant, le régime transitoire
peut étre facilement calculé par des méthodes numériques. Ceci est réalisé par la méthode de Runge-
Kutta. La Fig. 4.5 présente l'allure de I’évolution transitoire (et stationnaire) de 'amplitude efficace de
pression acoustique lorsque le flux thermique AW est progressivement augmenté depuis AV /¥y = 2%

jusqu'a AV /Ty = 10%. La valeur retenue pour le paramétre I', est celle déja utilisée au chapitre 3
(T, = 4.1078).
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FiG. 4.5 — Evolution temporelle de l'amplitude de pression acoustique. (a) AY/¥y, = 2%, (b)
AT/ Ty = 5%, (¢) AT/ Tg = 9%, (d) AT/ T, = 10%.

Les résultats obtenus sont trés satisfaisants en ce sens qu’il permettent de retrouver qualitativement
les observations expérimentales : il existe un parameétre AU/¥y =~ 9% — 10% seuil en dega duquel le
systéme tend vers un cycle limite (régime de déclenchements et arréts successifs), et au dela duquel
le systéme tend vers un point fixe. Dés lors, deux questions méritent d’étre posées concernant le
comportement dynamique du systéme (4.36) : d’une part, est il possible de déterminer analytiquement
la valeur critique AW, pour laquelle le systéme bifurque depuis un cycle limite vers un point fixe ; d’autre
part, peut-on déterminer analytiquement 1’expression de la période du cycle limite pour AV < AU,
et 'expression des solutions stationnaires p™°, I5°, I5° pour A¥ > AW, ? La premiére question peut

étre éludée par la mise en oeuvre d’une analyse de stabilité des solutions stationnaires.



4.2 Analyse de stabilité a partir d’une formulation empirique du coefficient
d’amplification 87

b- Analyse de stabilité des solutions stationnaires
i) La méthode

Le principe de ’analyse proposée ici est le suivant [33]. Soit le systéme d’équations d’ordre M
X = F(X), (4.37)

ou JF est une fonction non linéaire du vecteur X, et soit X une solution stationnaire connue du
systéme (4.37). On cherche alors & déterminer I’équation d’évolution des perturbations infinitésimales
autour de X en introduisant un parameétre € destiné a mesurer explicitement leur amplitude : insérant
X = X 4 eX' dans le systéeme de départ (4.37) et développant formellement en puissance de e, il

vient :
ediX' = eL X'+ EN(X', X)) + ..., (4.38)

oul lopérateur £ est un opérateur linéaire, et ou les termes notés A, quadratiques en X', sont d’ordre
€2 et de ce fait négligeables de méme que les termes suivants. Ainsi, ne retenant que les termes d’ordre

¢, puis posant X’ ~ X}e*, le probléme (4.38) se raméne 2
A\X' = L.X'. (4.39)

L’évolution dans le temps d’une perturbation quelconque X peut alors s’exprimer dans la base propre
de £ sous forme d’une combinaison linéaire de composantes élémentaires X,,,(t) = X,,(0)e*t, ou
Am = Om + twiy, sont les valeurs propres de L.

Dés lors, écrivant X, (1) = X (0) eMt = X, (0) €7t (cos(wmt) + isin(wmt)), il apparait que la
partie réelle o, correspond au taux de croissance de la perturbation. Ainsi, si o, < 0, la perturbation
décroit dans le temps, et par suite la solution X*° du systéme (4.37) est stable. En revanche, s’il
existe au moins une valeur propre & partie réelle positive, la solution stationnaire X est instable. Par
ailleurs, la partie imaginaire wy, décrit le comportement temporel des amplitudes des modes propre :
si wy, # 0, le mode propre correspondant est oscillant, les oscillations étant amorties ou non suivant le

signe de op,.

ii) Recherche des solutions stationnaires

Considérons a présent le systéme dynamique non linéaire (4.36), dont on cherche la (les ) solution(s)
stationnaire(s) I$°, I3°, et p> obtenues pour d; ~ 0 et t — oo. Il apparait que les quantités I$° et I5°

s’expriment en fonction de p*° sous la forme :

2
o paCa Ty (p™®)?7, paCq Ty (p™)?7s
— 4.4
ls pscs 2 * psCs 2 T, ( O)

T 00)2 T 0)2 2
lch;oz v(p2) Tw+\/< v(p2) Tw) + KT, (4_41)
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tandis que p™ satisfait I’équation suivante :

2
- A c, T poo 27_ c, T (o'} 27-
J®) =0 =3 (T +AT) (—zzcg — s+\/(f;;(;; sFET ) Ty | = Wals, | 9
Cq Lo (%) Cq T (@)?7s ) ?
LB | (D + ATy sy (s ) s g | (4.42)
A 2 l
o (r0)27a +\/(FU(P°;)2T'LU) ruTa wo

—b(p®)® —c(p™®)* .

Malheureusement, hormis la solution triviale p® = 0, il n’est pas possible de trouver analytiquement
de solution a l’équation (4.42); cette (ces) solution(s) est donc cherchée de fagcon numérique. Les
résultats obtenus montrent que l’équation (4.42) admet une unique solution p™ strictement positive
deés lors que AU > 0. La Fig. 4.6 présente ’évolution de p* en fonction du rapport AW/ ¥,. Il apparait
que 'amplitude de pression acoustique en régime stationnaire croit avec le parameétre AW /W¥,. D’autre
part, on peut vérifier facilement que dans le cas de figure o1, selon les simulations numériques directe
du systéme (4.36), amplitude de pression acoustique tend effectivement vers un point fixe (i.e. pour
AV > AW,), la solution p* coincide parfaitement (au centiéme de Pa prés) avec les résultats issus de

la simulation numérique.
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F1G. 4.6 — Evolution de la solution stationnaire non triviale p> en fonction du rapport AW /.
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iii) Analyse de stabilité

Posant X = X*° + X' dans le systéme (4.36) et ne retenant que les termes d’ordre € (i.e. les termes

linéaires en X'), il vient :

( dl s 0 Ca
W=t (a2 L earey,
! [o° I paCa
V= (e ) o+ 5 (g ) 1o+ (58 +2) T, (4.43)
dp' Wo+AW)p™® B B(¥o+AT)p>[P Wo+AW)I® B Yols B
L G = (ot Xs r (AJFW)ZQ—_( Ox\s(lq‘i,°§g by + [( x : (AJFE) N iso (AJF%)]pI'

Dés lors posant X' = X}e*| la résolution de (4.43) donne accés aux valeurs propres \,. Les Figs. 4.7
et 4.8 présentent respectivement 1’évolution des parties réelles et imaginaires de ces valeurs propres en
fonction du paramétre de controle AW /¥,. Au regard des résultats illustrés sur ces deux figures, trois
zones distinctes peuvent étre dissociées.

* Pour AW /¥, < 0.036, le systéme (4.43) admet trois valeurs propres distinctes et réelles. deux de
ces trois valeurs propres (A1) sont positives, de sorte que la solution X* peut étre considérée comme
instable dans cette gamme de valeur du paramétre AW /¥,

* Pour 0.036 < A¥/¥, < 0.074, le systéme (4.43) admet une valeur propre réelle négative (A3) et
deux valeurs propres complexes conjuguées dont la partie réelle est positive, de sorte que, la encore la
solution X *° est instable.

* Pour AW /¥, > 0.074, la partie réelle de A; o devient négative, et la solution X°° devient donc

stable.
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tion stationnaire non triviale X = (p*,15°,15°). X = (p=,1°,1%°).
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Ces résultats sont satisfaisants, puisqu’ils confirment les résultats de simulations numériques selon
lesquels il faut que le parameétre AW dépasse une certaine valeur critique pour que le systéme tende vers
un point fixe. Cependant, une remarque doit étre formulée concernant la bifurcation depuis le régime de
déclenchement et arréts successifs vers un régime ot 'amplitude de pression acoustique est constante.
Sur la Fig. 4.9 sont représentés deux régimes transitoires issus de la résolution numérique directe du
systéme (4.36), obtenus respectivement pour A¥/ ¥, = 9% (Fig. 4.9 (a)) et pour A¥/ ¥y = 9.1% (Fig.
4.9 (b)). Dans le premier cas, le systéme tend vers un cycle limite de période Teycse, tandis que dans
le second cas le systéme tend vers un point fixe : on en déduit donc que 0.090¥; < AV, < 0.091,.
De plus, on peut remarquer que pour A¥ > AU, la pression acoustique tend bien vers la valeur
p>° obtenue a l'issue de ’analyse de stabilité, et d’autre part que la période (= 300s) des oscillations
amorties qui précédent la stabilisation coincident avec la valeur 2w/ 2 = 290 s fournie par I’analyse de
stabilité. Cependant, la valeur critique AW,/ ¥ ~ 9% a laquelle se produit la bifurcation ne correspond
pas a la valeur AV /Uy = 7.4% a partir de laquelle la solution stationnaire non triviale devient stable.
Cette remarque permet de conclure que la transition depuis le régime de déclenchements-arréts vers
un régime stable n’est pas une simple bifurcation de Hopf directe (ou super-critique), mais que cette
bifurcation est inverse (ou sous-critique). Le "diagramme de bifurcation" correspondant est illustré sur
la Fig. 4.10 ou la période du cycle limite est représenté en fonction de AW/Wg (Teyee = 0 lorsque le

systéme tend vers un point fixe).
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4.2.3 Analyse du cas de figure ou ’effet de la conductivité thermique acoustique-

ment induite est prédominant.

