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Introduction

Parmi les nombreux défis qu’affrontent les ingénieurs de conception d’aéronefs et de turboma-
chines, la prévision des limites de fonctionnement de ces appareils se démarque tout parti-
culièrement. Les limites de fonctionnement –ou opérationnelles– sont intimement liées aux

efforts aérodynamiques que subit l’appareil, impactant directement la sécurité et le rendement d’ex-
ploitation.
L’impact sur la sécurité est très important, car les accidents aériens provoqués par la perte de contrôle
de l’appareil –en moyenne 170 morts provoqués par 3.5 accidents par an pour les aéronefs de plus
de 5.7 tonnes 1– sont liés directe ou indirectement au franchissement d’une limite opérationnelle dé-
terminée par l’aérodynamique, comme par exemple le décrochage d’un avion par manque de vitesse
de vol ou par excès de charge aérodynamique [95]. L’impact sur la sécurité associé au phénomène
de décrochage est surtout présent dans l’aviation générale. En effet, la figure 1 montre que les ac-
cidents liés au décrochage sont assez nombreux pour les aéronefs de petite taille qui composent
essentiellement les opérations d’aviation générale. Ce constat est renforcé par le Bureau d’Enquêtes
et d’Analyses pour la sécurité de l’aviation civile (BEA), soulignant que 4 accidents survenus au
monoturbopropulseur Socata TBM 700 en une période d’environ 12 ans ont eu lieu à la suite d’un
décrochage à basse vitesse lors de l’atterrissage [152]. Le BEA souligne également l’importance, en
termes de sécurité, d’éviter le phénomène de décrochage aérodynamique sur les pales d’hélicoptère,
qui peut entraîner le contact entre le rotor principal et le fuselage et provoquer un accident [1].
De même, l’impact des limites de fonctionnement des aéronefs et des turbomachines sur le rende-
ment énergétique est très important, car cela se traduit dans des pertes économiques et des nuisances
écologiques. Par exemple, un moteur d’avion fonctionnant proche de sa la limite opérationnelle a
un faible rendement, nécessitant une plus forte consommation de carburant afin de compenser cette
perte, ce qui a un impact négatif sur l’empreinte écologique et produit des pertes économiques liées
à la consommation excessive de carburant.
La prévision des limites de fonctionnement est difficile à obtenir, spécialement lors de la phase de
conception d’un nouvel appareil. C’est dans ce cadre que la simulation numérique en mécanique
des fluides constitue un outil indispensable, aussi bien dans l’industrie aéronautique que dans de
nombreux autres secteurs industriels. En aéronautique, cet outil est employé afin de prévoir l’écou-

1. Moyenne de l’accidentologie dans le monde entre 2008 et 2018 des pertes de contrôle (LOC-I) des aéronefs de
plus de 5.7 tonnes publié par l’Organisation d’Aviation Civile Internationale sur leur site https://www.icao.int/
safety/iStars/Pages/Accident-Statistics.aspx
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FIGURE 1 – Nombre d’accidents liés au décrochage des vols d’aviation générale aux États Unis. Source :
Rapport “Stall and Spin Accidents : Keep the Wings Flying” de l’AOPA www.aopa.org.

lement aérodynamique autour des aéronefs, et ainsi être en mesure d’estimer non seulement les
limites de fonctionnement des appareils, mais aussi leur performances ou les efforts mécaniques
que devra supporter la structure. Un des nombreux défis de la simulation aérodynamique [209, Ch.
1] consiste à prévoir de façon suffisamment précise les effets de la turbulence, qui influence notam-
ment les limites de fonctionnement des appareils et concrètement le phénomène de décrochage. Ce
régime, dit turbulent, résulte du caractère non-linéaire des équations qui gouvernent les fluides –les
équations de Navier-Stokes– et il est caractérisé par des effets chaotiques, fortement instationnaires
et tridimensionnels, où une multitude d’échelles de tourbillons interagissent entre eux [193, Ch. 1].
La turbulence peut être directement calculée au moyen des DNS 2 où aucun modèle physique n’est
introduit dans les équations de Navier-Stokes. Cependant, le coût en temps et en mémoire de ces
simulations est trop élevé [169, §2.1] pour être utilisées dans un cadre industriel car elles nécessitent
des maillages avec un grand nombre d’éléments.
Par conséquent, les numériciens ont recours à la modélisation de la turbulence, qui consiste à étudier
l’écoulement moyen sous une approche statistique. Cette approche, connue sous le nom RANS 3,
est encore très prisée par les industriels. La modélisation RANS de la turbulence est donc effectuée
grâce à des équations additionnelles du système, qui sont formulées en introduisant des hypothèses
basées sur les propriétés physiques et sur des observations empiriques de la turbulence [154, Ch. 8].
Or, les modèles RANS existants rencontrent des difficultés qui nuisent à la qualité des prévisions,
comme par exemple : (1) la prise en compte de la transition du régime laminaire vers le régime
turbulent [60] ; (2) la prévision précise des décollements et des recollements [134] ; (3) la prévision
précise des couches turbulentes à la fois d’écoulements libres et pariétaux [209, §4.5] et (4) la prise
en compte de la dépendance des prévisions à la turbulence ambiante [209, §4.5.3] ou à l’interaction
des couches turbulentes [57].

2. “Direct Numerical Simulation” en anglais
3. “Reynolds-averaged Navier-Stokes” en anglais

www.aopa.org
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Dans le cadre de cette thèse, l’intérêt porte sur l’un des mécanismes de transition très souvent ren-
contré : la transition par bulbe de décollement laminaire. Ce phénomène physique est schématisé
sur la figure 2, où l’on présente une vision en moyenne temporelle des lignes de courant d’un bulbe
transitionnel. L’écoulement laminaire décolle suite à un gradient adverse de pression. Il se produit
alors une couche de cisaillement, où les gradients de vitesse sont très importants. Dans cette couche
de cisaillement l’écoulement laminaire se déstabilise très rapidement et il transitionne vers l’état
turbulent. La production de turbulence provoque une importante diffusion sur la vitesse moyenne
qui courbe les lignes de courant et peut faire recoller l’écoulement, en produisant un bulbe de re-
circulation [78, 192]. Sous certaines conditions physiques, l’inertie de l’écoulement dans la couche
de cisaillement peut être plus importante que le taux de diffusion provoqué par la turbulence, ce qui
peut retarder soudainement le recollement en produisant un bulbe ouvert de recirculation : on dit
alors que le bulbe a éclaté [63].

Décollement laminaire
Couche de cisaillement (transition)

RecollementVortex de recirculation
FIGURE 2 – Schéma des lignes de courant et profils de vitesse moyens d’un bulbe de décollement laminaire
avec transition vers la turbulence dans la couche cisaillé suivie du recollement provoqué par la turbulence.

L’effet de l’éclatement de bulbe a un intérêt capital dans les applications aéronautiques, car il conduit
à un brusque effondrement de la portance et à l’augmentation de la traînée des ailes et des pales
[5, 22, 197], ou à de fortes vibrations et des pertes de rendement des rotors d’hélicoptère en vol
d’avancement [149]. L’éclatement du bulbe peut aussi produire une forte augmentation de traînée
et déstabiliser l’écoulement autour des petits drones qui volent à faible vitesse. Une prévision cor-
recte de l’éclatement permettrait de mieux anticiper les limites opérationnelles de ces aéronefs lors
de la phase de conception, et ainsi contribuer à améliorer la sécurité du vol et leur rendement d’ex-
ploitation. Pour cela, il est nécessaire d’employer des méthodes précises permettant de calculer la
transition par bulbe de décollement, faute de quoi la prévision de l’éclatement de bulbe ne serait pas
envisageable, car l’éclatement dépend de la topologie du bulbe. En d’autres mots, pour simuler le
phénomène de décrochage provoqué par l’éclatement de bulbe, il faut déjà être en mesure de prévoir
le bulbe. De nombreuses méthodes existent permettant de calculer la transition par bulbe de décolle-
ment laminaire. Deux catégories principales se présentent en ce sens : les méthodes expérimentales
et les méthodes numériques.
Premièrement, d’un point de vue expérimental, la caractérisation du bulbe se fait souvent par des
mesures de la pression à la paroi de l’aile [138, 149] –sur l’extrados, où le bulbe a lieu– ou même
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en utilisant de la PIV 4 ce qui permet de mesurer les profils de vitesse dans le bulbe et les tensions
de Reynolds provoquées par la turbulence [87, 90, 213, 214]. Puisque le phénomène de transition
par bulbe de décollement laminaire est très sensible à la turbulence de l’écoulement de la veine
de la soufflerie, une caractérisation fine de cette turbulence ambiante est nécessaire afin de mettre
en perspective la représentativité des essais par rapport aux conditions rencontrés réellement dans
l’atmosphère. En effet, suivant les caractéristiques de la soufflerie employée, les prévisions de la
transition par bulbe de décollement peuvent différer amplement [148].
Deuxièmement, les méthodes numériques les plus efficaces font intervenir des codes de calcul de
couche limite avec interaction visqueuse/non-visqueuse, comme XFoil et MISES [68, 69] ; ou l’en-
semble des méthodes proposé par Le Balleur [13–18], qui sont applicables à des géométries rela-
tivement simples. Les méthodes le plus sophistiqués –et coûteuses– font intervenir des simulations
DNS [98, 117] ou LES 5 [3, 38, 77, 158], permettant d’avoir accès à des quantités statistiques pré-
cises très difficilement accessibles expérimentalement. Un bon compromis entre coût des ressources
numériques et précision des prévisions est obtenu avec les simulations RANS, qui font intervenir
des modèles de transition et de turbulence, applicables à des écoulements autour de géométries très
complexes. Les efforts de cette thèse sont portés précisément dans cette dernière catégorie. Deux
familles d’approches RANS pour la transition dans de bulbes de décollement laminaire existent
actuellement : l’approche par critères de transition [47, 119, 151, 212] qui analyse la forme de la
couche limite laminaire afin d’en déduire, à l’aide des corrélations mathématiques, le début de la
région transitionnelle ; et l’approche par équations de transport [110, 112, 113, 137, 143, 144] qui
utilise essentiellement des quantités dites locales de l’écoulement afin d’en déduire le début de la
région transitionnelle.
En résumé, d’une part il existe des méthodes expérimentales permettant d’obtenir des prévisions
de transition par bulbe. D’autre part, il existe des méthodes de simulation numériques capables de
mettre en œuvre des modèles de transition et de turbulence permettant d’effectuer des prévisions de
transition par bulbe. Cependant, les méthodes expérimentales exigent un temps d’exécution long et
un coût matériel plus importants que les méthodes numériques, ce qui les rend incompatibles avec
les exigences des bureaux d’études, notamment lors de la phase de conception. Hélas, les méthodes
de simulation numérique reposent sur des modèles transitionnels et turbulents qui n’atteignent pas
le degré de précision suffisant pour la prévision de la transition par bulbe de décollement [60].
Les éléments présentés dans le paragraphe précédant justifient cette étude. Elle consiste à mettre
en place des modèles de transition par bulbe plus robustes et plus précis applicables à diverses
configurations aéronautiques, en particulier d’aéronefs et de turbomachines.
Cette thèse est organisé en trois parties. La première partie (§I) est consacrée à l’étude bibliogra-
phique, où les caractéristiques physiques principales du phénomène à modéliser sont présentées,
ainsi que les méthodes de modélisation existantes. La deuxième partie (§II) est consacrée à la pré-
sentation des modèles proposés dans cette thèse. La troisième et dernière partie (§III) est consacrée
à la validation des modèles présentés dans la partie §II.

4. “Particle Imagery Velocimetry” en anglais, ou suivi de la vitesse des particules en français.
5. “Large Eddy Simulation” en anglais, ou simulation des grandes échelles en français.
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La démarche scientifique a consisté dans un premier temps (Ch. 5) à identifier les défauts de pré-
cision et de robustesse d’une sélection de modèles existants dans la prévision de la transition par
bulbe, afin de déceler des pistes d’amélioration [23]. Pour cela, l’idée a été d’évaluer un ensemble
de modèles de transition et de turbulence RANS par rapport à une configuration DNS de référence.
Sachant que les données DNS sont plus complètes et précises que les données expérimentales, le
choix a été de privilégier les premières. Ensuite, afin de mettre en évidence les mécanismes qui
mettent en défaut la précision des prévisions en aval du bulbe, nous avons analysé théoriquement le
rôle de la diffusivité des modèles de turbulence dans l’épaississement de la couche limite en aval du
bulbe [26], ce qui a donné lieu à une communication en congrès international.
L’étape suivante (Ch.6) a consisté à mettre en œuvre des nouveaux modèles plus précis et robustes
que ceux analysés lors du (Ch.5), afin d’améliorer les prévisions de la transition par bulbe. Pour cela,
nous avons fixé le périmètre d’action des nouveaux modèles en élaborant un cahier des charges qui
définit précisément les objectifs et les contraintes. Ensuite, nous avons formulé mathématiquement
les modèles, puis les avons implémentés dans le code elsA [36] pour pouvoir les appliquer dans
un cadre général. Afin de fixer les coefficients de fermeture des modèles, nous avons calibrés ces
derniers par rapport aux données DNS de référence. Les calibrations ont été effectuées en para-
métrant les coefficients des modèles et en appliquant des algorithmes d’optimisation de Newton
et d’assimilation de données. La cible de l’optimisation a été la distribution de frottement dans la
configuration de référence, afin de capturer la topologie du bulbe. Toutefois, après avoir identifié des
problèmes persistants dans la convergence lors de l’utilisation des nouveaux modèles, nous avons
corrigé leur robustesse en élaborant une méthode numérique algébrique stabilisatrice (Annexe C).
La formulation de ces modèles a donné lieu a une publication en journal à comité de lecture [25].
L’étape suivante (Ch.7) a consisté à quantifier la sensibilité des nouveaux modèles à des paramètres
physiques et numériques, afin d’élaborer des recommandations pour leur utilisation. Pour cela, nous
avons mis en évidence la détérioration de la précision des prévisions par rapport au maillage. L’ob-
jectif a été de déterminer le nombre de points de maillage minimum nécessaires pour l’application
des modèles. Ensuite, nous avons analysé la sensibilité aux conditions aux limites et résiduelles et
aux limiteurs physiques et numériques, afin de déterminer des pratiques recommandées par rapport
à ces valeurs.
Enfin, tous les chapitres de la partie III (Ch.8, Ch.9 et Ch.10) sont consacrés à la validation extensive
des modèles proposés pour un large ensemble des cas d’application d’intérêt aéronautique. Cela a
permis d’identifier les points forts et les faiblesses des modèles proposés, ainsi que de déceler des
nouvelles pistes de travail. La validation présentée dans le chapitre 9 est particulièrement extensive,
car elle consiste à l’analyse comparative de l’influence de l’intensité de la turbulence en amont, du
nombre de Reynolds et de l’angle d’incidence sur les prévisions RANS des modèles proposés et des
modèles existants. Ce travail a donné lieu à deux publications en journal à comité de lecture [24,
27]. L’ensemble des travaux de la partie III de la thèse a donné lieu également à une communication
en congrès international 6 [24].
Por último, permettez-moi de vous souhaiter, cher lecteur, une agréable lecture.

6. Les papiers des congrès et articles de journal qui ont donné lieu cette thèse sont fournis en annexe.
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Chapitre 1

Rappels sur la mécanique des fluides

Dans ce chapitre, les fondements de base de la mécanique des fluides seront présentés. L’ob-
jectif n’est pas d’effectuer une introduction exhaustive à cette vaste branche de la physique,
mais plutôt d’esquisser les éléments fondamentaux qui permettront de mieux appréhender

la suite de ce manuscrit. Puisque l’intérêt de cette thèse se centre sur l’étude du mouvement de l’air
autour des corps, –l’Aérodynamique–, l’accent sera mis sur les caractéristiques et comportements
de ce fluide qui nous est tant familier.

Dans un premier temps, les équations qui régissent le mouvement des fluides seront brièvement
présentées en faisant appel à des lois bien connues en physique. Le lecteur constatera rapidement
que derrière la simplicité conceptuelle de ces équations se cache une dynamique formidablement
riche du fait de son caractère non-linéaire. Cela conduira naturellement à évoquer, dans un second
temps, les origines de la turbulence. Cet état de mouvement, en apparence désordonné et aléatoire,
est d’une importance capitale dans l’immense majorité d’écoulements aérodynamiques. Cela est
d’autant plus vrai que l’air est intrinsèquement propice à suivre des mouvements turbulents, du fait
de sa faible viscosité cinématique et de sa forte inertie lorsqu’il est en mouvement.

Un concept d’une grande importance, et qui constitue l’axe central de cette thèse, est celui de la
couche limite. Cette fine couche de fluide à vitesses fortement ralenties autour des corps solides est
à l’origine d’un large spectre de phénomènes à grand intérêt scientifique et industriel. En effet, la
topologie de la couche limite détermine directement les efforts de frottement subis par un corps en
mouvement au sein d’un fluide. En outre, la topologie de la couche limite influence indirectement
la distribution des lignes de courant autour du corps, ce qui se traduit aussi en une influence sur
les efforts de pression sur le corps. Par exemple, la consommation de carburant des aéronefs, leurs
vitesses minimales et maximales de vol, ou encore les efforts subis par la structure de l’appareil sont
d’autant de phénomènes où la dynamique de la couche limite joue un rôle déterminant. La dernière
partie de ce chapitre sera donc consacrée à rappeler quelques éléments fondamentaux des couches
limites.

1
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1.1 Les équations du mouvement

Dans cette section nous présentons les équations du mouvement de la façon proposée par Darrozès
et Monavon [55, §A et B].

1.1.1 Lois de conservation

La dynamique des fluides est régie par des lois de conservation, comme par exemple la conservation
de la masse, de la quantité de mouvement et de l’énergie. En outre, les lois de conservation s’ap-
pliquent également au transport de polluants passifs dans l’écoulement, ou encore à des quantités
statistiques décrivant des propriétés de la turbulence. En conséquence, une grande partie des équa-
tions présentées dans ce manuscrit adoptent une forme de transport. Afin d’introduire au lecteur
à ce type d’équations, dans cette section nous présentons la forme mathématique générique d’une
équation de transport. Ensuite, dans les sections qui suivent, le principe général de transport sera
appliqué aux cas spécifiques de transport de la masse, de la quantité de mouvement, et de l’énergie.
Cet ensemble d’équations de transport constitue un système dont la résolution permet de prévoir le
mouvement des fluides.

u

u

u

n

n

n

n



�

FIGURE 1.1 – Schéma d’un volume fluide avec des frontières perméables et mobiles soumis à un écoulement.

Par simplicité, considérons un volume géométrique (t) entouré par des frontières �(t). Ces fron-
tières se déplacent à une vitesse w, elles sont parfaitement perméables et elles possèdent des nor-
males unitaires extérieures n, comme schématisé sur la figure 1.1. Ce volume est placé au sein
d’un écoulement dont la vitesse est le champ vectoriel u. Considérons en plus que cet écoulement
transporte une quantité physique arbitraire par unité de volume  . Dans le volume (t) il peut y
avoir des sources de  , notées  . Ces sources peuvent être positives  > 0, ce qui donne lieu
à une production de  notée  , ou bien elles peuvent être négatives  < 0, ce qui constitue
une destruction de  notée " . Les sources sont donc composées de production et de destruction,
 =  − " . Finalement, il reste à considérer le flux entrant et sortant de la quantité  au travers
de la frontière mobile �(t). Il peut y avoir deux types de flux : (1) le flux convectif, noté  , pro-
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voqué par l’entraînement de la vitesse de l’écoulement u et (2) le flux diffusif, noté  , provoquépar le comportement caractéristique de la quantité  .
Le principe de conservation de la quantité arbitraire  établit que la variation par rapport au temps
de la quantité  dans le volume (t) doit être égal à la variation de  provoquée par ses sources
dans (t) plus les flux entrants/sortants d’origine convectif et diffusif au travers des frontières �(t).
Mathématiquement cela s’exprime comme ceci :

d
dt

˚
(t)

� dV =
˚

(t)
 dV −

¨
�(t)

 ⋅ n d�V −
¨

�(t)
 ⋅ n d�V (1.1)

Dans l’équation (1.1) les termes de flux sont précédés par un signe moins. Ceci est lié au fait que
par convention mathématique, un flux sortant est considéré négatif, et inversement un flux entrant
est considéré positif, alors que le vecteur unitaire normal de la frontière pointe vers l’extérieur. Le
flux convectif de la quantité  prend en compte la vitesse w de déplacement de la frontière �(t) :

 = � (u −w) (1.2)

Afin d’expliciter la dérivée temporelle du membre de gauche de l’équation (1.1), nous faisons appel
à la règle de Leibniz :

d
dt

˚
(t)

 dV =
˚

(t)

) 
)t
dV +

¨
�(t)

 (w ⋅ n) d�V (1.3)

En utilisant la règle (1.3) dans l’équation (1.1), et en transformant les intégrales de surface en inté-
grales de volume via le théorème de la divergence, nous écrivons la forme globale du théorème de
transport de Reynolds :

˚
(t)

[

)(� )
)t

dV + ( ⋅ (� u)
]

dV =
˚

(t)

[

 − ( ⋅ 

]

dV (1.4)

Puisque l’équation (1.4) doit être vérifiée pour n’importe quel volume (t), elle est vérifiée aussi
pour le cas où(t)→ 0, si l’on se restreint au cadre de validité des hypothèses desmilieux continus 1.
Par conséquent, la formulation intégrale peut être directement transformée en une formulation locale
grâce à l’équation (1.5), qui sera la forme privilégiée dans le reste de ce manuscrit.

)(� )
)t

+ ( ⋅ (� u) =  − " − ( ⋅ (1.5)
1. On considère que le volume de fluide  le plus petit auquel on applique les équations de conservation est très

grand à l’échelle moléculaire, de sorte que le nombre de Knudsen Kn = l∗∕1∕3 ≪ 1 où l∗ est le libre parcours moyen
des particules constituant le fluide.
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Dans l’équation (1.5) nous avons décomposé le terme source en un terme de production plus un
terme de destruction. En remplaçant convenablement la variable  par des grandeurs physiques,
l’équation (1.5) permet de déduire les équations qui régissent la mécanique des fluides. Ceci inclue
notamment les variables de transport de la turbulence qui sont au cœur des modèles de turbulence
sur lesquels porte cette thèse. Par conséquent, dans les paragraphes qui suivent, l’équation (1.5) sera
déclinée sous les formes de conservation de la masse, de la quantité de mouvement et de l’énergie,
dans le cadre des milieux homogènes, monophasiques et en absence des réactions chimiques.

1.1.2 Conservation de la masse

L’équation la plus fondamentale de la mécanique des fluides établit le principe de conservation de
la masse. Elle se déduit facilement en considérant  = 1 dans l’équation (1.5), et en notant que la
masse ne peut se produire ni se détruire ( = " = 0) et qu’aucune interaction de nature diffusive ne
se produit à la frontière ( = 0). En conséquent, la conservation de la masse s’exprime simplement
comme ceci :

)�
)t
+ ( ⋅ (u �) = 0 (1.6)

L’équation (1.6) est exprimée dans un repère Eulerien sous forme conservative, ce qui sera la forme
privilégiée dans le reste de ce manuscrit. D’autres façons de l’écrire sont également possibles. En
effet, si l’on développe le second terme de l’équation (1.6), on obtient :

( ⋅ (u �) = u ⋅ (� + � (( ⋅ u) (1.7)

On considère également l’opérateur dérivée particulaire d’une quantité arbitraire  :
D 
Dt

∶= ) 
)t
+ u ⋅ ( (1.8)

La dérivée particulaire de  représente la variation de  par rapport au temps lorsque l’on suit la
particule au cours de son mouvement. Il ne s’agit que d’un changement de repère. Par conséquent,
en exploitant (1.8) et (1.7) dans l’équation (1.6), cette dernière peut être alternativement reformulée
dans un repère dit Lagrangien comme ceci :

D�
Dt

+ � (( ⋅ u) = 0 (1.9)

Signalons un aspect intéressant de la formulation selon l’équation (1.9). Supposons que l’on suit
une particule d’eau au cours de son mouvement. L’eau est un fluide incompressible, donc sa masse
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volumique au cours du mouvement doit rester constante : D�∕Dt = 0. Par conséquent, grâce à
l’équation (1.9) on en déduit une caractéristique très importante des fluides incompressibles :

( ⋅ u = 0 (1.10)

L’équation (1.10) traduit le principe de conservation de la masse lorsque l’on étudie un fluide in-
compressible. Notons que les liquides ne sont guère les seuls fluides incompressibles. L’air, lorsqu’il
se meut à une vitesse inférieure à 30% de la vitesse du son, il peut être assimilé à un fluide incom-
pressible.

1.1.3 Conservation de la quantité de mouvement

La deuxième équation qui régit la mécanique des fluides est celle de la conservation de la quantité
de mouvement. Elle traduit la seconde loi de Newton, ∑F = ma, lorsqu’elle est appliquée à un
fluide. Par ailleurs, une manière équivalente d’écrire la seconde loi de Newton consiste à introduire
la force par unité de volume f = F∕ , la masse volumique � = m∕ et la variation de vitesse
du∕dt = a. Ainsi, la seconde loi de Newton se réécrit :

∑

f =
d(�u)
dt

(1.11)

Par conséquent, l’équation (1.11) montre que, par unité de volume, la somme des toutes les forces
appliquées à un élément mécanique doit être égale à la variation de sa quantité de mouvement �u.
Ceci est particulièrement vérifié lorsque l’on étudie un élément de fluide comme celui représenté
sur la figure 1.1. Par conséquent, afin d’introduire l’équation de conservation de la quantité de mou-
vement, considérons  = u dans l’équation de transport de Reynolds (1.5). Pour cela, on note que
le terme de production de quantité de mouvement est défini via le champ d’accélération volumique
b comme u = �b, et que le tenseur de diffusion de quantité de mouvement est défini à l’aide du
tenseur de contraintes de Cauchy � comme u = −�. On note également l’inexistence du terme
de destruction de la quantité de mouvement ("u = 0). En résumé, l’équation de conservation de la
quantité de mouvement s’écrit alors :

)�u
)t

+ ( ⋅ (�u⊗ u) = � b − ( ⋅ (−�) (1.12)

La divergence du tenseur de contraintes généralisé de Cauchy regroupe toutes les contributions des
forces surfaciques : la pression et le cisaillement provoqué par la viscosité exercé au fluide. Ce
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tenseur s’exprime dans un repère cartésien comme ceci :

� =
⎛

⎜

⎜

⎝

�x �xy �xz
�yx �y �yz
�zx �zy �z

⎞

⎟

⎟

⎠

(1.13)

Dans (1.13) on note différemment les termes d’efforts normaux � qui se trouvent dans la diagonale
du tenseur, et les termes d’efforts de cisaillement � qui se trouvent en dehors de la diagonale. Concrè-
tement, le tenseur de contraintes de Cauchy s’exprime en fonction de la pression, de la vitesse, et
de la viscosité comme ceci :

� = −p� + �(( ⋅ u)� + 2�S (1.14)

Où � est le tenseur unitaire de Kronecker, ou matrice identité ; � est la viscosité de compressibilité 2

qui est reliée à la viscosité dynamique via l’hypothèse de Stokes : � = −2
3
� ; et S est le tenseur de

déformation :

S = 1
2

(

(u + (uT
)

(1.15)

Afin de simplifier l’écriture des équations du système fluide, il est convenable de décomposer le
tenseur de contraintes de Cauchy en une contribution isotrope liée à la pression, et une contribution
visqueuse, notée � = �(( ⋅ u)� + 2�S :

� = −p� + � (1.16)

En explicitant les équations (1.15) et (1.14) dans l’équation (1.12), et en considérant que la seule
force volumique agissant sur le fluide est la gravité (b = g), l’équation de conservation de la quantité
de mouvement s’écrit :

)�u
)t

+ ( ⋅ (�u⊗ u) = � g + ( ⋅
[

−
(

p + 2
3
�(( ⋅ u)

)

� + �
(

(u + (uT
)]

(1.17)

1.1.4 Conservation de l’énergie

La dernière équation de transport qui décrit la dynamique des fluides est celle de la conservation de
l’énergie. Cette équation traduit la première loi de la Thermodynamique lorsqu’elle est appliquée

2. Bulk viscosity en anglais.
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aux fluides. En suivant la même stratégie que l’on a appliquée pour déduire les équations de conser-
vation de la masse et de la quantité de mouvement, partons à nouveau du principe de transport de
Reynolds exprimé selon l’équation (1.5). La grandeur physique à transporter dans le cadre de la
conservation de l’énergie est l’énergie totale  = et, qui s’exprime comme :

et = ei +
1
2
u2 (1.18)

Où ei est toute l’énergie interne de la particule fluide stockée au niveau microscopique. Dans le
cadre de cette thèse, le milieu étudié est l’air, considéré comme un gaz parfait. En conséquence,
l’énergie interne est liée à la température (tout comme l’enthalpie ℎ = ei + p∕�), et la température
est liée à la pression et à la masse volumique, à l’aide des relations :

ei = cvT , ℎ = cpT (1.19)

p = (cp − cv)�T (1.20)

Où cv et cp, sont des constantes qui représentent la capacité thermique massique isochore et isobare,
respectivement. Ces constantes sont reliées à la constante des gaz parfaits rg et à l’indice adiabatique

 grâce à la relation de Mayer et de la loi de Laplace, respectivement :

rg = cp − cv (1.21)


 =
cp
cv

(1.22)

Ainsi, prenons  = et et appliquons l’équation (1.5) avec quelques considérations physiques. La
production d’énergie totale et , est composée de la contribution du travail mécanique exercé par la
gravité (�g ⋅u), plus des éventuelles sources de chaleur notées (�Set), qui peuvent avoir pour originepar exemple des réactions chimiques dans l’écoulement. Dans le cadre de cette thèse, ces sources
d’énergie totale seront considérées nulles (Set = 0). Puisque l’énergie totale ne peut pas se détruire,le terme de destruction est nul : "et = 0. Il reste à déterminer le terme de flux diffusif de l’énergie
totale et

. Pour cela, nous considérons d’une part le travail mécanique exercé par les contraintes
de pression et de cisaillement exprimées par le tenseur de contraintes de Cauchy (u ⋅ �) ; et d’autre
part le flux de chaleur provoqué par la différence de température (−q). En regroupant ces termes,
l’équation de conservation de l’énergie s’écrit comme ceci :

)�et
)t

+ ( ⋅ (�uet) = �u ⋅ g + ( ⋅ (u ⋅ � − q) (1.23)
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Le flux de chaleur s’exprime concrètement en fonction de la conductivité thermique du fluide KTpar la Loi de Fourier :

q = −KT(T (1.24)

Pour un gaz parfait, la conductivité thermique est liée à la viscosité dynamique en fonction de cp etdu nombre de Prandtl, Pr comme ceci :

KT =
cp
Pr
� (1.25)

Le nombre de Prandtl est sans dimension et il exprime le rapport, considéré approximativement
constant pour l’air, entre la diffusivité moléculaire cinématique � et la diffusivité thermique �T :

Pr = �
�T

≈ const (1.26)

1.1.5 Système aérodynamique complet

En regroupant les équations de conservation de la masse, de la quantité de mouvement et de l’éner-
gie, on obtient 5 équations pour 7 grandeurs physiques (�, p, u, T et �). Il reste deux équations
supplémentaires à définir afin de fermer le système et que l’on puisse le résoudre à partir d’un en-
semble de conditions aux limites et d’un état initial.
La première équation supplémentaire a été déjàmentionnée, et c’est l’équation d’état des gaz parfaits
(1.20). La deuxième équation supplémentaire pour compléter le système est la Loi de Sutherland,
qui sert à relier la viscosité dynamique à la température, et elle s’exprime comme ceci :

� = �r
(

T
Tr

)3∕2 Tr + CS
T + CS

(1.27)

Où �r et Tr sont des valeurs de référence de la viscosité dynamique et de la température, respecti-
vement, et CS est la température de Sutherland.
Afin d’avoir une vision d’ensemble des équations du système à résoudre, nous les regroupons en
faisant apparaître l’ensemble compact des constantes de fermeture :
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)�
)t
+ ( ⋅ (�u) = 0 (1.28a)

)�u
)t

+ ( ⋅ (�u⊗ u) = � g + ( ⋅
[

−
(

p + 2
3
�(( ⋅ u)

)

� (1.28b)
+�

(

(u + (uT
)]

)�
[

cvT +
u2

2

]

)t
+ ( ⋅

(

�u

[

cvT +
u2

2

])

= �u ⋅ g + ( ⋅
{

u ⋅
[

−
(

p + 2
3
�(( ⋅ u)

)

� (1.28c)

+�
(

(u + (uT
)]

+
cp
Pr
�(T

}

p = (cp − cv)�T (1.28d)
� = �r

(

T
Tr

)3∕2 Tr + CS
T + CS

(1.28e)

La valeurs considérées pour les constantes des équations de Navier-Stokes (1.28) sont données dans
le Tableau 1.1.
TABLE 1.1 – Valeur des constantes, en unités S.I., des équations de Navier-Stokes (1.28) appliquées à des
écoulements en aérodynamique.

cp cv Pr �r Tr CS
1004.68 717.63 0.70591 1.78938 × 10−5 288.15 110.4

Afin de simplifier l’écriture des tenseurs, dans la suite de ce manuscrit de thèse, nous allons pri-
vilégier la notation indicielle d’Einstein avec sommation sur les indices répétés. Les équations de
transport de Navier-Stokes s’écrivent alors dans la forme indicielle qui suit [Eqn.(1.29)] :

)�
)t
+
)�ui
)xi

= 0 (1.29a)
)�ui
)t

+
)�uiuj
)xj

= �gi +
)
)xj

[

−
(

p + 2
3
�
)uk
)xk

)

�ij (1.29b)

+�
(

)ui
)xj

+
)uj
)xi

)]

)�
[

cvT +
ui2

2

]

)t
+
)�uj
)xj

(

cvT +
ui2

2

)

= �uigi +
)
)xi

{

uj

[

−
(

p + 2
3
�
)uk
)xk

)

�ij (1.29c)

+�
(

)ui
)xj

+
)uj
)xi

)]

+
cp
Pr
� )T
)xi

}
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1.2 Rappels sur la turbulence en aérodynamique
On retrouve les écoulements turbulents dans de nombreuses circonstances. La fumée d’une chemi-
née, le sillage derrière un véhicule en mouvement, le souffle d’un ventilateur ou encore le mouve-
ment du café avec une cuillère, constituent quelques exemples d’écoulements turbulents de notre
quotidien.
Il existe dans la littérature plusieurs définitions de la turbulence. D’un point de vue pratique, pour
trouver une définition, on se réfère souvent aux propriétés physiques, observables oumesurables, des
écoulements turbulents. Pour avoir une introduction phénoménologique complète de la turbulence,
consulter [209, Ch.1]. Dans [91], l’auteur propose la définition suivante de la turbulence :
“La turbulence est une condition irrégulière de l’écoulement dans laquelle ses quantités montrent
des variations aléatoires par rapport au temps et à l’espace, de sorte qu’il est possible de discerner
statistiquement différentes valeurs moyennes.”

Les quantités qui montrent des variations aléatoires sont, par exemple, les différentes composantes
du vecteur vitesse, la pression, la masse volumique, la température ou encore un éventuel polluant
qui serait transporté au sein de l’écoulement.
Le mouvement turbulent est souvent caractérisé par des structures tourbillonnaires de plusieurs
échelles temporelles et spatiales qui interagissent entre elles. Les tourbillons les plus grands trans-
portent la plupart de l’énergie cinétique de l’écoulement, qui est transmise en cascade vers les tour-
billons les plus petits jusqu’à leur dissipation sous forme de chaleur.
On remarque que la turbulence est un phénomène tridimensionnel, qui provoque une diffusion très
importante des quantités du fluide. Concrètement, la diffusion provoquée par la turbulence augmente
la rapidité de mélange des polluants. C’est cette propriété de la turbulence qui est mise en évidence
lorsqu’on remue du café au lait sucré, car le mouvement de la cuillère cré de la turbulence dans le
fluide, et la diffusion turbulente favorisera le mélange entre le café, le lait et le sucre. Toutefois, ce
qui nous intéresse particulièrement dans cette thèse n’est pas la propriété de la turbulence à diffuser
un scalaire passif, comme un polluant ou le sucre dans la café, mais plutôt la diffusion de la quantité
de mouvement. En effet, la turbulence produit de la diffusion de quantité de mouvement qui se
manifeste par des efforts de frottement plus importants.
Les équations (1.28) décrivent complètement le comportement aérodynamique d’un système, y
compris les phénomènes turbulents. Le terme convectif de la quantité de mouvement, ( ⋅ (�u⊗ u),
est le principal responsable de l’apparition de la turbulence, du fait de son caractère non-linéaire.
Lorsque la convection devient beaucoup plus importante que les efforts visqueux, le système (1.28)
devient instable, et la turbulence se manifeste.
L’une des méthodologies existantes pour étudier numériquement la turbulence consiste à résoudre
directement le système (1.28). Cette approche est connue sous le nom de direct numerical simulation
(DNS). Cette méthode consiste à discrétiser spatialement et temporellement le domaine d’étude, et
à appliquer des schémas numériques d’ordre suffisamment élevé pour la résolution des équations
(1.28). Cette approche a l’avantage de ne pas introduire d’approximations supplémentaires via un
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modèle de turbulence, mais elle est très coûteuse car elle nécessite une discrétisation très fine, afin
de résoudre toutes les échelles de la turbulence, jusqu’aux plus petites. Cela engendre un nombre
très important de points de maillage et d’itérations en temps. Il peut être démontré ([209, Ch.8],
[56]) que le coût numérique associé à une DNS est ∝ Re9∕4, où Re est le nombre de Reynolds 3
caractéristique de la configuration étudiée. De ce fait, actuellement le périmètre d’application des
DNS se restreint typiquement à des calculs de plaque plane ou de profil d’aile allant jusqu’à Re ∼
105, ce qui représente un coût non-négligeable. Puisque le nombre de Reynolds dans les applications
aéronautiques est typiquement 106 ou même 107, l’utilisation courante des DNS n’est pas encore
envisageable.
C’est pour cela que, d’un point de vue pratique, nous avons recours à l’étude des écoulements turbu-
lents sous une approche statistique. Dans la section suivante, nous allons présenter sommairement
ce principe.

1.2.1 Équations RANS

L’approche typiquement employée pour l’étude de la turbulence dans la pratique repose sur le
concept de moyenne statistique. Cela permet d’exprimer l’évolution des quantités physiques en une
partie moyenne plus une partie fluctuante. Cette opération est nommée décomposition en moyenne
de Reynolds (1.30) :

 =  
⏟⏟⏟

partie moyenne

+  ′

⏟⏟⏟
partie fluctuante

(1.30)

Plusieurs types de moyennes statistiques peuvent être employées : temporelle, spatiale, d’ensemble,
conditionnelle, inconditionnelle, pondérée... le choix est très large. Du fait de la nature aléatoire
de la turbulence, on s’intéresse particulièrement à la moyenne d’ensemble. Conceptuellement, la
moyenne d’ensemble d’une quantité (notée E) à un point spatial xi et à un temps t depuis le début
de l’expérience est la moyenne statistique d’un nombre N → ∞ de réalisations dans lesquelles les
conditions aux limites et initiales varient très peu (i.e. de façon infinitésimale) :

 E(xi, t) = lim
N→∞

1
N

N
∑

n=1
 n(xi, t) (1.31)

Ce qui donne la décomposition en moyenne de Reynolds suivante :
 (xi, t) =  

E(xi, t) +  ′(xi, t) (1.32)
3. Le nombre de Reynolds, Re = �UL∕�, où U et L sont les échelles caractéristiques de vitesse et de longueur

respectivement, exprime le rapport entre les efforts convectifs sur les efforts diffusifs
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L’équation (1.31) signifie que, afin d’établir la moyenne d’ensemble lors de, par exemple, un essai en
soufflerie, il faudrait réaliser un ensembleN très large d’essais afin d’avoir une collection de  dans
les endroits xi et à l’instant t d’intérêt. Le coût d’une telle campagne d’essais serait formidablement
élevé, car on ne peut pas en pratique faireN essais quasi-identiques. C’est pour cela qu’en pratique
on a recours à la moyenne temporelle, car sous certaines conditions elle peut être assimilée à la
moyenne d’ensemble (hypothèse d’ergodicité). La moyenne temporelle de la quantité (xi, t), notée
 T , s’écrit :

 T (xi) = lim
T→∞

1
T

ˆ t+T

t
 (xi, t) dt (1.33)

Ce qui donne la décomposition en moyenne de Reynolds suivante :
 (xi, t) =  

T (xi) +  ′(xi, t) (1.34)

En effet, lors d’un essai (expérimental ou DNS), typiquement on enregistre le signal (xi, t) pendantun temps T suffisamment long afin de déterminer (1.33), au lieu de faire N réalisations afin de
déterminer (1.31). Or, en général  E(xi, t) ≠  T (xi), sauf pour les écoulements dits statistiquement
stationnaires.
Un écoulement avec des parois fixes et des conditions aux limites stationnaires (seulement avec
des variations infinitésimales), est dit statistiquement stationnaire, dans le sens où, pour des temps
d’échantillonage suffisamment élevés des quantités physiques, la moyenne temporelle à un point xitend vers une constante. Dans cette condition, la moyenne d’ensemble ne dépend plus du temps, et
elle se confond avec la moyenne temporelle  E(xi) =  

T (xi).
Notons que l’implication majeure de l’utilisation de la moyenne temporelle est qu’elle n’est appli-
cable qu’aux problèmes statistiquement stationnaires car

 T (xi) = cte⇔
) T (xi)
)t

= 0 . (1.35)

Toutefois, de nombreuses applications existent où les conditions aux limites varient très lentement
par rapport aux échelles de la turbulence : un récipient sous pression qui libère son contenu jusqu’à
la détente totale, l’aérodynamique autour des pales d’hélicoptères ou encore le battement des ailes
des oiseaux. Pour aborder ces problèmes, l’aspect instationnaire doit impérativement être pris en
compte. Pour remédier à cette apparente contradiction, en pratique on exploite le concept de sépa-
ration d’échelles. On admet que le temps caractéristique le plus long de la turbulence Tt est trèsinférieur au temps caractéristique de l’instationnarité Ti induite par les conditions aux limites ou les
mouvements des parois solides :

Tt ≪ Ti (1.36)
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De cette manière, on admet que la variation par rapport au temps de la moyenne basée sur t < Tt estnulle alors que la moyenne basée sur t ≥ Ti n’est pas forcément nulle. Ainsi, l’étude des moyennes
statistiques d’écoulements turbulents d’un point de vue instationnaire peut être abordée. Notons
cependant que pour cela il faut que la séparation d’échelles (1.36) puisse être clairement identifiée,
ce qui n’est pas souvent évident.
Après cette clarification, pour la suite de ce manuscrit nous admettrons que le terme moyen de la
décomposition de Reynolds (1.30) peut être vu indistinctement comme unemoyenne d’ensemble, ou
bien comme une moyenne temporelle sur un temps turbulent très petit face aux instationnairités des
conditions aux limites. Les deux conceptions autorisent le traitement instationnaire des quantités
moyennes, et nous les considérerons par la suite équivalents. Par conséquent, dans ce qui suit la
partie moyenne sera simplement notée avec une barre :  .
Pour exprimer les équations de Navier-Stokes (1.29) dans le sens de moyenne de Reynolds, il suffit
alors d’appliquer la décomposition (1.30) à chaque grandeur physique :  = �, ui, p, T . Cetteopération engendre un nombre important de nouveaux termes dans les équations, notamment de
type couplage entre champs moyens et fluctuants. Afin d’alléger le résultat (non présenté ici), il est
préférable d’employer une moyenne pondérée par la masse volumique moyenne. Cette moyenne est
connue sous le nom de moyenne de Favre :

 ̃ = 1
�
lim
T→∞

ˆ t+T

t
�(xi, t) (xi, t) dt (1.37)

Cette moyenne est employée afin d’effectuer une décomposition d’une quantité  en une partie
moyenne pondérée par la masse volumique moyenne et une partie fluctuante :

 =  ̃ +  ′′ (1.38)

Afin de simplifier le résultat, il est alors convenable d’appliquer une décomposition de Favre (1.38)
à la vitesse ui et à la température T (ou de façon analogue, l’énergie interne ei ou encore l’enthalpie
ℎ). Les grandeurs physiques restantes sont décomposées en suivant une décomposition classique de
Reynolds (1.30). Après quelques opérations algébriques, on obtient les équations RANS compres-
sibles avec moyenne de Favre [209, Ch.5,p.248] :

)�
)t
+ )
)xi

(�ũi) = 0 (1.39a)
)
)t
(�ũi) +

)
)xj

(�ũj ũi) = −
)p
)xi

+ )
)xj

[� ij + �rij] (1.39b)
)
)t
(�E) + )

)xj
(�ũjH) =

)
)xj

[

−qj − qT j + �iju′′i − �u′′j
1
2
u′′i u

′′
i + ũi(�ij + �rij)

]

(1.39c)
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Nous soulignons que dans le système (1.39) de nouveaux termes sont apparus, qui n’étaient pas
présents dans l’équation (1.29). Aucun nouveau terme n’apparaît dans l’équation de conservation
de la masse (1.39a), qui reste formellement identique à l’équation (1.29a). L’équation de transport
de la quantité de mouvement (1.39b) est formellement similaire à (1.29b), à une différence près :
le nouveau terme �rij est apparu dans la diffusion. Ce nouveau terme est connu sous le nom de
tensions de Reynolds :

rij = −�u′′i u′′j ∕ � (1.40)
Le tenseur de Reynolds (1.40) est un moment statistique d’ordre 2 qui apparaît mathématiquement
lors de la décomposition de Reynolds et de Favre. Il est donc une conséquence du traitement sta-
tistique des équations de Navier-Stokes. Par ailleurs, la demie-trace du tenseur de Reynolds est
l’énergie cinétique de la turbulence, k :

k = 1
2
�u′′i u

′′
i ∕ � (1.41)

L’équation RANS de l’énergie totale (1.39c) diffère assez de sa contrepartie non-statistique (1.29c).
Pour commencer, les quantités transportées sont E (énergie totale moyenne) etH (enthalpie totale
moyenne) au lieu de la température :

E = ẽi +
1
2
ũiũi + k, H = ℎ̃ + 1

2
ũiũi + k (1.42)

Ce choix de variables est convenable non-seulement parce que cela simplifie grandement l’écriture
des équations, mais aussi parce qu’il devient explicite que la quantité transportée dans (1.39c) est
composée d’une contribution moyenne liée à l’énergie interne ou à l’enthalpie (liée à la tempé-
rature), plus l’énergie cinétique du champ moyen 1

2
ũiũi, plus l’énergie cinétique de la turbulence

k.
Les nouveaux termes qui apparaissent dans l’équation de l’énergie sont :

— qTj : Le flux de chaleur turbulent
— �iju′′i : La diffusion moléculaire de la turbulence
— �u′′j

1
2
u′′i u

′′
i : Le transport turbulent de l’énergie cinétique de la turbulence.

En résumé, du fait du traitement statistique des équations compressibles de Navier-Stokes, 4 nou-
velles quantités (inconnues) ont fait leur apparition : les tensions de Reynolds (et donc l’énergie
cinétique de la turbulence), le flux de chaleur turbulent, la diffusion moléculaire de la turbulence et
le transport turbulent de l’énergie cinétique de la turbulence. Ces nouveaux termes font des équations
(1.39) un système ouvert et doivent donc être modélisés. Le rôle des modèles de turbulence, comme
ceux présentés dans le Ch. 3, est précisément d’approcher ces nouveaux termes. Sans prétendre
détailler à ce stade du manuscrit les spécificités des modèles de turbulence, esquissons cependant
l’une des approches les plus utilisées en ingénierie aérodynamique, afin d’expliciter un peu plus les
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nouveaux termes de la turbulence. Cette approche consiste à modéliser les tensions de Reynolds en
utilisant la relation constitutive de Boussinesq :

�rij ∶= −�u′′i u′′j = 2�t
(

S̃ij −
1
3
)ũk
)xk

�ij

)

− 2
3
�k�ij (1.43)

L’équation (1.43) montre que les tensions de Reynolds sont modélisées à l’aide 3 contributions.
La première contribution est simplement une échelle du tenseur moyen de déformation (2�tS̃ij). Lefacteur d’échelle est 2�t, qui fait apparaître le concept de viscosité de la turbulence, �t. Cette quantitéscalaire est sensée représenter la forte diffusion apparente dans le fluide (au sens moyen) provoquée
par le mouvement turbulent. Elle varie donc d’un point à l’autre dans l’espace. L’un des rôles des
modèles de turbulence basés sur la relation constitutive de Boussinesq (Ch. 3) est d’expliciter �ten fonction de quantités physiques connues, transportées ou approchées. La deuxième contribution
aux tensions de Reynolds via la relation de Boussinesq est liée à la dilatation (compressibilité) du
champ moyen. Notons que cette contribution est négligeable pour les faibles nombre de Mach, où
( ⋅ u ≈ 0. Enfin, la dernière contribution est isotrope et proportionnelle à l’énergie cinétique de la
turbulence k, qui doit être modélisée par le modèle de turbulence.
La modélisation du terme de flux de chaleur, qTi fait souvent appel aussi au concept de viscosité dela turbulence �t. Ce terme est donc modélisé comme l’équation (1.44) :

qTj ∶= �u
′′
j ℎ′′ = −

�tcp
PrT

)T̃
)xj

, (1.44)

où PrT est le nombre de Prandtl de la turbulence, par analogie au nombre de Prandtl classique
(1.26). La valeur constante de 0.9 est souvent utilisée et est une bonne approximation pour des
écoulements subsoniques ([209, p.250]). Par ailleurs, la valeur Prt = 0.9 sera utilisée pour tous lescas étudiés dans cette thèse.
Enfin, les termes de diffusion moléculaire de la turbulence et de transport turbulent de l’énergie
cinétique de la turbulence se modélisent souvent ensemble sous la forme (1.45) :

�iju′′i − �u′′j
1
2
u′′i u

′′
i =

(

� +
�t
�k

)

)k
)xj

(1.45)

Où �k est le coefficient de diffusivité turbulent associé à l’énergie cinétique de la turbulence, qu’il
faut soigneusement déterminer par les hypothèses de construction du modèle de turbulence. Cepen-
dant, il faut noter que les termes (1.45) sont négligeables dans le régime subsonique.
En résumé, dans cette section il a été rappelé que le traitement statistique des équations de Navier-
Stokes donne lieu à des nouveaux termes qui nécessitent d’être modélisés. Le plus important d’entre
eux est le tenseur de Reynolds, qui provoque de la diffusion dans la quantité demouvementmoyenne.
Un début demodélisation des tensions des Reynolds consiste à établir un lien direct entre les tensions
des Reynolds et le tenseur de déformation moyen, via le concept de viscosité de la turbulence,
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qui représente la diffusivité très importante liée au mouvement turbulent. Ce concept de viscosité
turbulente est également utilisé pour modéliser les termes de flux de chaleur turbulent et de diffusion
moléculaire et turbulente de l’énergie.

1.3 Rappels sur le concept de couche limite
L’objet de cette section est d’effectuer quelques rappels sur le concept de couche limite, aussi bien
dans le régime laminaire que turbulent. Seulement les bases conceptuelles seront présentées afin
d’introduire au paragraphe §1.3.3 les quantités physiques les plus représentatives des couches li-
mites. Il est très important d’appréhender aisément le sens des quantités introduites dans §1.3.3, car
toutes les études effectuées dans cette thèse s’appuient sur ces quantités.
Le développement exhaustif des notions physiques de couche limite avec ses déductions mathéma-
tiques inhérentes ne sont pas rappelés de cette section. Pour une étude approfondie de la couche
limite, le lecteur est invité à consulter la riche littérature existante sur le sujet [42, 51, 52, 102, 172,
185].

1.3.1 Couche limite laminaire

Pour introduire le concept de couche limite, on présente l’écoulement schématisé sur la figure 1.2.
Un écoulement libre avec une vitesse uniforme non perturbée u∞ rencontre un objet pointu. Les
lignes de courant se courbent doucement 4 pour adapter le mouvement de l’air à la présence de
l’obstacle. Il existe une ligne de courant qui se termine contre la pointe de l’objet, où se trouve
l’origine du repère (x, y) associé à la paroi de l’objet. Cette ligne de courant sépare celles qui passent
par dessus et par dessous de l’objet. La vitesse d’une particule d’air voyageant le long de cette ligne
de courant divisoire diminue jusqu’à l’arrêt complet au niveau de la paroi (ce point est noté le point
d’arrêt).
L’écoulement adhère aux parois du fait de la viscosité moléculaire de l’air. En pratique, cela veut dire
que la vitesse de l’air en contact avec des parois solides est nulle (dans le repère local des parois).
Par conséquent, il existe une petite région dans laquelle la vitesse des particules change depuis sa
valeur nulle à la paroi, u(x, 0) = 0, jusqu’à sa valeur totale à une distance � de la paroi, u(x, y > �),
où les effets visqueux ne jouent plus un rôle prépondérant. Il en vient que dans la couche limite,
y < �, le gradient dans la direction normale à la paroi de la vitesse longitudinale, )u∕)y, est très
important.
Afin de commenter quelques aspects supplémentaires sur les couches limites laminaires, les équa-
tions gouvernant leur dynamique sont présentées. Ces équations se déduisent aisément à partir des

4. Cet écoulement conceptuel est assumé subsonique (M < 1) partout, donc en absence d’ondes de choc. Si l’écou-
lement était supersonique, les lignes de courant changeraient de direction de façon abrupte au travers l’onde de choc qui
se générerait à partir de la pointe de l’objet. Également dans ce dernier cas, une couche limite d’hauteur � croissante
selon x se produirait.
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u∞

x
y

u(x, y
>�) =

U (x)

u(x,
y<�

)
�(x)

FIGURE 1.2 – Écoulement de couche limite sur les parois d’un objet pointu (contour haché), où sont repré-
sentés les lignes de courant (en trait continu), l’épaisseur de couche limite � (en trait long discontinu) et les
profil des vitesses (petites flèches). Source : Adaptation de l’auteur à partir de [172, Fig.6.1].