Partant du systéme non linéaire d’équations (4.24)-(4.28), le cas de figure ou leffet du vent

acoustique est négligeable devant celui de la conductivité acoustiquement induite est & présent examiné.
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Dans ce paragraphe les effets non linéaires de cascade harmonique et de pertes mineures sont supposés
négligeables (b = ¢ = 0). Enfin, puisque I', = 0, les variations de la distribution de température
dans la partie passive du noyau thermoacoustique peuvent étre raisonnablement considérées comme
négligeables, de sorte que l,(t) ~ ly,. Par suite, compte tenu des remarques précédentes et des
équations (4.30) et (4.34), le systéme (4.24)-(4.28) prend la forme suivante :

I As +Typ? 1
AT =2 A - 2 4.44
ATat +9ils psCs 1y T4 ( )
op = [AT — ATy]p, (4.45)
2
ASJF#AT@) — o), (4.46)
S

ou l'évolution temporelle du flux thermique ¥(¢) est fournie par I’équation (4.35). Eliminant la variable

esclave AT, ce systéme d’équations se réduit finalement & un ot de R? comme suit :

dls _ 1 [As4Tap® 1 _ Is _ Ls AWe t/7en 2 I Wiy Yolsg
dts ) [ psCs s Tss ‘Iﬁ Tih +2AF)‘p As+TAp? \ As+Typ2 As ’
(4.47)
dp _ Ui,  Yolsg
at As"‘l—‘)\p2 As D-

La Fig. 4.11 représente divers régimes transitoires obtenus par la résolution numérique du systéme
(4.47). La valeur retenue pour le paramétre 'y est celle déja utilisée au chapitre 3 (T'y = 2.1076), et le
paramétre 1y, est fixé & 5 s. Dans ce cas de figure, il apparait donc que, quelle que soit la valeur attribuée
a AV, 'amplitude de pression acoustique croit vers une valeur finie p®°. Il n’y a pas lieu ici de présenter
Panalyse de stabilité du systéme (4.47), qui n’a d’autre intérét que de confirmer que le systéme tend
vers un point fixe inconditionnellement stable. Ceci confirme les résultats du chapitre 3, & savoir que
pour le cas de figure d’un chauffage externe, les régimes transitoires sont essentiellement controlés par
I’effet de la conductivité acoustiquement induite, et que 'amplitude de pression acoustique tend a se
stabiliser & un niveau fini. La résolution du systéme (4.47) permet donc de reproduire qualitativement
les résultats expérimentaux obtenus par chauffage externe. Ajoutons enfin qu’un meilleur accord peut
étre obtenu en prenant en compte le role des parois du tube en Inox dans le transfert thermique, en
assimilant grossiérement le temps caractéristique 7y, au temps caractéristique de diffusion thermique

H?
T = m ~ 300 s (4.48)
& travers une portion de tube de longueur H, dans la direction longitudinale. La Fig. 4.12 présente
les régimes transitoires obtenus pour 73, = 300 s. Dans ce cas de figure, le régime transitoire peut étre
clairement décomposé en une premiére phase d’amplification exponentielle suivie d’'une saturation sous
I’effet de la conductivité acoustiquement induite, et d’une seconde phase d’amplification lente avant
saturation finale, dont la durée dépend du temps de diffusion thermique & travers les parois du tube

en Inox.
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tude de pression acoustique, pour 'y = 2.1076, de pression acoustique, pour 'y = 2.1076, 7, =
Th, = D s et pour diverses valeures du parameétre

AT /Ty,

300 s et pour diverses valeures du paramétre
AT /T,

4.3 Conclusion

Dans ce chapitre, les équations fondamentales permettant de décrire le déclenchement de I’instabilité
thermoacoustique dans un moteur thermoacoustique annulaire sont simplifiées & 1’extréme. Dans
la démarche adoptée, le probléme thermique, régit par un jeu d’équations aux dérivées partielles,
ainsi que la description de 'amplification thermoacoustique, sont considérablement simplifiés grace &
I'introduction des deux longueurs caractéristiques I et l,, pour décrire qualitativement le champ de
température. Le probléme se raméne alors & un systéme non linéaire d’équations différentielles.

Malgré la grande simplification apportée au probléme, il est remarquable de constater que quali-
tativement, la dynamique des régimes transitoires obtenus reproduit bien les résultats expérimentaux.
En particulier, ces résultats permettent de confirmer les conclusions du chapitre 3 quant au roéle essen-
tiel joué par le vent acoustique sur la nature des régimes transitoires (et stationnaires) observables. Il
convient cependant de rappeler que la portée des résultats présentés ici se limite strictement a 1’aspect
qualitatif, notamment parce que la formulation utilisée pour décrire ’amplification thermoacoustique
est empirique, et basée sur un modéle analytique supposant que la distribution de température est
linéaire (annexe D). Il reste bien clair qu'une modélisation quantitative du processus de déclenchement
nécessite de prendre en compte précisément la distribution de température dans ’ensemble du noyau

thermoacoustique.



Conclusion, perspectives

Le travail présenté dans ce mémoire s’inscrit dans la lignée de ceux déja effectués au Laboratoire
d’Acoustique de I"Université du Maine depuis 1995 (en partenariat avec le Laboratoire de Mécanique
des Fluides et Acoustique de Lyon), qui visent & apporter une contribution originale & ’ensemble
des travaux de recherche en thermoacoustique dans le monde, par des études spécifiques de processus
physiques fondamentaux mis en jeux dans ces dispositifs. Dans ce domaine ou ’analyse expérimentale
préalable des phénoménes reste essentielle, bon nombre d’aspects fondamentaux sont encore mal
compris de nos jours, du fait en particulier que les nombreuses réalisations expérimentales, notamment
celles développées dans un but d’application directe, sont a géométrie de plus en plus complexe.

Le systéme étudié ici, le moteur thermoacoustique annulaire, n’est pas réalisé pour un usage indus-
triel (son efficacité est des plus modeste) : c’est une machine thermoacoustique & ondes progressives
dans sa version la plus épurée, composée d'un stack et d’'un résonateur annulaire a section constante.
Pour autant, la compréhension des processus physiques qui y prennent place mérite-t-elle un examen
approfondi (car elle permet d’éclairer les phénomeénes mis en jeu dans les systémes plus complexes),

examen qui nécessite de mettre en oeuvre 'ensemble des travaux présentés dans ce mémoire.

En premier lieu, I’étude expérimentale du régime transitoire de déclenchement de l’instabilité
thermoacoustique (chapitre 1) a permis de dégager plusieurs types de comportements dynamiques,
suivant le mode de chauffage (externe ou interne) ou suivant l'orientation du dispositif relativement au
champ de pesanteur. Les résultats expérimentaux ont mis en évidence des évolutions significatives du
champ de température au cours du régime transitoire, et ont montré que les processus non linéaires
d’interaction entre champ de température et champ acoustique (vent acoustique et conductivité

acoustiquement induite) jouent un role majeur dans la nature des régimes transitoires observeés.

Dés lors, une étude détaillée de l'influence de la forme du champ de température sur 'amplification
thermoacoustique (chapitre 2) a été menée. Cette étude, basée sur le modeéle analytique développé
par S. Job et V. Gusev [29] (annexe A), a mis évidence que la distribution du champ acoustique
(pression, vitesse et phase), et par suite ’amplification thermoacoustique du son, dépendent de fagon
critique de la forme du champ de température, notamment celle qui apparait dans la partie passive du
noyau thermoacoustique. Ce résultat, important et non trivial, a permis d’expliquer leffet (observé)
de lorientation du dispositif expérimental relativement au champ de pesanteur (i.e. Ueffet de la

convection naturelle) sur les conditions de déclenchement de l'instabilité thermoacoustique. De plus,
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une interprétation, essentiellement qualitative, du processus transitoire & double-déclenchement a pu
étre avancée en considérant que ce type de régime est probablement di a l'excitation du vent acoustique,
qui peut dans des circonstances données avoir un effet amplificateur de par son influence sur la forme

du champ de température.

La suite du mémoire (chapitres 3 et 4) est consacrée a la modélisation du régime transitoire depuis
le déclenchement de I'onde acoustique jusqu’a sa saturation par effets non linéaires. Au chapitre 3,
les effets de cascade harmonique, de pertes mineures aux extrémités du stack, de vent acoustique et
de conductivité acoustiquement induite sont pris en compte & partir de modéles simplifiés, puis le
déclenchement et la saturation de l'onde acoustique est calculé (numériquement) suivant différentes
configurations de chauffage par la description analytique des interactions en régime transitoire entre
champ acoustique et champ de température. Les résultats obtenus par la seule prise en compte
des effets du pompage de chaleur thermoacoustique (conductivité acoustiquement induite) et du
vent acoustique, phénoménes pressentis comme étant prépondérants, reproduisent qualitativement
les observations expérimentales (et notamment le processus de déclenchement et arrét successifs de
I'instabilité thermoacoustique). Par contre, en ajoutant dans le modeéle la prise en compte des effets
de pertes mineures et de cascade harmonique, un bon accord quantitatif est finalement obtenu entre
résultats expérimentaux et simulations.

Au vu des résultats obtenus, il semble donc que la dynamique de développement de l’instabilité
thermoacoustique est régie par un grand nombre de paramétres, mais que les parameétres essentiels sont
ceux qui décrivent l'interaction entre champ de température et champ acoustique. C’est pourquoi au
chapitre 4, une simplification drastique (mais éclairée par les résultats précédents) des équations mises
en jeu est proposée, qui permet d’aboutir & la description, strictement qualitative, de la dynamique de
déclenchement et de saturation de l'instabilité thermoacoustique sous forme d’un systéme d’équations
différentielles ordinaires, et de faire usage des méthodes d’analyse connues de ce type de systémes.
Bien que simplifiée & ’extréme, cette approche permet de saisir conceptuellement comment les effets
non linéaires de couplage entre champ de température et champ acoustique peuvent étre & 1’origine des

observations expérimentales.

Au dela des travaux effectués durant cette préparation de thése, plusieurs études paraissent devoir
étre menées. En premier lieu, une machine thermoacoustique annulaire tritherme faisant usage des
deux modes de fonctionnement thermoacoustique (moteur et réfrigérateur) pourrait étre facilement
réalisée & partir du dispositif expérimental existant. Pour ce faire, il suffit d’inclure dans le résonateur
acoustique un stack secondaire (ou un régénérateur) qui sera le coeur du processus de réfrigération
thermoacoustique. Ce type de machine a déja été réalisé par I’équipe de Yazaki [75]; mais il est
clair que les résultats des travaux présentés dans ce mémoire pourraient apporter un complément
intéressant & la compréhension du fonctionnement et a ’optimisation de ce type de machine (une étude
expérimentale préliminaire sera effectuée fin 2004-début 2005 dans le cadre d’un projet d’étudiants de

Licence Professionnelle).
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Ensuite, 'utilisation de méthodes de mesure optique non invasives comme 1’Anémométrie Laser
Doppler ou la Vélocimétrie par Imagerie de Particules constitue un moyen intéressant pour analyser
finement les effets hydrodynamiques complexes prenant place aux extrémités du stack et des échangeurs
de chaleurs (effets qui font notamment ’objet d’études expérimentales approfondies au LMFA [12, 20],
confirmées par des études numériques [35]), mais également pour visualiser la structure et mesurer
précisément la vitesse de I’écoulement redressé [65, 68]. C’est en effet par ce type de mesures et par la
mise en oeuvre de méthodes numériques qu'une description quantitative du comportement des machines

thermoacoustiques peut étre réalisée.

D’un point de vue plus général, un nombre croissant d’équipes de recherches s’intéressent depuis
quelques années a la réduction de I’encombrement des systémes thermoacoustiques, ’objectif visé a
terme étant la miniaturisation de ces systémes afin, entre autres, d’accélérer les transferts de chaleur
pour assurer le refroidissement des circuits électroniques. Ces travaux portent pour une part sur
l’étude fondamentale des processus physiques mis en jeu (processus thermoacoustique, phénoménes
non linéaires, etc...) au coeur de micro-canaux, afin de prendre en compte de maniére réaliste
les comportements spécifiques relevant de la micro-fluidique. Ces travaux portent également sur le
développement de techniques de fabrication MEMS adaptées conduisant & la réalisation de micro-stacks
instrumentés permettant la mesure in-situ des différentes grandeurs d’intérét (pression acoustique,
température oscillante, vitesse particulaire, flux de chaleur, etc...) et le controle des différents effets
limitants (contrdle actif des écoulements non linéaires ou de la génération d’harmoniques par exemple).

Si ces différents aspects théoriques et expérimentaux relévent principalement aujourd’hui de la
simple perspective du fait de la nouveauté du champ d’application, ils n’en constituent pas moins a

nos yeux un enjeu et un défi intéressant pour les travaux futurs en thermoacoustique.






Annexe A

Description analytique de ’amplification
thermoacoustique dans un moteur

thermoacoustique annulaire

Les détails du modéle brievement décrit au chapitre 2 sont donnés dans cette annexe, extraite d’un
manuscript soumis pour publication au journal Acustica Acta-Acustica. Les notations sont celles du

chapitre 2.

Here, the determination of the amplification coefficient « and the corresponding oscillation frequency
for an arbitrary temperature distribution profile is explained in detail. The computation of the acoustic
field throughout the whole device is also presented. As it is explained in section 2, the frequency
dependent reflexion/transmission characteristics of the thermoacoustic core can be described with
the use of its scattering matrix (equation (2)). Its coefficients are the transmission coefficients T+
and the reflexion coefficients R*. These coefficients depend on the temperature distribution and on
frequency. Their determination requires solving the well-known differential equation of thermoacoustics

[59] (second-order differential equation with variable coefficients) :

~ 2
fu_fle ]ddep+(w> |:1+(7_1)fn

T 17“] p=0 (A1)

d dp
= [(1—fu)£] +ﬁ[1—fu+

%

dr dx

Here, T,,(z) is the mean temperature (i.e. the temperature averaged over a period of acoustic
oscillations), w is the angular frequency, a. is the speed of sound, (3 is the isobaric thermal expansion
coefficient, 7 is the specific heat ratio of fluid, and ¢ is the Prandtl number. The frequency (and
temperature) dependant functions f, and f, characterize the efficiciency of the viscous and thermal
coupling of the acoustic field with the walls of the channel (stack channel, or waveguide). For the case

of a circular cylinder channel of inner radius D, these functions are

2 Ji(Y)
Y. Jo(iYk)’

fu,n (A.?)
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where

D
Yo = (L+i)5—. (A.3)

6 = \/26(Tpn(z)) /w is the acoustic thermal boundary layer thickness in fluid and 8, = v/2v(Ty, (z))/w
is the acoustic viscous boundary layer thickness in fluid (v and k denoting the temperature dependant
kinematic viscosity and thermal diffusivity of the fluid). The coefficient ¢, proportional to the ratio
er/es of thermal effusivities of fluid and solid, characterizes heat transport in the direction normal to
the direction of acoustic wave propagation. Assuming € << 1 (in fact, considering € = 0) and 8 = 1/T,,
(i.e. the case of an ideal gas), equation (A2) reduces to
1 fv—Tf«

1-f, ( 1=~ IN@)gn

d’*p df, 1 dTn dp
W_'_[l—l_ )]TN dz dz

+(£)2 Ll Gera-vm) =0, (A.4)

Gc ﬁ
where Ty (z) = Trn(z) /T, with To denoting the cold temperature (i.e. the temperature at the cold
end of the stack). The following quantities

d¢1 o 1 fu_fn dfu idﬂ
dz [H 1-f, ( 1-o _TN(w)dTNﬂ Ty dz (A.5)
1 1
b= [t 12 e (- 10) (A0

are introduced, and a new spatial coordinate £ is defined :

d _
ﬁ ¢, = e(h1(@0)-1(2) (AT)
where zg is an arbitrary origin in the reference frame. Finally, defining the function
F(€) = ¢o(z(€))&; 2, (A.8)
equation (A.4) reduces to
d*p 5
e kK F(€)p =0, (A.9)

with k. = w/a.. The main advantage of this formulation is that the solution can be found using an
iterative method. For this purpose, equation (A.9) is modified into the equivalent form
¢ dp

(€)= iéo) + /E e (A.10)

dp

dﬁ 2 g I\ ~ ! !
O = e K /g RGLEES (A11)

=%
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This set of equations is well-suited for a numerical resolution by the use of successive approximations.
Indeed, the N** order solutions for § and d¢p on the left hand-side of equations (A.10) and (A.11)
can be found by substituting their values at the (N — 1) order in the integral operators on the right
hand-side of equations (A.10) and (A.11). Introducing the integral operators € and Q9

¢
fr—= 0 (f) = ike . F(£)f(&)de, (A.12)

¢
[ Q2 (f) =ike . (LI (A.13)

the exact solution for p and d¢p is finally obtained in the form of an infinite sequence of integral

operators

( B(6) )_( T (20)" 22 ()" ) ( B(&o) )
dap - . 00 n 0o n dp ’ (A‘14)
ae (€) iheSl D onto (20)" 257, () i (&o)

where for instance (2291)" p(&y) means
(Q2941)" p(&0) = Q2(1 (- Q2(21(5(0)))))- (A.15)
n times

Then, using the Navier-Stokes equation, the acoustic velocity ©(z,r) is expressed as a function of
acoustic pressure, and integrating over a cross section, the mean axial velocity (9(z)), (where (),

denotes the average over a cross section) is expressed as

- B 1 dp(x)
<U(w)>r_z'ka(a:) P (A.16)
with
Z(z) = p{"(_x}“ (A.17)

pm(z) being the mean density along the thermoacoustic core. Combining equations (A.16) and (A.14)

finally gives the acoustic field in the thermoacoustic core as a function of its value at position xy :

((ﬁ(w) >:( Do (B)" Z(@)0 Ty ()" )((Wo) ) (A.18)

3(2))r Gl 300 o (Qo)" Zel) 5700 (0, 05)" |\ (3(x0))s
Invoking equation (A.18) yelds the transfer matrix of the thermoacoustic core :
p( H: p(—H p(—H
PHw) ) g [ PEHS) ) gy [ PEHS) ) (A.19)
(0(Hw))r (0(—Hs))r (0(—Hs))r

where T is obtained using equation (A.18) with (zg,z) = (—Hg,0) for a channel radius D = Dg and
Tw is obtained using equation (A.18) with (zg,x) = (0, Hy ) for a channel radius D = Dy .
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The linear propagation of an harmonic wave in the cold part of the resonator (Hy <z < L — Hg)
can be described by equation (A.4), taking into account that T = 1 (and taking D = Dy in equation

(A.3)). The resulting expressions for the counterpropagative components of acoustic pressure waves

are :
5 (z) = p (Hyy )= =), (A.20)
where the complex wavenumber
1 -1

accounts for the thermal and viscous losses in the vicinity of the resonator walls. Using equations (A.20)
and (A.16) the mean acoustic velocity (9(x)), can be expressed as a function of the counterpropagative
components pT and p~ of acoustic pressure p = p+ + p~ and finally, simple calculations allow us to
transform the transfer matrix (equation (A.19)) into the scattering matrix (equation (2)), and then
the coefficient R* and T+ are obtained.