équations de Navier-Stokes (1.29) (cf. p. ex. [172, §6.1]). Par souci de simplicité et de clarté dans le
propos de cette section, les équations suivantes correspondent à une couche limite 2D stationnaire
incompressible sans effet de température (adaptées de [172, Eqns.6.30–6.33]) :

)u
)x
+ )v
)y

= 0 (1.46a)

u)u
)x
+ v)u

)y
= −1

�
dp
dx

+ � )
2u
)y2

(1.46b)
y = 0 ∶ u = 0, v = 0; (1.46c)
y→ � ∶ u = U (x), v = 0; (1.46d)
U dU
dx

= −1
�
dp
dx
, (1.46e)

où U (x) = u(x, y> �) est la vitesse à l’extérieur de la couche limite 5 qui, en première approxima-
tion, ne dépend que de la coordonnée longitudinale x, ce qui donne la relation supplémentaire en
appliquant le principe de Bernoulli (1.46e).
L’observation principale à souligner à partir des équations (1.46), est qu’elles ont un caractère pa-
rabolique, à la différence du système hyperbolique (1.28) à partir desquelles elles ont été déduites.
Cela se traduit en pratique dans le fait que les effets dynamiques du fluide se propagent seulement
vers l’aval de l’écoulement. En d’autres termes, les profils de vitesse d’une couche limite laminaire

5. Dans ce manuscrit, les quantités à la frontière de couche limite sont notées avec l’indice e. Ainsi, dans ce cas
nous pouvons noter de façon alternative U (x) = u(x, y>�) = ue
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(attachée) à une position x∗ donnée ne sont pas influencés par l’évolution de la couche limite en
aval d’une position x > x∗.
Soulignons également que les gradients de pression dans la direction normale à la paroi dans la
couche limite )p∕)y (y < �) sont négligeables. Au contraire, le gradient longitudinal de pression
dp∕dx a une forte influence sur la topologie de la couche limite. Concrètement, un fort gradient
adverse de pression (dp∕dx > 0) produit un ralentissement de la couche limite qui peut engendrer
un décollement, comme celui schématisé sur la figure 1.3. En effet, lorsque la couche limite est
ralentie au point où le gradient de vitesse à la paroi (y = 0, indice w) s’annule, on dit que la
couche limite est décollée, ou séparée de la paroi. À partir du point de décollement x > xsep, legradient de vitesse à la paroi devient négatif, ()u∕)y) < 0, ce qui provoque un écoulement de retour
(en remontant vers l’amont) comme schématisé dans le profil le plus à droite de la figure 1.3. Les
profils de vitesse des couche limites laminaires décollées se caractérisent également par la présence
d’un point d’inflexion. Les conséquences de la présence de ce point d’inflexion sur la stabilité de
l’écoulement et la transition vers la turbulence sont très importantes, comme il sera discuté dans les
prochains chapitres. Mais avant tout cela, dans le prochain paragraphe (§1.3.2), quelques éléments
sur la couche limite turbulente vont être présentés.

�y

xxsep

Pointd’inflexion Pointd’inflexion

(

)u
)y

)

w
> 0

(

)u
)y

)

w
= 0

(

)u
)y

)

w
< 0

dp
dx
> 0

FIGURE 1.3 – Profils de couche limite laminaire soumise à un gradient adverse de pression provoquant son
décollement au point xsep. Source : Adaptation de l’auteur à partir de [172, Fig.6.2(c)].

1.3.2 Couche limite turbulente

Les profils de vitesse d’une couche limite laminaire stationnaire, comme ceux présentés sur la fi-
gure 1.3, possèdent une structure qui est indépendante du temps considéré. C’est-à-dire que, si l’on
mesurait le profil de vitesse à une localisation donnée d’une couche limite laminaire à un instant
t1, et si l’on le comparaît avec une deuxième mesure du profil de vitesse à la même localisation,
mais effectuée à un instant t2 ≠ t1, le profil de vitesse des deux mesures serait identique. Or, si l’on
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effectuait la même expérience dans une couche limite turbulente, les profils obtenus entre les deux
instants serait significativement différents.
Pour illustrer le caractère fortement instationnaire d’une couche limite turbulente, considérons les
schémas des figures 1.4 et 1.5. Sur la figure 1.4, les mesures du profil de vitesse d’une couche limite
turbulente sur une plaque plane sont schématisées. Ces profils instantanés correspondent tous au
même point spatial (à la même distance du bord d’attaque de la plaque plane), mais prélevés à des
instants différents. Sur la figure 1.4, les origines des profils ont été décalés afin de mieux constater
les différences relatives entre le profil de vitesse à chaque instant. Il devient clair que les profils de
vitesse sont différents en fonction de l’instant considéré. Il a été même observé expérimentalement
[211] que dans une couche limite turbulente sur une plaque plane sans gradient adverse de pression,
les profils de vitesse de la couche limite peuvent présenter une fine couche décollée, ()u∕)y)w < 0.Même si ce décollement instantané reste très rare (il a lieu entre 0.012 et 0.018% du temps), cela met
en évidence le caractère fortement fluctuant d’un profil de vitesse d’une couche limite turbulente.

x

y

FIGURE 1.4 – Profils de vitesse instantanés d’une couche limite turbulente à la même distance du bord d’at-
taque d’une plaque plane à 17 instants différents, représentés avec les origines décalés. Source : Adaptation
de l’auteur à partir de [43].

u

y

(a) Profils instantanés.
u

y

(b) Profil moyen.
FIGURE 1.5 – Profils de couche limite turbulente. Source : Adaptation de l’auteur à partir de [43].

Considérons maintenant l’ensemble des profils de la figure 1.4 et traçons-les à partir de la même
origine, comme sur la figure 1.5a. En effectuant une moyenne temporelle sur l’ensemble des profils
de la figure 1.5a, le profil moyen de la figure 1.5b est obtenu. En raison du caractère aléatoire de
la turbulence, on ne peut pas prévoir le profil très irrégulier des vitesses instantané d’une couche
limite turbulente à un instant précis t. Il est cependant possible de prévoir ses quantités statistiques,
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comme par exemple le profil moyen montré sur la figure 1.5b. Comme D. C. Wilcox [209, Ch.1,p.5]
explique :
“Le mouvement turbulent est irrégulier dans le sens où il peut être prévu en utilisant les lois de
la probabilité. Même si les propriétés instantanées d’un écoulement turbulent sont extrêmement
sensibles aux conditions initiales, les moyennes statistiques des quantités instantanées ne le sont
pas.”
Par conséquent, comme anticipé dans la section §1.2, lorsque l’on parle de couche limite turbulente,
on s’intéresse principalement à ses quantités statistiques, comme le profil de vitesse moyen, et aussi
aux autres quantités statistiques qui l’influencent, comme notamment les tensions de Reynolds.
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FIGURE 1.6 – Profil de vitesse moyen d’une couche limite turbulente en échelle logarithmique. Source :
Adaptation de l’auteur à partir de [42, Fig.6.3].

Le profil de vitesse moyen, comme celui représenté sur la figure 1.5b, peut être présenté en échelle
logarithmique, comme sur la figure 1.6. La composante principale de vitesse u a été adimensionnée
par rapport à l’échelle vitesse de friction, notée u� :

u� ∶=
√

�w
�

(1.47)

Où �w est la contrainte visqueuse à la paroi, �w = �()u∕)y)y=0. Cette échelle de vitesse sert à
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adimensionner la vitesse u et la distance à la paroi y, pour en déduire la vitesse visqueuse u+, et la
distance visqueuse à la paroi y+, respectivement [42, Ch.6] :

u+ = u
u�
, y+ =

u�y
�

(1.48)

La représentation en échelle logarithmique de la figure 1.6 permet de discerner différentes régions
[42] au sein de la couche limite turbulente. Deux zones sont d’abord identifiées : la couche externe, et
la couche interne. La couche externe, aussi appelée zone de sillage, est la plus proche de la frontière
de la couche limite. Dans cette zone, les efforts visqueux sont négligeables. Le reste de la couche
limite est la couche interne, qui se divise en deux régions principales : la sous-couche visqueuse,
et la région logarithmique. La sous-couche visqueuse est une région où les efforts turbulents sont
négligeables par rapport aux efforts visqueux (les tensions de Reynolds tendent vers zéro à la paroi).
La région logarithmique est une zone de raccordement entre la sous-couche visqueuse et la zone de
sillage. Il peut être montré grâce à des arguments dimensionnels (cf. p. ex. : [172, §17.1.1]) ou même
directement à partir des équations deNavier-Stokes [147] que cette région suit une loi logarithmique,
d’où sa dénomination. Cette loi prend la forme suivante :

u+ = 1
�
ln y+ + C+ (1.49)

Où � = 0.41 est la constante de Von-Kármán etC+ est une constante qui dépend de la rugosité. Pour
des surfaces lisses, expérimentalement on trouve C+ = 5.0. L’étendue de la région logarithmique
dépend notamment du nombre de Reynolds local de la couche limite (plus le nombre de Reynolds
est élevé, plus cette région est large et inversement). L’extension dépend également du gradient de
pression. Pour des forts gradients adverses de pression, l’extension de la région logarithmique se
contracte pour permettre à la zone de sillage d’occuper une plus large place au sein de la couche
limite turbulente (cf. [75, p.30–31]).
Dans la sous-couche visqueuse, les efforts visqueux sont bien plus importants que les efforts turbu-
lents. Très proche de la paroi (dans la sous-couche visqueuse, appelée également couche linéaire)
on trouve alors un comportement linéaire de la vitesse par rapport à la distance à la paroi :

u+ = y+ (1.50)

On appelle la zone tampon la région de raccordement entre la couche linéaire et la région logarith-
mique.
Maintenant que le concept de couches limites laminaire et turbulente ont été introduites, dans le
paragraphe suivant (§1.3.3) les quantités caractéristiques de la couche limite seront rappelées, afin
de permettre au lecteur de mieux appréhender les résultats présentés dans cette thèse.
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1.3.3 Quantités de couche limite

La quasi-totalité des résultats présentés dans cette thèse s’articulent autour d’un petit ensemble de
quantités physiques utilisées pour évaluer la qualité des prévisions aérodynamiques des simulations
RANS. La plupart de ces quantités servent à décrire les caractéristiques de la couche limite. Une
présentation détaillée de telles quantités physiques de couche limite est proposée ici pour que le
lecteur puisse s’y référer, si nécessaire, afin de favoriser l’interprétation des résultats de cette thèse.

Coefficient de frottement La première quantité de couche limite qui nous intéresse est le coeffi-
cient de frottement, cf :

cf ∶=
�w
pref

(1.51)

L’équation (1.51) indique que cf est la contrainte pariétale �w adimensionnée par une pression de
référence pref . La pression de référence est souvent la pression dynamique à la frontière de couche
limite, ce qui donne la définition suivante du coefficient de frottement :

cf (x) =
�w(x)

1
2
�e(x) ue(x)2

(1.52)

Puisque les quantités �e et ue peuvent varier d’un point à l’autre de l’espace (ce qui est représenté
dans (1.52) par la dépendance de �e et ue de la coordonnée x), alors la pression de référence de (1.52)est variable. De ce fait, parfois il est plus convenable d’exprimer le coefficient de frottement avec
une pression de référence constante dans l’écoulement. Cette dernière est la pression dynamique
dans l’écoulement libre lointain, ce qui donne la définition suivante du coefficient de frottement :

cf∞(x) =
�w(x)
1
2
�∞ u2∞

(1.53)

Ce dernier choix (1.53) est privilégié dans cette thèse lors des études d’écoulements autour de profils.
La notation employée dans cette thèse est explicitée dans les équations (1.52) et (1.53) : le coefficient
sans indice, cf , indique l’adimensionnement par rapport à la pression dynamique de la frontière de
couche limite ; et le coefficient avec indice ∞, cf∞ , indique l’adimensionnement par rapport à la
pression dynamique de l’écoulement libre lointain.
Il est intéressant de noter que le coefficient de frottement, cf , sur d’une plaque plane, prend des
valeurs relativement élevées à proximité du bord d’attaque. La valeur de cf diminue ensuite (sauf
dans la région transitionnelle) dans la direction de l’écoulement principal.
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Épaisseur de déplacement La quantité d’intérêt suivante est l’épaisseur de déplacement. Cette
épaisseur, est une mesure de l’action de déplacement de la couche limite [172, Ch.6, p.154]. L’épais-
seur de déplacement, noté �∗, est définie par :

�∗(x) ∶=
ˆ �(x)

0

(

1 − u(x, y)
ue(x)

)

dy (1.54)

L’épaisseur de déplacement �∗ représente la distance suivant laquelle il faudrait déplacer la paroi afin
que l’écoulement potentiel de vitesse uniforme ue ait le même débit massique que la couche limite
réelle. L’épaisseur de déplacement représente donc bien l’influence de la présence de la couche
limite dans la déviation des lignes de courant à l’extérieur de celle-ci. Cette propriété est notamment
exploitée dans des codes de couplage potentiel/couche limite [69].

u

y
ue(x)

u(y) �∗

FIGURE 1.7 – Épaisseur de déplacement, �∗, d’une couche limite. Source : Adaptation de l’auteur à partir de
[172, Fig.6.3].

Il est facile de se représenter graphiquement l’épaisseur de déplacement �∗, comme sur la figure
1.7. Les deux zones hachurées autour du profil de vitesse ont la même aire. La hauteur qui divise
ces deux zones est donc l’épaisseur de déplacement.
Notons que dans une plaque plane l’évolution de �∗(x) est croissante depuis le bord d’attaque de la
plaque plane (en absence de décollements). L’épaisseur de quantité de mouvement pour une couche
limite attachée est ≈ �∕3 dans le régime laminaire et ≈ �∕8 dans le régime turbulent [172].

Épaisseur de quantité demouvement Cette quantité, notée �, représente la plus faible quantité de
mouvement qui traverse la couche limite par rapport à celle de l’écoulement externe. Cette quantité
est définie par :

�(x) ∶=
ˆ �(x)

0

u(x, y)
ue(x)

(

1 − u(x, y)
ue(x)

)

dy (1.55)
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Notons que l’évolution de �(x) le long d’une plaque plane, de façon analogue à l’évolution de �∗(x),
est croissante, sauf dans les régions décollées ou transitionnelles.

Facteur de forme Le facteur de forme de la couche limite, notéH , est le rapport entre l’épaisseur
de déplacement et l’épaisseur de quantité de mouvement :

H ∶= �∗

�
(1.56)

Notons que H est une bonne mesure de l’intensité du décollement d’une couche limite. En effet,
lors du décollement de la couche limite l’épaisseur de déplacement est très élevé (il y a une forte
influence de la couche limite dans la déformation des lignes de courant à l’extérieur). Mais l’épais-
seur de quantité de mouvement est très faible (du fait de l’écoulement de retour, la quantité nette de
mouvement traversant la couche limite est plus faible qu’en couche limite attachée). Cette situation
provoque �∗ ≫ �, ce qui se traduit par des valeurs deH élevées. On en déduit que les décollements,
et plus généralement les gradients adverses de pression, contribuent à augmenter H . Inversement,
un gradient favorable de pression contribue à diminuerH . Cette observation est très importante car
H mesure aussi la stabilité d’une couche limite laminaire, ce qui a des conséquences importantes
dans la prévision de la transition de la couche limite, comme il sera présenté dans les prochains
chapitres. Pour une couche limite attachée, H ≈ 2.6 dans le régime laminaire et H ≈ 1.4 dans le
régime turbulent [172].



Chapitre 2

Mécanismes de transition vers la turbulence

LES principaux mécanismes de transition vers la turbulence sont brièvement présentés dans
ce chapitre. L’accent est mis en particulier sur la transition par bulbe de décollement la-
minaire, qui est le phénomène d’intérêt sur lequel porte cette thèse. Seulement les aspects

physiques sont évoqués dans ce chapitre, relayant la revue des différentes approches de modélisa-
tion au chapitre §4. Le but de ce chapitre n’est pas d’effectuer une revue exhaustive de la très riche
littérature existante sur la transition vers la turbulence, mais plutôt d’esquisser les grandes lignes qui
permettent de situer la transition par bulbe de décollement dans son contexte. Le lecteur intéressé
par une introduction détaillée à la phénoménologie de la transition peut consulter, par exemple, les
ouvrages suivants : Boundary Layer Theory de H. Schlichting et K. Gersten [172, §15] ou Turbu-
lence et couche limite de J. Cousteix [52]. Une vision récente des études portant sur la transition se
trouve dans [133].

2.1 Les chemins vers la turbulence

L’une des visions les plus répandues sur les différents scénarios de transition vers la turbulence a
été synthétisée par Reshotko et Tumin [156], par un schéma reproduit sur la figure 2.1.
Il est bien établi que la transition vers la turbulence est un phénomène qui dépend fortement des
conditions de l’expérience (perturbations liées à la turbulence dans la veine d’essais, bruit acous-
tique, rugosité...). Par conséquent, les 5 scénarios évoqués par Reshotko et Tumin [156] (figure
2.1) sont classifiés par rapport à l’intensité des dites perturbations. Les différents scénarios sont les
suivants :

Scénario A (Tu ⪅ 0.1%) → Ce scénario a lieu lorsque les perturbations sont très faibles, comme
par exemple dans une atmosphère calme et lorsque la surface de la paroi est lisse. Alors, dans
ces circonstances la croissance transitoire est négligeable et la transition a lieu par l’ampli-
fication des ondes de Tollmien-Schlichting (TS). Si la couche limite évolue sur une surface

25
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FIGURE 2.1 –Chemins menant vers la turbulence en écoulements pariétaux d’après Reshotko et Tumin [156].
Source : [156].

concave, alors des instabilités de Görtler peuvent apparaître. Dans cette catégorie nous pou-
vons ajouter les instabilités de type crossflow, qui ont lieu dans les couches limites tridimen-
sionnelles (avec des composantes transverses importantes), et même les instabilités de type
Kelvin-Helmholtz (KH), qui ont lieu lorsque la couche limite laminaire décolle. Du fait de
la très faible intensité des perturbations, certains auteurs qualifient ce scénario de transition
naturelle [12].

Scénario B ( 0.1 ⪅ Tu ⪅ 0.7) → Dans cette situation, aux ondes TS se rajoute l’interaction
d’ondes basse fréquence d’une nature très différente : les perturbations liées aux stries de
Klebanoff [101] (tourbillons longitudinaux). Dans ce scénario, les deux types demécanismes
coexistent [107].

Scénario C ( 0.7 ⪅ Tu ⪅ 1) → Dans cette situation, la croissance modale n’est plus la respon-
sable de la transition. Les niveaux relativement forts de turbulence favorisent [107] l’appa-
rition de stries de Klebanoff [101].

Scénario D ( Tu ⪆ 1) → Cette situation est complètement dominée par les stries de Klebanoff
[101]. Cette transition est nommée bypass [196] et apparaît dans des écoulements fortement
perturbés, comme dans les turbomachines [60].

Scénario E ( Tu ≫ 1) → Ce scénario correspond à celui où les perturbations sont tellement
importantes qu’aucune phase de croissance linéaire n’est observée.

Nous rappelons que dans cette thèse l’intérêt porte sur les bulbes de décollement laminaire. Les
bulbes ont lieu le plus souvent dans le scénario A , mais soulignons que l’intervention des stries
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de Klebanoff dans les mécanismes de transition par bulbe à fort taux de turbulence ne peut pas être
écarté [30]. Dans la suite du chapitre, l’accent est mis sur la transition par bulbe de décollement
laminaire.

2.2 Transition par bulbe de décollement laminaire

Sur la figure 2 de l’introduction de cette thèse nous avons présenté le schéma classique d’un bulbe de
décollement laminaire. La figure 2.2 présente une vision similaire par Serna et Lázaro [179] . Nous
avons précédemment rappelé que la couche limite laminaire décolle suite à un gradient adverse de
pression, que les perturbations menant à la transition sont fortement amplifiées dans la couche dé-
collée, ce qui accélère le processus de transition, et enfin la couche limite recolle –en moyenne– à la
paroi comme conséquence de l’apparition des tensions de Reynolds qui contribuent à la déforma-
tion des lignes de courant via la diffusion de la quantité de mouvement. Cette explication, valable
au stade d’introduction, est enrichie dans cette section afin de souligner plus en détail l’état de l’art
de la compréhension des principaux mécanismes physiques impliqués dans le phénomène de bulbe
de décollement laminaire.
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Fig. 1: Up: Edge velocity for different separation bubbles obtained from pressure distribution and two different instantaneous frames from flow

visualizations. Down: sketch and different regions in transitional separation bubbles

2. Experimental set-up

The experiments have been conducted in an open-return wind tunnel having a test section’s channel character-

ized by a downstream modulated height, 0.3 m span rectangular cross section, and an approaching flow turbulence

intensity lower than 0.1% for the relevant range of disturbance frequencies. Separation bubbles are generated on an

aluminum flat plate by imposing, at some distance from the plate’s leading edge, a region with a constant inviscid flow

deceleration that is achieved through a downstream diverging channel height. Starting from a u0 free stream velocity

established at the opening of the deceleration, the imposed inviscid velocity profile uinv(x) introduces a characteristic

deceleration length scale Ld given by [d(uinv(x)/u0)] / [d(x/Ld)] = −1, with Ld = 875 mm. The parameters u0 and

Ld allow defining the relevant Reynolds number, ReLd = u0Ld/ν. Wall pressure, pitot-static probes, hot-wire, PIV,

and LDV anemometry measurements are conducted to characterize the flow evolution. Hot-wire measurements are

used to study the spectral evolution of fluctuating velocity, whereas mean flow properties and large scale dynamics are

obtained from PIV and LDV characterizations. Experiments have been performed in the interval 3 < ReLd · 10−5 < 9,

which corresponds to Reynolds number range based on the momentum thickness (θs) and edge velocity at separation

(us) of 2.1 < Reθs
·10−2 < 4. Additional details about the experimental set-up can be found in other authors’ works7,8.

3. Results

Up to the onset of transition, the separation bubble defining parameters include the laminar separated shear layer

momentum thickness θ, its angle with respect to the wall γ, and its streamwise extension LI . These parameters are

widely studied in7 where it is shown that, for the experimental setup used in this work, the velocity profile at the

test section station where inviscid deceleration is initiated is similar to a Blasius velocity profile. Furthermore, at

the separation station, a Pohlhausen’s like velocity profile with momentum thickness verifying
θs

Ld
≈ 0.4√

ReLd

and shape

FIGURE 2.2 – Schéma de la transition par bulbe de décollement d’après Serna et Lázaro (2015). Source :
[179].

La littérature existante portant sur les bulbes de décollement laminaire est vaste. Depuis les tout pre-
miers essais de Jones (1933) [97], jusqu’aux très récentes simulations de haute fidélité de Benton et
Visbal (2019) [22], des centaines d’études ont contribué à améliorer la compréhension de ce phéno-
mène physique. Le but de cette section n’est pas d’effectuer une revue bibliographique détaillée et
exhaustive, mais plutôt de souligner les principaux travaux qui représentent l’état des connaissances
actuelles sur les bulbes de décollement laminaire. Pour cela, au lieu de citer chronologiquement les
travaux portant sur les bulbes, nous invitons au lecteur à un voyage le long les lignes de courant
d’un bulbe, au cours duquel nous présenterons les différents mécanismes physiques en citant les
principales études concernées.
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Ainsi, cher lecteur, transformons nous en une minuscule particule de fluide, située dans une couche
limite laminaire attachée et soumise à un gradient adverse de pression. Au début de ce voyage
(§2.2.1), nous constaterons l’influence de la turbulence externe, qui contribue à l’amplification de
petites perturbations via le mécanisme connu sous le nom de réceptivité. Ensuite, nous allons décol-
ler et rentrerons rapidement dans une zone dite non-linéaire (§2.2.2), à partir de laquelle la turbu-
lence apparaît, ce qui nous fera recoller en moyenne vers la paroi. Nous verrons que sous certaines
conditions, des basses fréquences peuvent apparaître dans le bulbe, donnant lieu au phénomène de
battement oumême au phénomène d’éclatement (§2.2.3), ce qui pourrait être contrôlé par un forçage
de la couche limite grâce à une fine compréhension du comportement en boucle fermée du bulbe.
Enfin, nous aurons traversé le bulbe, et notre voyage s’achèvera dans la couche limite turbulente de
relaxation en aval du bulbe (§2.2.4).

2.2.1 Réceptivité et amplification modale

Il est bien établit [156] que dans la couche limite laminaire attachée soumise à un gradient adverse
de pression, la turbulence externe participe à l’excitation de petites perturbations de vitesse, en
promouvant l’amplification d’ondes de Tollmien-Schlichting (TS). Plusieurs études, dont celles de
Lang (2004) [111] ou de Diwan et Ramesh (2009) [61], mettent en évidence le rôle précurseur que
jouent les ondes TS dans la réceptivité et l’amplification de perturbations pré-transitionnelles, qui
donneront lieu à la transition dans le bulbe.
Lorsque la couche limite laminaire décolle, il apparaît un profil de vitesse avec un fort point d’in-
flexion, ce qui a pour conséquence que les instabilités de type Kelvin-Helmholtz (KH) reprennent le
relais en gouvernant la croissance des perturbations [29, 167]. Rappelons que théoriquement l’in-
stabilité KH est convective et non-visqueuse [213]. En effet, il a été montré que le rôle de la viscosité
dans l’amplification des perturbations diminue lorsque la couche cisaillée décollée s’éloigne de la
paroi et lorsque le nombre de Reynolds croît [61, 65]. Dans ce sens, il est important de souligner la
ressemblance de cette instabilité avec celle qui promue la transition dans une couche cisaillée libre.
En effet, Freymuth (1966) [76] a mis en évidence que la transition d’une couche cisaillée libre est
provoquée par l’instabilité KH. Freymuth [76] avait souligné également un aspect important de la
réceptivité des perturbations externes dans ses essais : la transition ne dépend que du nombre de
Strouhal –en d’autre termes, de la fréquence– de l’excitation, et non pas du nombre de Mach ni
du nombre de Reynolds. Les études numériques viennent renforcer le constat du rôle dominant de
l’instabilité KH dans la transition par bulbe de décollement [2, 3, 98, 117, 158].
De nombreuses études montrent que la prévision de la croissance des perturbations dans la région
laminaire est bien prévue par la théorie de la stabilité linéaire locale [65, 76, 111]. Cette méthode
–reprise dans §4.1– consiste à résoudre un problème aux valeurs propres des équations de Navier-
Stokes simplifiées en utilisant des hypothèses d’écoulement parallèle, –ce qui donne les équations
d’Orr-Sommerfeld–, sur la base d’un écoulement de base, qui est le profil de vitesse de la couche
limite laminaire. La résolution du problème aux valeurs propres sur plusieurs profils de vitesse le
long de la paroi donne lieu à un taux d’amplification total des perturbations [6, 65]. [132]. Bien que
les hypothèses de cette analyse ne font pas l’unanimité dans la communauté scientifique –en effet,
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certains auteurs suggèrent que des modes dits globaux, où l’on ne fait pas l’hypothèse d’écoulement
parallèle, seraient dominants [161, 162]–, Diwan et Ramesh [62] réaffirment le succès des prévisions
de la théorie de stabilité linéaire, en défendant l’hypothèse d’écoulement parallèle [62].
Soulignons que, comme relevé par Gaster (1969) [78] et Horton (1969) [92], dans la région laminaire
du bulbe de décollement, l’épaisseur de quantité de mouvement se maintient approximativement
constante. Ceci a l’avantage de pouvoir utiliser � (ou Re�) comme échelle caractéristique du bulbe
[78, 160]. Toutefois, puisque la quantité � reste constante dans le bulbe, elle ne peut pas constituer
une variable indépendante des corrélations visant à prévoir la croissance des amplifications des
perturbations [83] (cf §C).
Si la prévision de l’amplification des perturbations dans la région laminaire est aussi importante c’est
parce qu’elle a un impact déterminant dans la topologie du bulbe. En effet, Yarusevych et Kotsonis
(2017) [213] montrent l’impact du taux d’amplification sur les dimensions du bulbe, qui à son tour
est bien caractérisé par le facteur de formeH (§1.3.3), et plus concrètement par sa valeur maximale
[141]. Récemment, Serna et Lázaro (2015) [179] ont proposé des corrélations pour prévoir le taux
d’amplification.
Il est important de souligner encore une fois que la réceptivité dépend du type d’excitation, concrète-
ment de l’intensité et du spectre de la turbulence à l’extérieur de la couche limite laminaire. Jusqu’à
présent, nous avons supposé que le niveau de turbulence externe est relativement faible, ce qui fa-
vorise les instabilités TS et KH. Cependant, Istvan et al. (2018) [94] ont montré que pour des fortes
valeurs d’intensité de la turbulence, une transition de type bypass peut avoir lieu. Toutefois, Istvan
et al. (2018) [94] montrent également que le degré d’influence de l’intensité de la turbulence sur la
topologie du bulbe de décollement laminaire diminue lorsque le nombre de Reynolds basé sur la
corde Rec augmente. Beaucoup d’études ont analysé l’effet de la turbulence externe Tu, aussi biend’un point de vue expérimental [32, 58, 90, 94, 198] que numérique [30, 38, 98]. Par ces études, il
est bien établit que l’augmentation de Tu et de son échelle de longueur, provoquent une diminution
de la taille du bulbe de décollement, liée à une apparition plus précoce de la turbulence, comme
nous allons le voir dans le paragraphe suivant.

2.2.2 Non-linéarité et breakdown turbulent

Après être transportés dans la couche limite laminaire attachée, puis décollée, notre voyage se pour-
suit maintenant au sein de la couche fortement cisaillée. La croissance linéaire des perturbations
présentée dans le paragraphe précédent arrive maintenant à saturation. Il s’en suit l’apparition de
fluctuations large bande et l’amplification des valeurs des moyennes quadratiques des fluctuations
(RMS) caractéristiques de la turbulence [65]. Ce seuil des non-linéarités a été récemment analysé
par Serna et Lázaro (2014) [178], car ils se sont intéressés aux processus physiques qui gouvernent
le recollement. Ainsi, ils ont proposé des corrélations reliant des quantités intégrales de couche li-
mite dans le bulbe, et ils ont établit des profils universels au niveau du recollement turbulent. Le
processus de recollement est précisément décrit par Serna et Lázaro [178]. Ils suggèrent que le pro-
cessus de recollement est déterminé par la vie des tourbillons de grandes échelles provenant de la
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région transitionnelle. De façon très intéressante, ils remarquent qu’au recollement le facteur de
forme atteint une valeur universelle,H = 3.4. Yarusevych et Kotsonis (2017) [213] suggèrent que
le enroulement vers le haut des tourbillons provoqués par la couche de cisaillement est à l’origine
du recollement moyen.
Comme souligné dans la synthèse bibliographique de Dovgal et al. (1994) [65], l’un des principaux
mécanismes responsables des non-linéarités que donnent lieu à la transition vers la turbulence –
breakdown– est la génération d’un harmonique secondaire qui vient perturber la couche cisaillée.
Ce mécanisme est probablement lié au phénomène d’appariement tourbillonnaire, qui a pour princi-
pales conséquences : (a) l’amplification des perturbations KH [87], (b) la forte production de l’éner-
gie cinétique de la turbulence [87] et (c) l’apparition d’un tourbillon en proche paroi qui remonte et
impacte la couche cisaillée, en faisant apparaître le dit sous harmonique [214].
Il est important de souligner que la superposition de modes normaux et obliques, nés en amont du
point de décollement, peuvent contribuer à la déformation des tourbillons dans le sens de l’envergure
[140], ce qui peut avoir des conséquences importantes en termes de stabilité globale.
Enfin, soulignons l’étude de Malkiel et Mayle (1996) [126], qui ont analysé la région transitionnelle
sous l’optique du facteur d’intermittence, 
 . Dans leur étude, Malkiel et Mayle ont également relevé
l’apparition d’un sous-harmonique dans la région transitionnelle, lié à la forte production de turbu-
lence, qui est très apparent à l’extérieur de la région cisaillée. Notons que dans beaucoup d’études
[87, 117], la région des plus forts niveaux de tensions de Reynolds est précisément située au des-
sus de la région transitionnelle que font référence Malkiel et Mayle, et cet aspect est mal prévu par
beaucoup d’approches RANS, comme il sera présenté dans les parties §II et §III de cette thèse.

2.2.3 Battement et éclatement du bulbe

Faisons une halte dans notre voyage et récapitulons notre parcours. Après avoir été transportés dans
la couche limite laminaire attachée, nous avons décollé de la paroi (§2.2.1). Ensuite, dans la couche
de cisaillement, l’apparition de la turbulence nous a fait recoller vers la paroi (§2.2.2). Avant de
poursuivre notre voyage, soulignons un aspect intéressant. Nous aurions très bien pu ne pas recoller
vers la paroi, c’est-à-dire, l’inertie que nous avions lors de notre voyage dans la couche cisaillée
aurait pu être beaucoup plus important que l’effet diffusif lié à l’apparition de la turbulence, ce qui
n’aurait pas suffi à nous faire recoller. Dans ces conditions, le bulbe aurait éclaté (bursting).
Par ailleurs, les premières études qui ont analysé les bulbes de décollement se sont centrées princi-
palement sur la prévision –empirique– du seuil d’éclatement [53, 54, 78, 191, 192], avec différents
degrés de succès. Ces critères empiriques ont été revisités plus récemment par Malkiel et Mayle
(1995) [126] et Diwan et Ramesh (2006) [63]. Ces derniers ont proposé une amélioration du cri-
tère de Gaster (1969) [78], qui consiste à décrire empiriquement le seuil de l’éclatement via une
corrélation de trois paramètres : l’épaisseur de quantité de mouvement au point de décollement, un
paramètre mesurant le gradient de pression –similaire au paramètre de Pohlhausen–, et la hauteur de
la taille du bulbe de décollement. Bien que l’introduction de la hauteur de la taille du bulbe proposée
par Diwan et Ramesh améliore le critère de Gaster, ce critère présente l’inconvénient de ne pas être
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prédictif et ne peut pas être utilisé en pratique pour la prévision de l’éclatement dans des codes de
simulations numérique.
Plus récemment, les études menés par Visbal et al. [22, 197] montrent l’impact déterminant de
la dynamique du bulbe de décollement laminaire et l’éclatement de ce dernier dans la production
de structures de grande échelle qui sont à l’origine du décrochage dynamique de profils et ailes
d’envergure finie.
Michelis et al. (2017) [141] ont exprimé leur réticences par rapport aux critères d’éclatement car ils
ont été construits sans prendre en compte l’ensemble de paquets d’onde pouvant modifier la stabi-
lité du bulbe. Ainsi, en utilisant des excitations impulsives, ils ont établi un lien entre le phénomène
d’éclatement et celui du battement –flapping– : l’éclatement serait piloté par une modification des
caractéristiques de stabilité due à l’influence de perturbations de différentes amplitudes. Le phéno-
mène de battement consiste à l’oscillation périodique des points caractéristiques du bulbe (décolle-
ment, transition et recollement) à beaucoup plus faible fréquence que les échelles de la turbulence.
Le battement serait intimement lié au phénomène d’éclatement, car les deux seraient décrits par des
modes de stabilité globaux [129, 141] Ce phénomène de battement répond à une logique de boucle
fermée –appelé feedback–.
Le feedback dans les bulbes de décollement laminaire a été suggéré comme conséquence indisso-
ciable de la recirculation du bulbe. Par example, Dovgal et al. (1994) [65] fait une synthèse des effets
de feedback où ils suggèrent qu’il est raisonnable de supposer une corrélation entre l’écoulement
moyen et la position de la transition.Michels et al. (2017) [141] ont mis en évidence cette dynamique
de feedback. Le mécanisme de feedback a un impact important pour la compréhension du compor-
tement du système. La théorie de l’analyse de stabilité globale [127, 128, 161, 162] contribue à
expliquer certains comportements de type résonateur/amplificateur, et des modes auto-entretenus
en absence totale de perturbations pré-transitionnelles. Cependant, Lang (2004) [111] stipule que
les modes dominants sont toutefois bi-dimensionnels (TS et KH), puisque les modes globaux 3D
dans le sens de l’envergure modifient l’écoulement de base sans interagir avec les modes 2D.Malgré
le manque d’unanimité à propos de conclusions extraites grâce à des études de stabilité globale, ce
type d’analyse constitue un axe de recherche actif, dont les retombés pourraient non-seulement ser-
vir à une meilleure compréhension phénoménologique, mais aussi à établir des stratégies de forçage
optimal qui permettrait de contrôler le bulbe avec des mécanismes actifs [140].

2.2.4 Couche limite de relaxation

Après une pause au voisinage du recollement, poursuivons notre voyage dans la couche limite de
relaxation. Cette région, située en aval du bulbe, a un grand intérêt, car elle est difficile à modéliser
(cf §II et §III) et détermine les efforts aérodynamiques sur la paroi ainsi que la tendance de la couche
limite turbulente à redécoller à nouveau –ce qui pourrait provoquer un décrochage se propageant
depuis le bord de fuite [97]–. De surcroît, la présence du bulbe a un effet d’histoire important sur la
couche limite turbulente se développant en aval.
En effet, dans l’étude de Watmuff (1999) [201] il remarque que les propriétés de la couche limite
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turbulente en aval du recollement présente des différences considérables par rapport à celle étudiée
par Spalart et Watmuff (1993) [190], en suggérant que celles-ci ne peuvent s’expliquer qu’au moyen
de l’effet d’histoire lié à la présence en amont du bulbe de décollement laminaire.
Serna et Lázaro (2014, 2015) [178, 179] effectuent des essais expérimentaux ayant pour but d’établir
des corrélations pour la longueur de recollement, et caractérisent les profils de vitesse au recolle-
ment. Simens et Gungor (2018) [181] analysent numériquement l’influence de l’évolution de la
transition sur les statistiques de la couche limite turbulente en aval. Ils en déduisent que la couche
limite turbulente en aval se décorrèle plus vite de l’écoulement au point de transition si la transition
se complète dans le bulbe de décollement. Nous pouvons en déduire, en conséquence de l’analyse
de Simens et Gungor, que pour les petits bulbes présents dans les configurations à fort nombre de
Reynolds, où la transition se complète rapidement –la loi logarithmique est vérifiée à quelques lon-
gueurs de bulbe en aval du recollement– [117], la couche limite turbulente en aval du bulbe est
moins influencée par la présence de ce dernier que dans une configuration à plus faible nombre de
Reynolds [98] où la longueur de relaxation jusqu’à l’établissement d’une couche limite pleinement
turbulente est plus importante.

Ainsi s’achève ce chapitre, où les principaux mécanismes physiques liés à la transition et plus pré-
cisément aux bulbes de décollement laminaire ont été présentés. Dans les deux derniers chapitres
de cette première partie de la thèse, nous présentons différentes approches de modélisation qui pré-
sentent un intérêt pour le propos de cette thèse.



Chapitre 3

Modèles de turbulence

Dans ce chapitre nous effectuons une revue de plusieurs modèles de turbulence. Du fait du grand
nombre de modèles de turbulence existants dans la littérature, dans ce chapitre l’accent est mis sur
les modèles de turbulence utilisés dans cette thèse.

3.1 Une équation de transport : Spalart-Allmaras

Dans cette section nous présentons le modèle de turbulence à une équation de Spalart-Allmaras
[187]. Ce modèle RANS a été construit de façon empirique en faisant appel à des raisonnements
d’analyse dimensionnelle, invariance galiléenne, et dépendance sélective par rapport à la viscosité
moléculaire. Une des conséquences de cette approche de modélisation est que le budget des termes
de l’équation du modèle de turbulence résultant ne peut guère être assimilé au budget d’une quantité
physique statistique RANS.
Plusieurs versions du modèle de turbulence ont été développées à partir du modèle Spalart-Allmaras
original. Dans cette section, nous nous limiterons à présenter la formulation du modèle tel qu’il a
été écrit dans la version de 1992 [187], sous la forme incompressible :
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Les tensions de Reynolds (−u′iu′j) sont modélisées en suivant la suivante relation constitutive :
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Où n est la distance à la paroi la plus proche et la fonction fw est :
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(3.4)

et la fonction ft2 est :
ft2 = ct3 exp (−ct4�2) (3.5)

Nous avons omis volontairement un terme supplémentaire dans l’équation 3.1 appelé le terme “trip”
(cf [187]). Ce terme, conçu par Spalart et Allmaras afin d’activer le modèle de turbulence à partir
d’un point de transition imposé par l’utilisateur, n’est pas en accord avec la formulation transition-
nelle utilisée dans cette thèse, c’est pourquoi nous n’en avons pas tenu compte.
Les constantes du modèle sont : cb1 = 0.135, 5, � = 2∕3, cb2 = 0.622, � = 0.41, cw1 = cb1∕� + (1+
cb2)∕�, cw2 = 0.3, cw3 = 2, cv1 = 7.1, ct1 = 1, ct2 = 2, ct3 = 1.2, ct4 = 0.5.

3.2 Deux équations de transport : famille k − !
Dans cette section nous présentons les modèles de turbulence de la famille à deux équations k−!, où
k est l’énergie cinétique de la turbulence (1.41), et! est la dissipation spécifique d’énergie cinétique
de la turbulence :

! ∶= "
k

(3.6)

Où " est la dissipation (terme de destruction) de l’énergie cinétique de la turbulence, k.
Les premiers auteurs à avoir proposé un modèle de turbulence basée sur k − ! sont Kolmogorov
[106] en 1942 en URSS, suivi ensuite, sans connaissance des travaux du premier, par Saffman [168]
en 1970 au Royaume Uni. Depuis, de nombreuses variantes ont vu le jour et ont connu un succès
important, spécialement dans le domaine de l’aérodynamique en aéronautique [205]. Dans cette
section nous ne présentons que les variantes k − ! qui ont été étudiées lors des travaux de cette
thèse.
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Nous invitons au lecteur désireux d’approfondir sa compréhension des modèles k − ! à consulter
l’ouvrage “Turbulence Modeling for CFD” par D. C. Wilcox [209], où l’auteur effectue une analyse
exhaustive des propriétés des modèles k − !.
Par souci de simplicité et de clarté, au lieu de présenter les modèles k − ! selon la nomenclature
originalement proposée par chaque auteur, qui est très hétérogène, nous les présentons en suivant une
formulation unique qui représente toutes les variantes des modèles. Ensuite, pour chaque version,
nous spécifions les valeurs exactes des coefficients de fermeture. En conséquence, la famille des
modèles de turbulence k − ! est représentée par les équations suivantes (où l’on rappelle que rijsont les tensions de Reynolds (1.40)) :
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+
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)xj
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)!
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, 0
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3.2.1 Modèle de Wilcox 1988

Le modèle de Wilcox (1988) [208] a été l’un des premiers modèles k − ! à connaître un succès
important dans la prévision d’écoulements turbulents [134, 205]. Au moment où il a été proposé,
le modèle k − !Wilcox (1988) prévoyait mieux les écoulements pariétaux que d’autres modèles à
deux équations existants, notamment ceux de la famille k − " [206]. Sans aucun doute, cette vertu
a rendu le modèle très populaire, et il a servi comme base à de nombreuses évolutions pendant les
années qui ont suivi [105, 110, 135, 200, 209]. Toutefois, un défaut présent dans le modèle original
de Wilcox (1988) a été sujet à controverse. Ce défaut consiste en une dépendance trop sensible
des prévisions par rapport aux conditions externes de la turbulence [134]. Quelques années après
la proposition du modèle, et de façon presque simultanée, Menter [135] et Zheng et al. [216, 217]
proposent des modifications qui corrigent ce défaut. La raison théorique pour laquelle le modèle
de Wilcox (1988) est trop sensible aux conditions externes a été identifiée. Elle s’explique par le
comportement diffusif asymptotique du modèle dans les interfaces turbulentes/non-turbulentes [26,
41, 74, 89, 105]. Quoi qu’il en soit, le modèle de Wilcox (1988) n’est plus utilisé aujourd’hui dans
sa forme originale à cause de ce défaut. En revanche, ce modèle a le mérite d’avoir amorcé de
profonds travaux de modélisation de la turbulence qui ont donné lieu aux modèles couramment
utilisés aujourd’hui dans l’industrie aéronautique. Dans la partie II de ce manuscrit, consacrée à la
modélisation, le modèle de Wilcox (1988) est exploité afin de le comparer aux autres variantes plus
récentes. Cependant, dans la partie III, consacrée à la validation et à l’application, ce modèle a été
abandonné au profit des variantes plus récentes et robustes.
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Dans le tableau 3.1 nous présentons les valeurs des coefficients de fermeture du modèle de Wil-
cox (1988) [208]. Le modèle de Wilcox (1988) est complété avec la relation de la viscosité de la
turbulence �t = (�k)∕! et la relation constitutive de Boussinesq (1.43).

�k �k �! �! �! �d
0.09 0.5 �!

�k
− �!

�2
√

�k
≈ 0.5532 0.075 0.5 0

TABLE 3.1 – Coefficients de fermeture du modèle k − !Wilcox (1988) [208].

3.2.2 Modèle de Menter SST

Comme avancé dans le paragraphe précédent, Menter propose en 1994 [135] un modèle k−! s’af-
franchissant du problème de forte dépendance aux conditions externes du modèle deWilcox (1988),
conjuguant les bonnes propriétés de Wilcox (1988) en proche paroi avec les bonnes propriétés du
modèle standard k− " de Launder-Sharma [115] dans la zone sillage de la couche limite et dans les
écoulements loin des parois. Il parvient à cette idée en introduisant des blending functions (fonctions
de mélange) F1 et F2. En outre, Menter trouve judicieusement la solution à un problème existant
dans certains modèles à deux équations : les modèles tendent à surestimer la valeur des tensions de
Reynolds dans la zone de sillage de la couche limite, car ils ne vérifient pas l’hypothèse de Brad-
shaw (rij∕k ≤ 0.3). La façon dont Menter résout ce problème consiste à limiter la valeur effective
de la dissipation spécifique de la turbulence, !eff ∶= (�k)∕�t, pour obliger le modèle à vérifier
l’hypothèse de Bradshaw :

!eff = max
⎛

⎜

⎜

⎜

⎝

!, F2

√

√

√

√

2ΩijΩij

�k

⎞

⎟

⎟

⎟

⎠

(3.8)

Menter baptise cette approche (3.8) Shear Stress Transport (SST). Ainsi, son modèle est typique-
ment connu sous le nom k − ! SST.
Puisque le modèle de Menter SST est un mélange de Wilcox (1988) et de Launder-Sharma (1972)
[115], ses coefficients de fermeture, symbolisés par la variable Φ, sont aussi un mélange des coef-
ficients des deux modèles :

Φ = F1Φ1 + (1 − F1)Φ2 (3.9)
Ces coefficients sont présentés dans le tableau 3.2. Notons que dans la publication originale de
Menter [135], il propose deux modèles de turbulence, le BSL et le SST. La différence est que dans
le BSL, le limiteur (3.8) n’est pas activé, et dans la version SST le limiteur est actif et l’ensemble
des constantes de fermeture Φ1 ne correspond pas exactement à Wilcox (1988).
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�k �k �! �! �! �d
Φ(BSL)
1 0.09 0.5 �!

�k
− �!

�2
√

�k
≈ 0.5532 0.075 0.5 0

Φ(SST)
1 0.09 0.85 �!

�k
− �!

�2
√

�k
≈ 0.5532 0.075 0.5 0

Φ2 0.09 1.0 �!
�k
− �!

�2
√

�k
≈ 0.4403 0.0828 0.856 2�! = 1.712

TABLE 3.2 – Coefficients de fermeture du modèle k − !Menter BSL et SST [135].

Les blending functions s’expriment comme ceci :

F1 = tanh
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(3.10)

F2 = tanh
⎧
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(3.11)

Où �!2 = 0.856 et n est la distance à la paroi la plus proche.

3.2.3 Modèle de Kok

Le modèle de J. C. Kok [103, 105] a été proposé en 1999 par ce chercheur du NLR dans le cadre
du projet AVTAC (Advanced Viscous Flow Simulation Tools for Complete Civil Transport Aircraft
Design). En exploitant des arguments de réalisabilité du système diffusif aux interfaces turbulentes/non-
turbulentes amorcés par Cazalbou et al. [41], Kok propose un modèle k−! supprimant le problème
de sensibilité trop prononcée aux conditions externes de la turbulence de Wilcox (1988). Le modèle
proposé par Kok est beaucoup plus simple que le modèle de Menter SST [135], car il n’utilise pas
de blending functions (3.10)-(3.11). Un avantage qui en découle est que le modèle de Kok n’a pas
besoin du calcul de la distance à la paroi, n.
Toutefois, il est important de souligner deux points d’amélioration de ce modèle :

1. Dans sa version originale [103], le modèle de Kok n’est associé à aucun limiteur de shear
stress. Puisque �k < 1 [89], le modèle a naturellement tendance à surestimer les tensions de
Reynolds dans la zone sillage de la couche limite (cf §B). C’est pourquoi lorsque ce modèle
est utilisé il est convenable de l’associer à un limiteur comme par exemple (3.8). Mais en
faisant cela, on rend le modèle dépendant de la distance à la paroi via F2 (3.11). Pour éviter
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cette dépendance, d’autres formes du limiteur peuvent être privilégiées (cf modèle deWilcox
2006).

2. Le modèle de Kok est insuffisamment diffusif, de sorte qu’il se situe complètement en dehors
de l’intervalle observé expérimentalement en ce qui concerne les taux de croissance des
couches de mélange, jets et sillages [207].

Les coefficients de fermeture de ce modèle sont présentés dans le tableau 3.3.
�k �k �! �! �! �d
0.09 2/3 �!

�k
− �!

�2
√

�k
≈ 0.5532 0.075 0.5 0.5

TABLE 3.3 – Coefficients de fermeture du modèle k − ! Kok [105].

3.2.4 Modèle de Wilcox 2006

Dix-huit ans après la proposition de son premier modèle, et muni des évolutions conséquentes que
les modèles k − ! ont connu, D. C. Wilcox reformule son modèle k − ! sous relation constitutive
de Boussinesq. Il baptise son nouveau modèle Wilcox 2006 [209, p.126], [207]. Ce modèle possède
les atouts suivants [209, p.128] :

1. Il produit des prévisions très précises (comme Wilcox 1988 [208]) des écoulements parié-
taux, même soumis à des forts gradients de pression et avec décollements.

2. Il produit des prévisions également très précises des écoulements libres (jet, sillage, couche
de mélange...)

3. Le modèle produit des prévisions précises à des forts nombres de Mach, allant même jus-
qu’au régime hypersonique, sans nécessiter pour autant de correction de compressibilité.

Un dernier aspect également avantageux du modèle de Wilcox 2006 est qu’il n’utilise pas de blen-
ding functions (3.10)-(3.11). Par conséquent, il n’a pas besoin du calcul de la distance à la paroi,
n.
Les coefficients de fermeture du modèle sont présentés dans le tableau 3.4.

�k �k �! �! �! �d
0.09 0.6 0.52 0.0708f� 0.5 0.125

TABLE 3.4 – Coefficients de fermeture du modèle k − !Wilcox 2006 [207].
Notons que f� est une fonction du tenseur de rotation et du tenseur de déformation, dont le rôle est
d’améliorer la précision des prévisions des jets ronds et radiaux [209, p.127 et §4.5.5,p.154-155] :

f� =
1 + 85�!
1 + 100�!
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|

|

|

|

|

ΩijΩjkSki
(�k!)3

|

|

|

|

|

(3.12)
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La variable�!, d’après Pope [153], est unemesure sans dimensions du vortex stretching 1, où�! = 0pour les écoulements 2D. Le modèle de Wilcox (2006) utilise un limiteur de shear stress qui, à dif-
férence du limiteur SST de Menter (3.8), n’emploie pas la fonction de mélange F2, s’affranchissantpar conséquent du calcul de la distance à la paroi. Le limiteur de shear stress de Wilcox (2006)
s’écrit comme ceci :

�t =
�k

max
{

!, Clim

√

2SijSij
�k

}
(3.13)

La constante Clim = 7∕8. Le rôle du limiteur de shear stress (3.13) est d’améliorer la précision des
prévisions d’écoulements où le modèle de turbulence tend à surestimer le taux de production-sur-
dissipation. Dans ces circonstances, l’introduction du limiteur de shear-stress améliore la précision
des prévisions de l’écoulement. Ceci est notamment vérifié pour les écoulements transsoniques [99].

3.2.5 Modèle de Hellsten EARSM

Le modèle k − ! Hellsten EARSM 2 a été proposé en 2005 par Antti Hellsten [88] dans le but
de s’affranchir de certaines limitations inhérentes à la relation constitutive de Boussinesq (1.43).
Hellsten est parti dumodèle deMenter SST [135] (cf §3.2.2) et il a recalibré le modèle (cf constantes
de calibration de la Table 3.5) en prenant en compte la relation constitutive non-linéaire deWallin et
Johansson [199], en ayant comme objectif principal l’amélioration de la prévision des écoulements
aérodynamiques autour des profils hyper-sustentés. Pour cela, Hellsten a conçu le modèle avec un
comportement maîtrisé de celui-ci aux interfaces turbulentes/non-turbulentes [89]. De plus, il a
modifié la fonction de mélange F1 de Menter (3.10) en la remplaçant par la fonction fmix (3.14).Dans [88], Hellsten montre que son modèle améliore la précision des prévisions d’écoulements de
couche-limite et des sillages libres par rapport à Menter SST et d’autres versions EARSM existantes
au moment où le modèle a été proposé.

�k �k �! �! �! �d
Φ1 0.09 1.1 0.518 0.0747 0.53 1.0
Φ2 0.09 1.1 0.44 0.0828 1 0.4

TABLE 3.5 – Coefficients de fermeture du modèle k − ! Hellsten EARSM [88].

1. Étirement tourbillonnaire en français. Ceci est le mécanisme 3D responsable de la production de l’énergie ciné-
tique de la turbulence.

2. Explicit Algebraic Reynolds Stress Model, qui en français veut dire modèle algébrique explicite des tensions de
Reynolds.
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(3.14)

La relation constitutive utilisé par le modèle k − ! Hellsten EARSM est celle proposée par Wallin
and Johansson [199], dont la formulation est la suivante :

�rij = 2�t
(

S̃ij −
1
3
)ũk
)xk

�ij

)

− 2
3
�k�ij + �a

(ex)
ij k (3.15)

L’équation (3.15) est similaire à la relation de Boussinesq (1.43) à l’exception du dernier terme, qui
représente la contribution additionnelle d’anisotropie des tensions de Reynolds :
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(3.16c)

La variable Ω∗ij est le tenseur de rotation Ωij plus des contributions (optionnelles) d’effets de cour-bure (cf [88]). Les chiffres romains correspondent aux invariants IIS = SklSlk, IIΩ = Ω∗klΩ
∗
lk et

IV = SklΩ∗lmΩ
∗
mk. Les coefficients �1−9 sont des fonctions qui dépendent des invariants précédents,dont l’écriture a été omise ici du fait de leur complexité, car cela nuirait la clarté de cette section.

Pour appréhender tous les détails, le lecteur est invité à consulter [199] et [88].
Notons, enfin, que l’expression de �t dans le modèle k − ! Hellsten EARSM diffère de celles des
modèles présentés dans les paragraphes précédents :

�t =
− 1
2
(�1 + IIΩ�6)

�k
�k
!

(3.17)

3.3 Modèle à transport des tensions deReynolds : RSMSSG/LRR
Dans cette section, nous présentons succinctement le modèle à équations de transport des tensions
de Reynolds de Cécora et al. [44], connu sous le nom de RSM SSG/LRR-!. La conception de ce
modèle a été motivée par les applications d’aérodynamique en aéronautique. Ce modèle, en suivant
la stratégie à deux couches de Menter [135] et Hellsten [88], combine deux modèles différents :
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celui de Speziale-Sarkar-Gatski (SSG) en champ loin des parois et le modèle de Launder-Reece-
Rodi (LRR) en proche paroi. L’équation de transport pour l’échelle de la turbulence ! est celle
du modèle de Menter BSL [135]. Les auteurs montrent que leur modèle produit des prévisions
plus précises que les modèles à viscosité de la turbulence dans des cas d’application aéronautique,
spécialement pour les écoulements qui présentent des tourbillons axiaux.
Le modèle est présenté en suivant la convention des auteurs [44], qui consiste à considérer le tenseur
de Reynolds avec un signe négatif par rapport à rij (1.40), (1.39b). En suivant leur convention,
R̃ij ∶= −rij . Puisque dans la publication originale les auteurs présentent le modèle dans le cadre
compressible, nous avons choisi de retenir leur formulation employant les tildes pour désigner la
moyenne de Favre. Ces aspects clarifiés, considérons à présent l’équation exacte du transport des
tensions de Reynolds :

)(�R̃ij)
)t

+ )
)xk

(�R̃ij ũk)
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(3.18)

Où le tenseur de production des tensions de Reynolds est exact :

�Pij = −�R̃ik

)ũj
)xk

− �R̃jk
)ũi
)xk

(3.19)

Les effets de compressibilité (terme �Mij) sont négligés, ainsi que la dilatation par pression, la dif-fusion par pression et les contributions dues aux fluctuations de masse volumique. En conséquence,
le reste des termes modélisés sont les suivants.
La corrélation pression-déformation est modélisée comme ceci :
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La quantité k̃ = 1
2
R̃ij est l’énergie cinétique de la turbulence ; ãij ∶= (R̃ij∕k̃) − �ij2∕3 est le tenseur

d’anisotropie ; S̃∗ij ∶= S̃ − 1
3
S̃kk�ij est la partie déviatorique du tenseur de déformation moyen, et

les coefficients C(1−5) sont des constantes de fermeture du modèle (table 3.6).
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Le terme de dissipation est modélisé par un tenseur isotrope :

�"ij =
2
3
��ij", (3.21)

où " = C�k̃!. La valeur de ! est fournie par l’équation de transport d’échelle de la turbulence,
présentée plus loin (3.23).
Le terme de diffusion est modélisé en utilisant un modèle de diffusion par gradient généralisé :
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]

, (3.22)

où D est un coefficient de diffusivité (table 3.6).
Enfin, l’équation pour ! est très similaire à (3.7), mais avec quelques ajustements pour l’adapter au
cadre RSM :
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(3.23b)

C1 C∗1 C2 C3 C∗3 C4 C5 D �! �! �! �d
Φ1 1.7 0.9 1.05 0.8 0.65 0.625 0.2 0.22 0.44 0.0828 0.856 1.712
Φ2 1.8 0 0 0.8 0 0.971 0.578 0.75 C� 0.5556 0.075 0.5 0

TABLE 3.6 – Coefficients de fermeture du modèle RSM SSG/LRR-! [44].

Les coefficients de fermeture, �1 correspondant à l’écoulement loin des parois (modèle SSG) et
�2 correspondant à l’écoulement proche paroi (modèle LRR) sont donnés dans le tableau 3.6. Le
mélange des modèles (équation (3.9)) se fait en employant la blending function de Menter (3.10).



Chapitre 4

Modèles de transition vers la turbulence

Dans ce chapitre, trois catégories de modèles sont présentées : dans §4.1 les modèles de turbulence
transitionnels algébriques locaux (aussi connus sous le nom de modèles low-Reynolds), dans §4.2
les modèles de prévision du point de transition connus sous le nom de critères de transition, et dans
§4.3 les modèles de turbulence auxquels on rajoute des équations de transport supplémentaires qui
servent à prévoir le point de transition et le déclenchement de la turbulence. Le chapitre est clôturé
avec la section §4.4, où l’on passe en revue l’état de l’art de la modélisation RANS de la transition
et du déclenchement de la turbulence dans les bulbes de décollement laminaire.

4.1 Modèles de turbulence transitionnels algébriques

Dans cette section, nous présentons quelques modèles de turbulence transitionnels algébriques ré-
cemment proposés dans la littérature. L’exemple de base de cette approche est bien représenté par
le modèle k−!Wilcox (1994) low-Reynolds [210]. Ce type de modélisation consiste à ne considé-
rer la transition que comme un cas particulier du comportement naturel du modèle de turbulence.
Ces modèles exploitent le fait que dans les régions où les tensions de Reynolds tendent vers zéro
(rij → 0) les équations RANS (1.39) deviennent formellement identiques aux équations laminaires
(1.29). Par conséquent, il suffit de contrôler de manière adéquate les régions où rij ≈ 0 afin de cor-
rectement prévoir les régions laminaires. Comme évoqué par D. C. Wilcox [210], cette approche ne
prétend pas modéliser tous les effets complexes qui interviennent lors de la transition, mais plutôt
d’apporter une solution permettant d’effectuer des simulations transitionnelles et turbulentes à par-
tir d’un seul modèle. Ceci est le principal avantage de l’approche, signale Wilcox [210], car avec
un seul modèle il devient possible de prévoir à la fois la région laminaire, la région transitionnelle
et la région turbulente, tout en garantissant des raccords doux entre chacune.
Hélas, malgré la simplicité conceptuelle de l’approche, les modèles low-Reynolds transitionnels
algébriques n’ont pas connu un succès prépondérant et durable par rapport aux autres approches
existantes. Ceci est dû au fait qu’il a été identifié des imprécisions importantes lors de la détermina-
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tion de la localisation du début de la région transitionnelle [209, §4.9.2]. Ces défauts ont contribué
certainement au fait qu’à l’ONERA ces modèles ne soient pas implémentés et par conséquent ils
n’ont pas pu être évalués lors des travaux de cette thèse. Toutefois, l’auteur de cette thèse consi-
dère que récemment un certain nombre de modèles low-Reynolds algébriques ont été proposés et
mériteraient d’être explorés plus en détail. Le premier, §4.1.1, est le modèle k − !Wilcox (2006)
low-Reynolds [209, §4.9.2,p.200–218] et le deuxième, §4.1.2, est le modèle k − ! de Kubacki et
Dick (2016) [110].

4.1.1 Modèle de Wilcox Low-Reynolds

Dans cette section lemodèle k−!Wilcox (2006) low-Reynolds (transitionnel algébrique et local) est
présenté. Cemodèle est similaire aumodèle deWilcox (2006) [207] présenté dans §3.2.4, à quelques
différences près : l’apparition d’un coefficient sans dimension, noté �∗, pondérant directement la
viscosité turbulente (4.1) ainsi que la variation des coefficients �! et �k (qui étaient constantes dansla formulation tout-turbulent §3.2.4) :

�t =
��∗k

max
{

!, Clim

√

2SijSij
�k

}
(4.1)

Le nouveau coefficient �∗, ainsi que les coefficients modifiés �! et �k s’écrivent :

�∗ =
�∗0 + ReT∕Rk

1 + ReT∕Rk
(4.2)

�! =
13
25
⋅
�0 + ReT∕R!

1 + ReT∕R!
⋅ (�∗)−1 (4.3)

�k =
9
100

⋅
100�0∕27 + (ReT∕R�)4

1 + (ReT∕R�)4
, (4.4)

où ReT = (�k)∕(!�) est le nombre de Reynolds turbulent, et avec les nouvelles constantes de
fermeture suivantes :

�0 �∗0 �0 R� Rk R!

f�∕�!
1
3
�0

1
9

8 6 2.61
TABLE 4.1 – Constantes de fermeture additionnelles pour le modèle k − !Wilcox 2006 low-Reynolds.

Comme il peut être aisément constaté avec les équations (4.2), (4.3) et (4.4), pour les grands nombres
de Reynolds turbulentReT → ∞, nous avons �∗ → 1 et les valeurs de � et �k tendent vers les valeurs
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du modèle dans sa version tout-turbulent §3.2.4. Par ailleurs, les valeurs des constantes R� , Rk et
R! contrôlent la vitesse à laquelle les coefficients � et �k adoptent les valeurs tout-turbulent.

4.1.2 Modèle de Kubacki et Dick

Le modèle k − ! de S. Kubacki et E. Dick (2016) [110] est une adaptation du modèle k − ! de
Wilcox (2006) [207] (variante tout-turbulent) dont l’objectif est de modéliser la transition de type
bypass pour les couches limites attachées et décollées. Kubacki et Dick affirment que la transition
par décollement laminaire à de faibles niveaux de turbulence externe peut également être modé-
lisée, pourvu que la simulation s’effectue en 3D, avec une résolution spatio-temporelle (URANS)
suffisante.
Le modèle utilise le facteur d’intermittence 
 , afin d’activer le terme de production de l’équation
de k. Cependant, Kubacki et Dick [110] signalent que l’appellation intermittence qu’ils font suit
l’analogie typiquement effectuée par la communauté de la modélisation de la transition qui consiste
à confondre l’activation du modèle de turbulence avec le facteur d’intermittence. En conséquence,
Kubacki et Dick affirment [110] que 
 n’est qu’une fonction d’activation de la turbulence. De ce fait,
nous pouvons en déduire que dans le modèle de Kubacki et Dick la fonction 
 n’a pas pour vocation
de représenter l’interface moyenne entre les régions à fluctuations rotationnelles et les régions à
fluctuations irrotationnelles qui est la signification physique attribué au facteur d’intermittence 

[34, 35, 64].
Par la suite, nous présentons les équations du modèle :

Dk
Dt

=
�sSijSij − �k!k +
)
)xj

[

(

� + �k
k
!

) )k
)xj

]

(4.5a)
D!
Dt

=�!
!
k
�sSijSij − �!!2 +

)
)xj

[

(

� + �!
k
!

) )!
)xj

]

(4.5b)

+
�d
!
max

(

)k
)xj

)!
)xj

, 0
)

La viscosité de la turbulence est divisée en deux contributions, �t = �s+�l. La première est associée
aux petites échelles (4.6) et la deuxième est associée aux grandes échelles (4.7). Tandis que �t agitsur l’équation de la quantité de mouvement via la relation constitutive, le système (4.5) montre que
seule �s intervient directement dans les équations de la turbulence.

�s =
ks

max
[

!, Clim
√

2SijSij
√

�k

]
(4.6)
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�l =
kl

max
[

!, Clim
√

2SijSij
a2

]
(4.7)

Comme dans d’autres concepts de modélisation de la transition bypass [200], l’énergie cinétique de
la turbulence est divisée en deux contributions pour la turbulence associée aux petites et aux grosses
échelles, respectivement, k = ks + kl. Pour les petites échelles, on a :

ks = fssk, (4.8)

où fss est la fonction dite de shear sheltering 1 et elle est modélisée [200] comme ceci :

fss = exp[−(CSS�Ω∕k)2] (4.9)

Enfin, la fonction de transition 
 est modélisée comme ceci :


 = min
⎡

⎢

⎢

⎢

⎣

max
(√

kn
�
− CT , 0

)

AT
, 1

⎤

⎥

⎥

⎥

⎦

, (4.10)

où CT est une valeur seuil et AT un taux d’amplification. Les constantes de calibration du modèle
de turbulence original correspondent à celle du modèle original de Wilcox (2006) [207]. Le modèle
de Kubacki et Dick introduit quatre constantes supplémentaires 4.2 :

CT AT CSS a2
14.2 (en 2D) et 15.5 (en 3D) 10 2 0.45

TABLE 4.2 – Constantes de fermeture additionnelles pour le modèle k − ! Kubacki et Dick (2016) [110].

4.2 Modèles de transition par critères

Pour cette catégorie de modèles, nous présentons les corrélations qui permettent de prévoir le début
de la région transitionnelle. Ces modèles, complètement indépendants des modèles de turbulence
RANS, consistent en une ou plusieurs relations algébriques basées sur des quantités caractéristiques
de la couche limite laminaire, le niveau de turbulence externe et le gradient de pression.

1. Le shear-sheltering est le phénomène de filtrage des plus petites fréquences arrivant de l’écoulement externe vers
la couche limite pré-transitionnelle.
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Les premiers critères de transition ont été formulés dans les années 1950. Ils étaient basés fonda-
mentalement sur des résultats expérimentaux. Au début, ces critères très empiriques n’établissaient
pas de dépendance au taux de turbulence externe. On peut citer les critères de Michel (1954) [139],
Granville (1953) [84] et Crabtree (1958) [53]. Quelques années plus tard, de nouveaux critères in-
troduisant une dépendance au taux de turbulence externe firent leur apparition, comme ceux de Van
Driest et Blamer (1963) [70], Dunham (1972) [71], Seyb (1971) [180] et Roberts (1980) [160].
Ce ne fut qu’à partir de la fin des années 1970 que des nouveaux critères reposant fortement sur des
bases d’analyse de stabilité linéaire apparurent, probablement suite à l’impact notable des travaux
de Mack [125]. Dans cette nouvelle catégorie de critères, produisant des prévisions très précises
pour des taux de turbulence externe faibles à modérés, nous soulignons celui de Arnal, Habiballah et
Delcourt [7, 11] et deGleyzes, Cousteix et Bonnet [83]. Ces deux critères sont l’outil principal utilisé
dans les travaux de cette thèse afin de prévoir le début de la région de transition. En conséquence,
dans les sections suivantes nous passons brièvement en revue leurs hypothèses de construction.
Enfin, nous introduisons le critère de Roberts [160], qui produit des résultats acceptables pour les
bulbes sur des profils à de nombres de Reynolds élevés.

4.2.1 Critère de transition Arnal-Habiballah-Delcourt (AHD)

Le critère Arnal-Habiballah-Delcourt [6, 7, 11] (noté d’ici critère AHD) fait partie de la catégorie
des modèles s’appuyant sur la méthode eN proposée initialement par Smith et Gamberoni [183]
et Van Ingen [93] en 1956. Le principe de la méthode eN est le suivant. Considérons le schéma
de la figure 4.1. Sur la partie supérieure de la figure, on trace la courbe de stabilité neutre (qui
sépare les régions stables et instables) en termes de fréquence réduite f̃ = 2�f�∕u2e et d’abscissecurviligne de la paroi, s. Soit une fréquence déterminée du spectre excitateur, notée f̃1. Dans le sensde l’abscisse s, la fréquence f̃1 coupe la région instable au point s0 caractérisé par une amplitude des
perturbations notéeA0. Si l’on suit l’évolution de l’amplification des perturbations due à l’excitation
à la fréquence f̃1 à partir de s0, on obtient la courbe bleue présentée sur la partie inférieure de la
figure. Cette courbe résulte de l’analyse de stabilité linéaire du profil de vitesse, le long de s, en
effectuant l’hypothèse d’écoulement parallèle et en résolvant un problème aux modes propres sur
les équations de Orr-Sommerfeld. En prenant non seulement une fréquence, mais tout un ensemble
f̃1, f̃2, f̃3... on détermine le taux d’amplification total N ∶= ln(A∕A0) en faisant l’enveloppe des
évolutions des amplifications dues à chaque fréquence excitatrice. Enfin, le principe de la méthode
eN consiste à accepter comme point de transition l’abscisse str où la valeur N(s) atteint la valeur
seuilNcr qui dépend du niveaux de turbulence externe à la couche limite. Mack suggère [125] que
cette dépendance peut être modélisée par la relation empirique suivante :

Ncr = −8.43 − 2.4 ln Tu (4.11)
Le critère AHD consiste à approcher l’évolution deN par une relation algébrique. Pour ce faire, les
auteurs du critère suggèrent que tout profil de couche limite laminaire peut correspondre à ceux issus
de la famille de profils de Falkner-Skan. Par conséquent, à partir d’une large collection de résultats
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FIGURE 4.1 – Principe de la méthode en : en haut courbe de stabilité neutre ; en bas taux d’amplification total
des perturbations. Source : Adaptation de l’auteur à partir de [6, Fig.2-12].

de stabilité linéaire des profils de Falkner-Skan (comme celle présentée sur la figure 4.2), les auteurs
du critère proposent une formule algébrique pour le taux d’amplification total qui dépend de deux
paramètres. Les auteurs ont choisi comme paramètres le nombre de Reynolds basé sur l’épaisseur
de quantité de mouvement 2 et le paramètre moyen de Pohlhausen 3, N(Re�,Λ2). En utilisant en
outre la relation de Mack (4.11), le point de transition str est atteint lorsque la valeur Re�(s) atteint
Re�,tr(s = str) donnée par :

Re�,tr = Re�,cr − 206 exp(257Λ2)[ln(16.8Tu) − 2.77Λ2], (4.12)

où Re�,cr est la valeur de Re� au point critique (le point à partir duquel la couche limite laminaire
devient instable) et est modélisé par :

Re�,cr = exp
(52
H
− 14.8

)

(4.13)

Le critère AHD vient d’être présenté. Au suivant paragraphe, nous présentons le critère de Gleyzes,
mieux adapté au couche limites laminaires décollées.

2. Noté Re� = �eue�∕�3. Noté Λ2 = (�2∕�)(due∕dx)
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FIGURE 4.2 – Enveloppe des courbes de rapports d’amplitude maximumN en fonction du facteur de forme
H et du nombre de Reynolds basé sur l’épaisseur de déplacement Re�∗ , pour les profils de vitesse d’auto-
similitude de Falkner-Skan. Source : Adaptation de l’auteur à partir de [7, Fig.3].

4.2.2 Critère de transition de Gleyzes

Dans ce paragraphe nous présentons brièvement le critère de Gleyzes, Cousteix et Bonnet (1984)
[83]. La construction de ce critère est très similaire à celle du critère AHD présenté dans le para-
graphe précédent §4.2.1. En effet, le critère de Gleyzes reprend également comme hypothèse de
construction des résultats d’études de stabilité linéaire d’écoulement parallèle en utilisant l’équa-
tion d’Orr-Sommerfeld des profils de couche limite laminaire auto-similaires connus sous le nom
de famille de Falkner-Skan. À la différence de AHD, Gleyzes considère des valeurs très élevées du
facteur de formeH , comme on peut le constater sur la figure 4.3.
Ainsi, pour chaque valeur de H issue de l’analyse de stabilité de la figure 4.3, on connaît l’évo-
lution de N(Re�∗). L’idée de Gleyzes consiste alors à trouver une forme analytique qui approxime
l’évolution :

dN
dRe�

(H) (4.14)

Connaissant une approximation algébrique de 4.14, il devient alors possible de l’intégrer le long de
l’abscisse curviligne s afin de prévoir l’évolution deN(s) :

N(s) =
ˆ Re�(s)

Re�,cr

dN
dRe�

(H) dRe�(s) (4.15)
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FIGURE 4.3 – Courbes de stabilité neutre des profils de vitesse d’auto-similitude de Falkner-Skan pour plu-
sieurs facteurs de formeH . Abscisses : nombre de Reynolds basé sur l’épaisseur de quantité de mouvement
Re�1 ≡ Re�∗ . Ordonnées : fréquence réduite fois le nombre de Reynolds basé sur l’épaisseur de quantité de
mouvement. Source : Gleyzes, Cousteix et Bonnet (1984) [83, Fig.6].

Le point de transition se situe oùN(s) de (4.15) atteint la valeur seuil définie à l’aide de la relation
de Mack (4.11).
La forme algébrique pour (4.14) proposée par Gleyzes est la suivante :

dN
dRe�

= −2.4
GL

où GL =
⎧

⎪

⎨

⎪

⎩

−162.11093
H1.1 pour 3.36 < H

−73[exp [−1.56486(H − 3.02)]] pour 2.8 < H ≤ 3.36
−103[exp[−4.12633(H − 2.8)]] sinon

(4.16)

4.2.3 Critère de Roberts

Dans ce paragraphe nous introduisons le critère de Roberts [160] pour la prévision du point de tran-
sition dans le bulbe de décollement laminaire. Malgré sa simplicité, ce critère complètement empi-
rique produit des prévisions assez précises pour des bulbes issus de configurations à fort nombre de
Reynolds. La corrélation est la suivante :

str − ssep
�sep

= 25000
Re�sep

log10

[

coth

(

10max(0.001, Tu)
(

c
Ls

)
1
5
)]

, (4.17)
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où ssep est la localisation du point de séparation, Tu est l’intensité de la turbulence de l’écoulement
externe (borné à partir de 0.1%) et Ls est l’échelle de longueur intégrale longitudinale [160]. En
l’absence de donnés pour cette longueur, la valeur Ls = c∕15.8 est typiquement utilisée dans les
travaux de cette thèse et dans d’autres études effectués à l’ONERA [116, 157].
Ceci clôt la présentation des modèles de transition par critères. Dans la suite nous allons présenter
l’approche par équations de transport.

4.3 Approches par équations de transport

À la différence des critères de transition présentés dans la section précédente §4.2, l’approche par
équations de transport détaillée dans ce paragraphe est intimement liée aux modèles de turbulence
RANS utilisés dans les codes de simulation CFD. De la mêmemanière que l’on utilise des équations
de transport pour les quantités de la turbulence, les fonctions d’activation de la turbulence sont elles
aussi décrites par les équations de transport supplémentaires du système aérodynamique. Lamanière
dont ces équations décrivant la transition sont couplées avec le modèle de turbulence, ainsi que les
spécificités liées au bases théoriques de la formulation (basé sur des corrélations empiriques ou bien
sur des phénomènes ou des quantités physiques mesurables) marquent les différences principales
entre chaque modèle.
L’approche de la modélisation de la transition avec des équations de transport [112, 114] est plus
récente que l’approche par critères. Beaucoup de facteurs [113] ont contribué à la large diffusion
de cette approche. Citons par exemple la facilité d’implémentation de la méthode dans les codes
CFD non-structurés et massivement parallèles [112] et des résultats de précision acceptable pour
beaucoup d’applications d’ingénierie [114]. Les recherches de nouveauxmodèles de transition basés
sur des équations de transport est un sujet de recherche actuellement très actif [20, 137, 142, 143,
163].
Toutefois, les efforts de modélisation effectués dans cette thèse ne suivent pas l’approche par équa-
tions de transport. Ce choix est justifié dans le paragraphe §6.3.2. Cependant, des modèles de tran-
sition à équations de transports connus dans la littérature ont été évalués afin de les comparer aux
modèles développés dans cette thèse. C’est pourquoi cette approche est présenté dans le paragraphe
suivant. Puisque cela servira de support aux perspectives suggérées de la thèse, nous évoquerons
également les travaux récents effectués sur le concept d’énergie cinétique laminaire et les méthodes
de eN transportés.

4.3.1 Modèle de corrélation de Langtry-Menter

Dans ce paragraphe nous présentons le modèle de transition par équations de transport de Langtry-
Menter connu sous le nom de 
− R̃e�t [113, 114, 136]. Ce modèle, qui a connu un large succès pour
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les applications aéronautiques, propose un modèle local à deux équations supplémentaires à partir
du modèle de turbulence k − !Menter SST [135].
Dans ce paragraphe nous présentons la base de la formulation du modèle. Puisque le modèle com-
plet implique un nombre important de fonctions et de coefficients imbriqués, ceux-ci ne sont pas
présentés, car ils n’apportent rien au propos de cette section, et cela alourdirait la lecture. Le lecteur
intéressé par la formulation complète est invité à consulter la référence [113].

)�k
)t

+
)�kuj
)xj

=
effrij
)ui
)xj

− min(max(
eff , 0.1), 1)�k�!k (4.18a)

+ )
)xj

[

(� + �k�t)
)k
)xj

]

)�

)t

+
)�
uj
)xj

=Flengthca1�S[
Fonset]0.5(1 − ce1
) − ca2�Ω
Fturb(ce2
 − 1) (4.18b)

+ )
)xj

[(

� +
�t
�f

)

)

)xj

]

)�R̃e�t
)t

+
)�R̃e�tuj
)xj

=c�t
�2ujuj
500�

(Re�t − R̃e�t)(1 − F�t) (4.18c)

+ )
)xj

[

��t
(

� + �t
) )R̃e�t
)xj

]

Avec 
eff = max(
, 
sep) où 
sep est une fonction de transition qui peut dépasser localement la valeur
unité (
sep ⪆ 1) en contradiction avec la définition statistique du facteur d’intermittence 
 [64]. Ceci
est une construction empirique dumodèle de Langtry-Menter destinée àmieux capturer l’importante
production des tensions de Reynolds dans la région transitionnelle des couches limites décollées
[113].
Signalons quelques aspects de base [113] du fonctionnement du modèle exprimé par le système
(4.18). Premièrement, l’activation dumodèle de turbulence s’effectue par l’équation de k (l’équation
de ! de Menter SST originale reste inchangée), car la fonction d’activation 
eff ≥ 0 intervient dansle terme de production et de destruction de k. Notons que tandis que 
eff n’est pas borné dans le terme
de production (il est autorisé 
eff ⪆ 1), ceci n’est pas le cas pour le facteur multipliant la destruction
de k, qui est strictement inférieur à l’unité. Ceci est fait afin de modéliser l’important déséquilibre
de production-sur-dissipation dans la région transitionnelle, spécialement dans les couches limites
décollées. Deuxièmement, la fonction d’activation 
 est gouvernée par une équation de transport
dont les termes sources sont pilotés par les fonctions empiriques Flength pour déterminer la longueur
de la région transitionnelle (fonction dépendante de la quantité transportée R̃e�t) et Fonset qui sertà prévoir le début de la région transitionnelle (fonction dépendante du taux de turbulence externe
Tu, soit de façon locale via notamment du nombre de Reynolds turbulent ReT = (�k)∕(�!), soit
de façon imposée par l’utilisateur, comme prévu optionnellement dans le code elsA de l’ONERA
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[36]). Ces fonctions empiriques, ainsi que les coefficients additionnels du modèle, ont été calibrés
sur un large ensemble de cas expérimentaux de référence [113].

4.3.1.1 Extensions et adaptations du modèle de Langtry-Menter

Le modèle 
 − R̃e�t introduit dans le paragraphe précédent constitue un cadre, au sens large, de mo-
délisation de la transition vers la turbulence. En effet, le modèle peut être couplé à d’autres modèles
de turbulence, les fonctions de corrélation peuvent être basées sur d’autres références expérimen-
tales, etc. Par conséquent, ce cadre a servi à de nombreuses études et modélisations alternatives.
Citons par exemple les travaux de Content [49], qui a proposé une fermeture du modèle de Langtry-
Menter [114] pour le modèle de turbulence k − !Wilcox (1988) [208]. Récemment, Minot [142–
144] a proposé un ensemble de fermetures pour le modèle k−!Wilcox (1988) [208], et k− l Smith
[184].
Menter a récemment simplifié l’approche en proposant en 2015 [137] un modèle de corrélation à
une seule équation de transport pour 
 (plus les équations k−!) qui résout quelques problèmes du
cadre 
−R̃e�t, comme par exemple l’invariance galiléenne [137]. Ce modèle a été récemment repris
et amélioré par De Rosa et Catalano [163] pour affiner les prévisions dans des bulbes de décollement
laminaire.

4.3.2 Modèles basés sur l’énergie cinétique des fluctuations laminaires

Les modèles de transition basés sur le concept d’énergie cinétique des fluctuations laminaires, notée
kl, utilisent une équation de transport supplémentaire pour la modéliser. Ces modèles ont vocation
à modéliser les fortes fluctuations pré-transitionnelles qui ont lieu dans la couche limite laminaire
soumise à de très forts niveaux de turbulence externe. Ce type de transition, nommée bypass, est
caractérisé par l’apparition de modes des Klebanoff [196] dont leur énergie cinétique associée est
la quantité kl.
L’un des modèles qui a connu un succès particulier dans la modélisation par équation d’énergie
cinétique laminaire est le modèle k − kl − ! de Walters et Cokljat [200]. Ce modèle local à trois
équations modélise la transition bypass comme un transfert d’énergie de kl (produite dans la régionpré-transitionnelle) vers k. Le début de ce transfert énergétique marque le commencement de la
région transitionnelle. Afin de prendre également en compte le mécanisme de transition naturelle,
le modèle de Walters et Cokljat possède un deuxième terme de transfert de kl vers k. Nous nouscontenterons ici de ne présenter que les équations générales du modèle sans rentrer dans les détails.
Le lecteur intéressé par la formulation complète peut consulter la référence [200]. Les équations du
modèle sont les suivantes :
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La variable �T représente la diffusivité effective qui dépend principalement de kT (≡ k) et !. Dans
le système (4.19), on voit les termes de transfert RBP et RNAT, responsables de l’amorçage de la
transition, en transférant de l’énergie de kL vers k.
Ce modèle a connu quelques améliorations récentes en 2015 et 2016 [45, 123], afin de corriger les
effets de courbure. De nouvelles versions récentes employant le concept d’énergie cinétique des
fluctuations laminaires ont été proposées par Jecker et al. [96].

4.3.3 Méthodes eN basées sur des équations de transport

Des approches complètement innovantes ont été très récemment proposées par Bégou [19, 20], qui
consistent à modéliser l’évolution du taux d’amplification totalN avec un ensemble de n-équations
de transport décrivant l’amplification d’un ensemble fini de fréquences f̃ (figure 4.1). Ce modèle
corrèle les résultats d’une base de données de prévisions de stabilité linéaire de profils de vitesse. On
peut considérer que cette méthode est une généralisation par équations de transport de la méthode
eN [93, 183].
Nous soulignons également la reformulation du critère AHD sous forme d’équations de transport
effectuée par Pascal et al. [150].

4.4 État de l’art de la modélisation de la transition par bulbe de
décollement laminaire

Dans cette section nous passons brièvement en revue l’état de l’art de la modélisation de la transition
par bulbe de décollement laminaire. Cette section clôture l’étude bibliographique et amorce la partie
§II de ce manuscrit, consacrée à présenter une nouvelle approche de modélisation.
Les premières approches numériques visant à prévoir la transition par bulbe de décollement lami-
naire consistaient à effectuer un couplage entre un code de type potentiel ou Euler (non-visqueux)
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avec un code de couche limite. Citons dans cette catégorie le code XFoil deM. Drela [66, 68, 69]. Ce
code, qui est toujours d’actualité dans le secteur industriel et scientifique [98], utilise une méthode
de panneaux 2D potentielle pour modéliser l’écoulement irrotationnel autour des profils d’aile. Le
code XFoil couple l’écoulement potentiel avec une résolution des couches limites en employant des
méthodes dites intégrales [172, §18.4,pp.594–598]. Ensuite, le résultat d’épaisseur de déplacement
�∗ est utilisé pour modifier la surface apparente du profil (les panneaux modélisant la paroi du profil
sont déplacés à une distance �∗). Ce processus est répété de façon itérative jusqu’à convergence. La
transition est modélisée dans XFoil via une méthode eN [93, 183], utilisant une base de données
de résultats de stabilité linéaire, basée sur les équations de Orr-Sommerfeld, des profils de vitesse
auto-similaires de Falkner-Skan. Comme le montrent des études récentes [98], XFoil fournit des
prévisions raisonnablement précises par rapport à sa simplicité conceptuelle et à son efficacité nu-
mérique. D’autres auteurs comme Roberts [160] ont également étudié la prévision des bulbes de
décollement laminaire par un couplage visqueux-potentiel. Toutefois, les méthodes potentielles ne
sont guère adaptées aux écoulements transsoniques. Pour cette raison, des approches sont apparues
visant remplacer les méthodes potentielles pour la prévision de l’écoulement externe par des mé-
thodes basées sur la résolution des équations d’Euler. Citons dans cette catégorie le code MISES de
M. Drela [67] et les codes développés par Le Balleur à l’ONERA [13–15, 17] qui a même étendu la
méthode de couplage pour la prévision d’écoulements massivement séparés, instationnaires et avec
des couches limites 3D. Cette dernière approche est également valable en régime transsonique [16,
18].
Suite à l’utilisation de plus en plus répandue de la CFD à la fin du XXème siècle, il y a eu un intérêt
croissant à la modélisation de la transition, y compris par bulbe de décollement laminaire, dans
le cadre des simulations RANS [170, 171]. Parmi les premières tentatives de modélisation de la
transition par bulbe, nous pouvons citer l’approche utilisée par Hadžić et Hanjalić [86], et Spalart et
Strelets [188]. Leur approche consistait à initialiser un calcul RANS “tout-turbulent” 4 à partir d’un
champ moyen statistiquement convergé d’un calcul LES ou DNS dans lequel un bulbe transitionnel
est présent. Ainsi, le calcul RANS prévoit effectivement un bulbe, mais différent de la DNS. Même
si cette approche n’est pas prédictive car elle nécessite au préalable un calcul DNS, elle montre
que l’effet de la forte recirculation du champ moyen dans le bulbe peut suffire à auto-entretenir les
tensions de Reynolds modélisées dans le bulbe.
Des approches couplant des critères de transition (basés sur la méthode eN [93, 183]) avec l’ac-
tivation des modèles de turbulence RANS ont été étudiées par Yuan et al. [215] et Windte et al.
[212], pour des écoulements autour de profils à faible nombre de Reynolds et pour plusieurs types
de modèles de turbulence. La configuration étudiée est le profil SD7003 [174, 175] à Rec ≈ 60k.
Les auteurs modélisent les régions laminaires en désactivant les termes sources des modèles de
turbulence 5 ainsi qu’en imposant ! = 0 aux parois. Par conséquent, l’activation des modèles de
turbulence est effectuée de façon instantanée à partir du point de transition prévu par la méthode
eN . Les auteurs prévoient systématiquement des bulbes, et ils montrent que les dimensions générales

4. Dans le sens où le modèle de turbulence est activé partout dans l’écoulement, sans aucun traitement spécifique
lié à la transition.

5. Cette approche d’activation “off-on” est notée Step dans ce manuscrit.
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des bulbes sont en relativement bon accord avec ces essais. Ils effectuent une analyse en fonction
du taux de turbulence externe en obtenant les mêmes tendances que l’expérience, c’est-à-dire, un
rétrécissement de la taille du bulbe avec des taux de turbulence croissants. Les auteurs constatent
de même que le modèle k−! SST de Menter [135] prévoit un bulbe ouvert [215, Fig. 3]. Il est im-
portant de souligner que dans les travaux de Windte et al. [212], des difficultés à faire converger les
calculs vers une solution statistiquement stationnaire sont constatées [212, Fig. 7]. Par conséquent,
ils effectuent des calculs URANS et présentent des résultats moyennés sur les itérations URANS.
Ils observent des fortes différences de prévisions des tensions de Reynolds pour chaque modèle de
turbulence utilisé [212, Fig. 7].
Lian et Shyy [119] étudient le même écoulement que Windte et al. [212] et Yuan et al. [215]. Ce-
pendant, Lian et Shyy utilisent le modèle low-Reynolds de Wilcox [210], sans limiteur de shear
stress. Ils proposent d’effectuer un traitement spécifique de la région transitionnelle, en proposant
une activation algébrique non-locale via une fonction d’activation, 
 , qu’ils assimilent au concept
de facteur d’intermittence. Le modèle de turbulence s’active en pondérant la viscosité turbulente
effective �efft = 
�t. La fonction d’activation de Lian et Shyy [119] prend la forme suivante :
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Il y a plusieurs aspects intéressants à signaler dans cette fonction d’activation de Lian et Shyy (4.20).
D’une part, elle passe de la valeur 0 à 1 de façon progressive et sur une longueur liée à l’échelle
laminaire du bulbe, llam = str−ssep. Par conséquent, la région d’activation s’adapte 6 aux dimensions
du bulbe à traiter. Lian et Shyy [119] évaluent l’impact du nombre de Reynolds, Rec , de l’angle
d’incidence, �, et du taux de turbulence externe, Tu, et ils obtiennent des tendances en bon accord
avec des données d’essais à disposition.
Catalano et Tognaccini [39, 40] ont également étudié l’écoulement autour du profil SD7003 à des
faibles nombres de Reynolds. Ils ont comparé leur prévisions RANS avec des données issues des
calculs LES effectués par les mêmes auteurs [38] et par Galbraith et Visbal [77]. La modélisation
proposée par Catalano et Tognaccini [39, 40] consiste à corriger empiriquement la seconde fonction
de mélange du modèle k−! SST de Menter [134] (F2, 3.11). Cette correction réduit la région où lelimiteur de shear stress est actif, en favorisant ainsi la production de la turbulence et en corrigeant
par conséquent la lente relaxation de la couche limite turbulente que prévoit le modèle k − ! SST
Menter [134] en aval du bulbe. De la même manière que Yuan et al. [215] et Windte et al. [212], Ca-
talano et Tognaccini [39, 40] utilisent une activation instantanée type off/on Step des termes source
du modèle de turbulence au point de transition. La méthode pour déterminer le point de transition
est empirique [37], et elle se base sur l’existence d’un bulbe, puisqu’elle prend comme paramètres
d’entrée sreat et s(cf = cf min). Catalano et Tognaccini [39, 40] montrent que cette méthode em-
pirique permet de prévoir l’évolution du bulbe pour plusieurs angles d’incidence �. Cependant, la
méthode nécessite une initialisation a priori de l’écoulement avec un bulbe et elle ne permet pas

6. Le lecteur constatera que le modèle proposé dans cette thèse (§II), nommé LSTT [25], utilise cette même stratégie.



4.4 - État de l’art de la modélisation de la transition par bulbe de décollement laminaire 57

d’analyser l’influence du taux de turbulence externe Tu pour une configuration donnée d’incidence
et de nombre de Reynolds.
Des nombreuses études portent sur la modélisation et la prévision des bulbes de décollement la-
minaire en employant des méthodes RANS totalement locales et sans avoir recours aux critères de
transition. Le modèle 
 − R̃e�t de Menter-Langtry [112, 113, 136] a été conçu pour prendre en
compte la transition par bulbe de décollement. Menter et Langtry montrent [113] plusieurs cas des
validation où le bulbe de décollement est prévu avec une précision acceptable [113, Figs. 7, 9 et
12]. En utilisant le cadre 
 − R̃e�t, Minot et al. [142–144] ont proposé des corrélations spéciale-
ment adaptées à la prévision par bulbe de décollement laminaire et ce, pour plusieurs modèles de
turbulence.
Récemment, Menter et al. [137] proposent en 2015 le modèle de transition 
 , qui a été conçu pour
prendre en compte la transition par bulbe de décollement. Dans le même article, les auteurs évaluent
la précision des prévisions de la transition par bulbe de décollement laminaire par rapport à des don-
nées expérimentales de référence. Le nouveau modèle se compare bien aux mesures expérimentales
[137, Figs. 4 et 19]. Des études très récentes (contemporaines aux travaux de cette thèse) montrent
une tendance dans la communauté de la modélisation de la transition à s’intéresser aux modèles
RANS totalement locaux, voir même à s’affranchir de l’utilisation d’un couplage avec des critères
de transition [46, 50]. Dans ce sens nous pouvons citer le modèle de Kubacki et Dick [110] (§4.1.2)
proposé en 2016. De même, en 2018 les chercheurs du CIRA 7 D. de Rosa et P. Catalano [163] ont
implémenté et validé le modèle local 
 de Menter et al. [137] pour la prévision d’écoulements avec
bulbe de décollement laminaire.
Malgré tous les efforts fournis pendant ces dernières années, la prévision numérique des bulbes
de décollement laminaire constitue toujours un problème complexe. Il est bien établi que les mo-
dèles existants ne sont pas suffisamment précis [80, 164–166]. Comme le signalent Dick et Kubacki
[60], la précision des prévisions numériques de la transition par bulbe est cas-dépendante. Un grand
nombre des modèles existants se centrent sur la prévision la plus précise possible de la localisation
du début de la région transitionnelle, mais souvent la prévision de l’écoulement dans cette région
repose sur la capacité méconnue des modèles à produire correctement de la turbulence à partir du
point de transition, où le nombre de Reynolds est généralement faible.
Par conséquent, dans la partie §II nous proposons une nouvelle approche de transition par bulbe de
décollement laminaire qui vise à améliorer la précision des prévisions par rapports à des modèles
existants. Dans la partie §III, nous évaluons la nouvelle approche par rapport à un large ensemble
de cas de validations où des données de référence expérimentales ou numériques de haute fidélité
sont disponibles.

7. Centro Italiano Ricerche Aerospaziali.
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Chapitre 5

Mise en évidence des limitations des
méthodes et des modèles de prévision de la
transition par bulbe de décollement

5.1 Présentation du cas de référence

Dans cette section, la configuration de l’écoulement de référence utilisée dans plusieurs études abor-
dées dans cette thèse est présentée. Cet écoulement a la vertu d’être relativement simple, car il s’agit
d’une plaque plane. De plus, il représente très bien les conditions physiques d’un bulbe de décolle-
ment laminaire rencontré dans un contexte applicatif. La conception de cette configuration est due
aux travaux de Laurent et al. [116–118]. Ces auteurs ont effectué un calcul DNS sur cette confi-
guration qui leur a permis de construire une riche base de données statistiques sur les quantités
physiques de l’écoulement. De surcroît, ils ont mis en évidence quelques défauts de la modélisation
RANS pour les écoulements transitionnels, allant même jusqu’à proposer des voies d’amélioration.
C’est d’ailleurs dans cette logique que cette thèse s’inscrit, puisqu’elle est la suite des travaux de
Laurent et al. [116–118].
Le schéma de la configuration de l’écoulement est présenté sur la figure 5.1. Il consiste en une plaque
plane avec une condition de glissement sur la paroi supérieure (tracé discontinu) qui provoque un
gradient adverse de pression dans la direction principale de l’écoulement sur la paroi adhérente
du dessous (contour hachuré). En amont de la paroi adhérente, une condition de symétrie en bas
du domaine est imposée (tracé tiré–point). Des conditions d’entrée sont appliquées sur les limites
1 (état de référence �1 = 1.216 kg⋅m−3, u1 = 47.57 m⋅s−1 et p = 101500 Pa) et 2 (état de
référence �2 = 1.1318 kg⋅m−3, u2 = 136.11 m⋅s−1), et une condition de sortie sur 0 (état de
référence �0 = �2, u0 = u2 et p = 91800 Pa). Le gradient adverse de pression variable induit par
la paroi courbe glissante supérieure reproduit la distribution de pression dans la région du bord
d’attaque d’un profil d’hélicoptère OA209 proche du décrochage (� = 15◦) [157–159], comme
présenté sur la figure 5.2. Les valeurs du nombre de Mach incident et du nombre de Reynolds
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basé sur la corde de la configuration profil sont, respectivement, M∞ = 0.16 et Rec = 1.8 × 106.
L’écoulement qui arrive depuis 1 et 2 est laminaire, et il se sépare de la paroi adhérente à cause du
gradient adverse de pression (cf. schéma de la figure 1.3). En aval du point de séparation laminaire,
l’écoulement transitionne vers la turbulence et recolle à la paroi adhérente, en formant le bulbe
transitionnel schématisé sur la figure 5.1. En aval du bulbe, le gradient de pression dans la direction
de l’écoulement devient rapidement nul, car la paroi glissante se termine de façon tangentielle à
la direction de l’écoulement principal. Au bord de fuite de la paroi glissante courbe, les vitesses
arrivant depuis les domaines supérieur et inférieur sont égales, afin d’éviter la création d’une couche
de mélange.

xRS = −1 0 1 2

1

2

0

FIGURE 5.1 – Schéma de la configuration de l’écoulement de référence (DNS de Laurent et al. [117]), avec
une échelle exagérée.

xRS
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FIGURE 5.2 – Évolution du coefficient de pression Cp du profil de pale d’hélicoptère OA209 à � = 15◦
d’incidence, Rec = 1.8 × 106 et M∞ = 0.16 issu d’un calcul RANS/LES [157–159] (tracé discontinu) et
distribution de pression obtenue dans le cas de plaque plane de Laurent et al. [117] (tracé continu). Source :
Laurent et al. [117].
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FIGURE 5.3 – La simulation DNS n’a été effectuée qu’au voisinage du bulbe de décollement laminaire.
Source : Laurent et al. [117].

La simulation effectuée par Laurent et al. [117] a consisté en une approche hybride multi-domaine
comme schématisé sur la figure 5.3, afin de diminuer le coût de la simulation dans les régions où
une résolution fine de la turbulence n’est pas nécessaire. La région où la résolution est très haute
(DNS) se trouve autour et en aval du bulbe de décollement laminaire. Dans la région DNS, plusieurs
maillages ont été testés par Laurent et al., allant de 4 millions à 200 millions de points. Comme
montrent les profils de vitesse de la figure 5.4, les résultats sur les deux maillages les plus fins (60 et
200 millions de points) sont très proches et peuvent être considérés comme convergés en maillage.
Pour le maillage à 200 millions de points, les échelles visqueuses de la cellule proche-paroi est de
Δ+x = 6 − 11, Δ+y = 0.45 − 0.65 et Δ+z = 4.3 − 3. Le bilan des tensions de Reynolds (en moyenne
de Favre) a été calculé par Laurent et al. [117], comme montre la figure 5.4.
Afin d’illustrer l’évolution des prévisions de couche limite issues des statistiques du calcul DNS de
Laurent et al. [117] est présentée sur la figure 5.5. Les variables sans dimensions présentées sont les
suivantes :

Λ2 =
�2

�
due
dx

, cf =

(

� )u
)y

)

wall
1
2
�eu2e

, Re� =
�eue�
�e

, H = �∗

�
, xRS =

x − xreat
xreat − xsep

. (5.1)

Où Λ2 est le paramètre de Pohlhausen, qui atteint une valeur minimale de −3.5 dans le voisinage
du point de recollement, cf est le coefficient de frottement pariétal, Re� est le nombre de Reynolds
basé sur l’épaisseur de quantité de mouvement, H est le facteur de forme de la couche limite, et
xRS est la coordonnée dans la direction principale de l’écoulement, où xsep et xreat sont les pointsde séparation et de recollement, respectivement.
Il est possible de distinguer différentes régions caractéristiques dans les résultats moyennés en temps
issus de la DNS :

1. xRS < −1, écoulement laminaire attaché.
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FIGURE 5.4 – À gauche, prévisions DNS [117] des profils de vitesse moyennes relevés à plusieurs stations
xRS en fonction des différents densités de maillage. À droite, bilan statistique DNS [117] de l’énergie ciné-
tique de la turbulence k ∶= −�u′′i u′′j ∕(2�) à la station où Re� = 1410, pour différentes densités de maillage,
comparées aux prévisions DNS de Spalart [189]. Source : Laurent et al. [117].
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FIGURE 5.5 –Quantités de couche limite autour du bulbe de la configuration de référence issues desmoyennes
temporelles convergées de la DNS de Laurent et al. [117].

2. −1 ≤ xRS < 0, bulbe de décollement laminaire avec transition, où l’on observe cf < 0.
Cette région peut être sous-divisée en deux régions : la couche limite laminaire décollée
(−1 ≤ xRS < xtrRS = −0.27), suivie de la région décollée transitionnelle (xtrRS = −0.27 ≤ xRS < 0)caractérisée par un fort taux de production de la turbulence et par une croissance abrupte de
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Re� au point de transition xtrRS = −0.27.
3. 0 ≤ xRS < 2, couche limite de relaxation. La couche limite attachée en aval du bulbe n’est

pas encore complètement turbulente, parce que la loi logarithmique (cf. équation (1.49))
n’est pas encore proprement vérifiée. Le profil de vitesse prévu par la DNS se situe en des-
sous de la loi théorique logarithmique [2, 188]. Dans cette région, on observe un pic positif
local du coefficient de frottement pariétal, cf , et une croissance prononcée de l’épaisseur decouche limite.

4. 2 ≤ xRS , couche limite turbulente attachée pleinement développée. Dans cette région, la loi
logarithmique est bien vérifiée. Le gradient de pression est nul. Tel que Laurent et al. [117]
l’ont montré, les bilan d’énergie cinétique de la turbulence pour Re� = 1410 est très prochede celui trouvé par la DNS de Spalart [189] pour une couche limite turbulente attachée (cf
Fig. 5.4 droite).
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FIGURE 5.6 – Rapport de production-sur-dissipation de l’énergie cinétique de la turbulence issue de la DNS
de Laurent et al. [117]. La valeur minimale de " a été fixée à sa valeur moyennée spatialement au point de
transition " = max(", "(xtrRS = −0.27, y ≤ �) ).

La figure 5.6 montre le rapport de production k sur dissipation " de l’énergie cinétique de la tur-bulence k (5.2) :

k = −�u′iu′j
)ui
)xj

, �"(�) = � ′ij
)u′i
)xj

(5.2)

Le rapportk∕" est représentatif du déséquilibre dans l’écoulement. On remarquek∕" ≫ 1 dans la
couche de cisaillée de la région transitionnelle, ce qui indique une rapide croissance de la turbulence
provoquée par le breakdown vers la turbulence.
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5.2 Identification des défauts de précision dans le bulbe

Dans cette section, les défauts de précision de la prévision du bulbe de quelques modèles existants
sont mis en évidence pour le cas de référence [117].
Sur les figures 5.7 et 5.8, les prévisions RANS des modèles k − ! Wilcox (1988) [208], Menter
SST [135], Kok (2001) [104] et Wilcox (2006) [207] sont présentées avec une activation des termes
sources de k et de ! à xRS ≥ xRS,tr = −0.27. Ces résultats sont comparés aux prévisions du modèle
de transition à équations de transport 
 − Re�,t de Langtry–Menter [113, 114].
Tous les modèles k − ! emploient un limiteur de shear stress [134] afin de respecter l’inégalité de
Bradshaw u′v′∕k ≤ 0.3. Le modèle de Wilcox 1988 emploie également le limiteur de Zheng [217],
afin de réduire la dépendance du modèle aux conditions de la turbulence à l’extérieur de la couche
limite. Le modèle de Langtry–Menter [113, 114] est utilisé avec le modèle k − ! Menter SST, en
accord avec ce qui est proposé dans la littérature.
La comparaison des prévisions des quantités de couche limite est présentée sur la figure 5.7. On
observe qu’en aval de la région laminaire (xRS ≥ −0.27) aucun modèle ne prévoit avec précision
toutes les quantités de couche limite, car toutes les courbes sont relativement éloignées des courbes
DNS. Soulignons cependant que l’ensemble des modèles reproduisent très bien le début de la région
transitionnelle, situé à xRS = −0.27, car l’évolution de Re� marque une croissance très prononcée
à proximité de ce point. Cette observation est renforcée par l’évolution du cf , où l’on peut remar-
quer que le maximum local de cf dans le bulbe, juste en amont du pic négatif très prononcé de cf(minimum global), est raisonnablement bien prévu par tous les modèles. Par conséquent, on peut
en déduire que le point de transition xtrRS ≈ −0.27 est bien prévu, mais en aval du point de transi-
tion, chaque modèle évolue de façon différente en s’éloignant systématiquement de l’évolution DNS
souhaitée. Deux points principaux sont alors mis en évidence :

— La prévision correcte de la localisation du point de transition n’est pas une condition suffi-
sante pour que les modèles prévoient de manière adéquate l’écoulement en aval du point de
transition.

— Chaque modèle de turbulence produit différentes prévisions en aval du point de transition.
En conséquence, il peut être en déduit que le même type d’activation de deux modèles de
turbulence quelconques produit des prévisions différentes en aval du point d’activation.

Sur la figure 5.7, on observe qu’il existe une tendance des différents modèles à surestimer la longueur
du bulbe. Rappelons que le bulbe est mis en évidence par les courbes de cf , car la région où cf < 0correspond au gradient négatif de vitesse à la paroi provoquée par la partie d’écoulement moyen de
retour dans le bulbe. Alors que le point de décollement, cf (xRS = −1) = 0, est bien prévu par tous
les modèles, les points de recollement des modèles RANS (où cf redevient positif) sont situés plusen aval que le point de recollement de la DNS, cf (xRS = 0) = 0. Le modèle qui surestime le plus la
longueur de bulbe est le modèle de Kok, avec une surestimation relative de 85% environ, alors que
le modèle de Menter surestime la longueur de bulbe de 30% environ.
La surestimation de la longueur de bulbe se manifeste également par l’évolution de l’épaisseur de
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○ DNS de Laurent et al. [117]
k − !Wilcox (1988) [208] + SST avec activation Step.
k − !Menter SST [135] avec activation Step.
k − ! Kok [105] + SST avec activation Step.
k − !Wilcox (2006) [207] + SST avec activation Step.
k − !Menter SST [135] avec le modèle de transition 
 − Re�,t de Menter-Langtry [113].
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FIGURE 5.7 –Quantités de couche limite des prévisions RANS des modèles k−! avec activation des termes
sources à xRS = −0.27 (Step), ou activation par équations de transport 
−Re�,t [114], comparées au résultats
DNS de Laurent et al. [117].
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déplacement, �∗, et via le facteur de forme H . Tous les modèles prévoient des valeurs de �∗ et H
plus élevées que les données DNS, ce qui est en accord avec le fait que les bulbes RANS sont plus
longs que le bulbe DNS. En effet, un bulbe de grandes dimensions a un impact plus important sur le
reste de l’écoulement potentiel qu’un bulbe de petites dimensions. Ainsi, les valeurs de �∗ d’un gros
bulbe sont plus importantes que celles d’un plus petit bulbe. De même, un bulbe de dimensions plus
grandes possède un écoulement de retour plus important, ce qui se manifeste par de fortes valeurs
du facteur de formeH .
À partir de plusieurs longueurs de bulbe en aval du point de recollement, xRS ⪆ 3, on peut observer
que la valeur de Re� prévue par chacun des modèles est très différente. Or, en aval de xRS ⪆ 1, tous
les modèles prévoient une couche limite turbulente attachée. Comme il sera montré dans le prochain
chapitre, ces différences significatives entre chaque modèle sont vraisemblablement liées à l’effet
d’histoire du bulbe sur la couche limite turbulente naissante en aval de celui-ci.
Regardons maintenant un peu plus en détail l’écoulement. La figure 5.8 montre les profils de vitesse
prévus par les différents modèles RANS ainsi que ceux issus de la DNS. Les données sont présentées
en utilisant une échelle naturelle (en haut) et une échelle logarithmique (en bas). Nous pouvons
observer que les profils de vitesse diffèrent significativement des données DNS à proximité du bulbe
(−0.27 ⪅ xRS ⪅ 4), alors que plus en aval (xRS ⪆ 4) ces différences tendent à diminuer. Cette
diminution des différences est cohérente avec le fait que la corrélation des quantités turbulentes
entre deux points, l’un situé à proximité du bulbe, et l’autre plus en aval, tend à diminuer avec la
distance entre les deux points [181].
L’une des différences principales entre les prévisions RANS et les données DNS est la zone de
sillage 1 de la couche limite turbulente. Alors que la DNS montre un raccord doux (asymptotique)
de u∕ue → 1, les modèles RANS, au contraire, prévoient un raccord plus abrupt.
Sur les profils de vitesse en échelle logarithmique, nous pouvons constater que les modèles tendent
à prévoir une région logarithmique en dessous de celle prévue par la DNS et la courbe théorique.
Cela est le cas même sur plusieurs longueurs de bulbe en aval du recollement. La littérature [2, 188]
montre que les courbes u+(y+) présentant des valeurs de vitesse inférieures à la théorie dans l’inter-
valle de y+ correspondant à la région logarithmique, reflètent une couche limite turbulente encore
peu développée. Par conséquent, grâce aux prévisions u+(y+) desmodèles RANS, nous en déduisons
que les modèles RANS prévoient un développement trop lent de la couche limite turbulente.
La figure 5.9 montre les lignes de courant et les contours de la composante croisée des tensions de
Reynolds, −u′v′∕u2∞, obtenus par la DNS et par les simulations RANS. À première vue, on peut
constater qu’aucun modèle RANS (5.9.b, 5.9.c et 5.9.d) ne reproduit précisément les lignes de cou-
rant et les niveaux de tension de Reynolds de la DNS (5.9.a). Le modèle de Menter-Langtry (5.9.b),
et le modèle Wilcox 2006 avec limiteur (5.9.c) prévoient un bulbe de dimensions trop importantes
par rapport à la DNS. De plus, on constate une sous-estimation des niveaux de tensions de Reynolds
et un retard de la concentration maximale des tensions de Reynolds. En effet, le point de concen-
tration maximale de tensions de Reynolds de la DNS est localisé à (xRS , yRS) ≈ (−0.03, 0.033),alors que ce point est prévu par Menter-Langtry à (xRS , yRS) ≈ (0.24, 0.047) et Wilcox 2006 avec

1. Pour rappel des différentes sous-régions d’une couche limite turbulente, voir la figure 1.6.
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limiteur le prévoit à (xRS , yRS) ≈ (0.44, 0.047). Il se produit une claire amélioration de la pré-
cision de la prévision RANS lorsqu’on désactive le limiteur SST (5.9.d). On constate en effet une
topologie des lignes des courant plus proche de celle de la DNS (5.9.a), mais les niveaux de tensions
de Reynolds ne sont pas encore précisément prévus par rapport à la DNS. Ce constat suggère que
le limiteur de shear stress contribue négativement à la précision de la prévision du bulbe. Cela est
vraisemblablement dû au fait que le limiteur de shear stress (SST) diminue le taux de croissance
de la turbulence, ce qui se traduit par une sous-estimation des tensions de Reynolds. Rappelons
que la DNS montre un déséquilibre de production-sur-dissipation de la turbulence (figure 5.6) très
prononcé dans la région transitionnelle. Il n’est pas surprenant alors de constater que le limiteur
de shear stress contribue à la sous-estimation des tensions de Reynolds, car il réduit le taux de
production-sur-dissipation k∕" via une limitation de la valeur de �t, impactant ainsi la valeur de
k.
En résumé, nous constatons un manque de précision des prévisions des modèles RANS existants par
rapport aux données DNS. Ce manque de précision se manifeste par les prévisions peu satisfaisantes
des quantités de couche limite et des profils de vitesse. En outre, nous constatons une sous-estimation
prononcée des tensions de Reynolds dans la région transitionnelle du bulbe qui semble liée aux
défauts de précision des prévisions RANS. À l’aide d’un simple test sur l’emploi du limiteur SST,
nous avons mis en évidence que les mécanismes qui réduisent le taux de production-sur-dissipation
de la turbulence empêchent les tensions de Reynolds de croître au rythme nécessaire, menant à une
sous-estimation des tensions de Reynolds qui se traduit par une surestimation de la taille du bulbe.
Sur la base de ces observations, on présentera dans le prochain chapitre : (a) les hypothèses de
modélisation destinés à corriger les effets observés, (b) la formulation mathématique du modèle et
son implémentation numérique, et (c) sa calibration et la vérification de l’apport de précision.
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○ DNS de Laurent et al. [117]
k − !Wilcox (1988) [208] + SST avec activation Step.
k − !Menter SST [135] avec activation Step.
k − ! Kok [105] + SST avec activation Step.
k − !Wilcox (2006) [207] + SST avec activation Step.
k − !Menter SST [135] avec le modèle de transition 
 − Re�,t de Menter-Langtry [113].
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(a) DNS
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FIGURE 5.9 – Comparaison des lignes de courant et de la tension de Reynolds adimensionnée par le carré
de la vitesse amont −u′v′∕u2∞ de : (a) la DNS de Laurent et al. [117] ; (b) k − ! Menter SST [135] avec le
modèle de transition 
 −Re�,t de Menter-Langtry [113] ; (c) k−!Wilcox (2006) [207] avec activation Step
et limiteur SST; et (d) k − !Wilcox (2006) [207] avec activation Step et sans limiteur SST.
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Chapitre 6

Développement de modèles permettant de
prévoir avec précision la transition par
bulbe de décollement

6.1 Objectifs et hypothèses de la modélisation

L’objectif principal de la modélisation présentée dans ce chapitre est de contribuer à l’amélioration
de la prévision des tensions de Reynolds dans le bulbe et son voisinage. Puisque le rôle principal
des modèles de turbulence est de fournir une approximation la plus précise possible des tensions
de Reynolds, il est raisonnable d’espérer que, si ces dernières sont bien modélisées, la topologie de
l’écoulement (les profils de vitesse), ainsi que le reste des quantités physiques d’intérêt (quantités
de couche limite, frottement, pression) seront mieux prévues par les modèles RANS corrigés.
Il est important de souligner que la problématique abordée dans cette proposition de modélisation
s’inscrit dans une catégorie de bulbes très précise :

— Bulbes statistiquement bidimensionnels (qui ont lieu, par exemple, sur les voilures d’avion
ou des pales d’hélicoptères ou d’éoliennes, ayant un grand allongement).