Now, the method for determining the threshold conditions is laid out. To do this, the acoustic

pressure between two successive round trips of the acoustic field in the device is described as follows :
B (@) = P ()€ (A.22)
Combining equations (2), (A.20) and (A.22) gives :

(T+ _ea—ikwLw) Re thwlw ( Do (Hw) ) _ ( 0 ) (A.23)

Rteikulo (7:7 _ eafikWLW)

with Ly = L — Hg — Hy . The solution (p;}, (Hw), D, (Hw)) of equation (A.23) does not vanish if the

matrix determinant is zero :
(ea*ikWLW _ j—ﬂ-) (ea*ikWLW _ T*) —R'R =0 (A.24)

If the temperature distribution in the thermoacoustic core is fixed, a truncated approximate solution for
T* and R* can be computed, and introduced in equation (A.24) to obtain the amplification coefficient
a and the corresponding angular frequency w. Here, we are interested in the most unstable acoustic
mode, which is in most cases the first travelling wave mode of the annular waveguide (f =~ a./L). The
quantity A¢ = a — i(kw Lw — 2m) is introduced, where 27 is in fact the approximate value for ky Ly
in the empty device (Ly = L). Substituting A¢ in equation (A.24) results in a quadratic equation in
e®?. which admits the solution

~ ~ ~ ~ 2
+ - + T~ S
p(u)i (u) BB (A.25)

2
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Finally, separating equation (A.25) into real and imaginary parts, the following set of equations is

solved :

, (A.26)

ot = In |1+ TH(w®)| — Im (kw (wF) Lw)
21 = Arg (1 + TF(wh)) + Re (kw (wt) L)

If we were interested in the n'* travelling wave mode of the device we would only replace 27 by 2nw
in equation (A.26). As pointed out in equations (A.25) and (A.26) there are two possible solutions for
a and w, but it is easy to accept that the physically observable solution is the one which increases in

the quickest way. Consequently, the chosen solution (o, w) € {(a™,w™), (a™,w™)} is that for which

a = Sup(at,a”). (A.27)

Finally, the acoustic field in the whole device can be computed for some arbitrary temperature
distribution, once the corresponding amplification coefficient o and oscillation frequency w are known.
Using equation (A.20), the acoustic pressure in the cold part of the waveguide is firstly computed as

follows :
Va € [Hy, L — Hs], p(x) = 5* (Hyw) [ @) 4 R(Hy)e™we=iw)] (A.28)

where the complex quantity R(Hy) = (Hw)/pt(Hw) is obtained using equation (A.23) :

B ea*ikWLW _ j:'+
R(Hw) =

B ibwIw (A.29)
Combining equations (A.28) and (A.16), the mean acoustic velocity (9(z)), is also computed. Then,
to obtain the acoustic field in the thermoacoustic core, equation (A.18) is used. This equation is valid
both in the stack region and in the inhomogeneously heated part of the resonator, but each region has
to be treated separately, because Z(z), &;(z), 1 and €y depend notably on the f, . functions which
characterize the transverse distribution of oscillating velocity and oscillating entropy in the channel,
and which are consequently not the same depending on whether the channel radius D is Dg or Dyy. So,
setting the boundary values (L — Hg) and (9(L — Hg)), in the right-hand side of equation (A.18) (i.e.
setting zo to L — Hg), the acoustic field is first computed in the [-Hg, 0] interval. Then, setting the
boundary values p(L) and (9(L)), in the right-hand side of equation (A.18) (with account of D = Dyy),
the acoustic field is finally computed in the [L, L + Hy| = [0, Hy] interval.






Annexe B

Description du modéle thermique et

calculs des coefficients d’échange

B.1 Equations du transport de la chaleur

On considére que le dispositif & ’étude est constitué de trois ailettes, i.e. le tube en inox (indice
"i"), le stack (indice "s"), et la partie passive du noyau thermoacoustique (indice "w"). Le bilan des
flux thermiques est écrit ici pour chacune de ces trois ailettes, lorsque 1’on procéde & un chauffage

externe (Fig. B.1).

Q(t)
"

ra
l biiilddd
€ ‘Inox,p, AL G T (x0) ‘
ri .

B sack = !

E %ps As, Cs,Ts(x0) % E ‘Air, P A Coy Ty (1) ‘
0 —E— —————————— i— —————————————————————————— r-- —X—>

-Hs 0 X1 Hw

FiG. B.1 — Représentation schématique du noyau thermoacoustique dans le cas d’un chauffage externe,
constitué de trois milieux distincts : les parois du guide d’onde (inox), le fluide dans la partie passive

du noyau thermoacoustique, et le stack (milieu supposé homogene).
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104 B Description du modéle thermique et calculs des coefficients d’échange

B.1.1 "Ailette" tube inox

Le bilan thermique entre z et x + dz prend la forme :

i e = | (N ) = (AT 1 (51

ol fl(;t) désigne le flux thermique latéral provenant du chauffage, de I’échange avec le milieu extérieur
ou avec les autres ailettes. Ce flux thermique s’exprime par 1'usage de coefficients d’échanges entre les

différentes ailettes respectivement comme suit :

(i) 2mredx . 2rridz | ., '
Vz €] — Hy, 0], fi,; = mhewt (Teo — Ti(z, 1)) + mh (Ts(z,t) — Ti(z,1)), (B.2)
Vo €01, ) = 2mrede QW) 2t e ) T, ), (B3

m(r? — rf) 2rrexy  w(rZ — 7"22)

27redr 27r;dr

Vo €lon Hul fid = 055 5

heat (Too — Ti(z, 1)) + hint (Tw(z,t) — Ti(z,1)).  (B.4)

Dans I’équation (B.4), Q(t) désigne la puissance thermique injectée dans les parois du tube en
inox. Le coefficient d’échange he,; caractérise le transport de chaleur depuis les parois du guide
d’onde cylindrique vers le milieu extérieur par convection naturelle, h;,; prend en compte I’échange en
convection forcée interne dans la partie passive du noyau thermoacoustique, et h°¢ représente ’échange
conducto-convectif entre le stack et les parois du guide d’onde. Les expressions analytiques de ces

coefficients phénoménologiques d’échange sont donnés au paragraphe B.2.

B.1.2 "Ailette" stack

Le bilan thermique entre x et x + dx s’écrit :

0Ts(x,t) 0T (x,t) B 0T (x,t) (. OT(x + dz, t) (s)
psCs 5 dz + ®p,Cuus(t) e dx = As(t) B As(t) R — + fiat >

(B.5)

ou ® désigne la porosité longitudinale du stack et v; désigne la vitesse de ’écoulement redressé dans
le stack. Le flux thermique latéral fl(;t) prend en compte ’échange conducto-convectif entre le stack et
la paroi du guide d’onde :

s)  2mridx .,
Vo €] = H,,0f, fiy) = = 5= (Tile, 1) — Tula,1)), (B.6)

2
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B.1.3 "Ailette" air

Le bilan thermique entre x et x + dz s’écrit :
0Ty (z,t) 0Ty (z,1) 0Ty (z,1) 0Ty (z + dz,t) w
pwcwwait d$+pa0avw(t)wa7$dz = _AwwaT - _Awwa—l‘ +f1(at)’
(B.7)

ol v, désigne la vitesse de ’écoulement redressé dans le guide d’onde (par conservation du débit
volumique, on a v; = v, /®). Le flux thermique latéral flg“t]) prend en compte la convection forcée
interne :

w 2mr;dx
Vz €]0; Hy[, £ = =y hint (Ti(z, ) = T (1)) , (B.8)

at
%

B.1.4 Conditions aux limites

Les conditions aux limites sont au nombre de cinq :

* température imposée en x = —Hg

Vt € [0,00[, T; s(—Hg,t) = Two, (B.9)
* température imposée en z = Hyy

Vt € [0, 00, Tjw (Hw, t) = Too, (B.10)
* continuité du flux thermique dans les parois du guide d’onde

Vt € [0,00[,0,T;(z = 07, ) = 8, T;(x = 0™, 1), (B.11)

Vt € [0, 00[, 8, Ti(x = z7 ,t) = 0, Ty(z =z, 1), (B.12)
* continuité du flux thermique & ’interface stack-air

Vt € [0, 00[, \s(£)0xTs(z = 07, ) = A\yO0p T (x = 0T, 2). (B.13)

B.2 Estimation des coefficients d’échange

L’estimation des coefficients d’échange en convection naturelle ou forcée, externe ou interne,
laminaire ou turbulente est un probléme complexe. Cependant, dans un certain nombre de cas
académiques (géométries simples), sous I'hypothése que les régimes mécaniques et thermiques sont
établis, et pour une distribution radiale de vitesse donnée, il est possible de calculer (analytiquement
ou numériquement) la distribution radiale de température, a ’aide de laquelle le nombre de Nusselt
Nu (représentant le gradient de température adimensionné a la paroi) peut étre obtenu. Le coefficient
de couplage s’exprime alors en fonction du nombre de Nusselt comme suit :

ANup
= =5

ou A est la conductivité thermique du fluide et D une distance caractéristique de ’ailette.

h (B.14)
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B.2.1 Interface (tube inox)-(milieu extérieur). Convection naturelle externe

Une certaine proportion de 1’énergie thermique emmagasinée dans les parois du guide d’onde est
évacuée vers le milieu extérieur par convection naturelle et rayonnement thermique. On suppose ici
que la convection naturelle prévaut sur le rayonnement.

D’aprés [34], pour un cylindre horizontal isotherme de diamétre externe D le nombre de Nusselt

associée a la convection naturelle externe est donné par la relation :
1
30um < D < 10cm, 0.5 < o < 103, Nup = 0.53 Ra},, (B.15)

ol o est le nombre de Prandtl et Rap est le nombre de Rayleigh défini par :

_ gﬁDg (Tparoi - Too)

Rap VA ’

(B.16)

B, v et A représentant respectivement le coefficient d’expansion thermique, la viscosité cinématique et
la conductivité thermique du fluide, et ou g est 'accélération de la pesanteur. Finalement, le coefficient

d’échange heg s’écrit :

W=

hows (2, 1) = 0530 (M> (T, t) — T (B.17)

27, Vg\g

B.2.2 Interface (tube inox)-(air). Convection forcée interne

Pour estimer le coefficient d’échange entre les parois du guide d’onde et l’air dans le noyau
thermoacoustique, on suppose que ’écoulement redressé est laminaire et que les parois sont isothermes.
Si la seconde hypothése ne parait pas trop restrictive étant donné la grande inertie thermique des parois
en inox relativement a celle de 'air, la premiére hypothése est en revanche forte car le profil de vitesse
est en réalité plus complexe qu’'un profil parabolique [5]. Il convient donc de rester critique quant a
I’estimation du coefficient d’échange hjp;.

D’apreés [63], pour un tube horizontal isotherme de diamétre interne D et de longueur L, le nombre

de Nusselt associé & la convection forcée interne en régime laminaire est donné par la relation :

1
D D\
Re <900, 107! < oRe < 10, Nup = (3.663 + 1.6630Ref> : (B.18)

ol Re = % est le nombre de Reynolds et v la vitesse moyenne sur une section de 1’écoulement.

Finalement, le coefficient d’échange h;,: s’écrit :

1

A t)dr2\ 3

hint(t) = 2% <3.663 + 1.6630%) . (B.19)
2 a

B.2.3 Interface (tube inox)-(stack). Conduction et convection forcée

Le calcul du coefficient d’échange h(¢®) entre stack et tube inox est plus complexe que dans les deux

cas précédents. Ce coeflicient doit prendre en compte la conduction thermique radiale entre le tube en
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ra
Mo T,
Ti(rx),  p--mmmmeeeeeepe———————— -
ri ( )‘Y 777777777777777 ,‘Y ri+re ri
=T (XN = ____. = .
| | I
: ° | Tz
3 dx 3 | dx 1

Fic. B.2 -

inox et les parois du guide d’onde en céramique d’une part, et la convection forcée dans les pores du
stack d’autre part.