— Bulbes à décollement laminaire, transition décollée, et recollement provoqué par la turbu-
lence. Nous ne nous intéressons pas aux bulbes totalement laminaires (très faible Rec , oustructure très cohérente comme un tourbillon de bord d’attaque avec grande flèche), ni aux
bulbes totalement turbulents (bulbes ayant commencé la transition vers la turbulence en
amont du point de décollement).

— Bulbes en régime subsonique (en absence de chocs).
Dans le chapitre précédent (Ch.5, §5.2) il a été mis en évidence une sous-estimation des tensions
de Reynolds dans la région transitionnelle du bulbe de décollement. Cette activation inadéquate des
modèles de turbulence est le principal défaut à corriger. Pour cela, nous émettons l’ensemble des
hypothèses suivantes :

73
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1. Nous admettons que le point de transition, str , est correctement prévu, a priori, par les cri-
tères de transition AHD [6, 7, 11], Gleyzes [83] et Roberts [160], si l’influence de l’écoule-
ment de retour dans le bulbe sur l’écoulement laminaire est suffisamment bien modélisé par
l’activation du modèle de turbulence.

2. La sous-estimation des tensions de Reynolds dans la région transitionnelle du bulbe observée
dans les modèles existants est liée à leur incapacité à prévoir correctement la forte et pro-
gressive croissance de la turbulence dans la couche cisaillée. Par conséquent, nous suggérons
qu’en limitant l’impact des mécanismes qui empêchent la forte production de la turbulence
(limiteurs SST [134, 135], Zheng [217]...) et en contrôlant le déséquilibre de production-
sur-dissipation des modèles de turbulence via ses termes sources, il est possible de corriger
la dite sous-estimation des tensions de Reynolds dans le bulbe.

3. Nous admettons l’existence d’une échelle caractéristique du processus de croissance de la
turbulence dans la région transitionnelle du bulbe, permettant de :
— Localiser précisément la région où la correction des modèles de turbulence intervient.
— Employer la modélisation proposée à une large gamme de bulbes (très petits ou très

longs), grâce à une formulation adimensionnelle du processus d’activation des modèles
de turbulence.

L’échelle caractéristique identifiée est la longueur laminaire décollée,
llam ∶= str − ssep, (6.1)

où ssep ∶= s (ue ⋅ � = 0) est le point de séparation exactement prévu par les équations
de Navier-Stokes, et str est le point de transition prévu par les critères de transition. Par
conséquent, l’échelle llam est non-locale.

4. Nous admettons que le phénomène d’éclatement de bulbe menant au décrochage est natu-
rellement prévu via le déséquilibre important entre les forces inertielles et la diffusion de la
quantité de mouvement due à la production de la turbulence dans la région transitionnelle.
Par conséquent, aucun traitement spécifique n’est proposé dans la région transitionnelle afin
de prévoir l’éclatement du bulbe.

5. À la différence de certains modèles transitionnels existants [47, 114, 137, 151], dans cette
thèse nous ne considérons pas le facteur d’intermittence 
 comme étant le mécanisme d’ac-
tivation le plus adéquat des modèles de turbulence RANS. Cela est motivé par l’ensemble
suivant d’observations :
— L’emploi du facteur d’intermittence 
 prend tout son sens lorsque le cadre d’étude est

basé sur la moyenne conditionnelle [33–35]. Or, les modèles RANS étudiés dans cette
thèse sont basés sur une moyenne inconditionnelle.

— L’utilisation éventuelle du facteur d’intermittence 
 , dont l’équation de transport exacte a
été démontrée par Dopazo [64], afin d’activer les modèles de turbulence RANS exigerait
des contraintes de modélisation trop fortes, car :
— Mathématiquement 
 ∈ [0, 1] (cf discussion dans l’annexe A).
— À la frontière des couches turbulentes, 
 → 0 lorsque y → �. Or, vers y ≈ �, où la dif-

fusion est dominante [26], les modèles de turbulence sont déjà construits afin d’avoir
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un bon comportement [28, 89, 105, 209] (raccord doux du profil de vitesse, zone
sillage bien prévue, faible dépendance aux conditions externes de la turbulence). Par
conséquent, tenter de modifier le modèle de turbulence via, par exemple, la viscosité
turbulente pondérée par le facteur d’intermittence, risquerait de dégrader le com-
portement asymptotique du modèle et cela reviendrait à modifier les coefficients de
diffusivité effectifs du modèle de turbulence.

— Le facteur d’intermittence est unique pour chaque écoulement 1. Or, les résultats du
chapitre 5 suggèrent un traitement individuel de l’activation de chaque modèle de
turbulence, car nous avons montré qu’ils s’activent avec des dynamiques très diffé-
rentes. L’utilisation rigoureuse du facteur d’intermittence empêcherait alors un trai-
tement ad-hoc de l’activation des modèles de turbulence.

6. En conséquence du paragraphe précédent, les fonctions d’activation utilisées dans cette
thèse, f tr , ne doivent pas être liées au facteur d’intermittence (
 ≠ f tr). Elles doivent être
considérées plutôt comme des “coefficients de pondération empiriques” [8] conçus afin de
reproduire la forte et progressive production de la turbulence dans la région transitionnelle
des bulbes. Chaque modèle de turbulence est associé à une fonction f tr qui lui est propre, ga-
rantissant ainsi le traitement individualisé pour chaque modèle de turbulence. Cette fonction
intervient dans les termes sources de chaque modèle de turbulence considéré.

En résumé, dans cette section les bases de la modélisation effectuée dans cette thèse sont posées.
Afin de faciliter la référence à cette approche de modélisation dans la suite de ce manuscrit, nous
employons l’acronyme LSTT pour Laminar Separation Transition Triggering, qui signifie Ac-
tivation de la Transition par Décollement Laminaire en français. Dans la section suivante, nous
présentons l’approche LSTT pour les différents modèles de turbulence considérés.

6.2 Formulation mathématique des modèles

6.2.1 Modèles LSTT k − !

Le système d’équations (6.2) représente la famille de modèles suivante : Wilcox (1988) [208], Men-
ter BSL et SST (1994) [135], Kok [105] et Wilcox (2006) [207, 209]. Chaque variante k − ! est
obtenue en choisissant de manière adéquate les coefficients de fermeture du modèle. En outre, en
substituant les relations (6.2c) et (6.2d) par la relation constitutive EARSM, le système (6.2) permet
également de présenter le modèle de Hellsten [88].

1. En négligeant les possibles variations issues du choix de la fréquence de coupure employée dans la construction
de la fonction binaire d’intermittence I(t) (cf annexe A).
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L’approche LSTT dans (6.2) est détaillée ci-après :
1. La fonction de transition sans dimension f tr pondère le terme de production de l’équation de
k (6.2a). Elle a été conçue afin d’activer le terme de turbulence à partir du point de transition
str , supposé connu. Comme il a été discuté dans la section précédente (§6.1), la fonction f tr
n’est pas le facteur d’intermittence, et donc elle n’est pas bornée par 1. Justement, cette
fonction est conçue pour que localement f tr > 1, ce qui accélère la croissance de turbulence
dans la région transitionnelle, en accord avec les objectifs de la modélisation (§6.1).

2. Le terme de production de l’équation de ! (6.2b) est pondéré par min(f tr , 1). Ce facteur est
plus petit ou égal à 1 afin d’éviter une surproduction de ! lorsque f tr > 1 qui empêcherait
à k de croître rapidement dans la région transitionnelle (où localement f tr > 1).

3. Des tests préliminaires ont montré que le limiteur de shear stress (6.2d) réduisait trop la
production de la turbulence dans la couche cisaillé où a lieu la transition vers la turbulence.
Par conséquent, le rôle du coefficient Clim est justement de désactiver localement le limiteur
de shear stress dans la région transitionnelle (Clim = 0), et de le réactiver une fois que
la couche limite turbulente est bien établie (Clim = 1, typiquement quelques longueurs de
bulbe en aval de celui-ci).

Soulignons que l’expression (6.2d) du limiteur de shear stress a été écrite en suivant la formule
générale de Wilcox [209, p. 126]. Dans le modèle original de Wilcox (2006), �1 = 1, �2 = 0 et
Clim = 7∕8. Au contraire, dans le modèle de Menter SST [135], �1 = 0, �2 = 1 et Clim = 1.

6.2.2 Modèle LSTT Spalart-Allmaras

La variante LSTT du modèle de Spalart-Allmaras [187] est présentée ci-après. Par un souci de
simplicité et de cohérence avec la forme mathématique présentée dans la publication originale
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du modèle de turbulence (cf. [187]) et par cohérence avec le chapitre §3, les équations (6.3) sont
écrites sous forme incompressible. Elles peuvent être étendues aisément au cadre compressible en
employant l’hypothèse de Morkovin [146] et en remplaçant S ij par sa partie déviatorique Sd

ij =
S ij − (1∕3)Skk�ij .
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Dans l’équation (6.3a) on peut observer que f tr agît sur les termes de production et de destruction de
�̃. Nous limitons le facteur de pondération de la destruction de �̃ à 1. Ceci est fait pour la même raison
que la limitation de la pondération de la production de ! présentée dans le paragraphe précédent.
C’est-à-dire, le facteur de pondération du terme de destruction de �̃ est limité à 1 afin d’amorcer une
rapide croissance de la turbulence lorsque f tr > 1.
Puisque le modèle de Spalart-Allmaras n’emploie pas de limiteur de shear stress, soulignons qu’il
n’a pas été nécessaire d’introduire la fonction Clim.

6.2.3 Modèle LSTT RSM SSG/LRR

La variante LSTT [25] du modèle de transport des tensions de Reynolds RSM SSG/LRR-! [44] est
présentée ci-après. Afin de simplifier l’intervention de LSTT, le modèle SSG/LRR-! est présenté
schématiquement dans l’équation suivante (6.4). Pour approfondir sur les détails de la modélisation
complète du modèle original RSM SSG/LRR-!, le lecteur pourra se référer à [44].
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Dans (6.4a), la forme générique de l’équation de transport des tensions Reynolds est présentée avec
la moyenne de Favre (cf §1.38), où R̃ij est le tenseur de Reynolds ; Pij est le terme de production ;
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Πij est le terme de redistribution par pression fluctuante ; "ij est le terme de dissipation ; Dij est leterme de diffusion ; et Mij est l’ensemble d’effets liés à la compressibilité qui sont négligés dans
SSG/LRR. L’équation (6.4b) représente l’équation d’échelle pour ! du modèle RSM SSG/LRR.
La mise en œuvre de l’approche LSTT dans RSM SSG/LRR-! suit la même idée que pour les
modèles à deux équations k − !. C’est-à-dire, la fonction de transition f tr intervient dans le terme
de production des tensions de Reynolds, Pij , ainsi que dans le terme de production de !, mais ce
dernier facteur est limité à 1 afin de prononcer le déséquilibre production-sur-dissipation dans les
régions où f tr > 1.

6.2.4 Fonctions d’activation

Explicitons maintenant la forme exacte des fonctions f tr et Clim. Ce sont de simples fonctions 1D
algébriques, dépendantes de l’abscisse curviligne pariétale sans dimensions ŝ :

ŝ ∶=
s − str
str − ssep

, (6.5)

où s est l’abscisse curviligne pariétale dimensionnelle suivant la direction principale de l’écoule-
ment. À ce stade, il est nécessaire de faire une précision importante. Dans le système (6.2), il a été
montré que f tr est une fonction qui intervient par les termes de production afin d’activer le modèle
de turbulence. Donc, on peut en déduire qu’en générale la fonction f tr dépend du point de l’espace
considéré : f tr(x, y, z). Or, nous venons de souligner que la fonction est 1D et dépend de l’abscisse
curviligne, f tr(ŝ). En réalité, la fonction f tr est bel et bien une fonction 1D dépendante de ŝ, mais
pour pouvoir l’appliquer à tout l’écoulement (équation (6.2)), cette fonction est extrudée en suivant
la direction normale à la paroi. Le même raisonnement s’applique à la fonction Clim. L’explicationde cette stratégie est présentée dans la section §6.3.
La figure 6.1 montre la forme 1D des fonctions f tr et Clim. La fonction f tr est une simple combi-
naison de polynômes d’Hermite, et la fonction Clim prend la forme de la fonction Heaviside. Sous
cette forme mathématique, les fonctions f tr et Clim font apparaître quatre coefficients de fermeture
à calibrer en fonction du modèle de turbulence (cf §6.4) : a, ŝa, ŝb et ŝc.

6.3 Implémentation de l’approche LSTT

Dans cette section nous présentons les principes de base de l’implémentation de l’approche LSTT
proposée dans cette thèse. Dans §6.3.2, nous justifions le choix du cadre employé pour l’implé-
mentation, qui est impacté par la modélisation (et vice-versa). La dernière partie de cette section,
§6.3.1, est dédiée à présenter concrètement les différentes étapes à effectuer pour l’implémentation
de l’approche LSTT.
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0 ŝa ŝb
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ŝ−ŝa
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ŝb−ŝa

)2]
a
[ −
2
( ŝ ŝ a
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ŝ < ŝc
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FIGURE 6.1 – Fonction d’activation de la transition f tr (polynôme cubique C1) et fonction d’activation
du limiteur de shear stress Clim utilisés dans l’approche LSTT [25] en employant la coordonnée spatiale
adimensionnée ŝ (6.5), et faisant apparaître les coefficients de fermeture a, ŝa, ŝb et ŝc , calibrés pour chaque
modèle de turbulence (§6.4).

6.3.1 Étapes de l’approche algébrique non-locale de transition par critères

Dans cette section nous esquissons les principales étapes à effectuer pour appliquer LSTT d’une ma-
nière générale, car même si l’approche LSTT a été implémentée dans le code elsA [36], la méthode
se veut indépendante du code utilisé. Ces étapes sont résumés sur les figures 6.2, 6.3 et 6.4.

(a) Spécification des lignes de transition : Comme schématisé sur la figure 6.2(a), la première
étape consiste à construire les lignes de transition sur les parois solides (le long de ces lignes les
critères de transition sont évalués). Pour cela, on spécifie un point de début (start) une direction (par
exemple, en suivant l’un des indices i, j, k d’un maillage structuré) et un point final (end).

(b) Spécification des régimes : Comme schématisé sur la figure 6.2(b), l’étape suivante consiste
à spécifier le régime de l’écoulement sur les différentes surfaces pariétales. Concrètement, l’utili-
sateur spécifie quelles régions sont laminaires (typiquement à proximité du point d’arrêt du bord
d’attaque), turbulentes (typiquement à proximité du bord de fuite) et transitionnelles (où les critères
détermineront la localisation du point de transition, str , sur l’abscisse curviligne de la ligne, s).
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Schéma d’une configuration
type profil d’aile

start

end

Line 1

start
Line 2 end

(a) Spécification des lignes de transition
(ici, une à l’extrados, l’autre à l’intrados)

f tr=0
imposed

f tr=1
imposed

f tr computed

f tr computed

(b) Préconditionnement (1/2) spécifier zones :
laminaires, transitionnelles et turbulentes.

f tr=0
imposed

f tr=1
imposed

f tr computed

f tr computed

f tr=0 if failure f tr=1 
if failure

(c) Préconditionnement (2/2) du mode sûr :
laminaire ou turbulent si échec des critères.

FIGURE 6.2 – Préparation du calcul transitionnel avec critères : établissement des lignes de transition [47]
le long desquelles les critères de transition [6–9, 11, 83, 160] sont évalués, et conditionnement des régions
laminaires, transitionnelles et turbulentes, ainsi que l’établissement d’un mode sûr en cas d’échec des critères
se déclenchant généralement dans les premières itérations du calcul ou dans des transitoires numériques non-
physiques.

(c) Établissement d’un fail-safe (mode sûr) : Il est important de souligner qu’il existe des tran-
sitoires numériques, souvent liés aux premières itérations de la somulation, où le calcul du critère
de transition ou même le calcul des quantités de couche limite peuvent échouer. Dans telle circons-
tance, l’information de la localisation du point de transition str ne peut pas être obtenue. Or, elle
est nécessaire pour poursuivre le calcul, car la fonction de transition doit toujours être définie. Par
conséquent, afin d’améliorer la robustesse et la convergence de cette approche, on définit un mode
sûr comme schématisé sur la figure 6.2(c). Ce mode sûr se déclenche en cas d’échec (et uniquement
sur les lignes de transition concernées) et il consiste à imposer la position de str .

(d) Calcul et stockage des quantités de couche limite : Comme schématisé sur la figure 6.3(d),
cette étape consiste à trouver la frontière de couche limite �, calculer les quantités de couche li-
mite (§1.3.3) et les stocker sous forme de variables surfaciques. Cette étape est expliquée en détail
par Cliquet et al. [47]. Dans cette étape on repère et on stocke également la position du point de
décollement laminaire : ssep = min(s(ue ⋅ �wall < 0)).
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(d) Calcul des quantités de couche limite :

(d.1) Trouver la frontière de couche limite �
→ pour les détails voir [47]

(d.2) Calcul des quantités C.L. (H , �∗, Re� ...)(d.3) Repérage du point de décollement
laminaire : ssep = min(s(ue ⋅ �wall < 0))(d.4) Stockage quantités C.L. sous forme de
variables surfaciques (sur les parois)

Arnal, 
Habiballah, 
Delcourt

(AHD criterion)

Gleyzes
criterion

(e) Évaluation du critère AHD [6–9, 11] pourH ⪅ 3
et du critère Gleyzes [83] pourH ⪆ 3

(f) Détermination du point de transition, stroùN = Ntr(Tu� ), relation de Mack [125]. (g) Remplissage de la fonction de transition†
à la paroi, f trwall. Activation Step en exemple.
Alternative : activation LSTT (fig. 6.1)
† :(idem pour la variable Clim )

FIGURE 6.3 – Étapes à suivre pour l’application des critères de transition. Avant cette étape, les lignes de
transition doivent être construites et pré-conditionnées (voir fig. 6.2). À l’issue de cette phase, la variable
pariétale f tr (et éventuellement Clim) doivent être extrudés (voir fig. 6.4) afin de pouvoir les appliquer aux
termes sources des équations de la turbulence.

(e) Application des critères de transition : Cette étape est schématisée sur la figure 6.3(e), et elle
a pour but de trouver le point de transition sur chaque ligne de transition. Dans le cadre des études
de cette thèse les critères principalement utilisés sont Arnal-Habiballah-Delcourt [6, 7, 11] (AHD)
et Gleyzes [83] pour la prévision du point de transition naturelle d’une couche limite attachée ou
décollée. Les critères deAHD-Gleyzes, basés sur l’analyse de stabilité linéaire et sur des corrélations
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expérimentales, sont utilisés pour modéliser le taux d’amplification total,N , des ondes de Tollmien-
Schlichting. Ainsi, ces critères sont plutôt adaptés à la prévision de la transition naturelle (pour de
faibles niveaux de turbulence externe). Les critères évaluent des expressions algébriques non-locales
le long de l’abscisse curviligne s. Ces expressions emploient des quantités de couche limite, d’où
la nécessité de les calculer lors de l’étape précédente.
Par un soucis de simplicité, seule l’expression du critère AHD sous sa forme incompressible est
présentée ici :

Re�tr = −206 exp(25.7Λ2)[ln(16.8Tutr ) − 2.77Λ2] + Re�cr (6.6)
Le point de transition est localisé à s = str où Re�(s) = Re�tr est atteint. On peut remarque que le
point transition dépend du niveau de turbulence seuil, Tutr . Cette valeur correspond au niveau de
turbulence à la frontière de couche limite, Tutr ≡ Tu� . L’indice “cr” fait référence au point critique
laminaire, qui est localisé à s = scr < str lorsque Re�(s) = Re�cr = exp(52∕H(s) − 14.8). Le para-
mètre de Pohlhausen moyen, Λ2, s’écrit (6.7) :

Λ2 =
1

s − scr

ˆ s

scr

−�2
�|ue|

)pwall
)s

ds, (6.7)

où |ue| indique le module de la vitesse à la frontière de la couche limite et pwall la pression à la paroi.
Le critère AHD est utilisé depuis le point critique laminaire jusqu’au point oùH = 2.8. Si le point
de transition n’a pas été atteint à ce point (nommé le point switch), alors la prévision du point de
transition est relayée par le critère de Gleyzes, qui modélise le taux d’amplification totalN et s’écrit
comme ceci :

N(s) = Nsw +
ˆ Re�

Re�sw

−2.4
GL

dRe� (6.8)

La fonction de Gleyzes GL s’écrit (6.9) :

GL =
⎧

⎪

⎨

⎪

⎩

−162.11093
H1.1 pour 3.36 < H

−73[exp [−1.56486(H − 3.02)]] pour 2.8 < H ≤ 3.36
−103[exp[−4.12633(H − 2.8)]] sinon

(6.9)

(f) Détermination de la localisation du point de transition : Comme schématisé sur la figure
6.3(f), le point de transition se situe au point où le taux d’amplification total atteint la valeur seuil
Ntr = N(s = str) de l’équation (6.8). Cette valeur seuil et liée à la valeur seuil du taux de turbulenceexterne Tu� via la relation de Mack [125],Ntr = −2.4 ln(Tu� ) − 8.43.
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Notons que la valeur deNsw > 0 de l’équation (6.8) prend en compte de l’histoire de la réceptivité
des perturbations de la couche limite laminaire jusqu’au point switch. Sa valeur est déterminé en
remplaçant Re� tr par la valeur actuelle de Re�(s = ssw) de l’équation (6.6), puis en injectant la
relation de Mack dans (6.6) et en résolvant pourN(s = ssw), ce qui conduit à (6.10) :

Nsw = −8.43 − 2.4 ln

[

1
16.8

exp

(

2.77Λ2 −
Re� − Re� cr

206 exp(25.7Λ2)

)]

(6.10)

(g) Calcul des fonctions de transition à la paroi : Cette étape, représentée sur la figure 6.3(g),
consiste à fournir des valeurs numériques aux fonctions de transition en connaissant le point de
transition str . Dans l’exemple de la figure 6.3(g), une simple activation off/on de type Step où
f trwall(s < str) = 0 et f trwall(s ≥ str) = 1 est présentée. Alternativement, lors de cette étape on
peut effectuer l’activation LSTT (figure 6.1), car str et ssep sont connus. Notons que le calcul de lavariable Clim s’effectue également à ce moment là.

(h) Extrusion algébrique des fonctions de transition : Cette phase est illustrée sur la figure 6.4.
Elle consiste à traduire les fonctions de transition (f tr , Clim) définies à la paroi lors de l’étape (g),en une fonction définie en tout point de l’espace 3D. Pour cela, on effectue une extrusion normale
aux parois. Cette opération d’extrusion est semblable à celle qui doit être effectuée pour obtenir la
distance à la paroi, n, utilisée par exemple dans les modèles de turbulence deMenter SST [135] et de
Spalart-Allmaras [187]. Par contre, en plus de cette opération d’extrusion, schématisée sur la figure
6.4(h.1), en pratique on effectue en même temps une opération de confinement. Le confinement,
schématisé sur la figure 6.4(h.2), consiste à limiter l’extrusion de la paroi jusqu’au voisinage de
la frontière de couche limite, l’étendu du confinement étant déterminé par le facteur Δ� > 1 et
l’épaisseur de couche limite �. Au-delà de la région de confinement, des valeurs constantes des
fonctions de transition sont appliquées. Par exemple, pour des distances à la paroi supérieurs à la
frontière de confinement, la fonction f tr et Clim valent 1 : f tr(n>Δ��) = 1 et Clim(n>Δ��) = 1. Ilest important de souligner que l’opération d’extrusion s’effectue de façon algébrique à chaque fois
que les fonctions de transition sont sollicitées via les termes des équations de la turbulence. Il n’est
pas nécessaire de stocker les valeurs volumiques de l’extrusion à chaque point du maillage.
En résumé, essentiellement les différentes étapes de l’application de l’approche LSTT se divisent en
trois phases principales : la phase de pré-traitement ou pré-conditionnement (figure 6.2), la phase de
co-traitement et d’application des critères (figure 6.3) et la phase d’application des fonctions de tran-
sition ou d’extrusion (figure 6.4). Pour des simulations où les conditions aux limites ne varient pas
avec le temps et les corps ne changent pas de position durant la simulation, la phase de pré-traitement
(fig. 6.2) n’est effectué qu’une seule fois, au début de la simulation. Dans le cas contraire, cette opé-
ration doit être effectuée tous les modulo itérations en temps, afin de prendre en compte l’évolution
de la topologie de l’écoulement avec le temps (c’est le cas, par exemple, lorsque cette méthode est
appliquée aux rotors d’hélicoptère en vol d’avancement [85] où la phase de pré-conditionnement
doit être programmée afin de prendre en compte le changement de topologie de l’écoulement lors de
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(h) La phase d’extrusion consiste à traduire la fonction de
transition f trwall, définie aux parois x⃗wall, en une
fonction f tr définie en tout point de l’espace x⃗.

(h.1) L’extrusion, symbolisée ici par l’opérateur �(x⃗, f trwall, n⃗),s’effectue de façon normale aux parois, de manière similaire
au calcul de la distance turbulente employée dans [135, 187].

f tr(x⃗) = �(x⃗, f trwall, n⃗)

(h.2) On effectue un confinement (symbolisé ici par la fonction
Heaviside ) à une fraction (Δ� ≥ 1) de la frontière de C.L. �.

f tr(x⃗) = �(x⃗, f trwall, n⃗)⋅(1−(x⃗−x⃗wall −� ⋅Δ�)) +(x⃗−x⃗wall −� ⋅Δ�)

FIGURE 6.4 – Étapes à suivre pour l’extrusion des fonctions de transition pariétales (f tr et similairement
Clim) afin de pouvoir les appliquer aux termes sources des équations de la turbulence (donc en tout point 3D
de l’espace). Avant cette phase, les lignes de transition doivent être construites et pré-conditionnées (voir fig.
6.2) et les critères de transition doivent être appliqués (voir fig. 6.3).

la rotation des pales). Les deux autres phases de la méthode (figs. 6.3 et 6.4) ne nécessitent a priori
aucune intervention de l’utilisateur. Soulignons, enfin, qu’une relaxation de la procédure peut être
effectuée : les phases de co-traitement de couche limite, du calcul des critères et d’extrusion peuvent
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n’être effectuées que modulo un nombre d’itérations déterminé. Cette démarche de relaxation peut
aider à améliorer la convergence des simulations stationnaires.

6.3.2 Choix du cadre d’implémentation

Comme précisé au §6.3.1, l’enjeu principal de l’implémentation des modèles proposés dans cette
thèse consiste à définir les fonctions de transition f tr et Clim en tout point du domaine de calcul.
Il est judicieux de rappeler que l’approche LSTT s’appuie sur le cadre de simulation RANS avec
transition par critères non-locaux avec activation algébrique de la turbulence. Ce cadre, qui existait
déjà avant le début des travaux de cette thèse, est détaillé par Cliquet et al. [47] et Perraud et al.
[151]. Un choix alternatif aurait pu consister à baser LSTT dans le cadre d’équations de transport
[19, 20, 45, 112–114, 123, 142–144, 200] où f tr et Clim seraient des quantités transportées. Ce cadre
alternatif a un certain nombre d’avantages, notamment :

1. La simplicité d’implémentation dans la plupart de codes CFD, car ils sont tous basés juste-
ment sur le concept d’équations de transport [114].

2. La simplicité de la parallélisation massive, car les équations de transport sont reliées à des
quantités locales 2 [114, 200].

3. L’emploi exclusif des quantités locales2 permet l’utilisation directe de la méthode sur des
maillages non-structurés [113].

En revanche, les avantages énumérés ci-dessus ne sont possibles effectivement que si les modèles de
turbulence et de transition sont basés exclusivement sur des quantités locales2. Ceci empêche l’accès
à des quantités décrivant finement les propriétés des couches limite (§1.3.3) commeH , �∗ ou Re�.Or, les critères de transition produisent des prévisions précises du point de transition [151] car ils
se basent sur ces quantités non-locales. En outre, l’hypothèse principale (§6.1) de LSTT repose sur
l’emploi d’une quantité non-locale : la longueur laminaire du bulbe (6.1). Ce dernier aspect suffit à
justifier l’emploi du cadre transitionnel algébrique non-local. Toutefois, il est pertinent d’énumérer
également les principaux avantages de ce cadre (contre l’emploi d’un cadre basé purement sur des
quantités locales et équations de transport) :

1. L’emploi conjoint des quantités non-locales de couche limite et du concept de lignes de tran-
sition [47] permet l’utilisation de critères de transition fournissant des prévisions précises
du point de transition [151].

2. L’accès à des quantités non-locales, comme la longueur laminaire du bulbe, permet de mo-
déliser l’activation de la turbulence à l’échelle du phénomène physique d’intérêt (le bulbe),
ce qui produit des prévisions précises pour des échelles très différentes de bulbes [25].

2. Nous admettons ici qu’une quantité est considérée locale si elle est accessible uniquement par le stencil de calcul
numérique (par exemple 5 cellules de maillage dans chacune des 3 directions spatiales pour le schéma numérique
AUSM+ [121, 130] employé dans les maillages structurés des travaux de cette thèse).
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3. D’un point de vue informatique, ce cadre nécessite moins de placemémoire qu’un équivalent
en équation de transport. Par exemple, dans le cadre algébrique les fonctions f tr et Clim sont
stockées uniquement aux parois (voir §6.3.1), alors que dans un cadre basé purement sur des
équations de transport ces quantités auraient dû être stockées dans tout point du maillage,
nécessitant alors plus de place mémoire.

Toutefois, il est important de souligner les inconvénients majeurs du cadre retenu pour LSTT :
1. Comme il a été présenté sur la figure 6.2, laméthode nécessite un effort de pré-conditionnement

qui conduit à deux inconvénients principaux :
(a) Dans une certainemesure, l’utilisateur de laméthode doit avoir une connaissance a priori

des régions laminaires, transitionnelles et turbulentes. Cet aspect n’est pas trivial dans
de configurations complexes et il nuit au caractère prédictif de l’approche.

(b) Ce pré-conditionnement se traduit par un effort supplémentaire à fournir de la part de
l’utilisateur (manuel ou automatique ; en pré-traitement et/ou co-traitement du calcul),
comparé aux approches basées purement sur des équations de transport.

2. Comme il a été présenté sur la figure 6.3, la méthode nécessite le calcul des quantités de
couche limite [47]. Cette opération de co-traitement est réalisable efficacement en maillages
structurés, mais elle s’avère plus coûteuse dans des maillages non-structurés [travaux en
cours à l’ONERA].

Compte tenu des avantages et des inconvénients de chaque cadre, ainsi que des spécificités liées aux
hypothèses de la modélisation LSTT, l’utilisation du cadre algébrique non-local de transition par
critères est justifiée.

6.4 Fermeture des coefficients des modèles
Dans cette section nous présentons la logique suivie dans le processus de fermeture des coefficients
des fonctions de transition de l’approche LSTT (coefficients a, ŝa, ŝb et ŝc, cf figure 6.1). Rappelonsque le but de cette calibration est de corriger les défauts de prévision des modèles RANS (cf §5).
Par conséquent, afin de trouver les coefficients de fermeture du modèle, il faut d’abord déterminer la
cible (ou les cibles) sur lesquelles les coefficients doivent être calibrés. Ainsi, un problème d’optimi-
sation (par modèle de turbulence) est défini en ayant comme paramètres à optimiser les coefficients
LSTT et comme cible(s) la(les) quantité(s) de référence. Or, l’ensemble de choix possibles pour
définir la(les) cible(s) est vaste : on peut chercher à optimiser sur un seul écoulement de référence,
ou sur plusieurs ; on peut cibler une seule quantité physique (comme le frottement) ou plusieurs
(comme les tensions de Reynolds, les profils de vitesse, etc). En conséquence, il est important de
souligner les observations suivantes :

1. Un grand nombre d’écoulements cibles produirait une calibration des coefficients de ferme-
ture mieux adaptée à des variations des paramètres physiques, ce qui est un aspect souhai-
table pour le modèle. Cependant, cela poserait les inconvénients suivants :
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(a) Il faudrait disposer d’un accès à des données détaillées, riches et fiables sur plusieurs
écoulements de bulbes de décollement laminaire.

(b) Plus le nombre d’objectifs est important, plus l’algorithme d’optimisation à appliquer
doit être sophistiqué afin d’éviter la non-convergence du processus d’optimisation.

(c) Plus le nombre d’objectifs est important, plus le nombre d’évaluations de la fonction est
élevé pour produire une convergence de l’optimisation, ce qui produirait un coût globa-
lement important. Notons que chaque évaluation de la fonction d’optimisation consiste
en une simulation RANS transitionnelle jusqu’à convergence avec un maillage très fin à
l’échelle du bulbe (afin de réduire l’impact du schéma numérique).

2. Le choix de cibler des quantités physiques de référence sous forme de champs (champs de
vitesses, champs de tensions de Reynolds) produirait une calibration plus précise du modèle
LSTT qu’en choisissant des cibles dimensionnellement moins riches (comme l’évolution 1D
du coefficient de frottement, ou même un simple scalaire comme le coefficient de traînée).
Cependant, des inconvénients analogues à ceux exposés dans le point précédent pourraient
apparaître, à savoir :
(a) Cibler tout un champ d’une ou de plusieurs quantités physiques équivaut à résoudre un

problème d’optimisation avec un grand nombre d’objectifs (cela dépend de la discrétisa-
tion spatiale du champ de la cible). Afin d’accomplir cette tâche, les algorithmes basés
sur l’adjoint sont spécialement bien adaptés, mais ils nécessitent une intervention forte
dans les équations du système à résoudre (y compris dans les équations des modèles de
turbulence et de transition). Puisque l’implémentation de cette approche dans l’ensemble
des modèles utilisés n’existe pas à l’heure où les travaux de cette thèse sont effectués,
et considérant l’important investissement en temps d’une telle entreprise, cette voie n’a
pas été explorée.

(b) Nous estimons que le nombre d’itérations d’optimisation pour calibrer tout un champ est
plus important que le nombre d’itérations nécessaire pour calibrer une courbe 1D ou un
ensemble plus petit de variables physiques.

En considérant ces observations, le choix a été fait de privilégier les méthodes les plus simples et
rapides qui se prêtent le mieux à l’automatisation du processus de calibration. Pour cela, dans un
premier temps, la calibration des coefficients LSTT [25] des modèles k−! deWilcox (1988) [208],
Menter [135], Kok [105] et Wilcox (2006) [207, 209] a été effectuée de la manière suivante :

1. Un seul écoulement de référence a été considéré pour la calibration. Cet écoulement est celui
présenté dans §5.1 où l’on dispose des données DNS de Laurent et al. [117].

2. La cible , c̃, de l’optimisation est le vecteur suivant :
c̃ = [xreat , max(cf (x > xreat)), x(max(cf (x > xreat))), x(min(cf )), �(xRS = 4)] (6.11)

Ce qui constitue un problème d’optimisation très simple avec 4 paramètres et 1 seul objectif
scalaire : ||c̃ (DNS) − c̃ (RANS)|| = 0.
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3. Le problème d’optimisation a été résolu en résolvant un problème de Newton en approchant
la Jacobienne entre deux itérations successives par différences finies.

Le processus décrit dans le paragraphe précédent a abouti [25] à l’ensemble des paramètres de
fermeture présenté dans le tableau 6.1.

ŝa ŝb ŝc a
Wilcox 2006 0.182 0.414 5.83 2.15
Kok 0.200 0.620 5.83 2.23
Menter SST 0.312 0.544 5.83 2.20
Wilcox 1988 0.086 0.487 3.78 1.85

TABLE 6.1 –Coefficients de fermeture dumodèle LSTT selon différentes variantes des modèles de turbulence
k − ! proposé par Bernardos et al. [25].

Une autre méthodologie différente pour calibrer les coefficients de fermeture des fonctions LSTT
a été explorée. Il s’agit d’une méthode basée sur l’assimilation des données en employant le code
Birdie [59]. Comme pour la méthode précédente, un seul écoulement de référence a été utilisé. En
revanche, la cible employée est basée sur une discrétisation fine de l’évolution du coefficient de
frottement :

c̃ = cf (−1 < xRS ≤ 5) (6.12)
Cette méthode a été appliquée au modèle k − !Wilcox 2006 et le résultat de la calibration est très
similaire à celui présenté dans le tableau 6.1, ce qui valide d’application de Birdie [59] dans ce
type de problématique. Ainsi, cette méthode a été utilisée pour calibrer les coefficients LSTT pour
les modèles de turbulence de Hellsten [88], Spalart-Allmaras [187] et RSM SSG/LRR [44]. Les
coefficients ainsi obtenus sont présentés dans le tableau 6.2.

ŝa ŝb a
Hellsten EARSM 0.220 0.600 2.05
Spalart-Allmaras 0.428 3.107 7.03
RSM SSG/LRR-! 0.231 0.478 2.52

TABLE 6.2 – Coefficients de fermeture du modèle LSTT selon différentes familles de modèles de turbulence
en employant la méthode d’assimilation de données Birdie [59].

6.5 Vérification de l’apport de précision des modèles LSTT
Dans cette section, les prévisions de la configuration de référence issues de la calibration des co-
efficients LSTT des différents modèles de turbulence sont présentées. Dans §6.5.1, la calibration
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LSTT avec le modèle de turbulence k − !Wilcox 2006 est détaillée. Ensuite, dans §6.5.2, les pré-
visions de calibration LSTT d’autres variantes k − ! Boussinesq sont étudiées (Menter, Kok et
Wilcox 1988). Enfin, dans §6.5.3, les prévisions des extensions LSTT aux modèles de turbulence
de Spalart-Allmaras, Hellsten EARSM et RSM SSG/LRR sont présentées.

6.5.1 Prévisions calibrées du modèle Wilcox 2006 LSTT

La prévision des quantités de couche limite issues du modèle k − !Wilcox 2006 [207] LSTT [25]
sur la configuration de référence de plaque plane (§5.1) est présentée sur la figure 6.5. Les profils
de vitesse sont tracés sur la figure 6.6 et les tensions de Reynolds sur la figure 6.7.
Sur la figure 6.5, on peut observer que la prévision du coefficient de frottement cf issue de la ca-
libration du modèle de Wilcox 2006 LSTT s’ajuste très bien à la DNS. L’activation LSTT corrige
de façon efficace la prévision du cf par rapport à l’activation Step. Cela montre que le processus de
calibration a été satisfaisant, car la cible de calibration est justement basé sur cf (§6.4). Cependant,l’observation la plus intéressante est que l’amélioration de la précision de la prévision en utilisant
LSTT ne se manifeste pas uniquement sur le cf , mais également sur l’évolution des autres quantités
caractéristiques de couche limite (�∗, Re� et H), ainsi que sur les profils de vitesse (figure 6.6) et
la tension de Reynolds −u′v′ (figure 6.7). Cette observation justifie l’emploi de la cible cf afin de
calibrer les modèles LSTT.
En observant davantage des détails de la figure 6.5, nous constatons que l’évolution de la prévision
de Re� du modèle LSTT permet de reproduire fidèlement l’étendue de la région transitionnelle.
L’effet de blocage dû à la présence du bulbe qui se manifeste par l’arrêt de l’évolution de Re� dansla partie laminaire du bulbe, xRS < −0.27, est mieux prévu par LSTT que par l’activation Step. Lors
de l’activation progressive du modèle de turbulence à partir du point de transition xtrRS = −0.27,
la prévision de Re� de LSTT suit une évolution bien plus marquée que la prévision Step, et donc
plus proche de la DNS. Non seulement la croissance de Re� immédiatement en aval du point de
transition est améliorée avec LSTT, mais aussi la pente de la croissance de Re� dans la région de
relaxation xRS ⪆ 1. Enfin, les évolutions de �∗ etH corroborent l’amélioration produite par LSTT,
car à la différence de la prévision Step, le modèle LSTT suit bien l’évolution de la DNS partout dans
l’écoulement.
Sur la figure 6.6, on observe les profils des vitesse, en échelle naturelle et logarithmique, sur plu-
sieurs stations normales à la plaque plane. On observe que l’activation LSTT a effectivement amé-
lioré la prévision des profils des vitesses par rapport à l’activation Step dans toutes les stations. Les
profils en échelle logarithmique à xRS = 2 montrent une amélioration de la prévision de la zone
sillage de la couche limite grâce à l’activation LSTT. L’effet du développement trop lent de la couche
limite turbulente observé auparavant (cf fig 5.8), ou encore visible à la station xRS = 1 en échelle
logarithmique de la prévision Step, est notamment corrigé par LSTT, car la localisation de la zone
logarithmique de la couche limite suit très fidèlement celle de la DNS.
Sur la figure 6.7, on observe l’apport significatif de précision du modèle LSTT sur les tensions de
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○ DNS de Laurent et al. [117]
k − !Wilcox (2006) [207] avec activation LSTT [25].
k − !Wilcox (2006) [207] avec activation Step.
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FIGURE 6.5 – Quantités de couche limite des prévisions RANS du modèles k − !Wilcox 2006 [207] avec
activation des termes sources à xRS = −0.27 en effectuant une activation type off/on (Step) ou en suivant
une activation LSTT [25], comparées au résultats DNS de Laurent et al. [117].

Reynolds. Effectivement, LSTT produit une région de forte concentration de turbulence au voisinage
de (xRS , yRS) ≈ (−0.1, 0.038), en accord avec la DNS. Cette figure prouve que l’objectif principalde la modélisation LSTT, c’est-à-dire la correction de la sous-estimation des tensions de Reynolds
dans la région transitionnelle, est bien vérifié. En outre, on observe que la topologie des lignes de
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○ DNS de Laurent et al. [117]
k − !Wilcox (2006) [207] avec activation LSTT [25].
k − !Wilcox (2006) [207] avec activation Step.
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FIGURE 6.6 – Profils de couche limite des prévisions RANS des modèle [207] avec activation des termes
sources à xRS = −0.27 en effectuant une activation type off/on (Step) ou en suivant une activation LSTT
[25], comparées au résultats DNS de Laurent et al. [117]. Les courbes pointillées fines correspondent aux
solutions théoriques u+ = y+ et u+ = 1

�
ln y+ + C+, avec � = 0.41 et C+ = 5.

courant obtenue par la modélisation LSTT est qualitativement proche de la DNS.
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FIGURE 6.7 – Contours de la tension de Reynolds −u′v′ adimensionnée par le carré de la vitesse de l’écoule-
ment amont et lignes de courant de (a) La DNS de Laurent et al. [117] et les prévisions RANS (b-e) suivantes :
(b) modèle k − !Wilcox 2006 [207] en effectuant une activation LSTT [25] avec xtrRS = −0.27 ; (c) modèle
k − !Menter SST [135] avec activation 
 −Re�,t de Menter-Langtry [113] ; (d) modèle k − !Wilcox 2006
[207] avec limiteur de shear stress (Clim = 1) et activation Step à xtrRS = −0.27 ; et (e) modèle k − !Wilcox
2006 [207] sans limiteur de shear stress (Clim = 0) et activation Step à xtrRS = −0.27.

6.5.2 Prévisions calibrées de variantes k − ! LSTT Boussinesq

La prévision des quantités de couche limite issues de la calibration LSTT [25] appliquée auxmodèles
k − !Wilcox 1988 [208], Menter SST [135] et Kok TNT [105], sur la configuration de référence
de plaque plane (§5.1) est présentée sur la figure 6.8. La prévision des profils de vitesse est tracée
sur la figure 6.9.
Sur la figure 6.8, la calibration LSTT des modèles k−! Boussinesq est comparée avec l’activation
Step et les données DNS. Globalement, on peut observer que la calibration LSTT corrige effec-
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tivement toutes les quantités de couche limite prévues par toutes les variantes k − !. Regardons
en détail l’évolution du coefficient de frottement cf de la figure 6.8. Malgré les différences relati-
vement importantes entre les différents modèles lorsqu’ils sont activés en suivant l’approche Step,
la calibration LSTT montre non seulement un meilleur accord avec la DNS, mais aussi une plus
faible dispersion des prévisions. Quelques caractéristiques principales du bulbe, comme le point
de recollement à xRS = 0, le pic négatif (minimum global) de cf , ou encore le pic positif de cfjuste en aval du recollement xRS ⪆ 0.2 sont mieux prévues avec LSTT qu’avec l’activation Step.
On observe cependant une légère dispersion des prévisions LSTT des valeurs de cf plus en aval du
bulbe (xRS ⪆ 0.6). Cet effet semble très corrélé aux différences naturelles du comportement diffusif
de chaque variante k − ! [26]. Cela signifie qu’afin de corriger ces différences, il aurait fallu vrai-
semblablement intervenir sur les coefficients de diffusivité de chaque modèle de turbulence. Cette
complexe et laborieuse opération n’est pas sans risque, car intervenir dans les coefficients de diffu-
sion joue sur la réalisabilité des modèles [41, 74, 209] avec les risques associés de rendre le modèle
trop sensible aux conditions externes de la turbulence [105, 217] ou de produire des raccords abrupts
à la frontière des couches turbulentes [26, 209]. De surcroît, une intervention dans les coefficients
de diffusivité impacte également l’ensemble des propriétés du modèle [209], comme par exemple la
bonne vérification de la loi logarithmique, ou encore ses capacités à répondre à des forts gradients
de pression et donc à prévoir des décollements. Pour cet ensemble de raisons, nous avons préféré de
ne pas d’intervenir directement dans les termes de diffusion des modèles de turbulence.
Le reste des quantités de couche limite (�∗, Re� et H) de la figure 6.8 présentent de faibles écarts
entre les différentes prévisions LSTT. Au vu de ces résultats, on peut considérer les calibrations
LSTT des modèles k − ! Boussinesq comme acceptables.

6.5.3 Prévisions des extensions de LSTT à d’autres modèles de turbulence

La prévision des quantités de couche limite issues de la calibration LSTT [25] appliquée aux mo-
dèles Hellsten EARSM [88], Spalart-Allmaras [187] et RSM SSG/LRR [44], sur la configuration
de référence de plaque plane (§5.1) est présenté sur la figure 6.10. La prévision des profils de vitesse
est présenté sur la figure 6.11.
Sur la figure 6.10, les prévisions LSTT des quantités de couche limite sont comparées aux activations
Step et aux données DNS. La calibration LSTT fournit des prévisions plus proches de la DNS que
l’activation Step dans toutes les quantités présentées et pour tous les modèles. Les dimensions du
bulbe sont bien reproduites par LSTT, car le point de recollement (xRS = 0) et la valeur et positiondu pic positif de frottement en aval du recollement (vers xRS ⪆ 0.2) sont en bon accord avec la
DNS. Cependant, on remarque un accord moins bon entre la valeur minimale globale de frottement
(min(cf )) de LSTT et de la DNS. En effet, les modèles de Hellsten et RSM SSG/LRR présentent
un minimum moins intense que la DNS, et au contraire le modèle de Spalart-Allmaras surestime ce
pic négatif.
Le reste des quantités de la figure 6.10 (�∗, Re� et H) présentent une nette amélioration des pré-
visions LSTT par rapport à l’activation Step. Des écarts relatifs entre les différents modèles LSTT
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persistent, mais ils peuvent être considérés comme faibles, surtout sachant que les modèles de tur-
bulence présentés ont des formulations mathématiques extrêmement différentes.
Focalisons maintenant sur les prévisions des profils de vitesse de la figure 6.11. Un des premiers
aspects que l’on peut remarquer est le fait que l’activation LSTT provoque une amélioration des
prévisions par rapport à Step, car les courbes LSTT sont plus proches de la DNS que celles de
Step. Cependant, on observe des écarts de prévisions non négligeables entre les différents modèles
activés selon LSTT. Tandis que le modèle LSTT Spalart-Allmaras suit fidèlement l’évolution de la
DNS à plusieurs stations xRS , les modèles Hellsten et RSM SSG/LRR sont en moins bon accord,
en particulier dans l’intervalle (−0.1 ⪅ xRS ⪅ 1). La raison de ce désaccord n’a pas été identifiée
dans le cadre des travaux de cette thèse. Toutefois, certaines observations méritent d’être effectuées
afin d’amorcer la réflexion sur les perspectives qui permettront de résoudre la question :

1. Il est remarquable de constater que les modèles activés avec LSTT qui reproduisent le mieux
l’évolution DNS sont systématiquement ceux qui :
(a) prévoient des valeurs de cf en aval du recollement xRS > 0 égaux ou légèrement supé-

rieurs à la DNS.
(b) prévoient des valeurs de �∗ et de Re� égaux ou légèrement inférieurs à celles de la DNS

dans la région turbulente (xRS ⪆ 1).
(c) ont un taux de croissance de �∗ et deRe� (d�∗∕dx et dRe�∕dx) en aval du bulbe (xRS ⪆

2) plus fort que les modèles activés LSTT qui sont en moins bon accord avec la DNS.
2. Les tendances évoquées dans le point 1 semblent être corrélées avec les propriétés diffusives

de la famille de modèles de turbulence k−! Boussinesq [26]. Cependant, nous n’avons pas
pu explorer comment ces tendances se comparent entre modèles de turbulence de familles
différentes.

3. Les écarts de prévisions relatifs entre chaquemodèle activé selon LSTT est plus important au
voisinage du bulbe que bien en aval de celui-ci. Soulignons que les dits écarts se produisent
alors dans une région de faible nombre de Reynolds.

Par conséquent, une première piste de réflexion à considérer consisterait à étudier comment la dif-
fusivité naturelle à faible nombre de Reynolds des modèles Hellsten EARSM et RSM SSG/LRR
se compare à celle de, par exemple, Wilcox 2006 (qui est parmi les plus diffusifs [26, 208, 209]
de la famille k − ! Boussinesq et qui donne des bonnes prévisions lorsqu’il est activé en LSTT).
Il se pourrait que, d’après ce que suggèrent les observations précédentes, les modèles de Hellsten
et RSM SSG/LRR soient, sous ces conditions de faible nombre de Reynolds, moins diffusifs que
Wilcox 2006. Si c’était effectivement le cas, afin d’améliorer la précision des prévisions LSTT de
Hellsten et de RSM SSG/LRR, il faudrait alors agir sur leur comportement diffusif avec toutes les
précautions nécessaires pour éviter les risques évoqués dans la section précédente (voir §6.5.2). En-
fin, nous mettons en garde le lecteur à propos de ces pistes, car elles ne sont que des hypothèses qui
reposent sur l’observation des tendances des prévisions LSTT des travaux réalisés dans cette thèse.
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○ DNS de Laurent et al. [117]
k − ! Kok [105] avec activation LSTT [25].
k − !Menter SST [135] avec activation LSTT [25].
k − !Wilcox (1988) [208] avec activation LSTT [25].
k − ! Kok [105] avec activation Step.
k − !Menter SST [135] avec activation Step.
k − !Wilcox (1988) [208] avec activation Step.
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FIGURE 6.8 – Quantités de couche limite de l’activation Step (tracé discontinu) et de la calibration LSTT
[25] (tracé continu avec des symboles) appliquée aux modèles k−!Wilcox 1988 [208], Menter SST [135] et
Kok TNT [105] avec activation des termes sources à xRS = −0.27, comparées au résultats DNS de Laurent
et al. [117].
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○ DNS de Laurent et al. [117]
k − ! Kok [105] avec activation LSTT [25].
k − !Menter SST [135] avec activation LSTT [25].
k − !Wilcox (1988) [208] avec activation LSTT [25].
k − ! Kok [105] avec activation Step.
k − !Menter SST [135] avec activation Step.
k − !Wilcox (1988) [208] avec activation Step.
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FIGURE 6.9 – Profils de couche limite des prévisions RANS appliquées auxmodèles k−!Wilcox 1988 [208],
Menter SST [135] et Kok TNT [105] avec activation des termes sources à xRS = −0.27 en effectuant une
activation type off/on (Step) ou en suivant une activation LSTT [25], comparées au résultats DNS de Laurent et
al. [117]. Les courbes pointillées fines correspondent aux solutions théoriques u+ = y+ et u+ = 1

�
ln y++C+,

avec � = 0.41 et C+ = 5.
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○ DNS de Laurent et al. [117]
k − ! Hellsten EARSM [88] avec activation LSTT [25].
RSM SSG/LRR-! [44] avec activation LSTT [25].
Spalart-Allmaras [187] avec activation LSTT [25].
k − ! Hellsten EARSM [88] avec activation Step.
RSM SSG/LRR-! [44] avec activation Step.
Spalart-Allmaras [187] avec activation Step.
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FIGURE 6.10 – Quantités de couche limite de l’activation Step (tracé discontinu) et de la calibration LSTT
[25] (tracé continu avec des symboles) appliquée aux modèles k−!Hellsten EARSM [88], Spalart-Allmaras
[187] et RSM SSG/LRR [44] avec activation des termes sources à xRS = −0.27, comparées au résultats DNS
de Laurent et al. [117].
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○ DNS de Laurent et al. [117]
k − ! Hellsten EARSM [88] avec activation LSTT [25].
RSM SSG/LRR-! [44] avec activation LSTT [25].
Spalart-Allmaras [187] avec activation LSTT [25].
k − ! Hellsten EARSM [88] avec activation Step.
RSM SSG/LRR-! [44] avec activation Step.
Spalart-Allmaras [187] avec activation Step.
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FIGURE 6.11 – Profils de vitesse de l’activation Step (tracé discontinu) et de la calibration LSTT [25] (tracé
continu avec des symboles) appliquée aux modèles k − ! Hellsten EARSM [88], Spalart-Allmaras [187]
et RSM SSG/LRR [44] avec activation des termes sources à xRS = −0.27, comparées au résultats DNS
de Laurent et al. [117]. Les courbes pointillées fines correspondent aux solutions théoriques u+ = y+ et
u+ = 1

�
ln y+ + C+, avec � = 0.41 et C+ = 5.



Chapitre 7

Étude de la sensibilité des modèles LSTT à
des paramètres physiques et numériques

DANS ce chapitre, la sensibilité des modèles LSTT à divers paramètres physiques et numé-
riques est présentée. L’étude de l’influence de ces paramètres de simulation est effectuée à
partir du cas de référence [116–118] présenté dans la section §5.1. Dans la section §7.1, la

sensibilité de l’activation LSTT à la discrétisation spatiale du maillage est étudiée. Dans la section
§7.2, on s’intéresse à l’impact des réglages des paramètres physiques dans la modélisation, comme
l’emploi de limiteurs. Dans la section §7.3 on étudiera l’impact sur l’activation LSTT des condi-
tions ambiantes de turbulence résiduelle, qui sont liées aux conditions aux limites dans diverses
applications, notamment celles d’aérodynamique interne en turbomachines. Enfin, dans la section
7.5, nous dresserons un bilan de toutes les observations précédentes afin de construire un ensemble
de recommandations sur les paramètres des simulations lors de l’utilisation de l’activation LSTT.
Ces recommandations sont suivies dans les études de validation présentés dans la partie III de cette
thèse.

Le modèle de turbulence k − !Wilcox 2006 [207] est utilisé pour l’ensemble d’analyses paramé-
triques effectuées dans ce chapitre. Ce choix n’est pas obligatoire et un autre modèle aurait pu être
retenu pour l’analyse. En revanche, l’auteur de cette thèse fait le choix de privilégier le modèle
de Wilcox (2006) pour les raisons suivantes : (a) une exhaustive documentation du modèle existe
expliquant en détail sa construction et ses caractéristiques [207, 209], (b) le modèle possède une
diffusion adaptée aux écoulements à faible nombre de Reynolds, tout en étant réalisable [26] et (c)
le modèle n’a pas de défauts compromettant les conclusions de l’analyse (i.e. une sensibilité trop
prononcée aux conditions externes, de profils de vitesse abrupts à la frontière, etc).

99
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7.1 Étude de la détérioration des prévisions par rapport à la
qualité du maillage

Dans cette section, nous examinons la dépendance au maillage du modèle k−!Wilcox 2006 [207]
activé avec LSTT pour le cas de référence de plaque plane [117] présenté dans §5.1.
Six maillages différents sont considérés, comme présenté dans la table 7.1. Le coefficient de frot-
tement et les profils de vitesse obtenus sur différents maillages sont présentés sur les figures 7.1 et
7.2 respectivement.

Maillage N†
i N†

j Δy+(xRS=2) N�(xRS=2)

r2 1428 330 0.29 254
ry2 714 330 0.29 254
Baseline 714 165 0.58 127
c2 357 165 0.58 127
c4 178 165 0.58 127
c8 89 165 0.58 127

TABLE 7.1 – Maillages considérés pour l’étude d’influence du maillage.
† : Le nombre de points concerne la région comprise entre −1 ≤ xRS ≤ 2 et 0 ≤ yRS ≤ 0.5.
La dernière colonne indique le nombre approximatif de points contenus dans la couche limite à la station
xRS = 2.
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FIGURE 7.1 – Coefficient de frottement de plusieurs maillages (indiqués dans la table 7.1) en utilisant le
modèle k − !Wilcox 2006 [207] avec activation LSTT [25] des termes sources au point de transition situé
à xRS = −0.27, comparées au résultats DNS de Laurent et al. [117].
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FIGURE 7.2 – Profils de vitesse de plusieurs maillages (indiqués dans la table 7.1) en utilisant le modèle k−!
Wilcox 2006 [207] avec activation LSTT [25] des termes sources au point de transition situé à xRS = −0.27,
comparées au résultats DNS de Laurent et al. [117].

Une convergence en maillage acceptable est obtenue pour le maillage étiqueté c2, qui est deux fois
moins dense que le maillage Baseline dans la direction de l’écoulement. Sur la grille nommée ry2,
qui est deux fois plus fine que la Baseline dans la direction normale à la paroi, on n’observe pas
de différences significatives par rapport à cette dernière. La grille la plus fine, étiquetée r2, qui est
deux fois plus fine que la Baseline dans les deux directions, produit une prévision qui s’écarte peu
de celle produite par Baseline, avec seulement un pic de cf légèrement plus réduit à xRS ≈ 0.25.
Comme on peut observer sur la figure 7.1, il existe une claire tendance lorsqu’on déraffine dans la
direction principale de l’écoulement. En effet, cette tendance consiste en (a) une réduction de la
taille du bulbe, (b) un pic positif de cf après le recollement plus prononcé et (c) une intensité du
pic négatif de cf réduite. De façon intéressante, en aval du bulbe, vers xRS ⪆ 2, les écarts entre
les prévisions issues des différents maillages sont mitigés, car le cf et les profils de vitesse montrés
sur la figure 7.2 tendent à se confondre. Cet effet semble logique, car l’impact de la discrétisation
dans la direction principale de l’écoulement devrait influencer plus l’écoulement dans le bulbe,
mais moins le développement en aval de la couche limite turbulente. Par ailleurs, une conséquence
intéressante de cette observation est que si un maillage grossier dans le sens de l’écoulement est
utilisé (par exemple, le maillage c8), alors le bulbe est assez mal prévu, mais les effets d’histoire
de celui-ci dans la couche limite turbulente en développement semblent avoir peu d’impact sur les
prévisions de frottement et les profils de vitesse. Toutefois, cette observation ne prend en compte que
l’influence du maillage dans l’activation du modèle avec LSTT à un point fixe. Or une modification
de la prévision de la topologie du bulbe liée à l’utilisation d’unmaillage trop grossier peut également
influencer la prévision de la localisation du point de transition. Mais ici ce dernier effet n’est pas
analysé.
Les prévisions des maillages c2, Baseline, ry2 et r2 sont proches. Sachant que la loi de discrétisation
des maillages dans la direction principale de l’écoulement est presque homogène, le nombre de
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points contenus dans le bulbe est approximativement 1∕3 des points Ni affiché sur le tableau 7.1.
Par conséquent, la convergence en maillage semble avoir lieu lorsque le bulbe est discrétise avec 120
points dans la direction principale de l’écoulement. De surcroît, vu que les prévisions de la couche
limite turbulente de la grille c8 sont acceptables malgré une pauvre prévision de la topologie du
bulbe, on note que 30 points semblent suffire pour obtenir une prévision correcte de la couche limite
turbulente en aval du bulbe, ce qui est usuellement l’objectif dans beaucoup d’applications.

7.2 Étude de l’impact des limiteurs de shear stress
Rappelons que dans les sections précédentes (cf §5.2, Fig. 5.9) il a été mis en évidence l’impact
très important de l’utilisation d’un limiteur de shear stress sur la qualité des prévisions des modèles.
Cela est à l’origine de l’introduction de la fonction Clim dans la formulation des modèles LSTT (§6)
permettant de décaler spatialement (plusieurs longueurs de bulbe en aval du recollement) l’activa-
tion du limiteur de shear stress. Cependant, il existe dans la littérature une multitude de variantes du
limiteur de shear stress dans le contexte des modèles de turbulence k−! [207]. Rappelons ci-après
la forme générique du limiteur (6.2d) typiquement connue sous le nom de SST [134] :

�t =
�k

max

(

!,Clim

√

2�1Sij Sij+2�2F 22Ωij Ωij
(�1+�2)�k

)

Notons également une version différente du limiteur de shear stress proposé par Zheng [122, 216,
217] suivant l’équation (7.1).

�t =
�k

max
(

!, ��∗
√

2Sij
)ui
)xj

)
, (7.1)

où � est une constante à ajuster et �∗ est un coefficient multiplicatif de �t pour la variante low-
Reynolds §4.1.1 [210] du modèle k−!Wilcox (1994). Pour les écoulements pleinement turbulents
�∗ → 1. Zheng [216] propose � =

√

3∕2, mais il suggère également que des valeurs comprises
entre 2.5 ≤ � ≤ 3.1 produisent des bons résultats dans les régions turbulentes.
Le limiteur de Zheng (équation 7.1) a été proposé [216, 217] a trois motivations :

1. Réduire la dépendance dumodèle k−!Wilcox (1988) aux valeurs externes de!. Rappelons
que le modèle de Wilcox (1988) ne possède pas de diffusion croisée et n’est pas asymptoti-
quement réalisable [26, 105].

2. Prendre en compte les effets de transport des tensions de Reynolds dans la zone sillage de
la couche limite. Cet argument est identique à celui utilisé par Menter [134, 135] pour la
proposition du limiteur SST.



7.3 - Étude de sensibilité aux conditions aux limites, externes et au limiteur de production 103

3. Contrôler empiriquement le début de la transition du modèle k−! low Reynolds de Wilcox
(1994).

Puisque les différentes variantes du limiteur de shear stress peuvent influencer la prévision de la
couche limite, nous étudions l’impact de ces différentes versions dans les prévisions LSTT.
Les figures 7.3 et 7.4 montrent la sensibilité du modèle k − ! Wilcox 2006 [207] avec activation
LSTT [25] aux limiteurs de shear stress.
Sur la figure 7.3, on montre la sensibilité aux limiteurs de shear stress lorsque ces derniers sont
activés à partir de ŝc, en suivant l’approche LSTT. Comme on peut le constater, l’influence à la
version du limiteur est pratiquement négligeable. On observe uniquement une très légère influence
sur le taux de croissance de Re� très en aval du bulbe (xRS ⪆ 8).
Sur la figure 7.4, on montre l’influence du limiteur de Zheng [217] lorsqu’il est activé partout, et
non seulement à partir de ŝc. On constate alors une dégradation de la qualité des prévisions. Avec
le limiteur de Zheng, le point de recollement est légèrement décalé vers l’aval et le pic positif de
frottement en aval du recollement devient moins important. L’évolution de Re� montre une légère
diminution de la pente lorsque Zheng est activé, ce qui pourrait signifier que le limiteur a rendu
le modèle de turbulence moins diffusif. Cet effet semble plus accentué à de faibles nombres de
Reynolds (Re� ⪅ 1200). L’utilisation du limiteur de Zheng semble détériorer également la forme des
profils de vitesse à de faibles nombres de Reynolds. Par exemple, les profils de vitesse à xRS = 0.15et xRS = 0.50 montrent un désaccord prononcé par rapport aux données DNS et la simulation
RANS sans Zheng. Avec le limiteur de Zheng, on remarque notamment un raccord plus abrupt du
profil de vitesse à la frontière de couche limite (lorsque u → ue). Les profils de vitesse en échelle
logarithmique affichés sur la figure 7.5 montrent qu’à de faibles nombres de Reynolds (profils xRS =
0.25 et xRS = 0.50), la simulation avec le limiteur de Zheng ne prévoit pas correctement la région
logarithmique, car les vitesses entre y+ ∈≈ (10, 100) sont bien en deçà de la DNS. Cela suggère
que l’activation du limiteur de Zheng a ralenti le développement de la couche limite turbulente en
aval du recollement. Cependant, il est intéressant de souligner que dans cette configuration d’étude
la couche limite turbulente s’établit très rapidement (vers xRS ≈ 2 selon la DNS), ce qui veut dire
que même si l’activation du limiteur de Zheng détériore les prévisions à faible nombre de Reynolds,
très rapidement les profils en aval deviennent acceptables (xRS ⪆ 2). Ceci peut ne pas être le cas
dans des configurations où le régime reste plus longtemps à faible nombre de Reynolds [2, 38, 98].

7.3 Étude de sensibilité aux conditions aux limites, externes et
au limiteur de production

Dans cette section nous analysons brièvement l’influence des conditions aux limites, des conditions
externes, et de l’emploi du limiteur de production, ainsi que l’utilisation de cut-offs sur les quantités
de la turbulence.
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○ DNS de Laurent et al. [117]
max(Clim) = 1 ; F2 =variable ; limiteur basé sur Ωij (version Menter SST [135])
max(Clim) = 7∕8 ; F2 = 1 ; limiteur basé sur Sij (version Wilcox 2006 [207])
max(Clim) = 1 ; F2 =variable ; limiteur basé sur Sij
max(Clim) = 1 ; F2 =variable ; limiteur basé sur Sij + Zheng [217]
max(Clim) = 1 ; F2 =variable ; limiteur basé sur Ωij + Zheng [217]
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FIGURE 7.3 – Sensibilité du modèle k − !Wilcox (2006) [207] avec activation LSTT [25] pour différentes
variantes du limiteur de shear stress (SST), lequel est activé à partir de ŝ ≥ ŝc ≈ xRS = 4.
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○ DNS de Laurent et al. [117]
Sans le limiteur de Zheng [217]
Avec le limiteur de Zheng [217] activé partout
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FIGURE 7.4 – Sensibilité du modèle k − ! Wilcox (2006) [207] avec activation LSTT [25] au limiteur de
Zheng [217], lorsqu’il est activé partout dans l’écoulement (et pas seulement à partir de ŝ ≥ ŝc ≈ xRS = 4).

Pour cette étude, nous partons d’une configuration Baseline avec les paramètres d’étude employées
par Laurent et al. [116–118]. Les paramètres évalués dans cette section sont les suivants :

1. Conditions à la paroi de la variable !. Deux possibilités sont étudiées :
(a) Condition “infini”, !wall,∞ : !w = 100 u

2
�

�
. Ceci est le paramètre Baseline.
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○ DNS de Laurent et al. [117]
Sans le limiteur de Zheng [217]
Avec le limiteur de Zheng [217] activé partout

10−1100 101 102 103
y+

0

5

10

15

20

25

u+

xRS = 0.25 xRS = 0.5 xRS = 2 xRS = 4 xRS = 6

FIGURE 7.5 – Profil de vitesse logarithmique du modèle k − ! Wilcox (2006) [207] avec activation LSTT
[25] avec et sans le limiteur de Zheng [217], lorsqu’il est activé partout dans l’écoulement (et pas seulement
à partir de ŝ ≥ ŝc ≈ xRS = 4).

(b) Condition “linéaire”, !wall,linear : !w = 18�∕�!�21 où �1 est l’hauteur de la première
cellule appuyée contre la paroi.

2. Facteur cut-off, �lim, des quantités de la turbulence (k = max (k, �lim ⋅ k∞) et! = max (!, �lim ⋅ !∞)).Deux valeurs sont analysées :
(a) �lim = 0.01 (valeur Baseline)
(b) �lim = 0.1

3. Valeur d’injection de l’intensité de la turbulence, Tu∞ , utilisée pour définir la valeur d’injec-tion de k via la relation (�k)∞ = 3T 2u∞�refu2ref∕2 :
(a) Tu∞ = 0.01 × 10−2 (valeur Baseline)
(b) Tu∞ = 0.1 × 10−2

4. Facteur de la limitation du taux de production-sur-dissipation de l’énergie cinétique de la
turbulence, (k∕")max, utilisée comme ceci : k = min (k, (k∕")max ⋅ ")
(a) (k∕")max = 106 (valeur Baseline)
(b) (k∕")max = 100

L’influence de ces paramètres est présentée sur la figure 7.6, où l’on observe un impact négligeable
sur les quantités physiques considérées.
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○ DNS de Laurent et al. [117]
Baseline : !wall,∞ ; �lim = 0.01 ; Tu∞ = 0.01 × 10−2 ; (k∕")max = 106
!wall,linear
�lim = 0.1

Tu∞ = 0.1 × 10
−2

(k∕")max = 100
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FIGURE 7.6 – Sensibilité dumodèle k−!Wilcox (2006) [207] avec activation LSTT [25] pour les paramètres
affichés dans la légende (en faisant varier un seul paramètre à la fois).
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7.4 Étude de sensibilité au nombre de Reynolds turbulent
Dans cette section, on analyse l’impact de la valeur du nombre de Reynolds turbulent, Re� ∶=
�k∕(!�). La valeur du nombre de Reynolds turbulent dépend du réglage des conditions amont de
k et de ! :

(�k)∞ =
3
2
T 2u∞�refu

2
ref , (�!)∞ =

�ref (�k)∞
Re�,∞�∞

(7.2)

Ainsi, la valeur de Re�,∞ est imposée en amont du domaine et elle est égale à la valeur minimale de
Re� dans la région turbulente de l’écoulement.
La figure 7.7 représente le coefficient de frottement pour plusieurs valeurs du Reynolds turbulent
amont (Re�,∞ = 0.1, 0.5, 1) à chaque fois en comparant, pour chaque valeur de Re�,∞, l’influencedu limiteur de production ((k∕")max = 106, 102). De façon très intéressante, on peut constater
que pour Re�,∞ ⪆ 0.5, si la production de k n’est pas limitée de manière adéquate, une anomalie se
produit provoquant la disparition totale du bulbe de décollement laminaire (tracé orange discontinu).
En revanche, si l’on limite la production de k à (k∕")max = 102, l’anomalie disparaît. Signalons
que la valeur (k∕")max = 102 ≫ 1 est très élevée, ce qui sert à autoriser des fortes valeurs de
déséquilibre physiquement rencontrées dans la région transitionnelle (cf. Fig. 5.6), mais en même
temps la valeur (102) semble suffisamment faible pour supprimer l’anomalie mise en évidence sur
la figure 7.7.

7.5 Élaboration de recommandations pour l’utilisation des mo-
dèles avec LSTT

Suite aux analyses effectuées dans ce chapitre, nous synthétisons dans cette section l’ensemble des
recommandations des paramètres à utiliser lors de l’application des modèles LSTT. Ces paramètres
seront employés systématiquement dans les cas d’application de la partie §III de ce manuscrit.

1. L’impact de la version du limiteur de shear stress est très faible. Nous privilégions par consé-
quent la formulation proposée originalement dans chaque modèle, c’est-à-dire :
(a) Pour le modèle k−! de Menter SST [135] et l’extension Menter-Langtry 
−Re�,t [112,113], on privilégie : max (Clim) = 1, F2 variable, et limiteur basé sur Ωij .
(b) Le modèle k − ! Kok [103–105] n’a été proposé initialement avec aucun limiteur de

shear stress associé. Toutefois, du fait que le modèle possède une diffusivité de k qui est
�k < 1, le modèle a besoin d’un limiteur de shear stress afin de ne pas surestimer les
tensions de Reynolds dans la couche de sillage de la couche limite [89]. Par conséquent,
nous utilisons le modèle de Kok avec le limiteur sous la même forme que celle du point
précédent : max (Clim) = 1, F2 variable, et limiteur basé sur Ωij .
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(c) Pour le modèle k − ! Wilcox (2006) [209], nous utilisons le limiteur sous la forme
max (Clim) = 7∕8, et limiteur basé sur Sij sans intervention de F2. Puisque le modèle de
Wilcox 2006 n’utilise aucune Blending Function [135], cette approche a l’avantage de
s’affranchir du calcul de la distance à la paroi pour la prévision des régions turbulentes.

(d) Le limiteur de Zheng [122, 216, 217], initialement conçu afin de corriger les problèmes
de trop forte sensibilité aux valeurs de la turbulence externe [134] du modèle de Wilcox
dans sa version de 1988 [208], n’est plus retenu dans la formulation des variantes plus
récentes des modèles k−!, qui sont déjà conçus afin de corriger ce défaut [88, 105, 135,
207]. Par conséquent, nous n’employons jamais ce limiteur.

(e) Le modèle k−! EARSM de Hellsten [88] possède �k ≥ 1 dans la couche de cisaillement
de la couche limite, par conséquent il n’a pas besoin de limiteur de shear stress [89].

2. La condition à la paroi de la variable ! est prise en utilisant la condition linéaire.
3. En aérodynamique externe 1, le facteur limitant la valeur minimale des quantités de la tur-

bulence est prise à 10% des quantités à l’amont : (�lim = 0.1) (cf note en bas de page).
4. En aérodynamique externe1, on découple la valeur de l’intensité de la turbulence de l’écou-

lement libre (Tu∞ , nécessaire pour définir k∞ et !∞ (7.2)) de la valeur seuil de l’intensité
de la turbulence Tutr employée dans la relation de Mack et qui détermine la position de la
transition. Par conséquent :
(a) Tu∞ ne représente pas une vraie quantité physique, mais elle adopte une valeur suffisam-

ment élevée pour garantir le bon démarrage numérique du modèle de turbulence, mais
également suffisamment faible pour éviter des anomalies dans les régions amont des
corps aérodynamiques [100]. Nous employons Tu∞ = 0.1 × 10−2.

(b) La valeur de Tutr représente la valeur physique de l’intensité de la turbulence rencontréeà la frontière de la couche limite laminaire (Tu� , idéalement connue a priori).
5. Nous employons systématiquement le limiteur du rapport de production-sur-dissipation de

l’énergie cinétique de la turbulence (k∕") = 100.
6. Nous recommandons l’utilisation de maillages avec une discrétisation fine du bulbe dans la

direction principal de l’écoulement. D’après l’étude (§7.1), nous recommandons un mini-
mum de 30 points et un nombre souhaitable de 100 points.

Ainsi, nous concluons la deuxième partie de cette thèse, où les modèles LSTT sont présentés, ana-
lysés, et discutés en détail. Dans cette partie nous avons montré que les modèles LSTT améliorent
notablement la prévision de l’écoulement de référence de façon précise et robuste par rapport à di-
verses paramètres physiques et numériques. Toutefois, le lecteur pourrait judicieusement souligner
que l’amélioration de la précision de la prévision de l’écoulement de référence avec les modèles

1. Une alternative plus judicieuse pour la prévision d’écoulements complexes avec interaction sillage/couche limite
serait d’imposer Tu∞ à sa valeur physique (turbulence ambiante) et de prendre Tutr = Tu� (k�) avec (�lim = 1). Étant
donné (a) que les cas étudiés dans cette thèse (§III) ne sont pas soumis à une interaction sillage/couche limite ; (b) que
l’on effectue systématiquement un balayage de la valeur Tutr ; et (c) que l’on emploi des modèles de turbulence qui par
construction produisent des résultats indépendants de la valeur de Tu� ; alors on admet que les prévisions en suivant
cette approche alternative seraient équivalentes.
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LSTT n’est pas étonnante, puisque justement c’est l’écoulement à partir duquel les modèles ont été
calibrés. En effet, une question fondamentale que le lecteur peut légitimement se poser à ce stade
est la suivante : Quelle est la précision des prévisions des modèles LSTT dans d’autres configura-
tions? (notamment, en faisant varier très amplement des conditions telles que la géométrie du corps
aérodynamique, le nombre de Reynolds, l’angle d’incidence, l’intensité de la turbulence amont...).
La partie III est consacrée à apporter des réponses à ce questionnement, en exécutant une validation
des modèles LSTT pour diverses applications.
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○ DNS de Laurent et al. [117] ; Re�,∞ = 0.01
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Wilcox (2006) [207] avec activation LSTT [25].
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Chapitre 8

Profil d’aile NACA 0012

CE chapitre est consacré à la validation de plusieurs variantes LSTT [25] dans la prévision
de l’écoulement autour d’un profil NACA 0012. Pour cela, deux configurations principales
sont étudiées. Dans la première configuration (§8.1) le profil est soumis à des conditions

physiques très proches du décrochage : l’angle d’incidence est de 10.55◦ et le nombre de Reynolds
est de Rec = 100k. Cette configuration a été étudiée par Alferez et al. [3, 4] au moyen de calculs
ILES. Nous disposons de ces données et par conséquent elles constituent la référence sur laquelle
les simulations RANS sont évaluées. La deuxième configuration étudiée (§8.2) est à plus faible
incidence (� = 5◦) et nombre de Reynolds (Rec = 50k). Cette configuration a été étudiée par Joneset al. [98] au moyen de calculs DNS avec et sans forçage de la turbulence en amont du profil. Ce
deuxième cas illustre l’influence non négligeable du niveau de turbulence impactant le profil et cela
nous permet d’évaluer dans quelle mesure les modèles LSTT peuvent la prévoir.

8.1 Cas de Référence ILES Alferez et al.

Dans cette section nous évaluons les prévisions RANS en utilisant différents modèles et approches
par rapport aux résultats ILES d’Alferez et al. [3, 4].

8.1.1 Maillage employé

Le maillage employé pour cette étude est de type C. Il a été généré en utilisant un algorithme hy-
perbolique 2D d’extrusion normale à la paroi au moyen de Cassiopée 1 [21]. La couche limite est
composée d’au moins 60 points dans la direction normale à la paroi. La hauteur de la cellule en
contact avec la paroi vérifie Δy+ < 1 partout où la couche limite est turbulente. Il y a 150 points

1. Ensemble d’outils de pré et post-traitement développés par l’ONERA http://elsa.onera.fr/Cassiopee/
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environ dans la direction principale de l’écoulement entre 0.001 < x∕c < 0.1 à l’extrados du profil,
où se trouve le bulbe de décollement laminaire d’après l’ILES [3].

8.1.2 Sur le choix éclairé du seuil de turbulence

Un problème récurrent lors de la prévision du point de transition en employant des méthodes eN est
la détermination a priori du seuil critique du taux d’amplification total Ncr, lié empiriquement au
niveau de turbulence externe Tu (seuil de turbulence) par la relation de Mack [125]Ncr = −8.43 −
2.4 ln Tu (voir §4.2). Il est souvent admis [66, 68, 69] que la valeur de Ncr dépend des conditions
physiques, de l’état de surface et/ou des conditions atmosphériques de la configuration d’étude.
Dans le tableau 8.1 nous citons les recommandations de M. Drela 2 pour le choix deNcr :
TABLE 8.1 – Valeurs recommandées a priori par M. Drela2 pour le choix du seuil Ncr [125] à utiliser dans
les critères de transition basés sur la méthode eN [93, 183].

Situation Ncr

Planeur 12 − 14
Moto-planeur 11 − 13

Soufflerie propre 10 − 12
Soufflerie moyenne 9

Soufflerie sale 4 − 8

Les valeurs proposées dans le tableau 8.1 constituent un bon point de départ pour la prévision
d’écoulements physiquement existants (c’est-à-dire, expérimentaux), mais ici il s’agit de prévoir
le point de transition d’une simulation ILES sans forçage. Par conséquent, nous n’avons aucune
connaissance a priori de la valeur de Ncr. Ce que l’on présume est que dans une simulation ILES
sans forçage les perturbations pré-transitionnelles ne peuvent être qu’exclusivement liées à des phé-
nomènes numériques tels que les erreurs d’arrondi de lamachine, la précision du schéma numérique,
la qualité du maillage, etc. Dans une simulation de haute fidélité numérique, on peut admettre que
ces imprécisions numériques sont très faibles et par conséquent les perturbations pré-transitionnelles
qui en résultent ont une faible amplitude. Ces faibles amplitudes peuvent être assimilées à une situa-
tion atmosphérique tranquille, de sorte que la valeur à privilégier pourNcr pour prévoir la transitiond’une ILES sans forçage devrait être plutôt élevée. Notons, cependant, qu’il n’y a aucune raison3
pour que le spectre fréquentiel des perturbations pré-transitionnelles d’une ILES sans forçage soit
représentatif de celui rencontré dans une situation réelle. Soulignons (voir Fig. 4.1) que seulement
certaines fréquences sont efficaces pour exciter la couche limite laminaire et ces fréquences varient
en fonction du nombre de Reynolds et du gradient de pression [11], entre autre effet. Puisque la
formule de Mack [125] est issue d’une corrélation empirique construite à partir d’essais expérimen-
taux, le lien qu’elle établie entre l’intensité de la turbulence et Ncr est nécessairement obtenu pour
les spectres excitateurs des essais. Ces spectres pourraient être très différents de ceux rencontrés

2. Recommandations prélevées de http://web.mit.edu/aeroutil_v1.0/xfoil_doc.txt le 28 avril 2019.

http://web.mit.edu/aeroutil_v1.0/xfoil_doc.txt
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numériquement lors d’une simulation ILES sans forçage 3. Par conséquent, nous admettons que la
valeur Tu� de la couche limite pré-transitionnelle d’une ILES sans forçage ne peut pas être utilisée
pour en déduire, par la relation de Mack, la valeur de Ncr qui permettrait d’évaluer la précision de
la prévision du point de transition fournie par un critère basé sur la méthode eN .

8.1.3 Influence du seuil de turbulence en utilisant LSTT Wilcox (2006)

Faute d’informations fiables sur la valeur deNcr à considérer, un exercice salutaire consiste à évaluerl’impact des prévisions sur un ample intervalle de variations de la valeur de Ncr. Pour cela, sur lafigure 8.1 nous présentons un balayage deNcr = 6 à 13 pour le modèle k − !Wilcox (2006) [207]
avec activation LSTT. L’intervalle du balayage deNcr est suffisamment ample pour couvrir une large
gamme de niveaux de turbulence. Grâce aux prévisions du coefficient de frottement de la figure 8.1,
nous constatons que l’impact de la valeur de Ncr dans cette configuration est relativement faible à
l’échelle de la corde. Cependant, à l’échelle du bulbe de décollement, nous constatons une variation
de 40% de la taille entre Ncr = 6 et Ncr = 13. L’influence du taux de turbulence externe va dans
le sens attendu [87, 90], c’est-à-dire qu’un fort niveau de turbulence (qui correspond à une faible
valeur deNcr) provoque un rétrécissement de la taille du bulbe. La valeur deNcr qui est en meilleur
accord avec la taille du bulbe est Ncr = 12. Cette valeur est relativement élevée, en accord avec
la discussion du paragraphe précédent (§8.1.2) sur la prévision du point de transition à partir des
calculs ILES sans forçage. Nous constatons que les prévisions pour Ncr = 12 sont en bon accord
avec les données ILES non seulement au niveau du coefficient de frottement, mais également par
rapport au nombre de Reynolds basé sur l’épaisseur de quantité de mouvement, Re�.
Soulignons un aspect intéressant de l’évolution de Re� sur la figure 8.1. D’après les données ILES,le point de transition, qui est situé à la fin de l’évolution laminaire duRe�, se trouve vers x(ILES)tr ∕c ≈
0.06. Le point de transition pour la simulation RANS à Ncr = 6 se situe vers x(Ncr=6)

tr ∕c ≈ 0.05
et pour Ncr = 13 il est situé vers x(Ncr=13)

tr ∕c ≈ 0.07. Or, malgré le fait que pour Ncr = 6 le
point de transition soit prévu plus en amont que pour Ncr = 13, l’évolution de Re� en aval du
bulbe pour Ncr = 6 reste bien en dessous de celle à Ncr = 13 et de la ILES. Cet aspect peut
sembler a priori contre-intuitif, car on a souvent tendance à penser que plus la transition a lieu en
amont, plus la turbulence commence à se produire tôt et plus la couche limite turbulente en aval
devient rapidement énergétique, ce qui devrait se traduire par des valeurs plus élevées de Re�.Cette intuition peut être souvent vérifiée dans un contexte de transition de couche limite attachée,
mais cela n’est pas systématiquement vérifié pour les situations où la couche limite transitionne
vers la turbulence au sein d’un bulbe de décollement. Au contraire, l’effet a priori contre-intuitif
observé dans l’évolution de Re� de la figure 8.1 s’explique de la façon suivante : plus tôt se produit
la transition vers la turbulence dans une couche limite décollée, moins intense (et moins long) est
le décollement et le cisaillement dans la région transitionnelle (indiqué par des faibles valeurs de

3. À la connaissance de l’auteur, il n’y a pas d’études publiées qui affirment ou infirment que le spectre des pertur-
bations pré-transitionnelles d’une simulation d’haute fidélité sans forçage est représentatif de celui rencontré expéri-
mentalement. Puisque dans chaque cas l’origine de ces perturbations est très différente (naturelle contre artificielle ou
numérique) nous admettons que les spectres mentionnés risquent d’être très différents.
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FIGURE 8.1 – Prévisions sur l’extrados du balayageNcr = 6, 7, 8, 9, 10, 11, 12, et 13 du critère de transition
AHD-Gleyzes [7, 83] avec stabilisation algébrique (§C) ; des calculs RANS avec le modèle k − ! Wilcox
(2006) [207] avec activation LSTT [25] comparés au calcul ILES (◦) d’Alferez et al. [3].

Hmax), ce qui a pour effet immédiat de diminuer l’intensité de la production de la turbulence et les
dimensions de la région où cette forte production s’effectue, provoquant une plus petite production
totale de turbulence, ce qui se traduit par des plus faibles valeurs deRe� en aval du bulbe. En effet,la figure 8.2 confirme que pour des valeurs de Tu de plus en plus fortes, la valeur de Hmax tend à
diminuer, indiquant une couche limite moins décollée.
Sur les figures 8.1 et 8.2, nous montrons l’influence du taux de turbulence externe (choix deNcr) etnous en déduisons que pour Ncr = 12 l’écoulement ILES est prévu avec une précision acceptable.
Dans le paragraphe suivant, nous comparons cette prévision avec d’autres modèles existants.

8.1.4 Comparaison de la prévision LSTT avec des modèles existants

Sur la figure 8.3 nous comparons la prévision de k − !Wilcox (2006) [207] avec activation LSTT
[25] et le critère AHD-Gleyzes [7, 83] avec correction algébrique (§C) pourNcr = 12 ; la prévision

 − R̃e�t de Menter-Langtry [113] avec le seuil Tu = 0.1% ; et la prévision k−!Wilcox (2006) avec
l’activation Step imposée à xtr∕c = 0.06.
Avant de procéder à l’analyse de la figure 8.3, il est important de justifier le choix des paramètres
utilisés pour chaque modèle présenté, notamment ceux qui déterminent la localisation du point de
transition. A priori, lors de ce type d’exercices comparatifs, deux possibilités principales se pré-
sentent :

1. Évaluation des prévisions RANS pour un même taux de turbulence. Ici, il est sous-entendu
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RANS avec le modèle k − ! Wilcox (2006) [207] avec activation LSTT [25] comparés au calcul ILES (◦)
d’Alferez et al. [3].

que le taux de turbulence qui détermine précisément la valeurNcr est connu, ce qui est rare-ment le cas. Cette approche sert à évaluer la précision des prévisions de l’ensemble modèle
de turbulence plus modèle de transition plus modèle d’activation. Cette approche est inté-
ressante pour constater des différences qui permettent de déterminer quel ensemble est le
mieux adapté pour une configuration donnée. Cependant, cette approche ne permet pas de
déterminer les raisons des écarts des prévisions de chaque ensemble. En effet, comme pour
un même taux de turbulence chaque ensemble peut prévoir des points de transitions très éloi-
gnés les uns des autres, il devient très difficile de discerner si les différences des prévisions
sont provoquées par l’inadéquation du modèle de transition, du modèle de turbulence, ou
bien du modèle d’activation. La tâche est d’autant plus compliquée que les effets sont for-
tement couplés et que l’on ne peut pas exclure des éventuels mécanismes de compensation
d’erreurs.

2. Évaluation des prévisions RANS pour un même point de transition. Dans cette approche,
on force la localisation du point de transition soit explicitement (en imposant f tr(s), ce qui
est faisable uniquement pour les approches non-locales), soit implicitement (on varie Tu ou
Ncr afin d’obtenir le point de transition souhaité). Ici, il est sous-entendu que le point de
transition est précisément connu (via, par exemple, des données issues d’une expérience
ou d’une simulation de haute fidélité). Dans cette approche, on s’affranchit des incertitudes
liées à la précision du modèle de prévision du point de transition de chaque modèle évalué.
Ainsi, les écarts de chaque prévision RANS sont exclusivement liés aux effets du modèle de
turbulence et de la manière de l’activer. Cette approche est très intéressante car elle permet
de répondre à la question suivante : quelle est la précision du modèle de turbulence et de la
manière de l’activer si le modèle de transition fournissait idéalement la position exacte du
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point de transition?

Puisque la question évoquée dans le point précédent est justement celle à laquelle l’on cherche
à répondre lors de cette thèse (on ne s’intéresse pas à améliorer la précision de la prévision du
point de transition, mais plutôt de l’écoulement en aval de celui-ci –voir §6.1–), cette approche est
privilégiée dans la plupart des comparaisons de cette thèse, y compris dans celle de la figure 8.3 qui
nous occupe à présent.
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FIGURE 8.3 – Prévisions des quantités de couche limite sur l’extrados du profil issues de plusieurs modèles
RANS comparés au calcul ILES (◦) d’Alferez et al. [3].

Ainsi, en suivant l’approche présentée dans le point 2 précédent, les trois prévisions RANS pré-
sentées sur la figure 8.3 sont réglées afin de produire un point de transition approximativement au
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même endroit que celui de la ILES. Cela est visible, par exemple, par la proximité spatiale de : (a)
le pointHmax ; (b) le point cfmax dans le bulbe et (c) l’endroit où se produit la cassure de l’évolutionlaminaire de Re� (ceci est à peine perceptible pour 
 − R̃e�t et k − ! Step). Grâce à l’évolution du
coefficient de frottement cf∞ , on peut constater que les modèles 
 − R̃e�t et k−! Step prévoient une
configuration décrochée (bulbe ouvert), ce qui est très éloigné des données ILES. Les fortes valeurs
de Re�, H et �∗ à partir de x∕c ⪆ 0.1 prévues par 
 − R̃e�t et k − ! Step sont la conséquence du
décrochage, car ces tendances indiquent un décollement massif de la couche limite impliquant une
grande épaisseur de la couche limite, comme on peut le constater sur les contours de Mach et les
lignes de courant sur la figure 8.4.

k − !Wilcox (2006) [207] LSTT [25] avecNcr = 12


 − R̃e�t Menter-Langtry [113] avec Tu = 0.1%

Mach
0 0.12 0.24 0.36

FIGURE 8.4 – Champ de nombre de Mach et lignes de courant des prévisions RANS de l’écoulement autour
du NACA 0012 à � = 10.55◦ et Rec = 105.

Nous soulignons la précision très acceptable de la prévision LSTT pour toutes les quantités de
couche limite présentées sur la figure 8.3. Rappelons que le bulbe à partir duquel le modèle LSTT
a été calibré (Rec = 2 × 106) est très différent de celui-ci (Rec = 105), et malgré cela la prévision
reste d’une haute précision.
Sur la figure 8.5 nous présentons les profils de vitesse normaux à la paroi à plusieurs stations x∕c.
Les stations x∕c = 0.05 et 0.075 se trouvent dans le bulbe ILES, et le reste en aval. Les tendances
observés précédemment sur la figure 8.3 sont confirmées sur la figure 8.5, où l’on constate que les
simulations RANS de 
 − R̃e�t et k − ! Step prévoient une couche limite décollée tout le long
de l’extrados du profil. Au contraire, la prévision LSTT fournit des prévisions comparativement
plus précises. Le profil de vitesse LSTT suit très fidèlement l’évolution ILES dans le bulbe et au
voisinage de celui-ci, mais il semble s’éloigner légèrement très en aval du bulbe (voir profils de
vitesse à x∕c = 0.5 et x∕c = 0.8). Ceci semble cohérent avec l’écart entre LSTT et ILES observé
dans l’évolution deH (voir figure 8.3 pour x∕c ⪆ 0.5).
Au prochain paragraphe, nous présentons les prévisions des différentes variantes LSTT en fonction
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FIGURE 8.5 – Prévisions des profils de vitesse normaux à la paroi de la couche limite sur l’extrados du NACA
0012 (� = 10.55◦, Rec = 105) issues de plusieurs modèles RANS comparés au calcul ILES (◦) d’Alferez et
al. [3].

du modèle de turbulence employé.

8.1.5 Prévisions d’autres variantes LSTT

Sur la figure 8.6 nous effectuons le même exercice que nous avons fait pour le modèleWilcox (2006)
(figure 8.1), mais cette fois ci appliqué à d’autresmodèles de turbulence prévus par l’approche LSTT.
Nous constatons que le modèle de Kok produit des prévisions tout aussi précises que Wilcox (2006)
pour cette configuration. Le modèle de Menter produit des prévisions qualitativement acceptables,
mais nous constatons que les valeurs du frottement en aval du bulbe sont légèrement sous-estimées.
Ceci est en accord avec les observations préliminaires effectuées dans la section §6.5.3 et dans l’ana-
lyse de la référence [26]. Les prévisions du modèle de Hellsten sont beaucoup moins satisfaisantes.
Nous constatons que pour des faibles valeurs de Tu le modèle Hellsten EARSM LSTT produit des
prévisions décrochées, en désaccord avec les données ILES. Pour des faibles valeurs de Tu, le modèle
de Hellsten prévoit un bulbe, mais les valeurs du cf sont sous-estimées. Rappelons que le modèle de
Hellsten EARSMprévoit des valeurs trop faibles du pic négatif de frottement ainsi que du frottement
en aval du bulbe même dans la configuration de calibration LSTT (§6.5.3, figure 6.10). Manifeste-
ment, ce qui était relativement acceptable dans la configuration de calibration (§6.5.3, figure 6.10)
ne l’est plus pour cette configuration (figure 8.6), car on retrouve les mêmes défauts, mais encore
plus prononcés. En revanche, sur la figure 8.6 nous constatons que les prévisions du modèle de
Spalart-Allmaras LSTT sont en bon accord avec les données ILES. Nous retrouvons un pic négatif
de frottement dans le bulbe (vers x∕c ≈ 0.07) trop prononcé. Rappelons que ce défaut était déjà
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présent dans la configuration de calibration (§6.5.3, figure 6.10).
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FIGURE 8.6 – Prévisions RANS du frottement sur l’extrados du NACA 0012 pour le balayage de l’intensité
de la turbulence (viaNcr) de plusieurs variantes LSTT [25] comparées au calcul ILES (◦) d’Alferez et al. [3].

Soulignons plusieurs aspects complémentaires suite à l’analyse de la figure 8.6 :

1. Tous les modèles LSTT Boussinesq produisent des prévisions acceptables par rapport aux
données ILES de référence.

2. Le modèle LSTT Hellsten EARSM produit des prévisions de précision mitigée. Nous consi-
dérons que ces prévisions ne sont pas acceptables et doivent être améliorées. Nous n’avons
pas réussi dans le cadre de cette thèse à améliorer les prévisions de LSTT avec Hellsten
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EARSM, qui sont particulièrement peu satisfaisantes pour les écoulements à faible nombre
de Reynolds.

3. Dans le même sens que le point précédent, les prévisions du modèle RSM SSG/LRR-! [44]
avec LSTT ne sont pas satisfaisantes. Pour ce modèle, les simulations pour toutes les valeurs
deNcr considérées prévoient une configuration décrochée avec une mauvaise convergence.
Puisque les calculs ne sont pas convergés, ils sont jugés peu fiables et ne sont donc pas
présentés sur la figure 8.6.

4. L’activation Step imposée à xtr∕c = 0.06 de tous les modèles de turbulence considérés
produisent une configuration décrochée. Les différences entre les prévisions décrochées de
chaque modèle de turbulence sont imperceptibles entre elles. Par conséquent, ces prévisions
ne sont pas systématiquement affichées. Pour avoir un aperçu, le lecteur peut comparer les
prévisions décrochées de Step Wilcox (2006) (fig. 8.3), Menter-Langtry (fig. 8.3) et Spalart-
Allmaras (tracé discontinu fig. 8.6)

Comparons maintenant les profils de vitesse des différentes variantes LSTT.
Sur la figure 8.7 nous présentons les profils de vitesse des balayages du seuil de turbulence pour
les activations LSTT des modèles Hellsten EARSM et Spalart-Allmaras. Les prévisions Hellsten
EARSM présentent des forts écarts des profils de vitesse pour différentes valeurs de Ncr. Cela estdû à l’effet suivant : tandis qu’àNcr = 6 le modèle fournit une prévision de bulbe fermé, au fur et à
mesure que la turbulence diminue (Ncr augmente) la taille du décollement augmente notablement et
à partir deNcr ⪆ 9 les prévisions montrent un écoulement décroché. Ceci n’est pas vérifié pour les
prévisions LSTT du modèle de Spalart-Allmaras, qui fournit des prévisions plus précises au regard
de la solution ILES. Nous pouvons constater que les écarts sur les profils pour différents Ncr sontplus faibles que dans le cas précédent, et ils sont essentiellement localisés au voisinage du bulbe
(0.05 ⪅ x∕c ⪅ 0.1).
Sur la figure 8.8 nous pouvons constater que les modèles LSTT qui prévoient le plus précisément
l’écoulement ILES (k−! Boussinesq) présentent de très faibles écarts sur les profils de vitesse. Les
écarts semblent se prononcer de plus en plus en aval du bulbe de décollement, comme il est visible à
la station x∕c = 0.8. À cette station, nous constatons que le modèle Wilcox (2006) présente le profil
le plus rempli au voisinage de la paroi et au contraire, le modèle de Menter SST présente le profil
les plus creux au voisinage de la paroi. Par conséquent, comme Menter SST présente le déficit de
vitesse le plus important, il est probable que la couche limite prévue par Menter SST a plus d’impact
sur l’écoulement potentiel (à l’extérieur de la couche limite) que celui issu de la prévision Wilcox
(2006), et cela est visible sur l’épaisseur de déplacement �∗, qui est plus prononcé pour Menter SST
que pour Wilcox (2006). Soulignons encore qu’en aval du bulbe (x∕c ⪆ 0.1) le modèle de Menter
SST prévoit un facteur de formeH supérieur aux deux autres modèles et cet écart s’amplifie de plus
en plus vers l’aval. Le modèle de Kok est aussi en parfait accord avec la ILES et il se situe presque
exactement entre les prévisions de Wilcox (2006) et de Menter SST. Par conséquent, nous pouvons
en déduire que le modèle avec la plus grande propension à décoller est Menter SST, tandis que celui
qui a le moins de propension à décoller est celui de Wilcox (2006).
Soulignons un aspect très intéressant. La classification des modèles par rapport à leur propension
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FIGURE 8.7 – Prévisions des profils de vitesse de la couche limite sur l’extrados du NACA 0012 (� = 10.55◦,
Rec = 105) issues de plusieurs modèles RANS comparés au calcul ILES (◦) d’Alferez et al. [3].

à décoller, déduite dans le paragraphe précédent à partir de la valeur de H , est cohérente avec la
classification de la diffusivité à faible nombre de Reynolds des modèles de turbulence [26]. En ef-
fet, d’après l’étude [26], parmi les trois modèles considérés ici, le plus diffusif est celui de Wilcox
(2006), tandis que le moins diffusif est celui de Menter. Il semble cohérent que le modèle le plus
diffusif remplisse plus le profil de vitesse au voisinage de la paroi, ce qui se traduit par des valeurs
plus faibles deH , qui indiquent une moindre propension à décoller. Le raisonnement inverse (pour
les modèles moins diffusifs) semble également vérifié. Si nous extrapolons ce raisonnement de cau-
salité, il devient alors probable que les tendances trop prononcées à décoller des modèles LSTT de



126 8 - Profil d’aile NACA 0012

0 1
us∕u

(LES)
se

0
0.025
0.05
0.075
0.1

0.125
0.15
0.175
0.2

n∕
�∗
(L
ES
)

x∕c=0.05 x∕c=0.075 x∕c=0.1 x∕c=0.2 x∕c=0.5 x∕c=0.8

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
x∕c

2

4

6

8

10

H

k − ! Wilcox (2006) LSTT
Ncr = 12

k − ! Kok LSTT Ncr = 11

k − ! Menter LSTT
Ncr = 9

◦ ILES Alferez et al. [3]

0 0.25 0.5 0.75 1
x∕c

0

0.02

0.04

0.06

0.08
�∗∕c

NACA 0012
� = 10.55◦

Rec = 105

FIGURE 8.8 – Prévisions de plusieurs modèles RANS avec activation LSTT sur l’extrados du NACA 0012
comparées au calcul ILES (◦) d’Alferez et al. [3].

Hellsten EARSM et RSMSSG/LRR aient comme origine un comportement trop peu diffusif à faible
nombre de Reynolds. En émettant l’hypothèse que la présomption précédente est juste, cela voudrait
dire que la pondération des sources de la turbulence dans la région transitionnelle des modèles en
question (qui est la base de LSTT §6.2) n’est pas suffisante pour garantir des prévisions précises,
mais il faudrait également modifier (probablement de façon zonale) les coefficients de diffusion de
la turbulence des modèles.
Ainsi s’achève l’analyse de l’écoulement autour du profil NACA 0012 d’Alferez et al. Dans la sec-
tion suivante, nous analysons le même profil pour des conditions physiques différentes : plus faible
nombre de Reynolds et plus faible angle d’incidence, à l’aide des prévisions DNS de Jones et al.[98].
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8.2 Cas de Référence DNS Jones et al.
Dans cette section nous nous intéressons à l’écoulement autour du profil NACA 0012 à � = 5◦ et
Rec = 5 × 104. Cet écoulement a été étudié par Jones et al. [98] au moyen de calculs DNS. Ils
ont effectué une simulation avec forçage (nommée 3DF) et sans forçage (nommée 3DU). La simu-
lation 3DF consiste à introduire des perturbations, à l’aide de termes volumiques dans l’équation
de la quantité de mouvement, conçues pour exciter des modes obliques instables qui sont ampli-
fiés dans la couche de cisaillement en aval du décollement laminaire [98]. Le forçage s’effectue au
point (x∕c, y∕c) = (0.1, 0.129) de façon périodique en temps et en envergure [98]. Les fréquences
excitatrices ont été choisies en fonction des résultats de l’analyse de stabilité linéaire des profils de
vitesse moyennés en temps de l’écoulement bidimensionnel [98]. L’amplitude des perturbations de
vitesse introduites par le forçage est de 0.1% de la vitesse externe 4 [98]. Le signal excitateur est
composé de trois fréquences (f = 48.76∕2�, 53.6∕2�, 53.6∕2�) associées à trois nombres d’onde,
�, selon l’envergure, Lz = 0.2c, du domaine de calcul (� = 2�∕Lz, 6�∕Lz, 8�∕Lz) [98].
Dans cette étude nous comparons les prévisions RANS des modèles k − ! Wilcox (2006) [207]
et Spalart-Allmaras [187] avec les DNS [98] avec forçage (3DF) et sans forçage (3DU). Chaque
modèle est activé selon LSTT [25], en prévoyant le point de transition à l’aide des critères AHD-
Gleyzes [7, 83] avec stabilisation algébrique (§C). En outre, une activation Step du modèle k − !
Wilcox (2006) à xtr∕c ≈ 0.45 a été effectuée sans succès, car la simulation n’a pas convergé.
Sur la figure 8.9 nous pouvons constater que la variation du taux de turbulence (i.e. deNcr) provoquela variation du bulbe attendue, c’est-à-dire qu’une augmentation de Tu (diminution deNcr) provoqueun rétrécissement de la taille du bulbe. Cet effet, qui avait déjà été observé dans le cas d’Alferez
(§8.1), est encore vérifié ici et ce pour les deux modèles de turbulence considérés. Nous constatons
qu’à de forts taux de turbulence (Ncr ≈ 6) le modèle de Wilcox (2006) ne capture pas précisément
la valeur du pic positif de frottement juste en aval du bulbe, alors que pour des valeurs plus faibles
de la turbulence (Ncr ≈ 12) la valeur du pic est surestimée. Malgré cela, l’emploi de LSTT pour
Wilcox (2006) dans cette configuration apporte une amélioration considérable, car nous constatons
que si l’on effectue une activation Step (même en figeant la localisation du point de transition) la
simulation ne converge pas.
Au contraire, le modèle de Spalart-Allmaras LSTT semble prévoir cet écoulement de façon plus
précise que le modèle de Wilcox (2006) LSTT. La valeur des pics positifs en aval du bulbe sont
en très bon accord avec la DNS. Le modèle montre le défaut, déjà constaté à plusieurs reprises,
d’une prévision trop prononcée du pic négatif de frottement. Mais à part ce défaut, l’évolution du
frottement est satisfaisante même au niveau de la relaxation de la couche limite en aval du bulbe.
Cette étude permet de souligner un aspect intéressant relatif à la précision de la prévision du point de
transition avec AHD-Gleyzes [7, 83] et stabilisation algébrique (§C) employés par LSTT. Rappelons
la discussion sur le choix approprié de Ncr dans le paragraphe (§8.1.2), où l’on souligne l’inadé-
quation de l’utilisation des simulations numériques de haute fidélité sans forçage afin d’évaluer la
précision des critères de transition. Dans le même paragraphe (§8.1.2), nous suggérons même que

4. Le taux de turbulence Tu = 0.1% correspond àNcr = 8.15 d’après la relation de Mack [125] 4.11.
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FIGURE 8.9 – Prévisions RANS du frottement pariétal sur l’extrados du NACA 0012 avec activation LSTT
comparées aux calculs DNS de Jones et al. [98].

pour qu’une simulation de haute fidélité avec forçage soit représentative des conditions excitatrices
d’un écoulement physique réel, le forçage des perturbations devrait s’effectuer à des fréquences ef-
ficaces pour exciter la transition de la même manière qu’en écoulement réel. Le calcul DNS avec
forçage [98] que l’on utilise comme référence dans cette section semble disposer de tous les éléments
évoqués afin d’être utilisé comme élément d’évaluation de la précision du critère de transition em-
ployé par LSTT.
Ainsi, l’excitation d’intensité 0.1% faite dans la DNS avec forçage peut s’assimiler à unNcr = 8.15.Nous remarquons sur la figure 8.9 que pour Ncr = 8 les prévisions RANS avec LSTT sont assez
proches de la DNS avec forçage. Les simulations avec Ncr = 6 sont encore plus proches. D’aprèsces résultats, il semblerait que les critères employés par LSTT prévoient une transition légèrement
en aval de la référence. Toutefois, un écart de ΔN ≈ 2 semble d’une précision acceptable, car
l’écart est de l’ordre de l’incertitude dans le choix de Ncr (table 8.1). Néanmoins, il reste à corro-
borer (par exemple, via des essais expérimentaux) si l’excitation faite dans la DNS avec forçage est
représentative d’un essai réel avec Tu = 0.1%.
Pour conclure cette section, soulignons un dernier aspect en relation avec les prévisions RANS
de l’écoulement DNS sans forçage. Sur la figure 8.9, nous constatons que les prévisions RANS
LSTT avec Ncr ≈ 12 prévoient assez précisément l’évolution de l’écoulement DNS sans forçage.
Cette valeur, relativement élevée (elle est dans la fourchette haute du tableau 8.1), est très proche
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des valeurs employées pour le cas ILES d’Alferez et al. [3], qui sont Ncr ≈ 11 comme on peut le
constater sur la figure 8.8. Cette constatation va dans le sens préconisé dans le paragraphe §8.1.2,
où l’on suggère que la prévision de la transition via des méthodes eN des écoulements issus des
simulations de haute fidélité sans forçage devraient s’effectuer à desNcr très élevés.