Il est a priori difficile de calculer le flux thermique conductif radial entre stack et inox, puisque
par hypothése, il n’y a pas de gradients thermiques radiaux dans le cadre de l'approximation
ailette. Cependant, ce flux thermique conductif peut étre estimé en calculant la résistance thermique
équivalente dans la direction radiale du systéme (stack-+tube). Pour ce faire, on suppose que le flux de
conduction thermique réel est proche du flux de chaleur conductif & travers un manchon cylindrique
constitué de la "moitié de ’épaisseur”" du stack et de la "moitié de ’épaisseur" du tube, et dont les
surfaces latérales sont isothermes aux températures T et T;, comme l’illustre la Fig. B.2. Il est dés lors
possible d’écrire la résitance thermique du manchon cylindrique de longueur Hy comme 1’association

série de la résistance thermique associée au stack et de celle associée au tube [63] :

l”(r:ﬁ) ln(%)

T 2mALH, 2m\H,

th ) (B.20)
ou )\SL représente la conductivité thermique du stack dans la direction radiale. Le flux thermique ¥
depuis lailette stack vers l'ailette inox s’exprime alors en fonction de la résistance thermique Ry
comme suit :

Ti - Ts

o= ,
Ry,

(B.21)

L’expression de Ry, ne prend a priori pas en compte l’effet de la convection forcée dans les pores
du stack sur le flux thermique ¥. Cependant, cet effet peut étre pris en compte dans I’expression de
A} en utilisant 13 encore I’analogie thermique-électrique. La Fig. B.3 présente un grossissement de la
structure du stack : ce stack est une matrice de pores carrés constitués de céramiques (épaisseur de
paroi D.) et d’air (épaisseur de couche d’air D,). La résistance thermique dans la direction radiale
d’un pore (de longueur Hy) du stack peut s’écrire comme 'association série R;- = Ry + Ry + R3 de

trois résistances élémentaires, ol

D./2

R =R3= > (Da + D,) H,

(B.22)
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7777

Ry

DI

A\
&

WM%

Fic. B.3 — Représentation de la structure géométrique du stack

sont des résistances thermiques de conduction dans les parois en céramiques, et oul la résistance

thermique
R.R,
Ry=R.//Ry = ——— B.23
2 (4 // a Rc 4 Ra, ( )
s’exprime comme l’association paralléle de la résistance
D D D
re= (o ) 0 ) = 22 b
= (ooom) ! (paom) = 5o (B.24)
caractérisant la conduction dans les parois en céramique et de la résistance
Ro= — (B.25)
¢ hCOTL’U 4DGHS ’ .

caractérisant ’échange convectif sur les parois latérales (surface mouillee= 4D, H;), le coefficient

d’échange hcony étant obtenu a l'aide de 1’équation (B.19) :

Aa 3 3 vs(t)D7\?
=—13. 1. —1a] . B.26
P (1) = - (3:66° + 1.66% 22102 (B.26)
Finalement, en reportant ’expression
Ao 1 (B.27)
*  RIH; '

de la conductivité thermique radiale équivalente dans I’expression (B.21) de la résitance thermique du
manchon cylindrique équivalent, on obtient ’expression du flux surfacique conducto-convectif 1 entre

Dailette stack et 1’ailette inox :

U

= = LT, - T, B.28
¥ 2nr H (T =), ( )
oil le coefficient global d’échange
1 1
() = — B.29
2mr; Hg Ry, ( )

prend en compte le flux conductif par voie solidienne et le flux convectif dii au vent acoustique dans

les pores du stack.



Annexe C

Description analytique qualitative de la

vitesse moyenne de 1’écoulement redressé

C.1 Reésonateur annulaire vide

Considérons un acoustitron, constitué d’un résonateur acoustique annulaire sans stack, sans
gradient de température, de section rectangulaire dans le plan (y-z), avec une distance inter-paroi

D suivant y, et infinie suivant z (Fig. C.1)

X

C

Fi1G. C.1 — Schéma d’un acoustitron

D’aprés [7, Eq. (26)], dans un tel systéme, la vitesse v;(y) suivant la direction # de ’écoulement
redressé induit par la propagation suivant les x positifs d’une onde progressive pure est donnée par la

relation :

sz BQ’Uz dPh
— F.— =" 1

ou Py, représente la pression hydrodynamique associée a 1’écoulement (donc dy P, = 0 dans le résonateur
annulaire), ou p et v représentent respectivement la masse volumique et la viscosité cinématique du

fluide, et ol F, représente la force volumique acoustiquement induite responsable de la génération de
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110 C Description analytique de la vitesse d’écoulement

I’écoulement redressé, et proportionnelle au carré de la pression acoustique efficace ([7, Eq. (28)]). A
l’aide de l'expression de la force volumique F (prms(t)), ’évolution temporelle de la vitesse moyenne
sur une section du résonateur (v,) de ’écoulement redressé est donc obtenue en résolvant l’équation
(C.1) pour une fonction temporelle p,p,s(t) donnée. En particulier, si un échelon de pression acoustique
est appliqué dans le résonateur, le régime transitoire alors obtenu (numeériquement) [7, Fig. 15] est
analogue a la réponse d’un circuit électrique (RC) & un échelon de tension, de sorte que l’équation
d’évolution de la vitesse (v;) moyenne sur une section du guide d’onde se rameéne qualitativement a
une équation différentielle du premier ordre :

0 (vg) + {vg) _ <U:E>mm

ot T T ’ (C2)

ou la quantité 7 représente le temps caractéristique d’établissement de 1’écoulement redressé et ou

)™4% est proportionnelle & l'intensité acoustique (ou au carré de la pression acoustique

la quantité (v
efficace). Le temps caractéristique 7 dépend du régime d’interaction fluide-structure sous la forme
suivante [7] :

D2

TR
7.(-2

(C.3)

v

L’équation (C.3) permet donc d’estimer les temps caractéristiques d’établissement de 1’écoulement
redressé 7, s selon que le diametre géométrique de I’acoustitron est celui du guide d’onde expérimental

(Dy = 53mm) ou celui d’un pore du stack (Ds = 0.45mm) :

7~ 210725, T, ~20s. (C.4)

C.2 Résonateur annulaire équipé d’un stack

Considérons & présent le cas du méme résonateur annulaire dans lequel est inséré un stack de
longueur H (Fig. C.2). Dans ce cas, le terme d, P, de I’équation (C.1) ne peut plus étre considéré
comme nul car le probléme n’est plus homogeéne suivant z, et I’équation (C.3) doit donc étre réécrite

pour chacune des deux régions comme suit :

O(vs) | (ws) _ ()™ _ 1dPy(x)

<z< = .

Oses<t, ot + Ts s p dz '’ (C:3)
O{vw)  (vw)  (vp)™  1dPy(z)

<z< = _ -\ )

H ST S L, ot + Tw Tw o dz ) (C 6)
En intégrant ces deux équations suivant z, il vient :
0 (vs) (vs) _ (vs) mer
A +H —=H— _;(Ph(H) — P(0)), (C.7)
a w w w max 1

-m 28 v o-m - @ -nay, oy
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I
NV
yx

F1a. C.2 — Résonateur annulaire équipé d’un stack en vues normale (gauche) et déroulée (droite)

et puisque P,(L) = P,(0), les gradients de pression hydraulique peuvent étre éliminés en sommant
(C.7) et (C.8) :

0 H L—H H L—H

= (L= H) (vw) + H (vs)] + — (vs) + (vw) = — (vs)™* +

ot Ts Tw Ts Tw

(0) ™% . (C.9)
De plus, en combinant a I’équation (C.9) la loi de conservation du débit massique

p{vw) = p® (vs) (C.10)

ou ® désigne la porosité longitudinale du stack, il vient :

oL (v L—-H H H L—H
Tw Ts Ts Tw
Ainsi, en posant
1|{L-H H
== — C.12
7L [ Tw + ’rs] ’ (C12)
et puisque (vs,)" " o pZ,,, Véquation d’évolution de (v,) peut étre écrite comme suit :
0 r
W) | fow) _ T (C.13)

ot ¢
La vitesse moyenne sur une section du guide d’onde de I’écoulement redressé généré dans un résonateur
annulaire équipé d’un stack est donc proportionnelle en régime stationnaire au carré de la pression
acoustique efficace, et le temps caractéristique d’établissement de I’écoulement 7 dépend des dimensions
longitudinales (H et L) et transverse (Ds et D,,) du stack et du résonateur. Ce temps caractéristique
est d’autant plus faible que le stack occupe un volume important (car 74 << 7). En reportant dans

léquation (C.12) les dimensions du prototype expérimental, on obtient :

Tx0.9s pour H=>5cm, (C.14)
T 0.3s pour H=15cm. (C.15)
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Par ailleurs, la théorie développée par Gusev et coll. [24] ainsi que les mesures effectuées par Job et
coll. [30] nous permettent d’obtenir un ordre de grandeur pour le paramétre I' dans 1’équation (C.13).
D’apres [24, Egs. (38),(39)], en reportant les dimensions du dispositif expérimental dans ’estimation
théorique de la vitesse d’écoulement, sous ’hypothése (pas exacte) que l'interaction fluide structure
dans le stack est quasi-adiabatique (en réalité, d,/Ds =~ 0.4), que l'onde acoustique est purement

propagative (suivant z > 0), et que la longueur du stack est négligeable devant la longueur d’onde, il

vient :
1 L D, , _8 92 i
Uy) X ———— — ~ 3.10 soit I' = 3.10 8 m.s~'.Pa2 C.16
< w) 127['/)&2\/(;]{5 (S,;/ prms prms’ ( )
T
pour Hy = 15c¢m. Parallélement, les mesures de cette méme vitesse d’écoulement effectuées de

maniére indirecte, a différents niveaux de pression acoustique en régime stationnaire, en comparant la

distribution de température avant puis aprés déclenchement aboutissent au résultat [30, Fig. 5] :

pl{vw)  0.04-0.02 ,

~ , C.17

ce qui donne finalement

'~ 3.710 8 m.s '.Pa "2 (C.18)



Annexe D

Calcul analytique explicite du coeflicient
d’amplification thermoacoustique pour

une distribution linéaire de température.