130 8 - Profil d’aile NACA 0012



Chapitre 9

Profil d’aile SD7003

Le profil d’aile Selig-Donovan 7003 a été conçu [174] vers les années 1980 afin d’améliorer
les performances des planeurs de compétition d’aéromodélisme de la catégorie internatio-
nale F3B 1. Les compétitions de la catégorie F3B d’aéromodélisme se déclinent en trois

épreuves : une d’endurance, où l’on cherche à minimiser la vitesse de descente de l’appareil ; une
autre de distance, où l’on cherche àminimiser la pente de descente de l’appareil, et enfin une épreuve
de vitesse, dans laquelle on cherche à minimiser la traînée. Cet exigeant cahier de charges, conjugué
au fait que le nombre de Reynolds basée sur la corde de ces appareils est très faible (Rec < 105),
fait que la prise en compte des bulbes de décollement laminaire pour la conception de ces planeurs
est incontournable. Ainsi, le profil SD7003 fut créé à l’aide des codes de couplage visqueux/non-
visqueux avec modélisation du bulbe de décollement laminaire afin d’améliorer les profils utilisés
jusqu’à alors en F3B. Depuis la proposition de ce profil, nombreux ont été les auteurs de la com-
munauté scientifique à porter leur intérêt dessus, car il constitue un exemple canonique de profil à
faible Rec où la dynamique du bulbe de décollement détermine amplement les performances aéro-
dynamiques. De surcroît, l’irruption des drones à voilure fixe de petite taille dans l’espace aérien
accroît l’intérêt des industriels et des autorités de réglementation sur les capacités à prévoir les per-
formances de ce type d’appareils. Ainsi, la communauté scientifique s’est amplement intéressée à
l’étude du profil SD7003, car il constitue un cas représentatif de l’aérodynamique des petits drones
à voilure fixe.
Par conséquent, on identifie dans la littérature un grand nombre d’études portant sur le SD7003.
Premièrement, nous soulignons l’ensemble d’études expérimentales dirigées par le Prof. Selig à
l’Université d’Illinois [124, 174–177]. En 2005, Ol et al. [148] ont comparé les différents résultats
expérimentaux rencontrés dans les essais dans trois installations différentes, et ils ont conjecturé
un fort impact des différentes intensités de la turbulence de chaque installation sur les mesures.
Burgmann, Dannemann et Schröder (2008) [31, 32] ont étudié par des moyens PIV les dimensions
du bulbe, les principales structures cohérentes, et les tensions de Reynolds du SD7003 à plusieurs
angles d’incidence. Hain, Kähler et Radespiel (2009) ont également étudié la dynamique du bulbe

1. https://www.fai.org/page/f3-radio-control-soaring (Fédération Aéronautique Internationale)
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sur le profil à Rec = 6 × 104. Herbst, Kähler et Hain (2018) [90] ont récemment étudié l’influence
de la turbulence amont –intensité et échelle– sur le bulbe de décollement laminaire du SD7003.
Deuxièmement, l’ensemble d’études DNS ou LES/ILES portant sur le profil SD7003 est significa-
tif. Par exemple, Catalano et Tognaccini (2009) [38] et Galbraith et Visbal (2010) [77] ont étudié
l’influence de l’angle d’incidence du profil SD7003. Leur prévisions de frottement et de pression
sont utilisés dans ce chapitre comme référence. Schmidt et Breuer (2017, 2018) [30, 173] ont ré-
cemment étudié l’influence de différents niveaux et échelles de turbulence amont sur la topologie
du bulbe autour du SD7003 via des LES et le concept de Synthetic Inflow Turbulence Generator
(STIG).
Enfin, plusieurs études cherchant à évaluer les capacités prédictives des approches transitionnelles
RANS pour les bulbes de décollement laminaire ont porté sur le profil SD7003. Dans cette catégo-
rie on trouve l’étude de Windte, Scholz et Radespiel (2006) [212], où les auteurs ont appliqué des
critères de transition plus une activation des modèles de turbulence type Step. On souligne égale-
ment l’étude de Lian et Shyy [119], qui ont effectué des calculs transitionnels avec la méthode eN
et une activation progressive du modèle de turbulence en se basant sur l’échelle laminaire du bulbe
–conceptuellement similaire à l’approche LSTT proposée dans cette thèse–. Catalano et Tognac-
cini (2010) [40] ont étudié amplement l’activation Step du modèle k − ! Menter SST [135] pour
l’écoulement autour du SD7003 à plusieurs angles d’incidence, et ont proposé une modification du
modèle de turbulence permettant d’améliorer les prévisions connaissant le Rec. Probst, Radespielet Rist (2012) [155] ont couplé une méthode de prévision de transition eN à l’activation du modèle
de turbulence à transport des tensions de Reynolds "ℎ−RSM, et ont étudié l’écoulement autour du
profil SD7003. Catalano, Mele et Tognaccini (2013) [37] ont proposé une méthode empirique de
prévision du point de transition à utiliser dans les calculs RANS, et l’ont testé sur le cas SD7003.
Counsil et Boulama (2013) [50] ont évalué les prévisions du modèle 
−R̃e�t de l’écoulement autour
du SD7003.
Dans ce chapitre, nous évaluons en détail l’approche LSTT pour la prévision de l’écoulement autour
du SD7003 en faisant varier des paramètres physiques tels que Tu, Rec et �. Une évaluation de la
qualité du maillage est également proposée. Nous comparons nos prévisions aux données LES [30,
38], ILES [77] et expérimentales [87].

9.1 Présentation des cas d’étude

Comme cela a été introduit dans la présentation du chapitre, les cas présentés dans ce chapitre portent
sur l’écoulement autour du profil Selig-Donovan SD7003 [175]. Plusieurs angles d’incidence et
nombres de Reynolds basés sur la corde sont étudiés. Pour tous ces cas étudiés, les conditions en
amont sont considérés incompressibles (M∞ < 0.3). Pour les simulations RANS, le Mach en amont
est fixé àM∞ = 0.16.
Afin de garantir une discrétisation du bulbe optimale, plusieurs maillages adaptés ont été utilisés en
fonction des dimensions du bulbe. La paramétrisation des maillages employés pour les cas étudiés
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dans ce chapitre est présentée dans le tableau 9.1. Tous les maillages sont partitionnés en 8 blocs
structurés afin d’effectuer des calculs en parallèle. À titre d’exemple, la figure 9.1 présente un zoom
autour du profil du maillage employé dans le cas Baseline (� = 4◦, Rec = 6×104), qui est composé
de 867x176 points, dont 96 se trouvent dans le sillage, 179 sur l’intrados (prévu laminaire) et 500
sur l’extrados. Le nombre total de points et les dimensions du bulbe ont été choisis pour s’approcher
au mieux de ceux utilisés par Catalano et Tognaccini [40].
Comme on peut le constater sur la variable NLSB du tableau 9.1, pour tous les maillages d’étude
(exception faite des maillages d’analyse de convergence) au moins 188 points discrétisent le bulbe
dans le sens principal de l’écoulement, ce qui vérifie amplement les recommandations (§7.1 et §7.5)
dumodèle LSTT. La première cellule présente une taille normale à la paroi qui garantiΔy+ < 1 dans
les couches limites turbulentes. La distribution des points normale à la paroi est effectuée de sorte
qu’au moins 80 points discrétisent la couche limite. Le domaine de calcul s’étend sur 30 cordes dans
la direction orthogonale à la paroi, ainsi que sur 30 cordes dans le sillage. Il s’agit d’un maillage
type-C généré en extrusion hyperbolique et avec une optimisation des distributions de points pour
maximiser la régularité. Il a été construit avec Cassiopée [21].

FIGURE 9.1 – Zoom autour du profil SD7003 du maillage employé dans le cas Baseline (� = 4◦, Rec =
6 × 104).

9.2 Cas Baseline (� = 4◦, Rec = 60 000)

Le cas � = 4◦ et Rec = 6 × 104 a été choisi comme Baseline (principale référence), car il s’agit du
cas le plus étudié dans la littérature. Il est raisonnable alors que nous portions l’accent sur ce cas
d’étude, notamment pour l’analyse de la convergence en maillage (§9.2.1), l’étude de l’influence
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� (◦) Rec Ni ×Nj Ns<ssep NLSB Ns>sreat N�(ssep)
0 < x < xsep xsep < x < xreat xreat < x

2 60 × 103 867 × 176 153 318 22 78
4 10 × 103 173 320 0 91
4 40 × 103 105 301 87 79
4 60 × 103 115 268 110 76
6 60 × 103 51 188 254 73
8 30 × 103 50 203 240 74
8 60 × 103 39 177 277 68
8 90 × 103 43 200 250 65
11 60 × 103 43 196 254 61
4 60 × 103 434 × 89 79 118 50 40

434 × 176 57 136 54 76
867 × 351 108 291 94 151
1734 × 176 231 541 217 76
1734 × 351 217 582 190 151

TABLE 9.1 –Maillages utilisés et résolution de la discrétisation du maillage basée sur la prévision du modèle
k − ! Wilcox (2006) [207] avec activation LSTT [25]. Les 5 dernières lignes correspondent aux maillages
additionnels employés lors de l’étude de convergence en maillage.

du taux de turbulence (§9.2.2) et pour l’analyse détaillé des tensions de Reynolds et des profils de
vitesse (§9.2.3).

9.2.1 Convergence en maillage

L’étude de convergence en maillage du cas SD7003 baseline présenté sur la figure 9.2 souligne
l’importance d’avoir une discrétisation fine dans la direction normale à la paroi. En effet, le maillage
le moins dense 434×89, produit des prévisions peu précises et significativement éloignées de celles
issues des autresmaillages comparativement plus denses dans la direction normale à la paroi, comme
le maillage 434×176. Les maillages les plus denses dans la direction normale, 867×351 et 1734×
351, produisent des résultats presque identiques et peuvent être considérés comme convergés en
maillage. Le résultat 867 × 176 est en très bon accord avec les résultats convergés en maillages, et
sa discrétisation est donc retenue pour les études effectués dans la suite de ce chapitre.

9.2.2 Influence du taux de turbulence

Dans cette section nous analysons l’influence du taux de turbulence amont, Tu, relié à Ncr à l’aidede l’équation de Mack [125] (4.11). Dans un premier temps, cette analyse est effectuée en utilisant
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FIGURE 9.2 – Prévisions de frottement (sur l’extrados) et de pression sur le profil SD7003 (� = 4◦, Rec =
60 000, Tutr = 0.035%) en employant le modèle de turbulence k − ! Wilcox (2006) [207] avec activation
LSTT [25] sur des maillages de différentes résolutions (cf tableau 9.1).

divers modèles de turbulence avec activation LSTT. Dans un deuxième temps, cette analyse est
effectuée en utilisant le modèle 
 − R̃e�t et plusieurs corrélations différentes.

9.2.2.1 Modèles non-locaux

En suivant la logique exposée dans les paragraphes §8.1.2 et §8.1.4, nous effectuons une analyse de
l’influence du choix deNcr.
Sur la figure 9.3, nous montrons un balayage de Ncr en utilisant le modèle k − ! Wilcox (2006)
LSTT. Les quantités montrées sur la figure 9.3 sont le coefficient de frottement cf∞ , le coefficient
de pression Cp, l’évolution du taux d’amplification totalN , et les positions des points de séparation
xsep, de transition xtr et de recollement, xreat en fonction de la valeur deNcr.
Dans un premier temps, nous constatons que la dépendance des points caractéristiques du bulbe
(xsep, xtr et xreat) suit les observations expérimentales [90] et numériques [30] connues. En effet,
pour des niveaux de turbulence Tu croissants (Ncr décroissant), on constate : (a) un déplacement
du point de décollement laminaire xsep vers l’aval, (b) un déplacement du point de transition xtrvers l’amont et (c) un déplacement du point de recollement xreat vers l’amont, ce qui se traduit
par une réduction globale de la taille totale du bulbe, xreat − xsep. Nous constatons (figure 9.3)
que la valeur de Ncr qui produit les prévisions RANS le plus proches des données LES [38] est
Ncr = 10.7(≈ 11). Soulignons que cette valeur est très proche de Ncr = 12 qui est la valeur qui
produit également les prévisions RANS les plus proches des données DNS [98] sans forçage sur le
cas du profil NACA 0012 (§8.2 � = 5◦, Rec = 50 000) et ILES [3] sans forçage (§8.1, � = 10.55◦,
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FIGURE 9.3 – Influence de l’intensité de la turbulence (par un balayage Ncr = 6, 8, 10, 10.7, 12 et 16) des
prévisions de l’écoulement autour du profil SD7003 (� = 4◦, Rec = 6 × 104) en employant le modèle de
turbulence k − ! Wilcox (2006) [207] avec activation LSTT [25] et prévision du point de transition avec
les critères AHD-Gleyzes [7, 83] avec stabilisation algébrique (§C) par rapport aux données LES (△) de
Catalano et Tognaccini [38].

Rec = 100 000). Grâce à cette dernière observation, il commence à se dessiner une tendance très
marquée : la valeur Ncr représentative des simulations de haute fidélité (DNS, LES, ILES) sans
forçage est approximativement Ncr ⪆ 11, ce qui est une valeur relativement élevée, en accord
avec la très faible amplitude des perturbations d’origine numérique qui excitent la couche limite
laminaire et qui constitueraient la cause de la transition et de la turbulence auto-entretenue de ce
type de simulations. Cette observation semble correctement vérifiée indépendamment du modèle
de turbulence LSTT employé (cf §8 et les figures qui suivent dans la présente section).
Soulignons un dernier aspect très intéressant de la figure 9.3. Au regard de l’évolution deN(x∕c) et



9.2 - Cas Baseline (� = 4◦, Rec = 60 000) 137

des points caractéristiques (xsep, xtr et xreat) en fonction deNcr, nous constatons que pour des valeurstrès importantes de Ncr (⪆ 12) la topologie du bulbe semble de moins en moins sensible. Ceci est
en accord avec la forte pente que présenteN(x∕c) pourNcr = 16. Cela signifie que pour des valeurstrès faibles de turbulence ambiante, la prévision AHD-Gleyzes [7, 83] avec correction algébrique
(§C) tend à saturer. Ce comportement semble cohérent avec la formulation en puissance de H de
l’évolution de N dans la corrélation de Gleyzes (6.9) pour des bulbes fortement décollés. Cela
semble cohérent également avec le comportement attendu d’un écoulement laminaire fortement
cisaillé (et donc très instable) à des nombres de Reynolds modérés, qui présente une forte tendance
à la transition au régime turbulent. Enfin, ceci explique également la tendance accrue des simulations
numériques de haute fidélité sans forçage à capturer la transition vers la turbulence.
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FIGURE 9.4 – Influence de l’intensité de la turbulence (par un balayageNcr = 6, 8, 10, 11 et 12) des prévisions
de l’écoulement autour du profil SD7003 (� = 4◦, Rec = 6 × 104) en employant le modèle de turbulence
k−! Kok [105] avec activation LSTT [25] et prévision du point de transition avec les critères AHD-Gleyzes
[7, 83] avec stabilisation algébrique (§C) par rapport aux données LES (△) de Catalano et Tognaccini [38].
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Sur la figure 9.4 nous présentons le balayage de Ncr en utilisant le modèle k − ! Kok [105] avec
activation LSTT. Les résultats de la figure 9.4 sont très similaires à ceux de la figure 9.3. Nous
retrouvons la même influence aux variations deNcr, et nous constatons que pourNcr ≈ 11 ou (≈ 12)les prévisions RANS sont en très bon accord avec les données LES. Soulignons que le casNcr = 6(courbe bleue) présente un bulbe à très faible décollement, visible sur les valeurs négatives de cf∞vers 0.3 ⪅ x∕c ⪅ 0.5. Nous constatons que pour Ncr = 6, le point de transition est pratiquement
superposé au point de décollement vers x∕c ≈ 0.3 (évolution xsep, xtr avec Ncr de la figure 9.4).
Dans ces conditions le modèle LSTT retrouve str − ssep ≈ 0 et le boost des tensions des Reynolds nese produit pas, ce qui explique les faibles valeurs de cf∞ en aval du bulbe. La transition commence
alors à présenter les caractéristiques d’une couche-limite attachée.

Sur la figure 9.5 nous présentons le balayage deNcr en employant le modèle k−!Menter SST [135]
LSTT. Encore une fois, nous constatons que la dépendance des points caractéristiques du bulbe (xsep,
xtr et xreat) suivent l’influence attendue. Les mêmes conclusions que dans les deux figures précé-
dentes (9.3 et 9.4) s’appliquent globalement (figure 9.5). Il y a tout de même quelques spécificités
qui méritent d’être soulignées. Par exemple, le pic maximum de frottement se situe juste en aval
du point de recollement en utilisant Menter SST LSTT pour Ncr = 8 est de ≈ 0.4 × 10−2, contre
≈ 0.3 × 10−2 pour Kok LSTT et ≈ 0.35 × 10−2 pour Wilcox (2006) LSTT. Cela montre que la ten-
dance des modèles k−! LSTT à sous-estimer le frottement en aval du bulbe pour des fortes valeurs
de la turbulence seuil (ou faibles valeurs deNcr) est légèrement moins prononcée pour le modèle de
Menter SST. Cet effet est visible aussi dans le cas NACA 0012 (§8), notamment sur les figures 8.6 et
8.1, où l’on constate que pour les valeurs croissantes de Tu le modèle de Menter SST tend à prévoir
un maximum de cf∞ en aval du recollement croissant, alors que cette tendance est moins marquée
avec le modèle de Kok et assez mitigée avec le modèle de Wilcox (2006). Néanmoins, en accord
avec les autres cas étudiés dans cette thèse, on constate sur la figure 9.5 que le modèle Menter SST
LSTT avec desNcr élevés prévoit des pics de frottement en aval du bulbe moins prononcés que les
autres modèles.

Sur la figure 9.6 nous présentons le balayage de Ncr pour le modèle de Spalart-Allmaras LSTT.
Encore une fois, comme pour les modèles LSTT présentés dans les figures précédentes, la prévi-
sion RANS est très proche de la LES [38] pour Ncr ≈ 11 (ou ≈ 12). En outre, nous retrouvons
encore une fois l’évolution attendue des localisations des points caractéristiques du bulbe (xsep, xtret xreat). Globalement, les tendances sont très similaires à celles des modèles k−! LSTT présentés
précédemment, sauf concernant l’effet de Tu sur le frottement. En effet, de manière très similaire
à ce que l’on observe sur la figure 8.6 du NACA 0012 (Ch.8, §8.2), nous constatons à présent sur
la figure 9.6 que pour des valeurs de Tu croissants le modèle de Spalart-Allmaras LSTT produit un
pic de frottement en aval du recollement de plus en plus intense. Nous reviendrons plus en détail
sur l’analyse de cet effet dans le paragraphe suivant (§9.2.2.2), où nous comparons l’influence de
l’intensité de la turbulence des modèles LSTT avec les données LES de Breuer [30].
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FIGURE 9.5 – Influence de l’intensité de la turbulence (par un balayage Ncr = 7, 8, 10, 11, 12 et 14) des
prévisions de l’écoulement autour du profil SD7003 (� = 4◦, Rec = 6 × 104) en employant le modèle
de turbulence k − ! Menter SST [135] avec activation LSTT [25] et prévision du point de transition avec
les critères AHD-Gleyzes [7, 83] avec stabilisation algébrique (§C) par rapport aux données LES (△) de
Catalano et Tognaccini [38].

9.2.2.2 Comparaison de l’influence de Tu par rapport aux données LES Breuer

Dans ce paragraphe nous évaluons l’influence du Tu des prévisions RANS en utilisant LSTT par
rapport aux données LES avec forçage de Breuer [30]. Le forçage LES a été réalisé en appliquant
l’approche STIG (Synthetic Turbulence Inflow Generator) de Schmidt et Breuer [173]. Cette ap-
proche consiste à définir une région de génération de turbulence, située dans ce cas à 1 corde en
amont du profil, dans laquelle l’on perturbe les vitesses avec un signal défini par une intensité Tugenet une échelle intégrale de la turbulence [30]. Dans les comparaisons de cette étude, l’échelle inté-
grale sans dimensions est fixée à  ⋅ u∞∕c = x∕c = 0.118 [30].
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FIGURE 9.6 – Influence de l’intensité de la turbulence (par un balayage Ncr = 8, 10, 11, 12 et 14) des
prévisions de l’écoulement autour du profil SD7003 (� = 4◦, Rec = 6 × 104) en employant le modèle
de turbulence Spalart-Allmaras [187] avec activation LSTT [25] et prévision du point de transition avec
les critères AHD-Gleyzes [7, 83] avec stabilisation algébrique (§C) par rapport aux données LES (△) de
Catalano et Tognaccini [38].

Il est prévisible que le niveau de turbulence imposé dans la région STIG, Tugen , décroisse vers l’aval desorte qu’à la frontière de la couche limite laminaire on retrouve Tu� < Tugen . Rappelons que la valeur
Tu� , que l’on ne connaît pas a priori, sert à déterminerNcr et donc le point de transition, à l’aide de larelation de Mack [125] équation (4.11). Toutefois, l’évaluation analytique de la décroissance de la
turbulence nécessite comme information l’échelle de longueur de la turbulence, lt, qui dans le cadre
k − ! est égale à lt ∶=

√

k∕(�k!) [79, Eqs. 14–16, p.1103]. Soulignons cependant que la relationexacte entre l’échelle de longueur intégrale, x et l’échelle de longueur de la turbulence lt n’estguère connue même pour les cas les plus simples de turbulence de grille [194, 195]. Par conséquent,
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les valeurs Tu� des simulations LES, qui devraient être employées pour déterminer la valeur deNcrà fournir aux critères AHD-Gleyzes, ne sont pas connues. Pour cette raison, avec le but d’évaluer
la précision de l’activation des modèles de turbulence –et non pas la précision des prévisions des
critères, en accord avec les objectifs de la thèse §6.1–, nous utilisons les balayages de Ncr issusde l’étude présentée dans le paragraphe §9.2.2.1. À partir de ces balayages, nous choisissons les
échantillons de Ncr qui produisent la localisation du point de transition la plus proche de celle des
données LES 2 [30]. Cette opération est réitérée pour chaque valeur de Tugen considérée ainsi que
pour chaque modèle de turbulence. Les échantillons de Ncr prélevés pour la comparaison avec les
simulations LES de Breuer [30] de la figure 9.7 sont présentés dans le tableau 9.2.

Turbulence forcée en LES, Tugen 0% 0.7% 1.4%
Ncr k − !Wilcox (2006) 16 9 8
Ncr k − ! Kok 12 10 9
Ncr k − !Menter SST 14 10 9
Ncr Spalart-Allmaras 14 9 8

TABLE 9.2 – Échantillons des prévisions RANS LSTT des balayages de Ncr (effectués dans les figures 9.3,
9.4, 9.5 et 9.6) produisant le point de transition xtr∕c le plus proche des simulations LES de Breuer [30] pour
de différentes valeurs d’intensité de turbulence synthétiquement générée, Tugen [173, STIG] dans la région deforçage située à x∕c = −1.

Sur la figure 9.7 nous présentons les échantillons (tableau 9.2) des prévisions LSTT par rapport
aux données LES et ILES sans forçage et les données LES avec forçage de Breuer [30]. Les quatre
variantes de LSTT –Spalart-Allmaras, Menter SST, Kok et Wilcox (2006)– sont présentées. Avant
de rentrer dans l’analyse détaillée de la figure 9.7, commençons par souligner un détail curieux des
données LES et ILES. Les trois set de données LES et ILES sans forçage (partie supérieure de
la figure 9.7) présentent un léger écart au niveau de la position du point de transition. En effet, la
simulation sans forçage de Breuer [30] semble prévoir un point de transition situé ≈ 0.05c plus en
aval (visible par la fin du plateau négatif de cf ou la fin du plateau de Cp) que la LES de Catalano
et Tognaccini [38] et l’ILES de Galbraith et Visbal [77]. Vraisemblablement, cet écart de xtr estassocié à la prévision ≈ 0.05c plus en aval du point de recollement prévu par la LES de Breuer par
rapport aux deux autres.
Quelle que soit l’origine des écarts entre les données de référence pour Tugen = 0, nous constatonsque les simulations LSTT à très faible Tu produisent des prévisions raisonnablement proches des
simulations LES. Seulement le modèle Wilcox (2006) semble surestimer légèrement le pic positif
de frottement en aval du bulbe. En revanche, l’accord entre LSTT et LES au niveau de la distribution
de pression est excellent.
Pour des valeurs croissantes de Tugen (0.7% et 1.4%) nous constatons des écarts de plus en plus pro-
noncés entre chacune des prévisions LSTT. C’est-à-dire que les prévisions LSTT à fort Tu semblent
plus dépendantes du modèle de turbulence qu’à faible Tu. La raison fondamentale de cet écart est

2. On a suppos" que xtr(LES) se trouve à la fin du plateau négatif de cf
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FIGURE 9.7 – Prévisions RANS LSTT (avec les valeurs de Ncr indiquées dans le tableau 9.2) par rapport à
différentes valeurs de forçage LES.

inconnue par l’auteur de cette thèse. Toutefois, un élément de réponse a été identifié. La figure 9.7
met en relief une tendance qui pourrait expliquer l’écart entre modèles LSTT à fort Tu. Le modèle
LSTT le moins amorcé –Wilcox (2006), qui a les plus faibles valeurs des coefficients a, ŝa et ŝbdéfinnissant f tr (tables 6.1 et 6.2)– prévoit le pic positif de frottement en aval du recollement le
moins prononcé. Au contraire, le modèle LSTT le plus amorcé –Spalart-Allmaras, qui a les plus
fortes valeurs des coefficients a, ŝa et ŝb définissant f tr (tables 6.1 et 6.2)– présente le pic positif
de frottement en aval du recollement le plus prononcé. Par ailleurs, les modèles LSTT de Kok et
Menter SST possèdent des coefficients a, ŝa et ŝb très similaires, et leurs prévisions à fort Tu du
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frottement en aval du bulbe semblent assez proches des données LES.
En conclusion, nous supposons que les écarts entre les variantes LSTT visibles à fort Tu sont laconséquence de la nécessité d’amorcer à des intensités très différentes chaque modèle de turbulence
afin de prévoir précisément la topologie du bulbe (à faible Tu) qui constitue le cadre de calibration(§6.4). Si cette hypothèse est vérifiée, alors nous préconisons que les valeurs des constantes de
fermeture LSTT (a, ŝa et ŝb) ne devraient plus être constantes, mais dépendantes de l’intensité de la
turbulence : a(Tu), ŝa(Tu) et ŝb(Tu). De surcroît, nous préconisons que cette dépendance devrait êtrecroissante pour Wilcox (2006) et décroissante pour Spalart-Allmaras afin de corriger leur défauts
de sous-estimation et de surestimation, respectivement, du frottement en aval du bulbe à fort Tu.
Nous aimerions évoquer quelques recommandations au lecteur qui souhaiterait explorer la perspec-
tive de travail que nous venons d’énoncer, consistant à établir une dépendance de type a(Tu), ŝa(Tu)et ŝb(Tu). Pour ce faire, il faudrait que la valeur de Tu soit précisément connue, idéalement évaluée
à la frontière de la couche limite Tu� . De même, il faudrait que cette intensité de la turbulence soit
associée à un spectre fréquentiel représentatif des conditions physiques que l’on peut rencontrer
lors des applications réelles. Ceci permettrait de recalibrer LSTT à des intensités de perturbations
représentatives de la réalité, ce qui revient à diminuer le risque de calibrer à des Tu associés à desspectres qui n’excitent que très faiblement la transition car composés des fréquences qui s’amor-
tissent pendant la réceptivité. Enfin, il faudrait que la nouvelle calibration sensible à Tu se fasse enutilisant comme données de référence des évolutions de frottement, et non pas de pression. En effet,
la figure 9.7 montre que les écarts entre modèles sont surtout visibles sur l’évolution du frottement
et non pas de la pression, car cette dernière met moins en évidence les défauts de chaque prévision
RANS.
L’évaluation de l’influence de l’intensité de la turbulence des prévisions des modèles non-locaux
et notamment LSTT, se conclue ici. Dans le prochain paragraphe (§9.2.2.3) nous présentons l’in-
fluence de l’intensité de la turbulence en utilisant des modèles de transition basés sur des équations
de transport.

9.2.2.3 Modèles de transition par équations de transport

Sur la figure 9.8 nous présentons des prévisions RANS de diverses variantes du modèle 
 − R̃e�tpar rapport aux données LES [38] et ILES [77] disponibles. La prévision RANS de k − !Wilcox
(2006) LSTT est ajoutée comme référence.
Deux taux de turbulence sont considérés sur la figure 9.8, ceux correspondant àNcr = 10 etNcr = 1.Suite à l’analyse des paragraphes précédents (et notamment à la discussion §8.1.2 et §8.1.4) on
s’attend à ce que les prévisions RANS d’un écoulement produit par LES sans forçage correspondent
à un taux très faible de turbulence. Par conséquent, une première évaluation est faite avec lesmodèles

 − R̃e�t correspondant à Ncr = 10 (Tu ≈ 0.046%). Ces prévisions sont présentées dans la partie
supérieure de la figure 9.8. À première vue, nous remarquons que les différences relatives entre
chaque variante de 
 − R̃e�t sont très faibles. Nous constatons que le point de transition est assez
bien prévu par les modèles, visible notamment par la fin du plateau de Cp ou la fin du plateau négatif
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△ LES Catalano et Tognaccini [38]
○ ILES Galbraith et Visbal [77]

k − !Wilcox (2006) LSTT (Ncr = 10.7)

 − R̃e�t (Ncr = 10 et 1) avec corrélations de

Menter-Langtry [113] et modèle k − !Menter SST [135]


 − R̃e�t (Ncr = 10 et 1) avec corrélations de
Content-Houdeville [49] et modèle k − ! Wilcox (1988)
[208] avec limiteurs (Zheng [217] et SST [134])


 − R̃e�t (Ncr = 10 et 1) avec corrélations de Minot
et al. [142–144] et modèle k−!Wilcox (1988) [208] avec
limiteurs (Zheng [217] et SST [134])
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FIGURE 9.8 – Influence de l’intensité de la turbulence (via les valeursNcr = 10 dans les deux figures du haut,
et Ncr = 1 dans les deux figures du bas) des prévisions de l’écoulement autour du profil SD7003 (� = 4◦,
Rec = 6 × 104) en employant le modèle de transition 
 − R̃e�t de Menter-Langtry [114, 136] avec divers
modèles de turbulence et corrélations transitionnelles (voir légende) par rapport aux données LES (△) de
Catalano et Tognaccini [38] et ILES (○) de Galbraith et Visbal [77].

de cf∞ , vers xtr∕c ≈ 0.55. Cependant, toutes les prévisions 
 − R̃e�t souffrent des mêmes défauts :
(a) la relaxation de Cp après le plateau n’est pas assez prononcée ; (b) Le point de recollement est
situé trop en aval provoquant une surestimation de la taille du bulbe de ≈ 30% et (c) les valeurs de
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frottement en aval du bulbe sont sous-estimées. Puisque les prévisions 
−R̃e�t àNcr = 10 prévoientun point de recollement plus en aval, cela a un impacte global, provoquant un léger déplacement
vers l’amont du point de décollement, comme on peut l’observer sur la courbe de frottement vers
x∕c ≈ 0.2.
En conséquence, malgré le fait que 
 − R̃e�t àNcr = 10 prévoit un point de transition en assez bonaccord avec les données LES et ILES, les prévisions en aval du point de transition ne sont pas tout
aussi précises. À ce stade, du fait de l’incertitude sur le choix de Tu (cf §8.1.2), on peut légitiment se
demander s’il existe une valeur de Tu qui permette à 
 − R̃e�t de reproduire les prévisions précisesdes dimensions du bulbe. Par conséquent, nous effectuons un balayage de la valeur de Tu et nousconstatons que pour Tu = 1.97% (Ncr = 1) les dimensions du bulbe prévues par 
 − R̃e�t sontcorrectes (voir partie inférieure de la figure 9.8). Pour Ncr = 1, on constate plusieurs effets : (a) le
point de transition est prévu légèrement plus en amont que la LES, (b) la relaxation après le plateau
de pression n’est toujours pas suffisamment prononcée et commence légèrement plus en amont que
la LES, (c) les valeurs de frottement en aval du point de recollement sont toujours sous-estimées,
mais moins que dans le casNcr = 10.
En résumé, pour Tu = 1.97% (Ncr = 1) le modèle 
−R̃e�t prévoit un écoulement qui est globalement
en meilleur accord avec la LES que pour Tu = 0.046% (Ncr = 10), mais cela se fait en détriment
de la précision de la prévision du point de transition via l’augmentation très importante du taux
de turbulence. En effet, la valeur Tu = 1.97% nous semble trop forte pour un écoulement LES
sans forçage (cf discussions §8.1.2 et §8.1.4). En outre, nous constatons que pour des variations
très amples du taux de turbulence (de Tu = 0.046% à 1.97%), le modèle 
 − R̃e�t prévoit des trèspetites variations du point de transition, bien plus faibles que les méthodes basées sur les critères
AHD-Gleyzes (cf par exemple figure 9.3).
Enfin, nous constatons que dans les conditions les plus favorables possibles de Tu pour la prévisiondes dimensions du bulbe en utilisant les modèles 
 − R̃e�t, ils produisent des prévisions moins
précises que le modèle k−!Wilcox (2006) LSTT (Ncr ≈ 11) que nous proposons dans cette thèse(cf partie inférieure de la figure 9.8). Comme nous le verrons dans le paragraphe suivant (§9.2.3), ces
différences sont provoquées par la sous-estimation de tensions de Reynolds des modèles existants,
ce qui est corrigé avec l’approche LSTT [25].
Afin d’analyser plus finement les différences relatives entre chaque modèle RANS, nous présentons
dans la section suivante l’analyse des tensions de Reynolds et des profils de vitesse.

9.2.3 Analyse des tensions de Reynolds et des profils de vitesse

Dans cette section nous employons les données issues d’essais en soufflerie deHain et al. [87] pour le
profil SD7003 à � = 4◦ et Rec = 66 000. Soulignons que les essais ont été réalisés à Rec = 66 000contre Rec = 60 000 pour les simulations effectuées dans §9.2.2. Une comparaison quantitative
rigoureuse entre RANS et les données expérimentales exigerait de relancer les simulations des ba-
layages de Tu pour Rec = 66 000 et ce pour chaque modèle de turbulence considéré. Nous avons
décidé que l’écart de Rec n’est pas assez significatif pour justifier tel investissement en temps et
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ressources, et que les comparaisons avec les simulations effectuées dans §9.2.2 serviront, au moins
d’un point de vue qualitatif, à évaluer les tendances en termes de tensions de Reynolds et des profils
de vitesse.

0.04
0.06
0.08

y∕
c

−u′v′∕U2∞

0.04
0.06
0.08

y∕
c

0.04
0.06
0.08

y∕
c

0.04
0.06
0.08

y∕
c

0.04
0.06
0.08

y∕
c

0.35 0.40 0.45 0.50 0.55 0.60 0.65
x∕c

0.04
0.06
0.08

y∕
c

0 0.012 0.023 0.035

(a) Essais de soufflerie [87]

(b) Wilcox (2006) LSTT
(Ncr = 10.7)

(c) Wilcox (2006) Step

(d) Spalart-Allmaras LSTT
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FIGURE 9.9 – Comparaison des tensions de Reynolds −u′v′ normalisées par le carrée de la vitesse en amont
non-perturbée, issues des essais en soufflerie de Hain et al. [87] (Rec = 66000) et diverses simulations RANS
(Rec = 60 000) du profil SD7003 à � = 4◦.

Sur la figure 9.9 nous présentons la comparaison entre les mesures expérimentales [87] des tensions
de Reynolds −u′v′ et celles issues des diverses simulations RANS. Le point de transition des simu-
lations Step a été imposée à la localisation prévue par LSTT avec critères (vers xtr ≈ 0.54). Nouspouvons constater que les méthodes existantes –figure 9.9 (c), (e) et (f)– présentent un champ des
tensions de Reynolds amplement sous-estimée par rapport aux mesures expérimentales –figure 9.9
(a)–. Notamment, nous observons que les valeurs maximales des tensions de Reynolds sont sous-
estimées, et que la position où cette valeur maximale a lieu ne correspond pas à l’endroit mesuré
expérimentalement {x∕c, y∕c}(−u′v′)max ≈ {0.63, 0.05}. Plus précisément, la région où se situe
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(−u′v′)max prévu par les méthodes existantes –fig. 9.9 (c), (e) et (f)– semble se situer plus en aval et
surtout plus loin de la paroi.
En revanche, les prévisions LSTT –fig. 9.9 (b) et (d)– produisent des contours de tensions de
Reynolds où la position de (−u′v′)max se situe plus proche de celle mesurée expérimentalement
{x∕c, y∕c}(−u′v′)max ≈ {0.63, 0.05}. La valeur de (−u′v′) n’est pas sous-estimée avec les modèles
LSTT, par ailleurs dans ce cas elle est légèrement surestimée.
La figure 9.9 met en évidence que les modèles existants sous-estiment les tensions de Reynolds
dans la région transitionnelle. Ceci explique la sous-estimation du frottement en aval du point de
transition, la récupération trop lente de la pression en aval du début de la transition et la prévision
trop en aval du point de recollement –cf fig. 9.8–. In fine, l’ensemble de ces effets peut conduire à
une prévision prématurée de l’éclatement du bulbe.
La figure 9.10 montre les profils de vitesse à plusieurs stations des mesures expérimentales [87] et
diverses simulations RANS. Dans la partie supérieure de la figure 9.10, nous montrons la prévision
du modèle k−!Wilcox (2006) activé selon LSTT ou Step. En outre, pour chaque activation Step,
l’influence du limiteur de shear stress est évaluée. Nous constatons que l’approche Step avec shear
stress (Clim = 7∕8) produit des prévisions éloignées des mesures. La désactivation du limiteur de
shear stress (Clim = 0) améliore la qualité des prévisions. En revanche, seulement l’activation LSTT
est capable de prévoir avec précision les différents profils de vitesse.
Dans la partie inférieure de la figure 9.10 nous observons que les différentes variantes de LSTT
produisent sensiblement les mêmes prévisions, toutes très proches des mesures expérimentales.

9.3 Influence de l’angle d’incidence

Dans cette section nous analysons l’influence de l’angle d’incidence, �, des prévisions issues de dif-
férents modèles RANS par rapport à de données LES [38] et ILES [77] disponibles. La variation de
l’angle d’incidence se fait pourRec = 60000. Dans un premier temps (§9.3.1), l’apport en termes de
précision de l’activation LSTT par rapport à l’activation classique Step et l’influence de l’emploi du
limiteur de shear stress sont mis en évidence. Dans un second temps (§9.3.2), l’influence de l’angle
d’incidence sur la précision de l’activation LSTT déclinée sur différents modèles de turbulence est
analysée.

9.3.1 Apport de l’activation LSTT

Dans ce paragraphe nous analysons l’influence de l’angle d’incidence sur les prévisions RANS du
modèle k − !Wilcox (2006) [207] employées de trois manières différentes : (a) prévision automa-
tique du point de transition avec le critère AHD-Gleyzes (Ncr = 10.7) [7, 83] avec stabilisation (§C)activé selon LSTT [25] ; (b) transition imposée au point prévu par l’approche du point précédent en
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FIGURE 9.10 – Comparaison des profils de vitesse normaux à la paroi, issus des essais en soufflerie de Hain
et al. [87] (Rec = 66 000) et diverses simulations RANS (Rec = 60 000) du profil SD7003 à � = 4◦.

utilisant l’activation Step et avec limiteur de shear-stress et (c) comme le point précédent, mais sans
limiteur de shear-stress.
Dans les figures 9.11 et 9.12 nous présentons l’évolution du coefficient de frottement sur l’extra-
dos et le coefficient de pression autour du profil pour les différentes valeurs d’angle d’incidence



9.3 - Influence de l’angle d’incidence 149

−7.5

−5.0

−2.5

0.0

2.5

5.0

7.5

cf∞

×10−3

� = 2◦

−0.5

0.0

0.5

1.0

Cp

� = 2◦
sep tr reat

LSTT

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
x∕c

−0.5

0.0

0.5

1.0

cf∞

×10−2

� = 4◦

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
x∕c

−1.0

−0.5

0.0

0.5

1.0

Cp

� = 4◦
sep tr reat
LSTT

FIGURE 9.11 – Influence de l’angle d’incidence pour : k − ! Wilcox (2006) [207] LSTT [25] avec
transition prévue par AHD-Gleyzes [7, 83] avec Ncr = 10.7 ; k − ! Wilcox (2006) sans limiteur de
shear-stress avec transition imposée et activation Step ; et k−!Wilcox (2006) avec limiteur de shear-
stress avec transition imposée et activation Step ; par rapport aux prévisions LES (△) [38] et ILES (○) [77]
du profil SD7003 à Rec = 6 × 104.

considérées.
Nous constatons que l’activation Step avec limiteur de shear-stress produit invariablement des pré-
visions décrochées (figures 9.11 et 9.12). En effet, après le décollement laminaire, les valeurs de cf∞restent négatives jusqu’au bord de fuite du profil. Les valeurs du coefficient de pression montrent
l’allure typique d’un décrochage : (a) absence du fort pic de aspiration à proximité du bord d’attaque,
(b) aire plus faible du contour de la distribution de Cp, provoquant une diminution de portance, cL,et (c) une aspiration plus prononcée à proximité du bord de fuite, provoquant à la fois une augmen-
tation de traînée, cD, et un moment piqueur, cMc∕4

< 0.
Si on désactive le limiteur de shear-stress nous constatons une amélioration des prévisions. Pour
des angles d’incidence modérés (� ≈ (2◦, 8◦)) les prévisions ne sont pas totalement décrochées.
Cependant, la taille du bulbe est largement sur-estimée, le frottement en aval du bulbe est sous-
estimé, et la récupération de pression après le plateau n’est pas assez prononcée. De surcroît, les
prévisions à � = 2◦ et 11◦ prévoient des configurations décrochées, ce qui est en désaccord avec les



150 9 - Profil d’aile SD7003

−1.0

−0.5

0.0

0.5

1.0

cf∞

×10−2

� = 6◦

−2

−1

0

1

Cp
� = 6◦

sep tr reat
LSTT

−2

−1

0

1

cf∞

×10−2

� = 8◦

−3

−2

−1

0

1

Cp
� = 8◦

sep tr reat
LSTT

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
x∕c

−3

−2

−1

0

1

cf∞

×10−2

� = 11◦

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
x∕c

−4

−2

0

Cp
� = 11◦

septr reat
LSTT

FIGURE 9.12 – Influence de l’angle d’incidence (suite de la figure 9.11) pour : k − !Wilcox (2006)
[207] LSTT [25] avec transition prévue par AHD-Gleyzes [7, 83] avec Ncr = 10.7 ; k − ! Wilcox
(2006) sans limiteur de shear-stress avec transition imposée et activation Step ; et k−!Wilcox (2006)
avec limiteur de shear-stress avec transition imposée et activation Step ; par rapport aux prévisions LES (△)
[38] et ILES (○) [77] du profil SD7003 à Rec = 6 × 104.

données ILES.
En revanche, l’activation LSTT produit une nette amélioration des prévisions RANS par rapport
aux données LES et ILES (figures 9.11 et 9.12). En effet, aucune configuration n’est décrochée, en
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accord avec les données LES et ILES. De surcroît, les distributions de frottement et de pression
sont en très bon accord avec les données LES et ILES. Les défauts des deux approches précédentes
sont corrigés lors de l’emploi de l’activation LSTT : la taille du bulbe est mieux prévue, les pics de
frottement sont plus prononcés, les valeurs de frottement en aval du bulbe ne sont plus sous-estimés
et la récupération de pression en aval du plateau de pression est aussi abrupte que ce qui montrent
les données LES et ILES.
Toutefois, un défaut apparaît dans les prévisions LSTT (figure 9.12) qui provoque les effets négatifs
suivants pour les valeurs d’incidence croissants : la taille du bulbe est légèrement sous-estimée, les
pics de frottement sont légèrement sur-estimés et l’aspiration dans le bulbe est sur-estimée. Le dé-
placement vers l’amont de la position des pics de frottement nous fait soupçonner l’inadéquation de
la position du point de transition pour des valeurs croissantes de �. Afin de vérifier cette hypothèse,
nous effectuons un calcul avec activation LSTT avec transition imposée légèrement plus en aval
pour la configuration la plus défavorable (� = 11◦).
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FIGURE 9.13 – Comparaison de la prévision automatique du point de transition AHD-Gleyzes [7, 83] avec
stabilisation (§C) et Ncr = 10.7, ou imposée (xtr∕c = 0.092) en utilisant k − ! Wilcox (2006) [207] avec
activation LSTT [25] par rapport aux données ILES (○) de Galbraith et Visbal [77] de l’écoulement autour
du profil SD7003 à � = 4◦ et Rec = 6 × 104.

Une telle comparaison est présentée sur la figure 9.13. Cette figure met en évidence l’aspect suivant :
le déplacement vers l’aval du point de transition de seulement 0.03c produit une nette amélioration
de la prévision de l’écoulement, aussi bien au niveau du frottement que de la pression. Ceci permet
d’en déduire que dans cette configuration l’activation LSTT n’est pas mise en défaut, mais plutôt la
prévision du point de transition. Autrement dit, si les critères de transition avaient fourni le point de
transition xtr = 0.092c, l’accord avec les données ILES aurait été excellent, ce qui semble confirmer
que l’activation LSTT reste valide (à condition que le point de transition soit correctement prévu).
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9.3.2 Variantes de l’activation LSTT

Dans ce paragraphe nous présentons l’influence de l’angle d’incidence sur les prévisions issues de
plusieurs modèles de turbulence employant l’activation LSTT.
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FIGURE 9.14 – Influence de l’angle d’incidence pour les activations LSTT [25] avec transition prévue par
AHD-Gleyzes [7, 83] avecNcr ≈ 11 en employant : Spalart-Allmaras [187] ; k−!Menter SST;

k−! Kok [104] et k−!Wilcox (2006) ; par rapport aux prévisions LES (△) [38] et ILES (○)
[77] du profil SD7003 à Rec = 6 × 104.

Les figures 9.14 et 9.15 montrent l’influence de l’angle d’incidence pour les activations LSTT des
modèles de turbulence Spalart-Allmaras, Menter SST, Kok et Wilcox (2006). À faible incidence,
l’accord entre tous les modèles RANS et les données LES est très bon. Des légères différences entre
les modèles existent, mais elles sont approximativement du même ordre que les différences relatives
entre chaque prévision LES ou ILES.
En revanche, sur la figure 9.15 nous observons qu’à � = 11◦ seuls les modèles de Wilcox (2006)
et de Kok produisent des prévisions relativement proches des données ILES. En effet, la prévision
LSTT de Spalart-Allmaras à � = 11◦ est décrochée, et celle de Menter SST est aussi pratiquement
décrochée. Notons cependant que le seuil du décrochage est relativement proche de 11◦ [40, 175].
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FIGURE 9.15 – Influence de l’angle d’incidence pour les activations LSTT [25] avec transition prévue par
AHD-Gleyzes [7, 83] avecNcr ≈ 11 en employant : Spalart-Allmaras [187] ; k−!Menter SST;

k−! Kok [104] et k−!Wilcox (2006) ; par rapport aux prévisions LES (△) [38] et ILES (○)
[77] du profil SD7003 à Rec = 6 × 104.

Néanmoins, un aspect très intéressant est mis en relief par les prévisions à � = 11◦ (fig. 9.15) :
l’activation LSTT n’empêche pas la prévision du décrochage via le mécanisme d’éclatement de
bulbe. Au contraire, on présume que LSTT peut améliorer la prévision du seuil d’éclatement, car
la prévision précise des tensions de Reynolds dans la région transitionnelle du bulbe contribue à
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une prévision plus précise du déséquilibre entre les forces d’inertie et la diffusion de quantité de
mouvement provoquée par la turbulence.

9.4 Influence du nombre de Reynolds

Dans ce paragraphe nous présentons l’influence du nombre de Reynolds basé sur la corde, Rec, surles prévisions RANS de l’activation LSTT [25] du modèle de turbulence k−!Wilcox (2006) [207].
Pour cela, nous nous basons sur les prévisions ILES de Galbraith et Visbal [77].
Sur la figure 9.16 l’ensemble des prévisions RANS sont présentées et comparées aux données ILES
[77]. Nous constatons que l’effet principal de l’influence du nombre de Reynolds est correctement
capturé par les prévisions RANS LSTT, à savoir : lorsque Rec augmente, le point de transition et le
point de recollement tendent à se déplacer vers le bord d’attaque et la taille du bulbe diminue. Cet
effet est correctement capturé aussi bien à � = 4◦ qu’à � = 8◦.
À � = 4◦ (figure 9.16), l’accord entre RANS et ILES à Rec = 60 000 et Rec = 40 000 est excellent,aussi bien au niveau du frottement que de la distribution de pression. À très faible nombre de Rey-
nolds (� = 4◦, Rec = 10 000), la simulation RANS LSTT prévoit un bulbe ouvert, en accord avec
la ILES.
Pour l’angle d’incidence � = 8◦ (figure 9.16) les prévisions RANS LSTT capturent l’influence
principale de la variation du nombre de Reynolds. Mis à part les points caractéristiques du bulbe
soulignés précédemment, la simulation RANS LSTT prévoit également des pics de frottement de
plus en plus prononcés lorsque Rec augmente. Toutefois, l’accord au niveau du frottement et de la
distribution de pression à � = 8◦ est moins bon qu’à � = 4◦. De façon analogue à l’effet souligné
sur la figure 9.13, il est probable qu’à � = 8◦ et faible Rec le point de transition prévu par les
critères est situé trop en amont. Ceci a pour conséquence le déplacement vers l’amont des points
caractéristiques du bulbe (notamment le point de recollement) ainsi que la localisation des pics de
frottement, tel que l’on observe sur la figure 9.16.
En résumé, l’activation LSTT proposée dans cette thèse améliore la précision des prévisions des
modèles RANS des effets liés à la turbulence, l’angle d’incidence et le nombre de Reynolds. L’ac-
tivation LSTT, couplée aux critères de transition AHD-Gleyzes, produit de prévisions plus précises
que le modèle 
 − R̃e�t. Des prévisions sensiblement différentes, mais toujours acceptables, ont été
obtenues en fonction du modèle de turbulence utilisé. Le modèle Spalart-Allmaras LSTT prévoit un
décrochage prématuré par rapport aux autres modèles analysés et aux données LES. En revanche, le
modèle de Wilcox (2006) prévoit un meilleur accord avec les données LES à des fortes incidences.
Avec cette analyse, nous concluons le chapitre dédié à l’étude de l’écoulement autour du profil
SD7003. À ce stade, le comportement des prévisions des modèles LSTT et leur apport de préci-
sion par rapport aux modèles existants a été présenté très en détail. Le prochain et dernier chapitre
de cette thèse (§10) est consacré à l’étude de plusieurs écoulements d’application pratique : pale
d’hélicoptère, aube de turbine de moteur ou encore le profil de pale d’une éolienne. L’étude de ces
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FIGURE 9.16 – Comparaison des prévisions RANS k − ! [207] –avec activation LSTT [25] et critères de
transition AHD-Gleyzes [7, 83] avec stabilisation (§C) etNcr = 10.7– par rapport aux donnés ILES [77] du
profil SD7003 à plusieurs Rec et �.

écoulements est moins approfondie que celle présentée dans ce chapitre, car nous estimons que le
comportement des modèles LSTT est à présent bien appréhendé. En conséquence, le but du dernier
chapitre est de montrer quelques exemples d’application et de valider plus largement l’approche
LSTT.



156 9 - Profil d’aile SD7003



Chapitre 10

Applications : profils d’hélicoptère, d’aube
de turbine et d’éolienne

LE dernier chapitre de cette thèse est montre quelques exemples supplémentaires d’application
des modèles proposés dans cette thèse –approche LSTT–. Trois configurations sont étudiées
dans ce chapitre. La première (§10.1) porte sur l’étude de l’écoulement autour du profil de

pale d’hélicoptère OA209. La deuxième (§10.2) porte sur l’étude de l’écoulement autour du profil
d’aube de turbine T106C. Enfin la troisième (§10.3) configuration porte sur l’étude de l’écoulement
autour du profil de pale d’éolienne S809.
Le choix de ces configurations est motivé principalement par trois aspects : (a) ils sont suffisamment
simples pour permettre unemise enœuvre rapide et peu laborieuse en termes de création dumaillage
et de préparation du calcul, (b) ce sont des cas connus dans la littérature à partir desquels plusieurs
auteurs ont déjà comparé la précision d’autres méthodes et/ou modèles et (c) on dispose de données
de référence suffisamment fiables pour évaluer la précision des prévisions RANS.
Toutefois, le lecteur constatera que tous les cas présentés sont fondamentalement bidimensionnels
et par conséquent ils sont pertinents que lorsque le bulbe à modéliser est statistiquement bidimen-
sionnel dans le sens de l’envergure. Malheureusement, nous n’avons pas trouvé dans la littérature
existante de données publiées sur des cas d’applications tridimensionnelles (où l’on ne peut plus
considérer le bulbe statistiquement bidimensionnel dans le sens de l’envergure) présentant des me-
sures riches et précises sur le type de bulbes de décollement d’intérêt dans cette thèse –voir §6.1–.
Souvent, les essais expérimentaux tridimensionnels présentent de très petits bulbes [109] avec une
faible discrétisation des mesures quantitatives (souvent de pression uniquement) ou des mesures
qualitatives (infra-rouges, bouillie... [202, 203]). Parfois, la tridimensionnalité de certains essais est
tellement forte [108] que physiquement il n’y a plus de bulbe de décollement laminaire –dans le sens
présenté dans §6.1– mais plutôt un tourbillon massif de bord d’attaque, présentant une structure très
cohérente et de faible valeur RMS.
Suite à ce qui vient d’être exposé, nous avons privilégié l’étude des configurations statistiquement
bidimensionnelles dans le sens de l’envergure.

157
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10.1 Profil de pale d’hélicoptère OA209

Dans cette section nous évaluons la précision des prévisions LSTT des modèles k − ! de Wilcox
(2006) [207] et de Kok [105] de l’écoulement autour du profil OA209 de rotor d’hélicoptère. Pour
cela, nous employons les données de référence issues du calcul LES effectué par Richez et al. [157–
159]. Cette configuration présente les paramètres physiques suivants : Rec = 1.8 × 106, � = 15◦ et
M∞ = 0.16. Le bulbe de décollement laminaire que présente cette configuration est très petit (de
l’ordre de 1% de la corde du profil).

○ LES Richez et al. [158]
k − !Wilcox (2006) full turbulent

Wilcox (2006) Step (xtr∕c ≈ 0.01)
LSTT Wilcox (2006) Tu = 0.1% (Ncr ≈ 8.15)
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FIGURE 10.1 – Prévisions RANS du modèle Wilcox (2006) [207] du frottement pariétal et de la pression sur
l’extrados du profil OA209 avec activation LSTT comparées au calcul LES de Richez et al. [158].

Sur la figure 10.1 nous évaluons différentes approches RANS en employant le modèle de turbulence
k−!Wilcox (2006) [207]. Ainsi, nous comparons une simulation RANS sans prise en compte de la
transition (nommée full turbulent), une simulation avec activation Step imposée au point de transi-
tion observé dans la LES (xtr∕c ≈ 0.01), et le calcul LSTT avec Tu = 0.1%. Nous pouvons constatersur la figure 10.1 que l’impact de chaque stratégie de modélisation est négligeable à l’échelle de la
corde. Autrement dit, l’impact de la présence du bulbe est négligeable à l’échelle du profil. Ceci est
cohérent avec les observations de Simens et Gungor [181], qui par des études DNS concluent que
plus la couche limite en aval du bulbe s’établit rapidement dans une évolution turbulente, plus elle
se décorrèle rapidement de ce dernier.
Soulignons quelques aspects intéressants de la figure 10.1. Nous pouvons constater que le calcul tout
turbulent ne prévoit pas de bulbe, car le cf reste positif. La simulation RANS avec activation Step
prévoit un bulbe, mais elle surestime la taille de ce dernier et prévoit des valeurs de frottement plus
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faibles que les données LES. En revanche, la prévision LSTT fournit des prévisions plus proches de
la LES. Ceci est en bon accord avec les tendances observées dans la configuration de calibration –
voir §6.5–. Nous observons une surestimation de l’aspiration en amont du point de transition (x∕c ⪅
0.01) pour les deux types d’activation de la transition (LSTT et Step). D’après l’ensemble des cas
étudiés dans les chapitres précédents, nous suspectons que cette surestimation est liée à l’intensité
de la recirculation dans le bulbe prévue par le modèle. En effet, les modèles qui surestiment le
décollement et l’intensité du recollement (visible grâce à l’intensité du pic négatif dans le bulbe et
du pic positif de frottement en aval du recollement) sembleraient surestimer également l’aspiration
en amont du point de transition.
○ LES Richez et al. [158]

k − ! Kok full turbulent
Kok Step (xtr∕c ≈ 0.01)
LSTT Kok Tu = 0.1% (Ncr ≈ 8.15)
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FIGURE 10.2 – Prévisions RANS du modèle de Kok [105] du frottement pariétal et de la pression sur l’ex-
trados du profil OA209 avec activation LSTT comparées au calcul LES de Richez et al. [158].

Sur la figure 10.2 nous effectuons la même comparaison mais cette fois ci appliquée au modèle de
turbulence k − ! Kok [105]. Nous retrouvons les mêmes tendances que pour le modèle de Wilcox
(2006), mais cette fois ci légèrement plus prononcées. En effet, le modèle de Kok LSTT surestime
encore plus les pics caractéristiques de frottement autour du point de recollement. L’activation Step
du modèle de Kok provoque un recollement encore plus en aval. Cependant, de façon analogue à la
figure 10.1, toutes ces différences au niveau du bulbe disparaissent très vite en aval de ce dernier.
Sur la figure 10.3 nous présentons l’évolution du nombre de Reynolds basé sur l’épaisseur de quan-
tité de mouvement prévu par les deuxmodèles de turbulence considérés dans cette analyse. Les deux
modèles produisent des prévisions très similaires. Seulement le modèle de Kok avec activation Step
semble s’éloigner des autres prévisions RANS. Ceci est probablement lié à la prévision très en aval
du point de recollement que produit ce modèle. En revanche, il est remarquable de constater qu’en
aval du bulbe les prévisions LSTT et tout turbulent sont très proches l’une de l’autre.
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○ LES Richez et al. [158]
k − ! full turbulent

k − ! Step (xtr∕c ≈ 0.01)
k − ! LSTT Tu = 0.1% (Ncr ≈ 8.15)
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FIGURE 10.3 – Prévisions RANS du modèle de Kok [105] et de Wilcox (2006) [207] du nombre de Reynolds
basé sur l’épaisseur de quantité de mouvement sur l’extrados du OA209 avec activation LSTT comparées au
calcul LES de Richez et al. [158].

Sur la figure 10.4 nous présentons les profils de vitesse normaux issus de chaque modèle évalué
dans cette section. Encore une fois, nous pouvons observer que les tendances signalées dans les
figures précédentes se confirment à nouveau sur la figure 10.4. En effet, au niveau du bulbe les
modèles activés selon LSTT produisent des prévisions plus proches de la LES (voir stations x∕c =
0.01 et 0.02). Cependant, très vite en aval du bulbe les différences de prévisions de chaque modèle
deviennent négligeables (voir stations x∕c = 0.05, 0.2, 0.5 et 0.8).
En conclusion, cette étude est cohérente avec les observations de Simens et Gungor [181] suggérant
qu’en aval du bulbe de décollement les profils de vitesse se décorrèlent spatialement très vite du
bulbe si la transition vers la turbulence se complète rapidement en aval de celui-ci. Cette tendance
est cohérente également avec les observations effectuées dans la section §6.5 de cette thèse, où les
différences entre modèles tendent à diminuer également suffisamment loin en aval du bulbe –voir
par exemple les profils en échelle logarithmique de la figure 6.6–.

10.2 Aube de turbine T106C

Dans cette section nous étudions l’écoulement autour de l’aube de turbine T106C. Ce cas test est
très connu dans la littérature et il constitue un cas classique d’évaluation des modèles RANS avec
transition par bulbe de décollement laminaire [137, 142–144]. Le cas T106C est basé sur les essais
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○ LES Richez et al. [158]
k − ! full turbulent
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FIGURE 10.4 – Prévisions RANS du modèle de Kok [105] et de Wilcox (2006) [207] des profils de vitesse
normaux sur l’extrados du OA209 avec activation LSTT comparés au calcul LES de Richez et al. [158].

menés par Michalek et al. [138]. Les auteurs ont étudié l’aube de turbine basse pression fortement
chargée T106C en cascade linéaire dans la soufflerie à grande vitesse VKI S1/C avec un nombre
de Mach en sortie de M = 0.65. Un large panel de cas ont été testés, notamment pour plusieurs
nombres de Reynolds basés sur la corde et plusieurs intensités de la turbulence.
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Deux cas sont retenus pour notre étude : les cas Rec = 1.2 × 105 et Rec = 2.5 × 105, tous les deuxà Tu = 0.9%. Signalons que ce taux de turbulence commence à être assez élevé pour le cadre de
transition modélisé par la méthode eN , qui est fondamentalement basée sur l’amplification d’ondes
de Tollmien-Schlichting et de Kelvin-Helmholtz. D’après la relation deMack [125], pour Tu = 0.9%nous obtenons unNcr ≈ 2.9. Cette valeur est très faible (elle est notamment en dehors de l’intervalle
préconisé parM. Drela tab. 8.1), ce qui voudrait dire que la transition vers la turbulence se produirait
à peine un peu plus en aval du point critique de stabilité de la couche laminaire. Ceci nous semble
peu probable. Un scénario plus réaliste de transition pour ce type d’écoulement à taux de turbulence
modéré ferait probablement intervenir des modes de Klebanoff [196]. Cependant, Vermeersch et
Arnal [196] suggèrent que les mécanismes liés aux modes de Klebanoff seraient observés à partir
de Tu = 1.2%. Cela voudrait dire que le cas présent avec Tu = 0.9%, peut rentrer dans la catégoried’écoulements par transition Tollmien-Schlichting et Kelvin-Helmholtz que les méthodes eN sont
censés bien capturer. Cependant, comme il est montré par la suite, les prévisions AHD-Gleyzes [7,
83] à Ncr = 2.9 situent le point de transition trop en aval par rapport aux essais de Michalek et
al. [138]. Par conséquent, nous insistons sur les observations faites dans §8.1.2 et §8.1.4, où nous
soulignons que le but de cette thèse n’est pas d’évaluer ou d’améliorer la précision de la prévision du
début de la région transitionnelle –voir §6.1– mais plutôt de nous intéresser, pour chaque modèle,
aux différences d’activation de la turbulence dans la région transitionnelle et ses effets en aval.
Pour cette raison, sur la figure 10.5 nous montrons les prévisions pour Tu = 0.9% (Ncr = 2.9) et
également les prévisions produisant le point de transition le plus proche de l’expérience (en utilisant
Ncr = 10, valeur trouvée par balayage deNcr).
La figure 10.5 présente les prévisions de Mach isentropique,Mis, de l’écoulement autour de l’aube
de turbine basse pression fortement chargé T106C à Tu = 0.9% pour les nombres de Reynolds
basé sur la corde Rec = 120 000 et Rec = 250 000 respectivement. Nous comparons les prévisions
RANS de l’approche 
 − R̃e�t et de l’approche LSTT (voir détails dans le pieds de figure 10.5) avec
les essais de Michalek et al. [138]. Soulignons que Mach isentropique,Mis, permet d’identifier ap-
proximativement la localisation et l’étendue du bulbe de décollement laminaire de façon analogue
au tracé de Cp autour d’un profil. Par exemple, pour le cas Rec = 120 000, nous identifions un
plateau dans l’évolution deMis qui permet d’en déduire que la position du bulbe se trouve approxi-
mativement entre 0.75 ⪅ x∕c ⪅ 0.95 (par ailleurs, le point de recollement se trouve assez proche du
bord de fuite, ce qui est une configuration proche d’un bulbe ouvert). Pour le cas Rec = 250 000, lebulbe se trouve approximativement entre 0.80 ⪅ x∕c ⪅ 0.90 (il est légèrement plus petit, en accord
avec la dépendance physique du bulbe avec le nombre de Reynolds).
Comme il a été anticipé (figure 10.5), les prévisions RANS LSTT Ncr = 2.9 produisent un point
de transition situé trop en amont, presque au voisinage du point où se situe le décollement dans
les mesures expérimentales (x ≈ 0.75c). Ce résultat est peu satisfaisant, d’où la nécessité d’ad-
mettre l’inadéquation des critères utilisés pour cette configuration et de nous concentrer sur les effets
d’activation du modèle de turbulence. Par conséquent, dans la suite nous analysons les prévisions
correspondant à 
 − R̃e�t et LSTT (Ncr = 10).
Chaque prévision RANS de la figure 10.5 produit les mêmes prévisions pour x∕c ⪅ 0.5. Entre x∕c ≈
0.5 et le point de décollement laminaire xsep∕c ≈ 0.75 les prévisions LSTT (Ncr = 10) produisent
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FIGURE 10.5 – Prévisions RANS de : ( ) modèle 
 − R̃e�t [112, 114, 136] avec fonctions de corrélation
de Content-Houdeville [49] activé pour Tu = 0.9% avec le modèle k−! de Wilcox (1988) [208] et limiteurs
SST [134] et Zheng [217] ; et modèle k − ! Wilcox (2006) [207] avec activation LSTT [25] et prévision
du point de transition en utilisant le critère AHD-Gleyzes [7, 83] avec stabilisation algébrique (§C) avec :
( ) Ncr = 2.9 (Tu = 0.9%) et ( ) Ncr = 10 (Tu = 0.043%) ; comparées aux données d’essais de
soufflerie (◦) de l’extrados de l’aube de turbine T106C de Michalek et al. [138].

une estimation deMis légèrement supérieure à celle de 
 − R̃e�t, ce qui indique probablement une
succion un peu plus importante prévue par LSTT. Le plateau de Mis est correctement prévu par
les deux approches RANS (0.75 ⪅ x∕c ⪅ xtr∕c ≈ 0.87 pour Rec = 120 000 et 0.80 ⪅ x∕c ⪅
xtr∕c ≈ 0.85 pour Rec = 120 000). Toutefois, les principales différences de prévisions RANS
se produisent en aval du point de transition. En effet, on constate qu’après le plateau de Mis lemodèle 
 − R̃e�t prévoit une récupération plus lente, avec une pente descendante moins prononcée,
que les données expérimentales. Ceci se traduit par un point de recollement situé légèrement plus
en aval que celui observé expérimentalement et donc une surestimation de la taille du bulbe. En
revanche, l’activation LSTT (Ncr = 10) prévoit une récupération plus franche du plateau de Mis,avec une pente descendante plus prononcée et en meilleur accord avec les données expérimentales.
Par conséquent, le modèle LSTT (Ncr = 10) ne surestime pas la taille du bulbe et il présente un
meilleur accord avec les données expérimentales en aval de celui-ci.

10.3 Profil de pale d’éolienne S809

Dans cette section nous évaluons les prévisions RANS de l’écoulement autour du profil de pale d’éo-
lienne S809. Des données expérimentales d’essais en soufflerie ont été publiées par Somers [186].
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Ce profil a été conçu au National Renewable Energy Laboratory et il a été testé dans la soufflerie à
faible turbulence du laboratoire Low Speed de l’Université Technologique de Delft. Parmi tous les
cas testés disponibles dans la littérature [186], nous avons sélectionné le cas à incidence � = 1.01◦
et Rec = 2 × 106, où deux bulbes transitionnels apparaissent de chaque côté du profil (extrados
et intrados). Ce cas test a été utilisé par des nombreux auteurs afin d’évaluer la performance des
modèles RANS à prévoir les bulbes de décollement laminaires [40, 137, 163].
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FIGURE 10.6 – Prévisions du coefficient de pression issues de plusieurs approches RANS de l’écoulement
autour du profil de pale d’éolienne S809 à � = 1.01◦ et Rec = 2 × 106 comparées aux données de soufflerie
de Somers [186].

Sur la figure 10.6 nous comparons plusieurs approches RANS en employant trois modèles k − !
différents. Pour chaque modèle, nous comparons le modèle sans prise en compte de la transition
(full turbulent) et ensuite avec transition imposée avec activation Step et LSTT. Nous avons décidé
d’effectuer des calculs à point de transition identique, –suite à la discussion des paragraphes §8.1.2
et §8.1.4–, afin d’analyser l’impact de l’activation de chaque modèle.
Ainsi, sur la figure 10.6 nous constatons sans surprise que tous les calculs full turbulent ne produisent
pas de bulbe. Cependant, la prévision du coefficient de pression en dehors du bulbe est très bonne
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en utilisant l’approche full turbulent. Cela confirme l’hypothèse que les bulbes présents dans cette
configuration à relativement fort nombre de Reynolds sont assez petits à l’échelle de la corde et par
conséquent n’influencent pas la distribution globale de pression.
Les simulations transitionnelles avec activation Step prévoient un bulbe, mais sa longueur est sures-
timée. En effet, tous les modèles activés selon Step produisent une relaxation après la fin du plateau
de pression (xextrados∕c ≈ 0.56 et xintrados∕c ≈ 0.51) trop douce, avec une pente descendante peu
prononcée. Au contraire, l’activation LSTT prévoit une relaxation plus forte, avec une pente plus
prononcée ce qui conduit à un meilleur accord de la distribution de pression en aval du bulbe.
Comme nous l’avons vu dans les sections et chapitres précédents de la thèse, la pente de Cp en avaldu plateau semble directement lié à la capacité des modèles à prévoir la relativement forte crois-
sance de tensions de Reynolds dans la région transitionnelle. Par conséquent, il est cohérent que le
modèle LSTT prévoit une pente plus prononcé car il est conçu pour corriger la sous-estimation de
la dite croissance de la turbulence des modèles activés selon Step.
L’apport de précision de l’approche LSTT a été mis en évidence dans cette configuration. Toutefois,
sur la figure 10.6 nous observons que les différences relatives des prévisions de chaque modèle
de turbulence restent très localisés. Cela est probablement dû au grand nombre de Reynolds de la
configuration, car plus le nombre de Reynolds est élevé, plus les conditions physiques sont propices
à l’apparition de bulbes courts [92] qui ont un faible impact sur l’écoulement global.
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Conclusion et perspectives

Des modèles permettant d’améliorer la précision des prévisions RANS des bulbes de décol-
lement laminaire ont été proposés et validés. Les nouveaux modèles, baptisés LSTT pour
Laminar Separation Transition Triggering, répondent aux hypothèses (§6.1) et contraintes

(§6.3.2) pré-fixées.
La méthode scientifique suivie s’est avérée efficace pour atteindre les objectifs de la thèse. Après
une revue de la littérature et de l’état de l’art, elle a consisté à identifier l’origine des défauts des
modèles et méthodes existants, aussi bien du point de vue de la précision que de la robustesse. Via
l’approfondissement des aspects théoriques des modèles de turbulence utilisés, nous avons observé
qu’une simple activation de la turbulence au début de la région transitionnelle ne suffit pas à prévoir
avec précision l’écoulement en aval de celle-ci. La raison principale : la sous-estimation systéma-
tique des tensions de Reynolds dans la région transitionnelle. Dans une démarche originale, nous
nous sommes affranchis des contraintes superflues liées au concept classique d’intermittence pour
proposer une méthode d’activation –LSTT– basée sur l’amorçage contrôlé de la turbulence via les
termes sources des modèles de turbulence, ainsi que l’application zonale du limiteur de shear stress.
L’adaptation ad-hoc de l’activation pour chaque modèle de turbulence a produit des résultats de ca-
libration très satisfaisants sur la base de données DNS d’un écoulement de référence. Enfin, une
large validation a été effectuée sur plusieurs écoulements autour de profils, qui a permis d’identifier
les points forts et les inconvénients des modèles proposés.
L’approche LSTT a été appliquée à 7 modèles de turbulence existants, avec différents degrés de
succès. Tous les modèles ont produit une nette amélioration de la prévision de l’écoulement de cali-
bration par rapport aux activations classiques. Cependant, lors de l’application à des écoulements à
plus faible nombre de Reynolds, l’activation LSTT des modèles k−!Hellsten EARSM [88] et RSM
SSG/LRR [44] n’ont pas produit l’amélioration souhaitée. En revanche, l’activation LSTT adaptée
aux modèles k − ! de Menter SST [135], Kok [104] et Wilcox (2006) [207] ainsi qu’au modèle à
une équation de Spalart-Allmaras [187] conduit à des améliorations significatives de la précision de
l’écoulement, non seulement au niveau du bulbe de décollement laminaire, mais également en aval
de celui-ci. Néanmoins, les études de cette thèse ont permis de conclure que malgré l’utilisation
d’une activation adaptée à chaque modèle de turbulence, les caractéristiques naturelles inhérentes
à ces derniers restent inchangées. Ceci signifie que l’approche LSTT est faiblement intrusive. Une
approche consistant à modifier plus en profondeur les modèles de turbulence aurait exigé une nou-
velle fois un long travail de validation de chaque nouveau modèle. Toutefois, l’approche faiblement
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intrusive comporte aussi des implications négatives, car LSTT ne corrige pas la tendance naturelle
de certains modèles à sous-estimer la croissance de la turbulence et le frottement dans les régions
à faible nombre de Reynolds –ce qui nous présumons être à l’origine des résultats peu satisfaisants
obtenus avec l’activation LSTT des modèles EARSM de Hellsten et RSM SSG/LRR–.
L’un des principaux atouts du modèle LSTT est l’amélioration de la précision des prévisions qu’il
produit pour différentes conditions physiques (turbulence externe, Reynolds ou encore angle d’inci-
dence) et géométries de profil (type hélicoptère, drone, éolienne ou turbine). L’influence par rapport
aux paramètres physiques suit les tendances observés expérimentalement. Pourmentionner quelques
exemples, (a) une augmentation de l’angle d’incidence se manifeste par un rétrécissement du bulbe
et un déplacement vers l’amont de ce dernier, (b) une augmentation du nombre de Reynolds pro-
voque un rétrécissement du bulbe, et (c) une augmentation de l’intensité de la turbulence provoque
également un rétrécissement du bulbe. L’approche LSTT, utilisée de façon couplée aux méthodes
eN pour la prévision du point de transition à faible Tu, produit des prévisions en meilleur accord avec
les références disponibles que les prévisions issues du modèle 
 − R̃e�t constituant l’état de l’art.L’amélioration de précision obtenue avec le modèle LSTT est liée à la prise en compte de l’augmen-
tation très prononcée de tensions de Reynolds dans la région transitionnelle, ce qui n’est pas prévue
de façon suffisamment précise par les modèles existants. Grâce à un mécanisme d’accélération de
la production de la turbulence dans la région transitionnelle, le modèle LSTT prévoit des tensions
de Reynolds à un rythme plus proche de celui observé dans les données DNS et expérimentales, ce
qui se traduit par l’amélioration de la précision de la prévision de l’ensemble de l’écoulement.
L’une des difficultés majeures rencontrées lors des travaux de cette thèse a consisté à appliquer de fa-
çon robuste les critères de transition dans les régions décollées, car les simulations ne convergeaient
souvent pas correctement. Initialement, les problèmes de convergence empêchaient l’application
pratique des modèles proposés. Une étude détaillée du comportement du critère de Gleyzes a per-
mis d’établir une solution à ces problèmes de convergence –Annexe C–. Grâce à cette proposition,
nous avons pu explorer amplement le comportement de l’activation LSTT, tout en restant prédictifs
quant à la localisation du point de transition. Comme signalé par Drela [66–69], la valeur de Ncremployée pour déterminer le point de transition est assez incertaine. En conséquence, dans la plu-
part des cas étudiés dans cette thèse, la valeur deNcr a été un paramètre de l’étude, ce qui a servi, en
outre, à explorer l’influence du taux de turbulence externe. Cette influence s’est avérée faible pour
les écoulements à fort nombre de Reynolds, mais elle est très importante pour les écoulements à
plus faible nombre de Reynolds.
D’après l’ensemble des cas étudiés lors de cette thèse, nous pouvons conclure que la prévision pré-
cise de la localisation du début de la région transitionnelle est une condition nécessaire, mais pas
suffisante, à la prévision précise de l’ensemble de l’écoulement. Sachant que la prévision du point
de transition dépend fondamentalement des profils de vitesse de la couche limite laminaire, aussi
bien dans la région attachée que dans la région décollée, deux scénarios sont possibles. Le premier
scénario apparaît typiquement dans de configurations à fort nombre de Reynolds (§6.4, §10.1 ou
encore §10.3). Dans ces conditions, on rencontre souvent un bulbe court de décollement laminaire,
où des variations modérées du point de transition influencent peu la circulation autour du profil et
donc l’allure des profils de vitesse dans la région laminaire. Dans ce cas, la prévision du point de
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transition est raisonnablement décorrélée de la précision de la prévision de l’écoulement dans la
région transitionnelle du bulbe et en aval de ce dernier. En revanche, le deuxième scénario, que
l’on rencontre typiquement dans des configurations à faible nombre de Reynolds (§9), implique une
influence importante du point de transition sur l’ensemble de l’écoulement, y compris la région
laminaire. Dans ce deuxième cas, nous soulignons que la précision de la prévision du début de la
région transitionnelle dépend de la précision de la prévision de la région transitionnelle du bulbe,
ainsi que de l’écoulement en aval de ce dernier. Or, dans le paragraphe précédent nous avons souli-
gné que la précision de la prévision dans le bulbe et en aval de celui-ci dépend fortement du modèle
de turbulence employé et de la façon de le déclencher.
Par conséquent, afin de prévoir avec précision l’écoulement autour et dans le bulbe de décolle-
ment laminaire, il est impératif d’aborder simultanément la problématique de la prévision de la
localisation du point de transition, la problématique de l’activation du modèle de turbulence et la
problématique du comportement à faible nombre de Reynolds de ce dernier. Nous considérons que
le succès connu par le modèle à équations de transport de Menter-Langtry [113, 114, 136] est en
partie dû au fait qu’ils abordent les trois problématiques mentionnées de façon simultanée. Ceci est
également le point fort de l’approche LSTT.
Le lecteur aura compris que nous n’avons aucun intérêt à faire un prosélytisme déraisonnable des
modèles LSTT –d’autres modèles plus performants feront leur apparition, très probablement des
mains des jeunes scientifiques motivés ayant des idées disruptives–. En revanche, nous attirons
l’attention du lecteur sur les idées derrière le modèle LSTT, qui viennent d’être soulignées dans cette
section et qui constituent des observations que peuvent être utiles à des futurs travaux. Ainsi, nous
évoquons dans ce qui suit quelques perspectives de travail, articulées sur trois volets : l’extension
de l’approche LSTT, la modélisation de la turbulence et la modélisation de la transition.
La calibration desmodèles LSTT a été effectuée sur la base d’un seul écoulement de référence (§6.4).
Cependant, dans certains cas à fort Tu (§9.7) les modèles sont en moins bon accord avec les don-
nées disponibles –même s’ils produisent toujours une nette amélioration par rapport aux approches
existantes–. Certains modèles, comme k − ! Wilcox (2006) LSTT, sous-estiment le frottement,
alors que d’autres comme Spalart-Allmaras LSTT le sur-estiment. Comme avancé dans §9.7, nous
suggérons que cet écart entre les modèles, visible essentiellement à fort Tu, est très corrélé à l’in-tensité de l’amorçage de la production de la turbulence de la calibration LSTT de chaque modèle
considéré. Ainsi, une perspective de travail peut consister à établir une relation de dépendance entre
les constantes de calibration LSTT et l’intensité de la turbulence Tu. Il faudrait, cependant, une ca-ractérisation très précise de Tu –idéalement au niveau de la frontière de la couche limite laminaire–
afin d’établir une calibration de cette nature. Par conséquent, au préalable il faudrait déterminer
si de données susceptibles d’être employées pour la calibration existent déjà –comme les LES de
Breuer [30]– ou bien s’il faudrait les produire. Dans le dernier cas, il faudrait contrôler et préle-
ver précisément l’évolution de Tu(�) via un forçage représentatif des excitations pré-transitionnellesrencontrées dans la réalité [98].
Il est très probable qu’une reformulation de l’approche LSTT dans un cadre totalement local soit né-
cessaire afin de pouvoir l’appliquer à de configurations aéronautiques très complexes. L’approche
LSTT deviendrait alors le cas particulier d’une méthodologie englobant tous les mécanismes de
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transition dans une approche par équations de transports [150]. Comme discuté amplement dans
(§6.3.2), l’intérêt des méthodes locales réside dans l’affranchissement du post-traitement de couche
limite à chaque –ou modulo– itération de la simulation, qui pourrait devenir coûteux et peu ro-
buste. Cependant, les méthodes non-locales sont précises justement parce qu’elles ont accès à ces
informations, donc il faudrait rester très attentifs à la possible perte de précision lors de la trans-
formation du modèle en local. Par ailleurs, il serait souhaitable d’évaluer l’activation LSTT dans
un contexte fortement tridimensionnel où plusieurs mécanismes de transition sont présents à la fois
dans l’écoulement.
Tous les cas de validation étudiés dans cette thèse sont composés de parois fixes. Très récemment,
des données de haute fidélité [22, 197] traitant le phénomène de décrochage dynamique et d’écla-
tement de bulbe, sur des profils oscillants, ont fait leur apparition. Mis à part le problème toujours
présent de la caractérisation de Tu, ces données pourraient permettre d’établir une évaluation ri-
goureuse des capacités de LSTT à prévoir le phénomène de décrochage dynamique par éclatement
de bulbe, ce qui constitue un défi majeur pour les simulations RANS. Cette ligne de travail serait
l’occasion idéale d’explorer également l’apport des critères d’éclatement de bulbe [63] couplés à
l’approche LSTT.
L’ensemble d’hypothèses considérées pour les travaux de cette thèse (§6.1) excluent les bulbes
provoqués par décollement laminaire suite à l’interaction d’une onde de choc, suivi d’un recol-
lement provoqué par la turbulence. Des études préliminaires effectués par J. Dandois à l’ONERA
–corroborées par l’auteur de cette thèse– portant sur l’écoulement transsonique autour du profil
OALT25, suggèrent l’inadéquation de l’approche LSTT au régime transsonique. Il semblerait qu’en
présence d’une onde de choc les modèles de turbulence existants surestiment la production de tur-
bulence s’ils n’emploient aucun limiteur de shear stress, ce qui se traduit par un déplacement si-
gnificatif de la position prévue de l’onde de choc [209, §5.8.4, p.280–282]. Or, l’approche LSTT
a été conçue pour corriger la sous-estimation des modèles –à faible Mach– de la production de la
turbulence dans la région transitionnelle, ce qui aggrave la situation en régime transsonique. Il se-
rait souhaitable alors d’étendre l’approche LSTT au régime transsonique. Cela peut être envisagé,
par exemple, en faisant un simple raccordement à partir des modèles LSTT actuels via la définition
a(M), ŝa(M), ŝb(M) et ŝc(M) pourM → 1. Une analyse approfondie de l’estimation des tensions
de Reynolds dans la région transitionnelle au voisinage du choc serait quand même souhaitable, en
suivant une méthodologie similaire à celle effectuée dans la partie §II de cette thèse, mais appliquée
au régime transsonique.
Comme il a été suggéré à plusieurs reprises, la compréhension du comportement à faible nombre
Reynolds des modèles de turbulence est indispensable afin d’obtenir une haute précision des pré-
visions dans le bulbe et en aval de celui-ci, où la couche limite canonique turbulente, avec une
région logarithmique bien établie, n’est rencontrée que relativement loin en aval du recollement. Il
serait alors très judicieux d’aborder la tâche consistant à élaborer des modèles de turbulence ajustés
particulièrement à ces conditions de faible nombre de Reynolds. Cette tâche peut être envisagée
conjointement à l’exploration de l’activation LSTT des modèles à équations de transport des ten-
sions de Reynolds calibrés à partir de donnés DNS, tel que le modèle RSM-" GLVY [81, 82].
Plusieurs perspectives de travail s’inscrivent dans le cadre de la prévision de la transition vers la
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turbulence. Les travaux de cette thèse ont montré que l’application des critères non-locaux de tran-
sition à des couches limites décollées reste un sujet à revisiter. Comme le montre l’Annexe C, la
formulation du critère de Gleyzes est incompatible avec les bulbes à forts décollements (H ⪆ 5)
où le Re� dans le bulbe est susceptible de stagner ou même de décroître. Il serait souhaitable de
concevoir des nouveaux critères qui prennent en compte cet effet dès sa formulation mathématique.
Le paragraphes §8.1.2, §8.1.4, §9.7 et §10.2 constituent quelques exemples qui montrent la néces-
sité de revisiter la relation de Mack [125] (4.11), reliant Tu à la valeur seuilNcr permettant d’établir
le début de la région transitionnelle. Plusieurs études montrent [30, 90] la nécessité de prendre en
compte non seulement la valeur de l’intensité de la turbulence Tu, mais aussi une deuxième échelle
de la turbulence –comme l’échelle de longueur de la turbulence–, car cela peut avoir un impact si-
gnificatif sur la localisation du début de la région transitionnelle. Puisque la valeur deNcr a une forteinfluence sur la prévision de l’écoulement, il est d’une grande importance de préciser sa dépendance
aux quantités de l’écoulement. Il est important également d’établir non-seulement les paramètres
physiques qui déterminentNcr, mais aussi l’endroit où ces quantités sont prélevées. Il n’est pas clair
que la valeur de Tu considérée dans les critères de transition doit être celle qui se trouve en entrée dudomaine de calcul, celle à une distance donnée du corps aérodynamique, ou celle qui se trouve à la
frontière de la couche limite laminaire. Ceci peut avoir des fortes implications, spécialement dans
le cadre des simulations multi-étages en turbomachines, ou des corps multiples comme des voilures
hyper-sustentées. Le développement des capacités de calcul LES [3] et DNS [117] devrait permettre
d’envisager une campagne d’essais numériques avec forçage contrôlée cherchant à obtenir une fine
caractérisation de Tu(�) –et éventuellement d’une deuxième échelle– qui permettrait de substituer
la relation de Mack.
Enfin, un questionnement récurrent lors des études transitionnels RANS porte sur la convergence
des simulations, et notamment sur la pertinence des simulations URANS dans les situations où les
calculs RANS ne convergent pas vers une solution statistiquement stationnaire [110, 212]. Il serait
souhaitable d’effectuer des études visant à clarifier ces aspects. En effet, sous certaines circons-
tances, les simulations RANS peuvent conduire à la résolution de l’instabilité de Kelvin-Helmholtz
dans la région laminaire, provoquant la naissance de tourbillons essentiellement bidimensionnels qui
peuvent être à l’origine des oscillations du point de transition, ce qui nuit in fine à la convergence de
la simulation vers une solution stationnaire. Certains auteurs [110, 212] remédient à ce problème en
faisant des simulations URANS, et en moyennant statistiquement les prévisions résolues en temps.
Même si cette approche peut s’avérer utile et peut éventuellement produire des prévisions en bon
accord avec de données expérimentales, aux yeux de l’auteur de cette thèse cette pratique est loin
d’être évidente pour les raisons suivantes.
D’une part, il a été montré que les tourbillons associés à l’instabilité de Kelvin-Helmholtz dans un
bulbe [140] se déforment rapidement suite à des instabilités nées en amont du décollement laminaire.
Ces tourbillons sont déstabilisés dans le sens de l’envergure et se disloquent rapidement en petits
tourbillons caractéristiques de la turbulence. Or, les simulations RANS transitionnelles produisent
des régions laminaires dans lesquelles les perturbations ne sont pas maîtrisées –pas plus qu’une LES
ou DNS sans forçage–, de sorte que la prévision de la déstabilisation des tourbillons mentionnée
précédemment ne peut se produire, dans les meilleurs des cas, de façon prédictive. Pire encore,
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très souvent les simulations RANS de bulbes de décollement laminaire se font dans des maillages
totalement 2D ou bien des maillages 3D avec une discrétisation relativement faible dans le sens de
l’envergure. Dans ces circonstances, la vie des tourbillons de Kelvin-Helmholtz, qui ne constituent
en réalité qu’une courte phase de la transition vers la turbulence, est surestimée. En tout état de
cause, de la même manière que les couches de mélange sont prévues par les modèles de turbulence
par une contribution à la production de tensions de Reynolds, il n’y a pas de raison pour que ce soit
différent dans la couche de mélange d’un bulbe. Au contraire, une forte déstabilisation de la région
laminaire suivie de l’apparition de tourbillons de Kelvin-Helmholtz dans une simulation RANS
pourrait indiquer une activation trop tardive du modèle de turbulence.
Pour cette raison, toutes les simulations présentées dans cette thèse sont convergés statistiquement.
Néanmoins, la présence des basses fréquences liées à la stabilité globale des bulbes de décollement
laminaire [127, 128] pourrait tout de même nécessiter l’emploi d’une approche résolue en temps,
d’où la nécessité d’approfondir ces aspects.



Annexe A

Écoulements intermittents

Dans cette annexe, nous présentons des éléments théoriques de discussion qui servent à pro-
poser une vision alternative du rôle du facteur d’intermittence appliqué au cadre RANS
de la modélisation de la transition et de la turbulence. Certains auteurs (cf par exemple

[116, §4.7.2]) suggèrent qu’il existe des raisons théoriques pour que le facteur d’intermittence, 
 ,
ait un rôle dans la modélisation RANS de la région transitionnelle par l’activation des modèles de
turbulence. Les bases théoriques de cette argumentation [116, §4.7.2] s’appuient sur les éléments
suivants :

1. Aumoyen de statistiques demesures expérimentales [10] sur l’intermittence, on observe 
 ≈
0 dans la région laminaire, 0 ≤ 
 ≤ 1 dans la région transitionnelle et 
 ≈ 1 dans la région
turbulente. Il est souvent admis alors [116, §4.7.2] que ce facteur intervient directement
dans les tensions de Reynolds, et plus précisément dans le cadre Boussinesq, à l’aide d’une
viscosité de la turbulence effective �(ef f)t = 
�t.

2. En suivant des arguments issus de la moyenne conditionnelle, il a été proposé une fonc-
tion d’intermittence dépassant la valeur unité [9, p.20,Fig.4.13] qui viendrait représenter la
contribution du couplage entre les champs moyens laminaire et turbulent [116, §4.7.2], en
accord avec la décomposition [10] des différentes contributions des champs conditionnels
alimentant les champs inconditionnels –équation (A.8), voir déduction plus loin dans cette
annexe–.

Avant de discuter sur les arguments avancés par les différents auteurs, déduisons précisément l’équa-
tion qui leur permet d’établir ce dernier argument. Pour cela, en chaque point de l’espace, décom-
posons la vitesse instantanée conditionnellement à son appartenance à une région de fluctuations
laminaires (ou irrotationnelles, déterminée par une valeur nulle de la fonction binaire d’intermit-
tence I(t) = 0), ou bien à une région de fluctuations turbulentes (ou rotationnelles, déterminée par
la valeur unité de la fonction binaire d’intermittence I(t) = 1). Alors, dans chaque scénario, la

173



174 A - Écoulements intermittents

vitesse instantanée est décomposée en une partie moyenne plus une partie fluctuante :

u(t) =

{

ul + u′l(t), si I(t) = 0
ut + u′t(t), si I(t) = 1 (A.1)

La moyenne conditionnelle des parties laminaire et turbulente sont :

ul =
(1 − I(t))u(t)

1 − 

(A.2)

ut =
I(t)u(t)



, (A.3)

où 
 –le facteur d’intermittence– est la moyenne temporelle inconditionnée de la fonction d’inter-
mittence, I(t), prise sur un temps, t1, très long :


 = lim
t1→∞

1
t1

ˆ t0+t1

t0
I(t) dt (A.4)

Par conséquent, la relation entre les moyennes conditionnelles, (A.2) et (A.3), et la moyenne incon-
ditionnelle classique de Reynolds est :

u = 
ut + (1 − 
)ul (A.5)
Afin de mettre en évidence le lien entre l’énergie cinétique de la turbulence, k, et le facteur d’inter-
mittence, 
 , nous cherchons une relation entre l’expression de la moyenne inconditionnée quadra-
tique des fluctuations de vitesse, u′2, en fonction de quantités conditionnées et du facteur d’intermit-
tence. Puisque l’énergie cinétique de la turbulence utilisée dans le cadre RANS est k = u′2∕2, nous
cherchons à développer une décomposition basée sur des quantités conditionnées.
Rappelons l’expression de la moyenne inconditionnée quadratique des fluctuations de vitesse de la
décomposition de Reynolds typique de la vitesse instantanée :

u(t)2 = (u + u′)2 = u u + u′2 ⇒ u′2 = u(t)2 − u u

On développe u2 en employant la moyenne conditionnée de (A.1).

u(t)2 = [(ul + u′l)(1 − I(t)) + (ut + u
′
t)I(t)]2

= (ul + u′l)2(1 − I(t))2 + (ut + u
′
t)2I2(t) + 2(ul + u′l)(ut + u

′
t)(1 − I(t))I(t)
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Sachant que (1 − I(t))2 = (1 − I(t)) et I2(t) = I(t) et de même (1 − I(t))I(t) = 0 :

u(t)2 = (u2l + u
′
l

2
+ 2ulu′l)(1 − 
) + (u

2
t + u

′
t

2
+ 2utu′t)


= (1 − 
)u′2l + 
u
′2
t + ul

2(1 − 
) + ut
2


(A.6)

Maintenant nous développons le terme u u en employant la décomposition (A.5) :

u u = (
ut + (1 − 
)ul)2 = 
2u
2
t + (1 − 
)

2u2l + 2
(1 − 
)ut ul (A.7)

L’expression pour u′2 est obtenue en faisant la différence (A.6) − (A.7) :

u′2 = (1 − 
)u′2l + 
u
′2
t + (1 − 
)(1 − (1 − 
))u

2
l + 
(1 − 
)u

2
t − 2
(1 − 
)utul

= (1 − 
)u′2l + 
u
′2
t + 
(1 − 
)[u

2
t + u

2
l − 2utul]

= (1 − 
)u′2l + 
u
′2
t + 
(1 − 
)[ut − ul]

2

Nous divisons la dernière expression par 2 et nous introduisons les définitions de l’énergie cinétique
liée aux fluctuations laminaires kl = u′2l ∕2 ; de l’énergie cinétique liée aux fluctuations turbulentes
kt = u′2t ∕2, et enfin de l’énergie cinétique des fluctuations inconditionnées de vitesse, k = u′2∕2.
Nous concluons que :

k = (1 − 
)kl + 
kt +

(1 − 
)

2
[ut − ul]2 (A.8)

L’équation (A.8) est celle qu’il fallait démontrer. Le lecteur notera que pour en arriver là, il a fallu
effectuer une décomposition conditionnelle des champs de l’écoulement. Ainsi, l’équation (A.8)
indique que l’énergie cinétique de la turbulence inconditionnelle k –au sens RANS, donc– peut se
décomposer en une contribution pondérée par (1 − 
) de l’énergie cinétique liée aux fluctuations
non-turbulentes kl, plus une contribution pondérée par 
 de l’énergie cinétique des fluctuations
purement turbulentes kt, plus une dernière contribution, qui est issue du couplage entre les champs
de vitesse moyens laminaire et turbulent. L’argumentation avancée au début de l’annexe consiste
donc à suggérer que l’on peut construire une intermittence effective 
eff , dépassant la valeur unité
afin de modéliser dans le cadre RANS la contribution du dernier terme de (A.8).
Cette argumentation semble, selon l’avis de l’auteur de cette thèse, inexacte pour les raisons sui-
vantes :
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1. L’équation (A.8) est issue d’un cadre de moyenne conditionnelle, comme on vient de le
démontrer. Or, le cadre RANS est issu d’une décomposition en moyenne inconditionnelle
–Eqn. 1.30–. Théoriquement, le facteur d’intermittence n’apparaît pas lorsque l’on effectue
une décomposition inconditionnelle (cf [209, §5.3]). Par conséquent, il n’y a pas d’expres-
sion reliant mathématiquement le facteur d’intermittence avec les champs inconditionnels
exclusivement. Dans ce sens, l’approximation �efft = 
�t, bien que pratique, n’en découle
pas d’un raisonnement mathématique, et toute démarche de modélisation visant à insérer des
comportements du facteur d’intermittence mesurés expérimentalement employant cette hy-
pothèse souffre d’une inconsistance conceptuelle qui, en plus, limite la marge de manœuvre
du modélisateur. Rigoureusement, seuls les modèles de turbulence à moyenne condition-
nelle, modélisant simultanément les champs moyens laminaire et turbulent, sont consistants
avec le concept de facteur d’intermittence. Quelques exemples de ce type de modèles sont
proposés par Byggstoyl et Kollman [33–35]. De surcroît, notons que l’expression mathéma-
tique pour l’équation de transport du facteur d’intermittence a été démontrée par Dopazo
(1977) [64].

2. Le facteur d’intermittence est une quantité bornée entre [0, 1], comme le montre claire-
ment l’équation (A.4). Toute approche visant à autoriser 
 > 1 souffre d’une inconsistance
conceptuelle. Celle-ci peut être tolérée que si dans l’effort de modélisation l’on admet qu’on
ne cherche pas à reproduire un champ de facteur d’intermittence [64], mais plutôt à établir
un coefficient de pondération empirique d’activation d’un modèle de turbulence [25]. Dans
ce cas, il faudrait plutôt parler de fonction de transition et éviter l’emploi du symbole 
 .
Ce détail semble très important à l’auteur de cette thèse, car il est fondamental de faire une
distinction claire entre les quantités qui représentent des champs physiques, et qui sont donc
mesurables et censés êtres comparables à des données expérimentales (telles que k, ũi, ",

 ...) de celles qui sont des approximations introduites par les modélisateurs (telles que �t,
f tr , �k, �d ...) qui dépendent du contexte de modélisation et des approximations effectuées,
et qui ne correspondent pas directement aux quantités physiques mesurables auxquelles on
peut les comparer.

3. En plus des considérations exposées dans les deux points précédents, l’auteur de cette thèse
estime que le facteur d’intermittence 
 n’est pas une quantité utile dans le sens de la modé-
lisation, per se. La raison est le facteur d’intermittence 
 est défini par la fonction –binaire–
d’intermittence I(t), selon l’équation (A.1). Pour déterminer I(t), il est indispensable d’y
associer un seuil –telle une fréquence de filtrage– qui détermine quelle fluctuation est consi-
dérée laminaire u′l, et quelle fluctuation est considérée turbulente, u′t. Sans cette précision,le facteur d’intermittence n’a plus de sens, car il pourrait prendre n’importe quelle valeur
en fonction de la valeur seuil choisie. Malheureusement, il n’y a pas de stratégie universelle
pour le choix de ce seuil, et ceci est fréquemment pris à posteriori, une fois le signal fluc-
tuant est analysé [10]. Toutefois, ce seuil peut changer d’un écoulement à un autre, car en
fonction du phénomène physique d’intérêt, la fréquence la plus représentative peut être dif-
férente –une fréquence d’onde TS contre un fréquence d’onde KH, pour citer un exemple–.
Cette approche confère un aspect arbitraire dans la signification de 
 , en excluant toute in-
tervention rigoureuse de cette dernière dans l’activation des modèles de turbulence, si elle
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n’est pas accompagnée du seuil qui sert à la définir.
En résumé, l’auteur de cette thèse considère que l’analyse en moyenne conditionnelle est un outil
intéressant pour l’analyse d’écoulements –tout comme la moyenne de phase [179]–, mais il présente
de nombreux inconvénients d’ordre théorique et pratique pour son utilisation directe dans la modéli-
sation, spécialement lorsqu’elle est combinée dans un cadre RANS. L’auteur de cette thèse souhaite
mettre en garde le lecteur au sujet d’une confusion possible sur le sens communément attribué au
facteur d’intermittence. De nombreux auteurs [47, 110, 112, 114, 126, 131, 137] utilisent une va-
riable nommée intermittence, 
 , dans leur modèles. Toutefois, cette grandeur ne représente pas le
facteur d’intermittence défini précédemment au sens de la moyenne conditionnelle [34, 35, 64]. Par
exemple, la variable 
 dumodèle 
−R̃e�t [113] constitue une variable d’activation dumodèle de tur-
bulence k−!Menter SST [135] et non une pondération entre les champs conditionnels laminaires et
turbulents que devrait représenter le facteur d’intermittence. En outre, l’amalgame entre l’intermit-
tence mesurée expérimentalement et la région d’activation des modèles de turbulence RANS [60,
118, 119, 131, 139, 151] est, à l’avis de cet auteur, la raison principale des imprécisions obtenues par
le passé dans la modélisation des bulbes de décollement laminaire. En revanche, une optique em-
pirique dans laquelle on s’affranchit de toute contrainte liée au facteur d’intermittence [25] produit
des résultats efficaces. Par ailleurs, les modèles dans lesquels la variable d’activation est construite
sous une optique empirique, en cherchant à activer le modèle de turbulence de façon optimale [113,
137, 163], produisent également des bons résultats. Mais dans ce cas, la variable d’activation, même
si elle est souvent notée 
 , n’est pas censée reproduire rigoureusement le comportement du facteur
d’intermittence [126].
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Annexe B

Du lien entre le limiteur de shear stress et la
diffusivité

Lors des travaux de cette thèse, le rôle fondamental du limiteur de shear stress (cf par exemple
§9.3.1) est mis en relief. Il est important alors de rappeler la nécessité d’employer ce limiteur.
Dans cette annexe nous effectuons quelques rappels fondamentaux sur le limiteur de shear

stress, nous établissons un lien entre ce dernier et le comportement diffusif des modèles k − !, et
enfin nous appliquons nos conclusions à un cas d’exemple concret qui modifie la diffusion d’un
modèle k − !.
Comme l’indique Wilcox [209, p.127 et pp.280–282], l’emploi d’un limiteur de shear stress produit
une amélioration substantielle de la précision des prévisions d’écoulements transsoniques et super-
soniques. Wilcox note également [209, p.282] que le modèle k − ! Menter SST [135] produit des
bulbes de décollement plus longs que ceux observés expérimentalement pour Mach supérieur à 2,
en suggérant que ce défaut est provoqué par la valeur Clim = 1 implicite dans le limiteur SST. Par
ailleurs, Wilcox préconise une valeur légèrement inférieure : Clim = 7∕8.
Toutefois, l’intérêt d’utiliser un limiteur de shear stress ne concerne pas uniquement les écoulements
présentant des ondes des chocs. Comme le signalent les travaux de Durbin [72] et de Moore and
Moore [145], il est important d’associer un limiteur de shear stress à la relation constitutive de
Boussinesq pour la prévision d’écoulements à faible Mach. Ceci est particulièrement important au
voisinage des points d’arrêt, où la courbure très importante des lignes de courant favorise une trop
forte production de la turbulence. Des effets similaires sont signalés par Kato et Launder [100], mais
au lieu de suggérer l’emploi d’un limiteur de shear stress, ils proposent plutôt de reformuler le terme
de production de k pour le rendre moins dépendant de Sij en faveur deΩij , afin d’éviter l’anomalie.
Menter [134, 135] suggère que l’emploi du limiteur de shear stress se justifie par l’hypothèse de
Bradshaw, de sorte que la tension de Reynolds principale est proportionnelle à l’énergie cinétique
de la turbulence. En effet, dans les couches limites on observe expérimentalement et numériquement

179



180 B - Du lien entre le limiteur de shear stress et la diffusivité

(DNS) l’inégalité suivante :

−u′v′ ≤ a1k, (B.1)

où a1 = 0.3 est la constante de Bradshaw. Menter [134, 135] suggère que les modèles k − ! Bous-
sinesq ne garantissent pas cette inégalité dans la région de sillage de la couche limite, ce qui peut
nuire à la précision des prévisions des couches limites turbulentes soumises à des gradients adverses
de pression, qui présentent une ample région de sillage [134, 135]. Par conséquent, afin de rendre
cohérentes les relations de Bradshaw et de Boussinesq entre elles, Menter établit l’inégalité que doit
vérifier la dissipation spécifique de la turbulence, ! :

−u′v′ ≤ a1k (Bradshaw)
−u′v′ ∼ �t

)u
)y

(Boussinesq)
⎫

⎪

⎬

⎪

⎭

⇔ ! ≥ 1
a1
)u
)y

(B.2)

Afin de vérifier la condition entre les relations de Bradshaw et et Boussinesq (B.2), Menter [134,
135] propose l’utilisation d’un limiteur explicite sur la quantité !(ef f) –pour effective– dans la défi-
nition de la viscosité turbulente :

�t =
k

!(ef f)
= k

max
(

!, 1
a1

)u
)y

) (B.3)

Cette solution implique des conséquences négatives sur la précision de la prévision des tensions de
Reynolds dans la région transitionnelle, comme soulignée dans cette thèse (§5.2).
Il est légitime de se demander s’il n’existe pas un moyen alternatif de vérifier la condition (B.2),
idéalement moins abrupt que l’usage d’un limiteur explicite, qui permettrait de vérifier (B.2) sans
dégrader la précision de la prévision des tensions de Reynolds dans la région transitionnelle.

B.1 Construction du modèle Aware

Pour établir ce moyen alternatif –à l’usage d’un limiteur– permettant de vérifier la condition (B.2),
nous partons du comportement diffusif asymptotique à la frontière turbulente/non-turbulente des
modèles k − ! [209, p.391]. La justification de ceci est que nous cherchons à vérifier (B.2) dans la
région de sillage et cette région est grandement influencée par le comportement diffusif des modèles,
dont leur comportementmathématique asymptotique est une bonne approximation. En conséquence,
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on part du comportement asymptotique diffusif de k − ! lorsque y→ � [209, p.391] :

u − ue ∼
(

1 − y
�

)

�!�k
�!−�k+�d (B.4a)

k ∼
(

1 − y
�

)

�!
�!−�k+�d (B.4b)

! ∼
(

1 − y
�

)

�k−�d
�!−�k+�d (B.4c)

Ainsi, nous remarquons que pour vérifier (B.2), le modèle pourrait naturellement le faire via son
comportement diffusif, si l’on garantissait que!→ 0 plus lentement que )u∕)y→ 0 lorsque y → �.
Cette condition est obtenue facilement en dérivant deux fois (B.4a) et une fois (B.4c), de sorte que :

)2u
)y2

≤ )!
)y

⇔ �k > 1 (B.5)

Nous avons obtenu la condition nécessaire et suffisante que l’on cherchait, à savoir �k > 1. On peutremarquer que cette condition est la même que celle déduite par Hellsten et Bézard [89] afin de
garantir des raccords non-abrupts des profils de couche limite lorsque y→ � pour les modèles k−!
EARSM.
En suivant ce raisonnement, afin de remplacer le limiteur de shear stress, il faudrait un modèle de
turbulence tel que �k > 1. Ceci conduit essentiellement à la construction d’un nouveau modèle
de turbulence, car les valeurs des coefficients de diffusivité influencent grandement la précision des
prévisions desmodèles de turbulence. En conséquence, à des fins exploratoires et de compréhension,
nous suivons l’exercice jusqu’au bout, en faisant appel à la vérification d’un certain nombre de
contraintes nécessaires à la construction d’un modèle de turbulence k − !.
On utilise les mêmes valeurs de �k, �! et �! que le modèle de Wilcox (2006) [209]. En revanche,
nous redéfinissons les coefficients de diffusivité sachant que :

1. Nous souhaitons une faible dépendance des prévisions aux valeurs de k∞ et de !∞, ce quisignifie [26] :
�k − �d < �! (B.6)

2. Nous souhaitons un raccord doux 1 des profils de vitesse pour y → �, ce qui signifie :
�k − �d < �!(1 − �k)

�k > �d
(B.7)

3. Nous souhaitons nous affranchir de l’emploi de blending functions –et de la dépendance à
la distance à la paroi– tout en garantissant un bon comportement du modèle dans la région

1. i.e. possédant des dérivées continues
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proche paroi [207]. Nous prenons alors la valeur �! = 0.5 comme le modèle de Wilcox
(2006) [207] et de Kok [104].

Pour vérifier l’ensemble de ces conditions, (plus �k > 1), tout en limitant la dégradation de la pré-
cision de la prévision de la diffusion des couches cisaillés libres [209, p.153] –due à une trop faible
diffusivité du modèle–, nous n’avons d’autre choix que de nous placer à la limite de la réalisabilité
[26] :

�k = 1.01, �d = 0.53, �! = 0.5 (B.8)

Dans ce qui suit, l’ensemble des coefficients (B.8) sont appelés AWARE, pour Analytic WAke-
REgion –car le choix a été fait de privilégier le comportement analytique du modèle dans la région
de sillage, en ligne avec les modèles de Wilcox (2006) ou k-kL [28]–.
Dans le paragraphe suivant nous évaluons le comportement de k − ! Aware dans la prévision de
quelques écoulements canoniques.