L’annexe A présente une méthode permettant d’obtenir le coefficient d’amplification thermoacous-
tique. Ce coefficient d’amplification thermoacoustique (ainsi que la fréquence d’oscillation acoustique)
s’exprime en fonction des coefficients de la matrice de diffusion du noyau thermoacoustique (Eq. (A.24)),
elle méme obtenue en résolvant ’équation classique de la thermoacoustique linéaire (Eq. (A.1)) dans
le stack, et dans la partie passive du noyau thermoacoustique. Cependant, les coefficients de la matrice
de diffusion sont obtenus chacun sous forme d’une série infinie d’opérateur intégraux, de sorte que le
coefficient d’amplification thermoacoustique ne peut étre obtenu que de facon numérique.

Ici, suivant la méme démarche que celle exposée en annexe A, et supposant entr’autres hypothéses,
que le champ de température est linéaire (Fig. D.1), le coefficient d’amplification thermoacoustique est

obtenu de fagon explicite en fonction des variables AT et I,,.

~ )(=

’Hs’|so -ls() |w0 lw ()

Fia. D.1 — Distribution initiale (trait plein) du champ de température puis sous l'effet du vent

acoustique (trait tireté) au cours du régime transitoire.
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D.1 Matrice de transfert du noyau thermoacoustique

Afin d’obtenir une expression la plus simple possible pour le coefficient d’amplification thermoa-
coustique «, un certain nombre d’hypothéses sont retenues dans ce paragraphe, et seront énoncées au
fur et & mesure de leur utilité. Comme 1'illustre la Fig. D.1, la distribution de température est supposée
linéaire, et ne dépend que des variables AT, [, et [,,. La premiére simplification consiste ici & supposer
que le coefficient d’amplification thermoacoustique est indépendant de la variable [;. En effet, les résul-
tats du chapitre 2 montrent que pour un stack suffisamment court, ’amplification thermoacoustique
est indépendante de la distribution de température dans le stack (Fig. 2.14). Par suite, il est a la fois
commode et indifférent pour le calcul du coefficient d’amplification thermoacoustique de considérer
que Iy = H,, de maniére & ce que la distribution de température dans le noyau thermoacoustique soit
séparable en deux zones linéaires distinctes, i.e. le stack (indice "s") et la partie passive du noyau
thermoacoustique (indice "w"). La matrice de transfert 7 du noyau thermoacoustique s’exprime alors
comme le produit de la matrice de transfert 75 associée au milieu stack et de la matrice 7, associée a

la partie passive du noyau thermoacoustique, comme suit :

plw) ) p(-Hs) '\ _ B(—Hs)
( <ﬁ(lw)>r ) =T ( <1~)(—H5)>r ) Tw % Ts x ( <1~)(_HS)>T ) , (D.l)

ou, conformément aux notations de l'annexe A, les quantités p et (9), représentent les amplitudes
complexes de la pression acoustique et de la vitesse acoustique moyennée sur une section du guide

d’onde. Reste & présent & déterminer chacune des deux matrices de transfert.

a) Matrice de transfert associée au stack

La matrice de transfert associée au stack est obtenue & partir de la résolution de I’équation de la

thermoacoustique linéaire (Eq. (A.1)) :

d gl 1 O . dp w2 N

— (1= f) =+ — |1 -5 r mZ+ (=) 1 -1)f¥p=0, (D2

dzx [( I ) d:z;] + Tm o+ (1-0) dz dz + ac [ (=D ]p » (D2)
ou les fonctions f,s,s) = 5,’”’,2 (0u,/Ds) sont les fonctions thermovisqueuses définies aux équations (A.2)-

(A.3) dans un pore du stack a section cylindrique. En toute rigueur, ces fonctions dépendent de la
variable x, du fait qu’elles dépendent de la température T;,,. Cependant, on considére dans la suite que
la viscosité cinématique v, la diffusivité thermique x et la masse volumique p, et par suite les fonctions
f,s,s,z sont indépendantes de x et fixées a leurs valeurs pour T,,, = (T + T¢)/2. Par suite, introduisant

les quantités

(D.3)

2
2 =(2) <1+1%f(8) (f55)+(7—1)f,§8))>, (D4)
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et reportant dans I’équation (D.2) 1’ expression

Ty —Tc

Tm(a:) =Tc+ e
S

(x + Hy), (D.5)

de la distribution de température, il vient :

Ty —Tc
(TH — Tc) T+ HSTH

a2 p+ hdyp + k25 = 0. (D.6)
Posant X = (Ty —T¢)z + HTy et effectuant le changement de variable p = X, avec

¢ = (1 — h'9))/2, Iéquation (D.6) prend la forme d'un équation de Bessel d’ordre ¢ :
dxj o ¢

dg(Xg+—+(Xs_F

= ) =0, (D.7)

avec xs = n{’“%TC, et admet pour solution

§(X) = erdc(xsX) + oY (xs X), (D.8)

ou J¢ et Y; représente respectiviment les fonctions de Bessel et de Neuman de premiére espéce d’ordre
¢, et ol ¢; et co sont des constantes. Puis, faisant usage de I’équation (A.16) reliant le gradient de
pression acoustique p(z) a la vitesse acoustique moyenne ((z)), :

op

=1 ch v T D.
% ik.Zs (D) (D.9)

avec k. = w/a, et

pac

Zyg=—>""" D.10
o(1 - £) (D10

les constantes c; et co sont déterminées en fonction de p(—Hs) et (9(—Hy)),, puis, introduisant la
fonction N¢, ¢, (%1, 72) = J¢ (21)Ye, (w2) — J¢, (2)Ye, (21) , Uexpression de la matrice de transfert 7 est

obtenue sous la forme suivante :

¢
Ty )
T — (TC) Ngfl,((XsHsTC,XsHsTH) _%Ng,g(XsHsTCaXsHsTH)
s = .
NC—I,C(XSHSTCaXsHSTC) ikIZSZs N{—l,(—l(XsHsTCaXsHsTH) _NC,(—I(XSHSTCaXSHSTH)
(D.11)

Cette expression de la matrice de transfert du stack peut étre grandement simplifiée en remarquant
que la longueur du stack est négligeable devant la longueur d’onde (ksHs; << 1), et en faisant usage

des développements

z2 << 1, Je(z) ~ (%)C ﬁ, (D.12)

(%)< %O(SC(IS - (%)74 r(11—g)
sin(m() ’

2 << 1, Y (2) ~ (D.13)
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des fonction de Bessel et de Neuman, ou I'(z) = (2 — 1)I'(z — 1) désigne la fonction factorielle, de sorte

qu’aprés calculs, il vient :

2
. T 1 T
1 ikeZ, ((%) = 1) & e H,
() (- () ) wonten. (1)
ikeZs \ To To 21-¢) Ty—Tc "% To

b) Matrice de transfert associée a la partie passive du noyau thermoacoustique

T; = . (D.14)

La matrice de transfert associée a la partie du guide d’onde inhomogéne en température est obtenue

de fagon analogue a la matrice de transfert associée au stack, a partir de la résolution de 1’équation :

Te — Ty

d2_p R dyp+ k25 = 0, D.15
avec
(W) _ p(w)
ORI S . (D.16)
1— fzsw) 1—0o
K2, =k? (1 b (£ 4+ (- 1)f,$””)> , (D.17)
1=

et ol les fonctions f,gj‘,? = fﬁjﬁ)(éu,n /Dy,) sont les fonctions thermovisqueuses définies dans une section
du guide d’onde, dont les valeurs sont prises a la température moyenne T,, = (Tw +T¢)/2. Ici, compte
tenu que (6,,x/Dy) << 1, on peut considérer que h(®) ~ 1, ce qui revient a considérer que la région
z € [0,l,] du noyau thermoacoustique ne participe pas, du moins de fagon directe, & ’amplification

thermoacoustique. Dés lors, reprenant la méme démarche qu’au paragraphe précédent, il vient :

1 ( Nfl,O (lewTHa lewTC) %%QNO,O (lewTHa lewTC’) )
)

Y Novo(wl T, XwloTa) \ =72 N_1 1 (XwlwTH, XwlwTe)  —No,-1(XwlwTa, XwlwTc)
(D.18)
avec
Z,y = — P __ (D.19)

(1— £
A linstar de la matrice T, 'expression (D.18) de la matrice Ty, ne peut pas étre simplifiée, étant donné

que la longueur [,, n’est pas nécessairement négligeable devant la longueur d’onde.

D.2 Matrice de diffusion du noyau thermoacoustique

Une fois obtenue ’expression analytique de la matrice de transfert du noyau thermoacoustique, et

faisant usage des relations

Vz € [ly, L — Hy), p(z) = 51 (Iy)eFeT@ ) 4 57, )¢ theTe)@tw) (D.20)
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1 dp(z)
ikeZo(T,) daz

Vi € [lw, L — Hy, (6(z))y = (D.21)

décrivant la propagation de ’onde acoustique dans le guide d’onde & température froide T, I’équation

(D.1) est réécrite comme suit :

P (lw) + 5 (lw) | Tow Tpo pr(—Hs) +p~ (—Hs)
L N = L N , (D.22)
Zc (p (lw) 4 (lw)) 7;119 7;111 Zc (p (_Hs) -p (_Hs))

ou Zc = kckZﬁgf) est I'impédance caractéristique du guide d’onde & température froide. Enfin,

Iéquation (D.22) est transformée sous la forme

ﬁ+(lw) _ f—i— R_ ﬁ+(_Hs)
(ﬁ(—Hs) ) i ( BT ) ( 5 () ) P

ou par définition, les coefficients

2 (TopToo = TpoTop)

= (7;);0 + %v) - (7;111/ZC’ + ZC%ZJ) (D.24)
. 2

U T T4 o) = Ul e + Zcﬁp) .
S+ (ZC7;I]J _7;711/ZC) ( U)

R = (Top + Tov) = (Tow/ Zc + ZC%P) (P20
5 EZcﬂp — T/ Zc) + (Top — Tov) (D.27)

7;717 + 7;w) ( pv/ZC + ZC’EJP)

sont les coefficients de la matrice de diffusion du noyau thermoacoustique.

D.3 Coefficient d’amplification thermoacoustique

L’expression analytique explicite de la matrice de transfert du noyau thermoacoustique donnée au
paragraphe précédent (Egs. (D.14) et (D.18)) permet d’obtenir les coefficients 7 et R* de la matrice
de diffusion (Egs. (D.24)-(D.28)). Dés lors, conformément & la méthode décrite dans ’annexe A, le

coefficient d’amplification thermoacoustique « est obtenu en résolvant 1’équation
(eafikw(Tc)[L*Hs*lw] _ f+) (ea—ikw(TC)[Lerlw] _ f*) “R'R =0 (D.28)

dans laquelle la pulsation de déclenchement de l'instabilité thermoacoustique w est supposée connue

et égale a la pulsation de résonance du guide d’onde & température froide (w = 27/L). Par suite,

~ ~ ~ ~ 2
T+ + T~ T+ —T- -
rt = <+> + (T) + R+R-, (D.29)

le coefficient d’amplification thermoacoustique a est donné par

introduisant la quantité

a= Sup(at,a”), (D.30)
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avec

ot = In|1+T*(w = 2n/L)| — Im (kuw(Tc,w = 2n/L)) (L — Hy — 1y,) . (D.31)

La Fig. D.2 présente 1’évolution du coefficient d’amplification thermoacoustique « en fonction de AT =
Ty —Tc et de la distance [,,. Les résultats obtenus s’avére en bon accord avec les conclusions du chapitre
2, puisque d’une part a augmente & mesure que AT augmente, et que d’autre part, I’augmentation
de I, se traduit par I'augmentation de a jusqu’a [, = 0.35m puis d’une faible diminution lorsque I,
continue de croitre. Reste que ’expression analytique du coefficient d’amplification thermoacoustique
est compliquée, notamment en raison de l’expression (D.18) de la matrice de transfert de la partie

passive du noyau thermoacoustique.

300 T
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150
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v \ oo*
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F1G. D.2 — Isocontours du coefficient d’amplification « en fonction de AT (T¢ = 294K) et Lyy.
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Annexe E

Régime transitoire : simulations

numeériques

Cette annexe a pour objet de rappeler et préciser la méthode de résolution par différences finies des
équations fondamentales permettant de décrire le régime transitoire de déclenchement de I’instabilité
thermoacoustique dans un générateur d’ondes thermoacoustique annulaire. Quelques précisions sont
également apportées sur le choix du pas d’échantillonnage qui permet d’assurer la convergence des

résultats de simulations.

E.1 Les équations

L’ensemble des équations fondamentales & résoudre pour décrire les interactions en régime tran-
sitoire entre champ acoustique et champ de température est rappelé ici, dans le cas d’un mode de

chauffage externe, puis dans celui d’'un mode de chauffage interne.

Q)

"
i bl

[inox, 1, A Ci Ti (x| ‘

Air, py Ay Cyy Ty (X1)

X1 Hw
Fig. E.1 — Représentation schématique du Fig. E.2 — Représentation schématique du
noyau thermoacoustique dans le cas d’un chauf- noyau thermoacoustique dans le cas d’un chauf-
fage externe. fage interne.
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Chauffage externe

Dans le cas d’un chauffage externe, le régime transitoire est exprimé de fagon analytique par un
jeu de cing équations aux dérivées partielles (décrivant les transferts thermiques dans I’ensemble du
noyau thermoacoustique) couplées & deux équations différentielles ordinaires décrivant respectivement
le développement en régime transitoire de ’écoulement redressé et 1’évolution en fonction du temps de

I’amplitude de pression acoustique :

oT; N 0T

HANS [—Hs,()], ot = p'C' Ox2 — Yis [Tz - Ts] — Yioo [Tz - Too]a (El)
11
oT; N\ 02T, Q(t)
(= 0, , = —Y; T —T, y E.2
T [ $1] ot 0:.C; 2 Yiw [ 7 w] + 2100 (7‘2 _ 7_22) ( )
oT; N 0%T;
T € [z1, Hw], 8tz = p.é. ax; —Yiw [T — Tw] — Yico [Ti — Teo] s (E.3)
11
0T, X+ Txp? 02T, oT, _ ‘
v € Hs 0L 5 = = e o Uy Vi [Tl (B4)
0Ty, 0’ T, 0Ty 4
d'U.sw Us,w FS)S,W) 2
w _ s, E.
dt Ty + Ty P (E-6)
o) _ _ » (E.7)

dt Tampl (Ts,w)

Pour que ce probléme soit complétement posé, il convient d’ajouter & ce systéme différentiel non

linéaire les conditions aux limites suivantes :

Tz’,S(_HS,t) = Teo, (ES)

T w(Hw 1) = Teo, (E.9)

8, T; (07, 1) = 0, T;(07, 1), (E.10)

O Ti(a7 ,t) = 8 Ty(z 1), (E.11)

(As + Tap?) 0:T5(07, 1) = Ay0: T (07, 2). (E.12)

Pour tenir compte des effets non linéaires de cascade harmonique et de pertes de charge aux

extrémités du stack il est nécessaire de substituer a ’équation (E.7) le systéme

Opr _ _ Pupipz  p 1 p

= — , E.13
ot 2 paag Tampl paa% Tminor ( )
Op2 — P _p i _ P2 (E.14)
ot 2 paa2  Tan’ '

ol p1 et py désignent respectivement les amplitudes efficaces de pression acoustique du mode fonda-

mental et du premier harmonique.
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Chauffage interne

Dans le cas de figure d’un chauffage interne, le régime transitoire est décrit analytiquement par un

jeu de quatre équations aux dérivées partielles couplées & deux équations différentielles ordinaires :

o1, N 0T,

v € [<Hs,0), 5t = ST e [T T = o [~ T, (E-15)
veto,Hul, 5t = 28 A i (- To] — e 1T~ T, (E.16)
R (©17)
z € [0, Hw], a;;w = p:gw 8;;;“’ — Uy 8;;“’ — Yuwi [Tw — T3] (E.18)
et e
dp(t) _ P (E.20)

dt Tampl (Ts,w) ’

le chauffage du stack étant désormais pris en compte dans la condition aux limites de continuité des

flux thermiques a 'interface entre le stack et la partie passive du noyau thermoacoustique, & savoir :

Tis(—Hg,t) = Teo, (E.21)

T (Hw, 1) = Too, (E.22)

0:T;(07,t) = 0, T;(0T, 1), (E.23)

(As +Tar?) BT (07, 1) = A, T (0%, 1) + 20 (B.25)

E.2 Méthode de résolution

Que le mode de chauffage soit de type externe ou interne, le probléme se raméne & la résolution
d’un systéme différentiel non linéaire, comportant un jeu d’équations aux dérivées partielles couplées a
un jeu d’équations différentielles ordinaires. Ce probléme a été résolu par une méthode de différences
finies. Les équations différentielles ordinaires sont résolues par la méthode classique de Runge-Kutta,
utilisée ici & ’ordre 4. La description de cette méthode, trés utilisée dans la pratique, n’est pas reportée
ici; notons simplement qu’elle présente plusieurs avantages : facilité de programmation, stabilité de la
solution, modification simple du pas.

Concernant la partie thermique du probléme, décrite par des équations aux dérivées partielles,
c’est la méthode de Cranck-Nicholson [42] qui a été employée. Il s’agit 14 d’une méthode robuste
développée en 1947 par Cranck et Nicholson avec pour objectif de trouver un schéma & la fois précis

et sans restrictions sur le choix du pas temporel, pour résoudre des équations aux dérivées partielles
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paraboliques monodimensionnelles. Le principe de la méthode consiste a combiner en un seul schéma
de discrétisation les avantages du schéma implicite et du schéma explicite. A titre d’exemple, nous
allons illustrer ce propos sur le cas d’un probléme de diffusion thermique linéaire dans une région finie,

décrit par I’équation suivante :

oT(x, 1) X 0T (z,t)
L ——=——’" E.2
0<z<L, 5 o2 (E.26)

& laquelle sont associées, par exemple, les conditions aux limites

)\% — B (T(0,4) — Tw), (E.27)
A% = B (T(L 1) - To). (E.28)

Le champ de température est alors discrétisé sous la forme T'(z,t) = T'(iAz,nAt) = T ou Az et At
représentent respectivement les pas d’échantillonnage spatial et temporel (0 < n < N,0 <7< I). La
discrétisation de I’équation (E.26) s’écrit

Tl _qn XN TN, — 2T+ TN
T e oAk (A (].29)

dans le cas d’un schéma explicite, ou bien

Tt e\ TR -2t T
= e -1 (Alx)Z L 40 [At, (Az)?] (E.30)

dans le cas d’'un schéma implicite. La premiére méthode présente l'inconvénient d’étre instable si le

critére de stabilité

(Az)?
A< 500)

n’est pas respecté, tandis que la seconde méthode est inconditionnellement stable. Dans les deux cas,

la précision est d’ordre 1 sur le pas temporel et d’ordre 2 sur le pas spatial. La méthode de Cranck-
Nicholson consiste & combiner ces deux méthodes en prenant la moyenne arithmétique des membres
de droites des équations (E.29) et (E.30) :

crin—kl_j;'n B 1 A
At ~ 2pC

T’L.n;l B 21—? + Z@Fl T;,;iil B 27—;.”‘_'—1 + 1—;1_&1 (E 31)
(Az)? (Az)? ' '

On peut alors montrer [42] que cette méthode permet d’améliorer la précision qui devient d’ordre 2
en temps et en espace (0 [(At)?, (Az)?]), tout en restant inconditionnellement stable, ce qui constitue
dés lors un avantage vis & vis de la méthode implicite. Ajoutons enfin que pour conserver une précision
d’ordre 2, les conditions aux limites doivent étre discrétisées également & ’ordre 2, ce qui s’écrit par

exemple

—3TP + 4TT — T§
A () < har - )

pour la condition aux limites (E.27).



E.3 Convergence des résultats de simulation 123

E.3 Convergence des résultats de simulation

La méthode de résolution numérique exposée au paragraphe précédent présente ’avantage d’étre
facile & mettre en oeuvre. De plus, la méthode de Cranck-Nicholson est inconditionnellement stable pour
des problémes de diffusion thermique linéaire. Cependant, le systéme différentiel a résoudre ici (Eqs.
(E.1)-(E.7) ou Egs. (E.15)-(E.20)) est non linéaire, et risque par conséquent de générer des problémes
d’instabilités numériques. C’est donc avec une certaine prudence sur le choix du pas temporel que les
simulations numériques présentées au chapitre 3 ont été mises en oeuvre. D’une part, le compromis
entre temps de calcul et précision des résultats a été atteint en réduisant graduellement le pas temporel
jusqu’a ce que les courbes obtenues finissent par étre quasi superposables & mesure que le pas temporel
est réduit. D’autre part, la cohérence des résultats de simulations a été vérifiée en analysant ’allure de
la distribution du champ de température obtenue, et en vérifiant que celle-ci reste physiquement réaliste
et ne présente pas de singularités. Cette analyse a permis de montrer que la principale source d’erreur
et d’instabilité numérique dans les équations constitutives du probléme est liée au terme de convection
forcée v,0; Ty, €t que, en fixant les valeurs I‘q(,w) = 4.10"8ms 'Pa=? et 7, = 1s des paramétres liés
a l'excitation du vent acoustique, le choix d’un pas temporel de 0.075 s permet d’assurer une bonne

convergence des résultats tout en conservant un temps de calcul raisonnable.

595

.
= At=5.107s
o At=2,5.107s
- = A=1107's
| -2,
590 — at=5.10% ||
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R . . L W\
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FiG. E.3 — Résultats de simulation numériques FiGc. E.4 — Grossissement des résultats de la
en chauffage externe pour AQ/Qo = 194% ob- Fig. (E.3) autour du premier pic d’amplitude
tenus pour différentes valeurs du pas temporel de pression acoustique.

At.

Pour appuyer ce propos, les Figs. (E.3) et (E.4) illustrent les régimes transitoires obtenus en mode
de chauffage externe (AQ/Qo = 194%, sans prise en compte des effets de pertes mineures et de
cascade harmonique) lorsque le pas temporel est graduellement réduit de la valeur At = 5.107!s
jusqu’a At = 5.1072s. La visualisation de ces courbes sur un temps de 150 s (Fig. (E.3)) fait
apparaitre que la réduction du pas temporel ne change pas significativement les résultats de simulations
obtenus : toutes les courbes sont pratiquement superposées. De plus, si ’on effectue un grossissement

des résultats obtenus autour du premier pic d’amplitude de pression acoustique (Fig. (E.4)), il apparait
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plus clairement que le choix du pas temporel At influence les résultats de simulations, mais également

que ces résultats convergent & mesure que le pas temporel est réduit.
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Fic. E.5 — Résultats de simulation numériques Fig. E.6 — Grossissement des résultats de la
en chauffage interne pour AQ/Qy = 20% ob- Fig. (E.5) autour du pic d’amplitude de pres-
tenus pour différentes valeurs du pas temporel sion acoustique.

At.

les Figs. (E.5) et (E.6) illustrent les régimes transitoires obtenus en mode de chauffage interne
(AQ/Qo = 20%, sans prise en compte des effets de pertes mineures et de cascade harmonique) lorsque
le pas temporel est graduellement réduit de la valeur At = 2.107! s jusqu’a At = 2.5.1072 s. Dans ce
cas de figure, le probléme de la convergence des résultats de simulations numériques est un peu plus
critique que dans le cas d’un chauffage externe. Néanmoins, on observe sur la Fig. (E.5) que, dés lors
que le pas At est choisi suffisamment faible pour assurer la stabilité des résultats de simulations, la
réduction de ce pas ne change pas significativement ’allure des courbes obtenues. Il apparait également
sur la Fig. (E.6), comme dans le cas d'un chauffage externe, que les résultats de simulations convergent
4 mesure que le pas temporel At est réduit.

En conclusion, le choix d’un pas temporel At de 7.5.1072 s apparait comme un choix convenable
quelque soit le type de chauffage, et permet d’une part de garantir la stabilité des résultats de
simulations, et d’autre part d’assurer une bonne précision des résultats tout en conservant un temps

de calcul raisonnable.
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ETUDE EXPERIMENTALE ET THEORIQUE DES PROCESSUS NON LINEAIRES DE SATURATION
DANS UN GENERATEUR D’ONDES THERMOACOUSTIQUE ANNULAIRE

Les moteurs thermoacoustiques sont des résonateurs acoustiques dans lesquels l’interaction des oscillations acoustiques et
thermiques au voisinage d’un empilement localisé de parois solides (stack) soumises & un fort gradient de température engendre
une conversion d’énergie thermique en énergie acoustique, qui se traduit par le déclenchement d’oscillations acoustiques auto-
entretenues de fort niveau. Depuis une dizaine d’années, un important effort de recherche a été consacré a ’étude des processus non
linéaires responsables de la saturation en amplitude de ’onde acoustique ; les observations expérimentales restaient non seulement
mal maitrisées et limitées, mais encore inexpliquées en raison de I’absence de modéles pertinents en regard de la complexité des
phénoménes. C’est ainsi que ’objet des travaux présentés dans ce mémoire est de répertorier expérimentalement, de classifier,
d’interpréter de facon analytique et de modéliser les différents régimes transitoires dans un moteur thermoacoustique annulaire.

Les résultats expérimentaux, obtenus sous diverses conditions de chauffage, montrent des régimes transitoires complexes : régime
périodique de déclenchement-arrét de ’onde acoustique, oscillations basse-fréquence de ’amplitude de ’onde, double déclenchement
de ’instabilité thermoacoustique... Ces observations, auxquelles sont associées des évolutions significatives du champ de température,
indiquent qu’en plus des processus classiques de cascade harmonique ou de pertes mineures aux extrémités du stack (génération de
tourbillons), les effets non linéaires d’interaction entre champ acoustique et champ de température jouent un réle important sur la
dynamique des régimes transitoires observés. En particulier, le développement d’un champ acoustique de niveau élevé est source
d’un flux d’enthalpie thermoacoustique (équivalent & une augmentation acoustiquement induite de la conductivité thermique des
parois du stack), et d’un vent acoustique modifiant la forme du champ de température.

Une étude analytique de ’influence de la forme du champ de température sur ’'amplification thermoacoustique est proposée,
qui montre que la distribution du champ acoustique (pression, vitesse et phase), et par suite ’amplification thermoacoustique du
son, dépendent de fagon critique de la forme du champ de température. Puis une description analytique des effets non linéaires
précédemment cités et de l’interaction en régime transitoire entre champ acoustique et champ de température est présentée :
elle méne 4 des de résultats de simulations trés proches des résultats expérimentaux, ce qui confirme le réle majeur joué par la
conductivité acoustiquement induite et le vent acoustique. Enfin, une description qualitative du régime transitoire sous forme d’un
systéme d’équations différentielles ordinaires est proposée, qui permet finalement d’extraire les processus physiques prépondérants.

Parce qu’ils apportent une compréhension nouvelle des processus fondamentaux qui régissent la saturation de I’onde, ces travaux
apportent 4 nos yeux une contribution aux avancées pratiques qui visent a ameéliorer I’efficacité des machines thermoacoustiques.

Mots clefs : Thermoacoustique, Instabilité, Acoustique non linéaire, Vent acoustique.

EXPERIMENTAL AND THEORETICAL STUDIES OF NONLINEAR SATURATION PROCESSES IN
AN ANNULAR THERMOACOUSTIC PRIME MOVER.

For the transformation of thermal energy into mechanical energy, thermoacoustic prime movers employ the interaction between
an inhomogeneously heated stack of solid plates and gas oscillations, which results in the onset of self-excited acoustic oscillations.
For the past ten years, an important research effort has been devoted to the study of nonlinear processes which are responsible for
the saturation of the acoustic wave amplitude ; experimental observations were not only poorly mastered and badly documented,
but were also unexplained because of the lack of adequate models to describe such complex processes. Thus, the work presented in
this report has been initiated to list, classify, interpret the experimental observations analytically, and to propose a model able to
describe various transient regimes in an annular thermoacoustic prime mover.

The experimental results obtained for various heating processes show complicated transient regimes : periodic switch on-off
of the acoustic wave, low frequency modulation of the acoustic wave amplitude, double-threshold effect during the onset of the
thermoacoustic instability and so on. Significant variations of the temperature field have also been observed during these transient
regimes indicating that, in addition to the classical cascade process of higher harmonic generation and minor losses (vortex generation
at the edges of the stack), the nonlinear processes involving interaction between acoustic and temperature fields play an important
role in the dynamics of the transient regime. In particular, the development of a high amplitude acoustic field induces both
thermoacoustic enthalpy flow (equivalent to acoustically enhanced thermal conductivity of the stack walls) and acoustic streaming
which modifies the shape of the temperature field.

The influence of sound amplification on temperature distribution is studied analytically, and shows that the distribution of the
acoustic field (pressure, velocity and phase shift), and consequently the thermoacoustic amplification, strongly depends on the shape
of the temperature field. Then, the analytical description of the above mentioned nonlinear effects and of the transient interaction
between acoustic and temperature fields is proposed : the simulation results are very close to experimental results, thus confirming
the major role of acoustically enhanced conductivity and acoustic streaming. Finally, a more qualitative description of the transient
regime is proposed as a set of ordinary differential, equations, and allows to extract the predominant physical processes.

Because it supplies a new undestanding of fundamental processes which control the acoustic wave saturation, this work
contributes, in our opinion, to the progress in designing thermoacoustic engines so that they become much more efficient.

Keywords : Thermoacoustics, Instability, Nonlinear Acoustics, Acoustic streaming.