B.2 Comportement du modèle Aware

Nous montrons comment se compare le modèle k − ! Aware à d’autres modèles existants, pour la
prévision de quelques écoulements canoniques.
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FIGURE B.1 – Prévisions des profils auto-similaires de couche de mélange (à gauche) et de sillage (à droite)
issus de plusieurs modèles de turbulence RANS, contre des mesures expérimentales.
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Sur la figure B.1 nous présentons les prévisions pour les profils auto-similaires de couche demélange
et de sillage. Ces calculs ont été effectués avec les codes MIXER et WAKE fournis par D. C. Wilcox
[209]. Le modèle Aware a été implémenté et testé dans les codes mentionnés.
On observe (figure B.1 gauche) que les modèles k−" et k−!Wilcox (2006) sont en très bon accord
avec les mesures expérimentales. Toutefois, le modèle k−!Wilcox (2006) présente des interfaces
douces aux frontières de la couche de mélange, ce qui n’est pas le cas du modèle k − ". Le modèle
k − ! de Kok (avec limiteur SST) est en moins bon accord avec les mesures expérimentales, car il
présente une épaisseur de la couche de mélange nettement inférieure. De surcroît, le modèle k − !
Kok présente des raccords abrupts aux frontières de la couche de mélange. Le modèle proposé dans
cette annexe, le k − ! Aware, présente un profil acceptable de la couche de mélange. De plus, le
modèle k − ! Aware présente des raccords doux aux bords de la couche de mélange, comme le
modèle de Wilcox (2006).
Sur la figure B.1 droite nous présentons les prévisions des profils de sillage. Cette fois ci, les prévi-
sions RANS sont présentées en fonction de la valeur de (�t∕�)∞ employée. Le balayage de (�t∕�)∞est présenté avec des courbes de faible opacité (figure B.1 droite). Nous observons des effets simi-
laires à la couche de mélange. Premièrement, le modèle k−!Wilcox (2006) est celui qui présente
le meilleur accord aux mesures expérimentales, car le reste des modèles présentent des profils pas
assez épais. En revanche, il est mis en évidence que le modèle k−!Wilcox (2006) est le plus sen-
sible à la valeur de (�t∕�)∞. Les modèles le moins sensibles à (�t∕�)∞ sont, sans surprises, k − !
Kok et k − ", mais ces deux modèles présentent une épaisseur trop faible du profil et des raccords
abrupts à la frontière du sillage. En revanche, le modèle k − ! Aware présente des raccords doux
à la frontière de la couche de sillage –comme le modèle k − ! Wilcox (2006)–, mais sous-estime
toutefois l’épaisseur du sillage. En revanche, la sous-estimation de l’épaisseur prévue par Aware est
moins importante que celle prévue par le modèle de Kok. De surcroît, le profil prévu par le modèle
k − ! Aware est très peu sensible aux valeurs de (�t∕�)∞.
Sur la figure B.2 nous présentons l’évolution de l’intensité du sillage Π [209, §4.6.2] par rapport au
paramètre d’équilibre de couche limite �T [48], qui est une fonction du gradient adverse de pression,via :

�T ∶=
�∗

�w
dP
dx

(B.9)

Les calculs ont été effectués en employant le code DEFECT fourni par D. C. Wilcox [209], dans
lequel le modèle k − ! Aware a été implémenté.
La figure B.2 montre que seules les modèles de la famille k − ! sont proches de l’ensemble des
mesures –spécialement pour �T ⪆ 5, où les gradients adverses de pression sont très importants. Le
modèle qui présente le meilleur accord dans toute la gamme de gradients adverses de pression est
k − ! Aware, ce qui laisse présager un bon comportement pour la prévision des couches limites
turbulentes à proximité du décollement. Le modèle k − !Wilcox (2006) est aussi très proche des
mesures expérimentales.
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FIGURE B.2 – Prévisions RANS de l’intensité du sillage, Π en fonction du paramètre d’équilibre de couche
limite turbulente �T , de plusieurs modèles de turbulence contre des mesures expérimentales.

Cette analyse permet de brièvement évaluer comportement de base de k − ! Aware. Puisque la
question centrale de cette thèse porte sur la prévision d’écoulements transitionnels présentant des
bulbes de décollement laminaire, dans le prochain paragraphe l’approche LSTT est appliquée au
nouveau modèle k − ! Aware.

B.3 Approche LSTT appliquée au modèle Aware
Le modèle k − ! Aware a été implémenté dans elsA [36], et les coefficients LSTT calibrés pour le
nouveau modèle.
Sur la figure B.3 nous présentons les prévisions des modèles de Kok et Aware, sans l’utilisation
du limiteur de shear stress. Comme on peut l’observer, les deux modèles produisent des prévisions
très similaires. La principale différence réside dans la prévision de u′v′∕k, comme affiché dans la
partie supérieure à droite de la figure B.3. En effet, le modèle k− ! Kok produit une surestimation
de la tension de Reynolds, s’éloignant significativement de la DNS. En revanche, le modèle Aware
ne souffre pas de ce défaut et se trouve en meilleur accord avec la DNS. Cette figure confirme
l’hypothèse de construction du modèle k−! Aware, à savoir, que l’utilisation du limiteur de shear
stress peut être remplacé par un comportement diffusif du modèle que lui fasse automatiquement
vérifier la relation de Bradshaw. Ceci est vérifié pour l’écoulement de référence d’intérêt de cette
thèse.
L’intérêt principal de l’exercice effectué dans cette annexe est de montrer qu’il peut y avoir des
alternatives à l’utilisation d’un limiteur de shear stress (SST) et donc à l’emploi d’une variable
pariétale additionnelle Clim permettant de le décaler spatialement. Cette annexe montre que la dite



B.3 - Approche LSTT appliquée au modèle Aware 185

0 2 4
(x − xreat)∕(xreat − xsep)

−0.4
−0.2
0.0
0.2
0.4
0.6
0.8
1.0

cf

×10−2

100 1000
y+

0

0.2

0.4

0.6

(−
�u

′ v
′ )∕
�
k

xRS=2 xRS=4
DNS
Kok no SST
AWARE no SST

100 101 102 103
y+

0

5

10

15

20

u+

xRS=2 xRS=4
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alternative peut consister à modifier –local ou globalement– le comportement diffusif du modèle
de turbulence. Cependant, nous concluons cette annexe en avertissant sur les dangers d’effectuer
une telle modification, car la qualité des prévisions du modèle original pourraient se détériorer si
les modifications ne sont pas correctement appréhendées. Une attention particulière devrait être
porté également sur l’impact des modifications sur la prévision des écoulements transsoniques et
supersoniques, qui sont très sensibles à l’emploi des limiteurs.
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Annexe C

Corrections de la stabilité numérique du
critère de Gleyzes

Cette annexe, issu d’un Rapport Technique ONERA 1, a pour but d’évoquer des aspects tech-
niques d’intérêt pour la simulation dans elsA de la transition par critères des bulbes de
décollement laminaires. Des efforts ont été fournis afin d’identifier des points d’améliora-

tion relatifs à la précision, et surtout, à la robustesse de la convergence des simulations. Ce document
s’inscrit dans un contexte de retour d’expérience des travaux effectués à l’unité H2T, pour lesquels
des difficultés techniques pouvant nuire la convergence des calculs ont été rencontrées. Le nombre
de ces cas étant relativement important, et puisqu’ils sont issus de configurations très diverses et
même de versions d’elsA parfois différentes, alors un seul cas d’exemple est retenu dans ce docu-
ment afin d’illustrer quelques difficultés les plus contraignantes.

Le principal problème sur lequel nous mettons l’accent est lié à la formulation mathématique du
critère de Gleyzes. Intrinsèquement, cela conduit à l’échec du calcul du point de transition dans les
cas de bulbes à fort décollement (Hmax > 5), comme il sera présenté dans le paragraphe §C.2.2.3.

D’autres problèmes d’origine numérique ont été identifiés qui nuisent à la convergence et la préci-
sion des simulations. D’une part, des discontinuités dans les valeurs de couche limite aux raccords
entre zones de maillage faussent la prévision du point de transition (§C.2.2.1). D’autre part, une
protection numérique dans l’application du critère conduit à un effet mémoire qui peut nuire la
précision de la prévision du point de transition (§C.2.2.2).

Nous proposons au chapitre §C.3 une méthode corrective du critère de Gleyzes consistant à extra-
poler les quantités de couche limite dans la région transitionnelle à l’aide de fonctions algébriques.

1. Rapport Technique elsA ONERA 1/26373 DAAA de Septembre 2018
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C.1 Présentation du cas d’étude

C.1.1 Modèles physiques et paramètres numériques

Dans ce paragraphe nous présentons brièvement l’ensemble des modèles sélectionnés. Certaines des
observations que nous ferons par la suite vont dépendre du choix des modèles. D’autres observations
seront indépendantes, et enfin d’autres seront liées indirectement ou auront un impact modéré. En
conséquence, nous nous efforcerons d’identifier au fur et à mesure chaque effet afin d’évoquer leur
dépendance avec les modèles. Cet exercice se fera sur la base de l’expérience acquise sur d’autres
cas non présentés ici. En effet, le but de ce document est d’illustrer simplement l’essentiel des effets
observés et de leurs causes probables, et non d’entreprendre une analyse paramétrique exhaustive.

C.1.1.1 Modèle de turbulence

Le modèle de turbulence employé est k-!Wilcox 2006 [207, 209]. En 2D, ce modèle a une implé-
mentation identique au modèle de Kok [105], à l’exception des valeurs de certaines constantes du
modèle. Le limiteur SST est décalé spatialement 4 longueurs de bulbes après le point de recollement
dans la région transitionnelle. En pratique, dans ce cas de bulbe long cela est approximativement
équivalent à désactiver la SST partout sauf dans le sillage derrière le profil (où d’ailleurs la SST
n’est pas sensée avoir un impact important).
La production de k est basée sur le tenseur de déformation Sij . On limite la production de k avec la
clef elsA (‘k_prod_limiter’=100).
Les conditions aux limites sur k et ! sont telles que (�t∕�)∞ = 0.01, et cette valeur est bien vérifiéeà l’extérieur des couches limites turbulentes. Dans les zones laminaires, on a �t∕� = 0.001.

C.1.1.2 Modélisation de la transition

La transition est calculée en employant les critères deAHD-Gleyzes (‘trans_crit’=‘in_ahd_gl_comp’)
et Roberts (‘trans_max_bubble’=‘active’). Il faut noter que le critère de Roberts n’est pas utilisé en
pratique, car sous les conditions de cet écoulement il prévoit un point de transition situé trop en aval
(même en aval du bord de fuite). En revanche, pour des questions d’implémentation, il est activé
afin de repérer et de stocker convenablement le point de séparation laminaire, qui sera utilisé par la
suite pour activer convenablement le modèle de turbulence.
La fréquence de mise à jour de la fonction de transition 2 est égal à 1 (donc à chaque itération).
Plusieurs études préliminaires ont permis d’identifier un taux d’amplification critique Ncr accep-table entre 10 et 12, de sorte que le point de transition soit situé à xtr∕c = 0.54, d’après les réfé-

2. Nous employons le terme fonction de transition, f tr, au lieu de l’intermittence, 
 , notée classiquement dans elsA.
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rences LES de Catalano & Tognaccini [38] et Galbraith & Visbal [77]. Pour cet exemple, la valeur
Ncr = 10.7 est retenue.
On note le point de transition dans le bulbe comme la coordonnée selon la direction principale de
l’écoulement où la valeur deRe� commence à augmenter demanière abrupte. Dans l’optique RANS,
un ensemble significatif de cas précédents indiquent que ce point est localisé systématiquement à
l’endroit où le modèle de turbulence est activé, et ce même dans le cas où les bulbes présentent une
forte recirculation. Par conséquent, nous employons (‘trans_shift’=1.0).
L’activation du modèle de turbulence n’est pas effectuée sur la viscosité turbulente, �efft = f tr�t,mais sur les termes de production d’énergie cinétique de la turbulence eff

k = f trk et de sa dissi-pation spécifique, eff
! = min(f tr, 1)!.

La fonction de transition, f tr, est modélisée en utilisant des polynômes cubiques tangents et en
produisant un boost, f tr > 1, dans la région transitionnelle, qui sert à modéliser la forte production
de la tension principale de Reynolds dans la couche de cisaillement.
Pour le critère de Gleyzes, les valeurs du paramètre de forme H = �∗∕� sont calculés directement
à l’aide des données de couche limite, et non avec les corrélations d’approximation en fonction du
paramètre de Pohlhausen.

C.1.1.3 Paramètres numériques

Le schéma utilisé est AUSM+MILES [121, 130]. La solution stationnaire est recherchée en utilisant
un pseudo pas de temps local avec un CFL local imposé de 20 à 30.
Les quantités de couche limite, nécessaires pour les critères, sont calculées au second ordre. Les
valeurs de seuil pour le calcul de la frontière de couche limite � sont raffinées afin d’assurer une
position de � dans la zone asymptotique, qui correspond approximativement au maximum de vitesse
tangentielle selon la coordonnée orthogonale à la paroi.

C.2 Identification des problèmes de convergence

Une simulation est lancée à partir d’une initialisation uniforme (cold start). Le calcul transitionnel
commence à partir de l’itération numéro 100.
Sur la figure C.1, nous présentons l’évolution des paramètres globaux de la simulation. Nous pou-
vons observer qu’à partir de l’itération 7500 environ, les résidus cessent de diminuer. À partir de
l’itération 7500, nous observons l’installation d’un régime oscillatoire. En effet, les efforts CL et CDprésentent des oscillations avec la même période caractéristique que celle des résidus. Ces oscilla-
tions sont provoquées par des oscillations de la position du point de transition, comme on peut le
voir sur la courbe du bas de la figure C.1. En effet, si l’on arrête la mise à jour de la fonction de tran-
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FIGURE C.1 – Paramètres globaux du calcul avec la version standard du critère de Gleyzes. En haut, valeurs
des résidus. Aumilieu, efforts intégrésCL en bleu etCD en rose. En bas, position du point de transition prévue
par Gleyzes. À gauche, valeurs sur l’ensemble des itérations ; à droite, zoom sur l’intervalle des valeurs.

sition à une itération supérieure à 7500 (résultats non présentés ici), les résidus baissent plusieurs
ordres de grandeur, et les oscillations sur les efforts disparaissent.
Des tests préliminaires semblent indiquer que cet état oscillatoire est indépendant du modèle de
turbulence choisi, ainsi que de la fonction de transition utilisée.
Une augmentation de la valeur de freqcomptrans ne suffit pas à enlever le régime oscillatoire (de va-
leurs allant de 1 jusqu’à quelques centaines ont été essayées sans succès). L’impact du freqcomptrans
se traduit seulement au niveau de la période d’oscillation du point de transition. Une augmentation de
freqcomptrans fait augmenter la période d’oscillation. Pour des valeurs très élevés de freqcomptrans,
entre deux mises à jour de la fonction de transition, les résidus peuvent descendre notablement : un
état de pseudo-transition imposée étant atteint. Mais lorsque la fonction de transition est remise à
jour, les résidus augmentent à nouveau.
Revenons sur la figure C.1 à droite, afin d’analyser le comportement de la simulation lors d’un cycle
d’oscillation numérique. On se place donc entre l’itération 28600 et l’itération 32000 environ. Il est
possible d’identifier deux comportements différents dans ce cycle. Le premier est compris entre
l’itération 28600 et la 30000. Il est caractérisé par un “plateau” au niveau de la valeur calculée par
Gleyzes du point de transition, estimé à x∕c ∼ 0.49. Nous allons dénommer ce sous-intervalle le
“blocage”. Nous identifions un deuxième sous-intervalle, entre l’itération 30000 et la 32000, où il se
produit un déplacement progressif vers l’aval du point de transition, avant de stagner légèrement à
x∕c ∼ 0.61 et de recommencer un nouveau cycle. Notons ce deuxième sous-intervalle le “décalage”.
Dans les prochains paragraphes nous illustrons un peu plus en profondeur les phases de blocage et
de décalage.
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de droite, en mauve, on superpose le tracé de la fonction de transition f tr. Toujours sur la figure de droite, on
superpose en tracé discontinu gris la valeur du taux d’amplification critique (Ncr = 10.7)

C.2.1 Phase de blocage

Plaçons-nous au début du cycle d’oscillation, dans la phase de blocage, à l’itération numéro 28600.
Les grandeurs de couche limite ainsi que le taux d’amplification total N sont représentés sur la
figure C.2. En observant les courbes de coefficient de frottement cf et du paramètre de forme “exact”
H = �∗∕� nous pouvons constater qu’un bulbe est formé, et même si la simulation n’est pas encore
convergée, les dimensions du bulbe ne sont pas très éloignées de la référence LES de Catalano [38]
et Galbraith [77].
Dans la courbe de H , on observe deux discontinuités inattendues vers x∕c = 0.49 et x∕c = 0.61.
Aux mêmes endroits, on retrouve également des discontinuités sur la courbe de Re�. Ces pointscorrespondent aux interfaces entre les zones du maillage (cf figure 9.1).
Le point de transition est estimé à l’endroit oùN ≥ Ncr. Sur la figure C.2, on observe qu’à l’itération28600 ce point se trouve à xtr∕c = 0.5. En revanche, l’allure de la courbe N(x∕c) présente deux
effets inattendus. D’une part, à partir de x∕c ∼ 0.3 les valeurs deN tendent à stagner. Cet effet sera
analysé plus en profondeur dans le paragraphe C.2.2. D’autre part, la valeur deN à x∕c ∼ 0.5 croit
subitement et dépasse même la valeur duNcr = 10.7. Cette discontinuité prononcée sur l’évolutionde N avec dépassement de la valeur critique explique la prévision du point de transition situé à
x∕c = 0.5.
Rappelons que la valeur de N est issue d’une intégration d’une fonction (H) par rapport à Re�,doncN est fonction deH et de Re� :

N = Nsw +
ˆ Re�

Re�sw
(H) dRe� (C.1)



192 C - Corrections de la stabilité numérique du critère de Gleyzes

0.2 0.4 0.6 0.8

x/c

−0.50

−0.25

0.00

0.25

0.50

0.75

1.00

c
f

(-
-

-)

×10−2

0

2

4

6

8

10

N
(–
•–

)

iteration

28600

28800

29000

29500

30000

FIGURE C.3 – Évolution du coefficient de frottement cf (trait discontinu) et du taux d’amplification totalN
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Or on a identifié des discontinuités dans les valeurs deH et de Re� aux raccords entre zones, donccette discontinuité est retransmise sur l’évolution deN de manière très importante, et cela se traduit
en une fausse prévision du point de transition à l’endroit où la discontinuité apparaît, dans notre cas
à x∕c = 0.5.
Sur la figure C.3 on observe l’évolution de la simulation pendant la phase de blocage. À cause de
la discontinuité des raccords entre zones, la croissance abrupte deN à x∕c = 0.5 a toujours lieu en
dépassant leNcr. En résultat, le point de transition pendant toute cette phase est situé à x∕c = 0.5, cequi fait que pendant cette courte phase une nouvelle topologie de bulbe est en train d’être construite.
Précisément, comme on le verra dans le paragraphe C.2.2, dans l’état précédant (phase de décalage)
le point de transition était situé plus en aval. Alors, pendant la phase de blocage, un nouveau bulbe
a tendance à être construit avec un point de recollement situé plus en amont, puisque le point de
transition est situé plus en amont.
À l’itération numéro 30000, on observe que, malgré la discontinuité sur N toujours présente, la
valeur atteinte par N lors de la discontinuité est légèrement inférieure. Cette itération marque le
début de la phase de décalage.

C.2.2 Phase de décalage

La figure C.4 présente les quantités de couche limite à l’itération 30000, qui marque la fin de la
phase de blocage et le début de la phase de décalage. Nous pouvons observer que les discontinuités
deH et de Re� sont toujours présentes aux raccords entre zones, et cette discontinuité est toujours
traduite au niveau de l’évolution deN .
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Regardons l’évolution de cf , N et Re� pendant la phase de décalage sur la figure C.5. Plusieurs
effets inattendus ont lieu simultanément :

1. La discontinuité deN au raccord des zones situé à x∕c = 0.5 est systématiquement présente.

2. Juste après le raccord de x∕c = 0.5, il se produit un décalage significatif de la valeur deN ,
comme un effet de mémoire par rapport à la discontinuité.

3. Àmesure que les itérations progressent, l’allure deN avant et après la discontinuité présente
une pente de plus en plus faible, jusqu’à atteindre une valeur nulle.

4. La valeur du point de transition est décalée progressivement vers l’aval.
5. L’ampleur de la discontinuité deN est de plus en plus prononcée au fur et à mesure que les

itérations avancent.

Enfin, à l’itération 32000, la valeur de l’ampleur de la discontinuité de N a augmentée tellement
qu’elle dépasse mêmeNcr à l’endroit de la discontinuité, ce qui marque la fin de la phase de décalage
et donnera lieu à un nouveau cycle en recommençant une nouvelle phase de blocage. Ce cycle est
auto-entretenu ce qui explique le défaut de convergence identifié sur la figure C.1. Dans ce qui suit,
nous allons analyser chaque observation effectuée dans le paragraphe précédant.

C.2.2.1 Effet 1 : discontinuité au raccord

Cette observation est causée par le raccord entre zones. L’origine de ce défaut dans le code d’elsA,
présent également dans la phase de blocage, n’a pas été identifié.
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C.2.2.2 Effet 2 : mémoire

Cet effet est relatif à la “mémoire” apparente de l’évolution deN par rapport à la discontinuité, est
lié à la procédure numérique pour le calcul de l’intégrale de Gleyzes, équation (6.8). Cette intégrale
est calculée en employant une méthode de trapèzes avec une protection contre des contributions
négatives à l’intégrale, de sorte que la valeur de N ne peut que croître. Cette protection est implé-
mentée en évaluant les valeurs des deux points de Re� sur le stencil d’intégration. En approchant
dRe� ≈ ΔRe� = Reloc� − Reprev� , si Re� décroit (Reloc� < Reprev� ), alors la dernière valeur de N est
maintenue. Cela est clairement illustré sur la figure C.5, où l’on observe que les plateaux de N se
produisent aux endroits où la pente de Re� est négative.
Cette protection contre les contributions négatives a un effet collatéral non souhaitable : la discon-
tinuité de Re� au raccord produit une croissance de N , mais elle ne produit pas la décroissance
correspondante juste après la discontinuité, ce qui provoque un déplacement de l’évolution deN .

C.2.2.3 Effets 3 et 4 : Stagnation deN et déplacement de xtr

L’effet 3 est la tendance deN à stagner vers une valeur constante lorsque la pente deRe� devient pe-tite. En effet, on observe que pour les itérations supérieures à 30000 les valeurs deRe� dans le bulbetendent vers un plateau dans la région laminaire. Notons que les bulbes présentent généralement une
évolution à peu près constante de � dans la région laminaire. Ceci a même été observé expérimen-
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talement [78]. Pourtant, la formulation de l’intégrale de Gleyzes de l’équation (6.8) montre que :

lim
dRe�→0

N(H,Re�) = cte (C.2)

Lorsque la pente de Re� devient négative, du fait de la protection aux contributions négatives de
l’intégrale, nous avons en pratique dRe� = 0, ce qui produit l’arrêt total de la croissance de N , et
ce pour n’importe quelle valeur de (H).
Grâce à l’expérience de différents cas de simulation de bulbes, nous avons effectué le constat sui-
vant. Lorsqu’on effectue un calcul de bulbe jusqu’à convergence (par exemple, à point de transition
imposé), l’établissement du bulbe au fur et à mesure que les itérations avancent provoque une di-
minution de la pente de Re� entre le point de séparation laminaire et le point de transition, suivie
d’une augmentation abrupte du Re� juste après le point de transition. Cependant, dans la formula-
tion du critère de Gleyzes, une diminution de la pente de Re� se traduit par un arrêt deN → cte via
dRe� → 0+, ce qui provoque un décalage du point de transition xtr vers l’aval (effet 4). Le décalagevers l’aval du point de transition produit une diminution encore plus importante de la pente de Re�,ce qui déplace à nouveau vers l’aval le point de transition, en amplifiant le phénomène.
Nous supposons que ce mécanisme est le principal responsable de l’instabilité numérique qui em-
pêche la convergence du calcul. L’apparition de cette instabilité (effets 3 et 4) est alors attendue dans
les bulbes où Re� présente effectivement un plateau dans la partie laminaire. Ce n’est pas le cas de
tous les bulbes (cf par exemple le bulbe de Alferez et al. [3]). Malheureusement, dans un cadre pré-
dictif nous ne disposons généralement pas de cette information, ce qui peut conduire potentiellement
à des nuisances de convergence.
Des tests préliminaires ont été effectués qui préconisent que cet effet n’est pas lié au choix du Ncr,sauf pour les bulbes de très faible recirculation où typiquementNcr est assez faible.
D’un point de vue physique, nous trouvons qu’une diminution de la pente de N , voire son arrêt
complet, n’a pas un sens clair dans le bulbe. A priori, on s’attendrait à ce que les perturbations
pré-transitionnelles qui surgissent dans la couche limite laminaire soient particulièrement ampli-
fiées dans la région décollée, du fait du rôle déstabilisateur très prononcé de Kelvin-Helmholtz. En
résultat, on s’attendrait à voir une claire augmentation deN dans le bulbe. Au contraire, un arrêt de
la croissance de N voudrait dire qu’un mécanisme stabilisateur rentre en jeu, ce qui est paradoxal
dans le contexte d’une couche limite décollée.
En admettant ces explications, cela voudrait dire que l’origine des effets 3 et 4 est une conséquence
de la formulation du critère de Gleyzes via l’intégration par rapport à dRe�, et que ces effets ne sontpas souhaités du point de vue physique.

C.2.2.4 Effet 5 : Amplification de la discontinuité

L’effet 5 consiste en l’amplification de la discontinuité deN au niveau des raccords entre zones au
fur et à mesure que les itérations avancent. Cette amplification est liée à l’amplification du niveau
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de discontinuité de Re� et deH au raccord, dont l’origine est inconnu. Le dépassement de la valeur
de Ncr de la valeur de la discontinuité de N produit un changement abrupt de la position du xtr enmettant fin à la phase de décalage du point de transition vers l’aval.
L’effet 5, et donc le début la phase de blocage correspondante lorsque N > Ncr, surgit au travers
de la discontinuité aux raccords. S’il n’y avait pas de raccords, les discontinuités sur H et Re�n’existeraient pas, et il n’y aurait pas de discontinuité non plus dans la croissance de N . Dans ce
cas, l’effet 5 serait mitigé, et la phase de blocage probablement n’aurait pas eu lieu. Alors, la phase
de décalage se poursuivrait plus loin, vraisemblablement jusqu’à l’endroit de turbulence imposée
(how=1) ou la vérification d’un autre critère de transition. Cela ne veut pas forcement dire qu’un
état oscillatoire similaire à celui montré sur la figure C.1 ne s’installera pas.

C.3 Proposition d’amélioration
Dans cette section nous présentons une possible voie d’amélioration qui peut servir à favoriser la
convergence de la simulation lors de l’utilisation du critère de Gleyzes. La méthode proposée est
une aide à la convergence.
Afin de corriger l’ensemble des effets nuisibles à la convergence, la méthode correctrice devrait
répondre à ces critères :

1. Limiter l’impact de la présence des discontinuités des quantités de couche limite au niveau
des raccords.

2. S’affranchir du défaut d’arrêt de la croissance de N lorsque la pente de Re� devient petite,voir négative.
3. Réduire la sensibilité de l’évolution deN par rapport aux valeurs de couche limite se trouvant

très proches du point de transition.
Les points 1 et 2 découlent des effets observés dans la section précédente. En revanche, le point 3
évoque un sujet qui n’a pas été abordé jusqu’à présent dans ce document. Nous avons observé dans
le paragraphe C.2.2.3 que l’effet d’arrêt de croissance de N produit un décalage vers l’aval de xtr.Cette sensibilité aussi prononcée de la position du point de transition par rapport à la pente de N
est probablement liée au fait que la valeur de N à proximité du point de transition est dépendante
des valeurs de couche limite à proximité de xtr. Compte tenu de la recirculation du fluide dans le
bulbe, le calcul de la position de transition est un problème fortement couplé avec la topologie de
l’écoulement en amont et en aval du point de transition. En résultat, on constate que la prévision
de xtr est sensible à H(xtr) et à Re�(xtr), mais inversement la position de xtr modifie les valeurs
de H et de Re� en aval et en amont de xtr. En conséquence, on préconise un comportement po-
tentiellement instable de la solution à proximité de xtr. Pour y remédier, une possibilité serait de
réduire la sensibilité de la prévision de xtr aux données de couche limite situées à proximité de xtr.Cette idée est exploitée dans d’autres méthodes de prévision de la transition par bulbe, comme la
méthode d’enveloppe approchées de [212], ou encore le critère de Roberts [160]. Ce critère se base
sur des données de couche limite situées au point de séparation laminaire afin de calculer xtr. Les
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données de couche limite au point de séparation sont moins sensibles à la position de xtr que les
données de couche limite situées sur xtr. Nous préconisons que cela a pour effet de rendre le critèrede Roberts plus stable que le critère de Gleyzes dans l’implémentation actuelle. Dans cette optique,
dans les paragraphes qui suivent nous allons présenter uneméthode algébrique qui prend en compte
ces observations afin d’améliorer la convergence du critère de Gleyzes.

C.3.1 Présentation de la méthode algébrique

L’idée principale de la méthode est la suivante. Au lieu d’utiliser toutes les valeurs de couche limite
selon l’abscisse curviligne du bulbe, H(x) et Re�(x), nous ne considérons que leurs valeurs sur
quelques points de contrôle xPi de l’abscisse, et l’on approxime le reste des valeurs avec des fonctions
mathématiques, � et  , dont leur propriétés vérifient des conditions favorables pour l’intégrale de
Gleyzes (6.8) :

H(x) ≈ �
(

x, H(xPi)
) (C.3)

Re�(x) ≈  
(

x, Re�(xPi)
) (C.4)

Concrètement, les conditions favorables à vérifier par � et  sont les suivantes :
1. � et  doivent approximer les valeurs exactes de H et Re� respectivement, de façon suffi-

samment précise uniquement dans la région laminaire du bulbe.
2. � doit être monotonement croissante à proximité de xtr.
3.  doit être monotonement croissante partout.
4. � et  doivent être facilement et rapidement calculables à partir des valeurs exactes de H

et de Re� sur les points de contrôle xPi .
5. � et  doivent être le moins sensibles possible au choix des points de contrôle xPi .

La condition 1 souligne le fait que l’approximation doit être bonne uniquement dans la région la-
minaire, et pas dans la région x ≥ xtr. Les conditions 1, 2 et 3 sont souhaitables afin de s’affranchirde l’influence artificiellement stabilisatrice de la région transitionnelle dans le calcul deN .
En effet, lorsque l’endroit du point de transition est estimé, la production de turbulence produite à
partir de xtr a un effet non seulement vers l’aval de celui-ci, mais aussi vers l’amont. Précisément,
l’effet immédiat en aval x > xtr est d’une augmentation abrupte de Re� et une diminution abrupte
deH . L’effet qui pose particulièrement problème c’est celui provoqué vers l’amont x < xtr où il seproduit une diminution des pentes deRe�(x) et deH(x). Cette diminution des pentes en amont de xtrest interprété par Gleyzes comme une couche limite plus stable dans le sens de la stabilité linéaire des
écoulements, et c’est ce qui explique l’effet décalage vers l’aval de xtr discuté en §C.2.2.3. Sachantque les couches limites décollées présentent des profils de vitesse particulièrement instables, l’effet
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de décalage vers l’aval de xtr va à l’encontre de la physique. Par conséquent, les conditions 1, 2 et
3 servent à remédier ce problème, en ne considérant que la tendance évolutive hypothétiquement
“laminaire” deH et de Re� depuis le point de décollement laminaire.
Pour définir �, nous proposons l’utilisation d’une parabole construite à partir de trois points de
contrôle xP1 , xP2 et xP3 . Ces trois points sont définis à partir de trois valeurs HPi imposés. Dans
l’intervalle des valeurs ∈ [min(HPi), max(HPi)], on suppose que la fonctionH(x) est bijective, de
sorte que l’on peut trouver :

xP1 = x(H = HP1) (C.5a)
xP2 = x(H = HP2) (C.5b)
xP3 = x(H = HP3) (C.5c)

À partir de l’ensemble de valeurs (xPi , HPi), une parabole est construite. Notons qu’en générale
H(x) n’est pas bijective dans ∈ [min(HPi), max(HPi)], mais la bijectivité est vérifiée localement à
proximité du point de décollement laminaire. En effet, dans la région autour du point de décollement
laminaire,H ≈ 3.6, la courbeH(x) croît monotonement. Cela est suffisant pour pouvoir identifier
les points (C.5).
Nous choisissons un set de valeurs HPi intentionnellement proches du point de décollement lami-
naire (C.6). De cette manière, non-seulement nous maximisons nos chances de trouver les points
xPi (C.5), mais aussi nous diminuons la sensibilité de la prédiction aux valeurs de couche limite à
proximité de xtr, afin de répondre au souhait numéro 3 de la méthode.

HP1 =3 (C.6a)
HP2 =4 (C.6b)
HP3 =5 (C.6c)

Ce choix des valeurs deHPi (C.6) n’est pas obligatoire (pourvu que les valeurs soient suffisamment
proches du décollement H ≈ 3.6), et la qualité des approximations est peu sensible à ce choix.
Malgré tout, on évoque quelques précautions. Supposons que l’on souhaite choisir un intervalle
[min(HPi), max(HPi)] plus petit, ceci peut avoir plusieurs effets :

(–) Nuire la précision de l’approximation deH loin des points xPi .
(–) Rendre trop sensible la construction de la parabole à des effets locaux à proximité de l’in-

tervalle.
(+) Diminuer la sensibilité de la prévision aux données de couche limite à proximité de xtr.

Inversement, le choix d’un intervalle [min(HPi), max(HPi)] plus grand provoque les effets contraires
à ceux qui viennent d’être listés. Le choix des valeursHPi (C.6) semble être un bon compromis pour
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plusieurs raisons. D’un côté, cet intervalle semble être suffisamment grand pour produire des ap-
proximations acceptables de H(x) pour les cas des bulbes où la valeur max(H(x)) est très élevée.
Il n’est pas non plus excessivement grand dans le sens où les prévisions sont toujours peu sensibles
aux données de couche limite proches de xtr. D’un autre côté, cet intervalle n’est pas trop petit pourêtre généralement soumis aux inconvénients listés dans le paragraphe précédant.
Cependant, on peut s’interroger à propos des bulbes à faible décollement :max (H) ∈ (3.6, 5). Dans
ces cas là, avec le setHPi suggéré, la méthode algébrique n’est pas appliquée, et la version standard
de Gleyzes est utilisée. Cela ne pose aucun problème car pour ce type de bulbes la version standard
de Gleyzes converge suffisamment bien habituellement. En effet, quand le max (H) dans le bulbe
est relativement faible (typiquement quandNcr est faible), la phase de décalage identifiée en C.2.2n’est généralement pas observée. Ceci est probablement dû au fait que l’évolution deRe�(x) dans lebulbe ne présente pas de plateau ni de décroissance. La version standard de Gleyzes fonctionne bien,
et l’évolution deN est raisonnablement linéaire. En revanche, c’est généralement dans les bulbes à
fort décollement (max(H) > 5) où les problèmes de convergence identifiés dans ce document sont
rencontrés, et c’est justement dans ces conditions que la méthode algébrique est judicieuse.
Pour l’approximation de Re�(x), nous suggérons d’utiliser une loi en puissance :

 = a x� + b (C.7)

La valeur � est une constante et les valeurs de a et de b sont retrouvées en injectant le set {(xP1 , Re�(xP1)),
(xP2 , Re�(xP2))} dans les valeurs x et  de l’équation (C.7) et en résolvant pour a et b. Des mul-
tiples tests ont permis de déterminer que la valeur � = 10−2 approche correctement l’évolution de
Re� dans la région laminaire du bulbe, à proximité du décollement. La qualité de l’approximation
Re�(x) ≈  (x) est peu sensible à la valeur de � (pour des valeurs autour de 10−2).

C.3.2 Application de la méthode algébrique

Comparons l’application instantanée (en post-traitement) de la méthode algébrique à deux itérations
différentes du cas d’exemple de ce document.
Sur la figure C.6 nous présentons une vue instantanée de la simulation à l’itération 30000. À gauche,
nous pouvons comparer les valeurs exactes deH(x) et deRe�(x) en rouge avec leurs approximations
algébriques via � et  , en bleu. En couleur orange nous montrons les points de contrôle xPi . Sur
la figure de droite, nous observons l’évolution de N . En effet, nous constatons que l’évolution de
Re�(x) est bien approchée par la méthode algébrique. Quant à l’évolution de H(x), elle est aussi
bien approchée jusqu’au point d’inflexion deH approximativement. Nous observons que l’évolution
de N suivant la méthode algébrique est très proche de la solution standard, et que l’on s’affranchit
des inconvénients liés à la discontinuité au niveau du raccord entre zones à x∕c = 0.5. L’effet de
“mémoire” est donc mitigé.
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FIGURE C.6 – Comparaison en post-traitement de la méthode Standard et Algébrique du critère de Gleyzes
à l’itération 30000.
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FIGURE C.7 – Comparaison de la méthode Standard et Algébrique du critère de Gleyzes à l’itération 32000.



C.4 - Conclusion 201

Sur la figure C.7 nous faisons la même comparaison à l’itération 32000. L’approximation algébrique
deH(x) est toujours acceptable, et elle commence à bifurquer de la courbe exacte à partir du point
d’inflexion de cette dernière. L’approximation de Re�(x) est aussi acceptable. Nous constatons quel’approximation algébrique de Re� s’affranchit bien de la diminution prononcée de pente de Re�dans le bulbe, où elle devient même légèrement négative. L’évolution de N est raisonnablement
proche de la version standard dans la zone d’évolution linéaire. Toutefois, vers x∕c = 0.35 nous
observons que dans la version standard le plateau de N apparaît, alors que la version algébrique
montre unN qui continue à évoluer.
La figure C.7 montre que, comme il était souhaité, la méthode algébrique s’affranchit du problème
de l’arrêt de la croissance de N et prévoit des valeurs de plus en plus élevées à mesure que l’on
avance selon l’abscisse curviligne.
Il est intéressant de remarquer que la valeur de xtr théoriquement prévue par la méthode algébrique
ne change pas significativement entre l’itération 30000 et l’itération 32000. Cette valeur est xtr∕c ≈
0.54, ce qui est en bon accord avec les données de référence LES.
Nous implémentons la méthode algébrique dans la routine in_ahd_gl_comp de façon conservative.
C’est-à-dire, la méthode standard est généralement appliquée, et lorsque les conditions sont favo-
rables à trouver le set xPi qui définissent les fonctions � et  , alors la méthode algébrique s’active.
Sur la figure C.8 nous présentons les paramètres globaux de l’évolution de la simulation au cours
des itérations. Nous constatons une bonne convergence des résidus, ainsi qu’un rapide établissement
des efforts CL et CD et du point de transition xtr∕c. Il est possible de remarquer un saut appréciable
des résidus à l’itération 33200. En zoomant sur les valeurs des efforts et du point de transition (figure
C.8 à gauche), on observe une oscillation très haute fréquence de la position du point de transition
entre deux points de maillage. L’oscillation haute fréquence entre deux points de maillage pourrait
être liée au fait que la recherche du point de transition s’effectue sur un plan discret, c’est-à-dire sur
chaque point de maillage, au lieu d’un plan continu, par exemple en faisant des interpolations. Cette
oscillation du point de transition se traduit en oscillations des efforts CL et CD, et c’est à l’originedu remarquable saut de la valeur des résidus. En effet, lorsque le point de transition n’oscille plus
entre deux points de maillage, à partir de l’itération 37000, nous obtenons à nouveau un arrêt de la
croissance des valeurs des efforts, ainsi qu’une décroissance des résidus.
Globalement nous observons une nette amélioration de la convergence.

C.4 Conclusion

Des effets nuisibles sur la convergence de la simulation lorsque le critère de Gleyzes est employé ont
été observés. Ces effets ont un origine numérique, comme la discontinuité des valeurs de couche
limite au raccord entre zones de maillage ; ainsi qu’une origine dans la formulation du modèle.
En effet, dans de nombreux bulbes à fort décollement, qui présentent des pics de H très élevés,
l’évolution de Re� dans le bulbe présente un plateau, voire même une diminution. Ceci produit un
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FIGUREC.8 – Paramètres globaux du calcul avec la version algébrique du critère de Gleyzes. En haut, valeurs
des résidus. Aumilieu, efforts intégrésCL en bleu etCD en rose. En bas, position du point de transition prévue
par Gleyzes. À gauche, valeurs sur l’ensemble des itérations ; à droite, zoom sur une période d’oscillation.

effet de plateau sur N dans l’intégrale de Gleyzes, qui a pour effet de décaler systématiquement
vers l’aval le point de transition jusqu’à ce qu’un autre effet supplémentaire le fasse remonter vers
l’amont (déclenchement du how, déclenchement d’un autre critère, des décollement-recollement
transitoires, des effets numériques...). Ceci a pour conséquence l’établissement d’oscillations cy-
cliques qui nuisent la convergence.
Nous avons proposé une piste de résolution, notée méthode algébrique, qui consiste à effectuer une
extrapolation mathématique des quantitésH etRe� au sein du bulbe afin d’améliorer la convergence
du calcul. Cela a servi à corriger le défaut de convergence de la version standard pour un nombre
important de cas (plusieurs angles d’incidence et nombre de Reynolds), et ce indépendamment du
modèle de turbulence choisi.
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Abstract

Several popular k-ω turbulence models are assessed in the context of transitional
separated flows. As the evaluated models are built using strong full-turbulence
equilibrium hypothesis, they fail to accurately model the inherently complex tran-
sition mechanisms of a separation bubble. By means of explicit transition trigger-
ing mechanisms, a collection of transition approaches are evaluated and compared
with reference Direct Numerical Simulation data. The most successful practices
are highlighted and relevant aspects of the numerical results are suggested so that
future progress in turbulence modeling can be undertaken.

Key-words: Turbulence, Modeling, RANS, transition, bubble, elsA.

1. Introduction

The simulation of flows in presence of transitional separation bubbles is still a challenging
application for most two-equation turbulence models using the linear Boussinesq approximation.

Laminar separation followed by turbulent transition and reattachment, as sketched in Fig. 1, is
a common flow scenario in an engineering application context. Transitional bubbles may appear
on airfoils, locally modifying the pressure distribution and the resulting lift and pitching loads.
These kind of flows are of major concern in external aerodynamics such as rotor-blades and wings,
considering that stall may be caused by the bursting of the laminar separation bubble. This kind of
stall would then be considered as leading-edge stall type following the classification proposed by
Jones 1933. Leading-edge stall is particularly abrupt in terms of the significant change of the flow
topology that is produced by a relatively small variation of the angle of attack. The ’bursting’ of the
short transitional bubble is therefore translated into notably lift losses and abrupt pitching moment
variations that can compromise not only the performance, as it influences the flight envelope limit
of aircraft, but also the safety of the flight operation.

This critical condition was studied by Richez et al. 2008 using a zonal RANS/LES method. The
simulated configuration consisted in a OA209 airfoil near the stall condition, which is representative
of an engineering application for helicopter blades. The authors captured the presence of a short
transitional bubble and argued that it significantly impacted the downstream boundary layer and
∗PhD student, ONERA, DAAA, luis.bernardos_barreda@onera.fr
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turbulent separation. Moreover, Alferez, Mary, and Lamballais 2013 simulated the entire stall
development of a NACA 0012 airfoil at chord-based Reynolds number of 105 using the LES technique.
They showed the short transitional bubble creation and the bursting process that lead to stall.
Another similar study, also for the NACA 0012 airfoil, but at chord-based Reynolds number of
5× 105 was performed by Almutairi, Jones, and Sandham 2010. They equivalently captured the
bubble bursting phenomena as the main stall mechanism.

Given this context, it seems appropriate to study the ability of current engineering tools in
predicting short transitional bubbles. Windte, Scholz, and Radespiel 2006 performed a collection of
simulations comparing several RANS turbulence models for the case of a SD7003 airfoil at chord
based Reynolds number of 6× 104 at incompressible flow regime. They found reasonable agreement
with experimental data when using the k-ω Menter BSL model. In this study we are interested
in higher Mach and Reynolds number, which are typical of applications to helicopter rotor blades.
Specifically, the k-ω family of models are widespread in this aeronautical application context. Their
good ability to predict turbulent separations compared to other families of two-equation models, as
shown by Wilcox 1988, make these models suitable for complex applications, while being reasonably
simple to implement and robust. For these reasons we compare the performance of the following
k-ω models: Wilcox 1988, Menter 1994, Kok 2000, and Wilcox 2006.

The fundamental characteristics of the studied flow are summarized in §2. The transition
triggering approaches undertaken in this study are presented in §3. The numerical results are
outlined in §4, followed by a discussion on recommended practices and modeling possibilities in §5.

2. Simulated flow

Figure 1: Streamlines of the DNS bubble with
exaggerated vertical axis.

We used the same flow configuration as Laurent et
al. 2010 and full information can be found on their
publication. Their DNS results have been used as
a reference in this study. This test case consists in
a flat plate with a slip upper wall that produces a
variable adverse pressure gradient that mimics the
OA209 airfoil near the stall condition, as it was
analyzed by Richez et al. 2008. The chord-based
Reynolds number of the original configuration is
Rec = 1.8× 106, the free-stream Mach number is
M∞ = 0.16 and the angle of attack is 15 degrees.
The reference density, free-stream velocity and free-
stream turbulence level are: ρr = 1.21 kg ·m−3,
Vr = 55m · s−1 and Tu∞ = 0.01 × 10−2. The
present configuration is sketched in figure 2a. The adverse pressure gradient provoked by the upper
slip wall produces a short transitional bubble as shown in figure 1. Downstream of the separation
bubble, the upper wall condition is designed to produce a null streamwise pressure gradient, in an
effort to avoid the coupled effect that an eventual turbulent separation would provoke on the short
transitional bubble. In figure 2a, the lower hatched boundary represents the no-slip wall, which is
preceded by a symmetry condition (dash-and-dot line). The upper slip walls are represented using
dashed lines. Boundaries labeled 1 and 2 correspond to the inflow conditions and 0 correspond to
the outflow condition. The turbulent variables in the inflow boundaries are set using the following
quantities:

2
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(a) Scheme of the flow configuration. The geometrical
scaling has been exaggerated for clearness purposes.
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Figure 2

In figure 2b several relevant dimensionless parameters of the DNS reference result are presented.
The Pohlhausen parameter Λ2 has been clipped at -0.5 in order to keep meaningful values (Λ2
presents a minimum peak of -3.5). The Pohlhausen parameter, the skin-friction coefficient Cf , the
momentum thickness Reynolds number Reθ, and the shape factor H are expressed as follows:

Λ2 =
θ2

ν

dUe
dx , Cf =

(
∂u
∂y

)
y=0

1
2ρeU

2
e

, Reθ =
ρeUeθ

µe
, H =

δ∗

θ

The RANS simulations are performed using the structured compressible solver elsA developed
at Onera. The numerical scheme used is AUSM+(P) (Mary, Sagaut, and Deville 2000; Liou 2006)
which is adapted to weakly compressible flows, and local time-step is employed to converge to a
steady solution through a multi-grid and implicit LUSSOR algorithm. The RANS simulations are
run in a fine 2D grid, with 250 streamwise points in the transitional separation bubble and a cell
size at the no-slip wall that guarantees ∆y+ < 1.

Throughout this document we present the results in terms of a dimensionless streamwise
coordinate that refers to the position and length of the DNS bubble. This coordinate is named
xRS ≡ x−xR

xR−xS , where xS and xR are the separation and reattachment coordinate of the DNS
reference flow. Through inspection of the time-averaged DNS results (fig. 2b), the considered
transition onset is taken at xtrRS = −0.27, which corresponds to a reformulated version of the
Roberts 1980 criterion applied to the DNS results. This criterion is an empiric correlation for
obtaining the transition onset from the evaluation of the boundary layer quantities at the laminar
separation point. The employed reformulated criterion reads:

xtr − xS = 2.5 · 104 ρeUe
µe

log(coth(0.1732 max{0.1;Tue%})) (1)

where xtr is the absolute streamwise coordinate of the transition onset, and Tue% is the external
turbulence level expressed in percentage. Other criteria implemented in the elsA software can be
found in Perraud, Deniau, and Casalis 2014, but the criterion (1) showed the best agreement with
the present DNS data. Through this study we consider the flow in a Reynolds-averaged sense, and
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the computed solutions are statistically steady. In other words, we do not intend to predict the
flapping effect that is observed numerically and experimentally in transitional separation bubbles,
as it was found, for example, in Gaster 1969; Spalart and Strelets 2000; Alam and Sandham 2000.
Strictly, the transition and reattachment points are not fixed in space, and they are subject to an
oscillatory motion, presumably due to the vortex shedding or the wavering effect of the separated
shear layer. Therefore, the bubble considered in figure 1 is actually a time-averaged view of the
inherently unsteady nature of the flow. This averaged flow is what we intend to predict via RANS
models, which has practical interest for aeronautical engineering applications.

3. Transition triggering approaches

As anticipated in §1, the compared two-equation k-ω models are Wilcox 1988, Menter 1994, Kok
2000, and Wilcox 2006. None of the compared models have been naturally built for taking into
account laminar to turbulent transition in separated boundary layers. Nevertheless, some authors
have exploited the recirculating dynamics of the bubble in order to provoke the transition without
an explicit triggering feature, the so called ’Trip-Less’ approach. That method consists in adequately
setting the boundary conditions on the turbulent variables, in such a fashion that a laminar separation
is produced followed by a reattachment, and the bubble transition mechanism is self-sustained
because the reverse flow injects non-zero values of the eddy viscosity into the laminar part of
the bubble. Following this line one can find the work of Shur et al. 1995; Spalart and Strelets
2000; Hadžić and Hanjalić 2000. We claim that this approach is complicated to implement for
general application flows, so we rather employ explicit triggering using information from transition
criteria. The triggering is accomplished via transition functions acting on the production terms of
the turbulence kinetic energy and specific dissipation rate (like the work of Windte, Scholz, and
Radespiel 2006), or alternatively on the eddy viscosity (as presented in Perraud, Deniau, and Casalis
2014). Both approaches will be examined.

Some authors relate the transition function, which is a numerical feature, to the intermittency
of the turbulence γ, which is a statistical field obtained through conditional averaging. This
denomination is found for example in the Langtry and Menter 2009 γ-Reθt transitional correlation
model, and in the bypass transitional k-ω Kubacki and Dick 2016, among others. However, all
these models are built upon the RANS framework, which is based in unconditional averaging.
It is unclear why a conditioned average statistical field would naturally improve the turbulence
growth prediction of RANS models. Indeed, the conditioned averaged Navier-Stokes equations are
fundamentally different, and more complex than RANS systems. The theoretical exact equation
for the intermittency was derived by Dopazo 1977, but strong closure hypothesis regarding the
turbulent/irrotational interface are required. An example of such intermittency-based model was
presented by Byggstoyl and Kollmann 1986.

Following this rationale, we privileged the terminology transition function rather than inter-
mittency and we deliberately discarded the symbol γ. In order to present the transition triggering
mechanisms employed in this study, let us consider the following general form of the k-ω models:





∂t(ρk) + ∂i(ρuik) = α̃k(−ρu′iu′j)(∂jui)− βkρωk+ ∂i[(µ+ σkµ̃t)∂ik]

∂t(ρω) + ∂i(ρuiω) = α̃ω
ρ

µ̃t
(−ρu′iu′j)(∂jui)− βωρω2 + ∂i[(µ+ σωµ̃t)∂iω]

+ σd
ρ

ω
max {(∂ik)(∂iω); 0}

(2)
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and making use of the Boussinesq approximation:

(−ρu′iu′j) ≈ 2µ̃tSij −
2
3ρkδij (3)

where µt = ρk/ω. If the SST limiter is applied, then the eddy-viscosity reads:

µt = min
{
ρk

ω
;
√
βk

ρk√
2SijSij

}
(4)
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Figure 3: Transition functions evaluated.

Wilcox and Kok models perform constant closure
coefficients throughout the flowfield, whereas Menter
model performs variable coefficients through the incor-
poration of blending functions. The items marked with
a tilde (̃•) have been modified to account for the tran-
sition triggering mechanisms. Non-tilded items takes
the original value for each considered turbulence model.
Two different triggering approaches are considered and
summarized in table 1. The dimensionless transition
function is noted f tr(xRS) and the two analyzed functions
are presented in figure 3. Both functions are equal to
zero in the laminar region (xRS < −0.27). A simple
activation of the turbulence models can be achieved
via the Heaviside or Step function. Following the rec-
ommendation of Arnal 1990, we also assess a boosted
transition function which allows an overshoot in order
to provoke the positive peak of skin-friction which is observed in both experiments and DNS.

Approach A Approach B
α̃k f tr

(xRS) 1

α̃ω αω min{f tr
(xRS); 1} αω min{f tr

(xRS); 1}
µ̃t µt f tr

(xRS)µt

Table 1: Transition triggering approaches

4. Numerical results

In this section we present the numerical results of this study focusing on the general trends of
macroscopic parameters. A collection of simulations have been undertaken in order to assess each
model using different methods. Two different transition triggering approaches have been tested (viz.
method A and B specified in table 1), two different transition functions f tr have been tested (viz.
figure 3), the effect of the stress limiter have been evaluated (SST as specified in equation (4) or
no SST), and each combination of methods have been assessed for the four k-ω models considered
here: Wilcox 1988, Menter, Kok and Wilcox 2006. Hence, the total amount of simulations is 32. For
the sake of clarity and briefness, in table 2 we have summarized the results of 5 analyzed bubble
parameters against the DNS reference values. These parameters are: L ≡ the bubble length; C+

f ≡
the value of the positive peak of skin-friction coefficient; C−f ≡ the value of the negative peak of
skin-friction coefficient; H+ ≡ the value of the positive peak of the shape factor; δ′4−8 ≡ the mean
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boundary-layer growth rate between xRS = 4 and xRS = 8. Let ξ be one of the before-mentioned
parameters. The values presented in table 2 are relative differences with respect to the DNS
calculated in the following manner: ξ% = 100×

(
ξRANS

ξDNS − 1
)
.

One may also get an overall insight of the general trends through inspection of figures 4, 5,
6 and 7. In a first stage, let us consider the bubble length L. The transition is triggered at the
same point for all the models, thus the laminar region of all RANS simulations is very similar to
the DNS. Specifically, the laminar separation point is approximately the same for all simulations.
However, the reattachment point yields different values depending on the model and the method
employed. In figure 4 the reattachment point is manifested where Cf becomes positive. Let us
examine the case where the SST is not activated. The boosted function will produce longer bubbles
than the step function (compare figures 4a and 4c against 4e and 4g). We relate this behavior
to the net production rate of the turbulence denoted by Pk/Dk. Through inspection of figures
5a and 5c, we can observe that the Step transition function produces a sharp discontinuity of net
production of turbulence (the values in the figure have been clipped for clearness, but the curves
make excursions up to Pk/Dk ≈ 200, which is nonphysical compared to the DNS values). On the
other hand, looking at figures 5e and 5g we can observe that the Boosted function yields a smooth
growth of net production of turbulence right after the transition onset. In spite of the higher global
maximum of the Boosted f tr transition function compared to the Step function (viz. 1.4 against 1.0,
as seen in fig. 3), the effective maximum of net production of turbulence produced by the Boosted
transition function yields lower values. These pronounced differences of the growth of net production
of turbulence at the transition onset may be due to the regularity of the function f tr. Indeed, in
figure 3 we can observe that the Boosted function performs a smooth ramp-up from the transition
onset, whereas the Step function yields a marked discontinuity at the transition onset. The regularity
of the Boosted function is guaranteed by construction, as it employs piece-wise Hermite polynomials
with continuous tangents.

Following this rationale, we argue that the apparently good agreement of bubble length predicted
using the Step transition function is only due to an artificial over-prediction of net production of
turbulence due to the numerical discontinuity of the transition function at the transition onset.
This effect is uncontrolled and therefore may strongly depend on numerical parameters such as the
numerical scheme used or the mesh cell size.

If we consider the case where the SST is activated, we can clearly see that the bubble length L
is systematically over-predicted (compare, for example, figures 4a and 4b). Again, this behavior
is related to the net production of turbulence, as it is clearly shown in figures 5a and 5b. The
SST is a limiter of the eddy viscosity as shown in equation (4). As the production of turbulence
kinetic energy is proportional to the eddy viscosity, this impacts the net production of turbulence.
Therefore, the SST indirectly acts as a limiter of net production of turbulence, completely removing
the numerical over-prediction of net production of turbulence caused by the Step function. A similar
effect is also observed when using the the Boosted function. The local maximum of net production
of turbulence when using the Boosted transition function and enabling the SST are notably reduced
compared to the case where no SST limiter is employed, as can be observed in figures 5e and 5f, for
instance. As a consequence, independently of the method and the transition function employed,
the use of the SST limiter will reduce the net production of turbulence and will produce too long
bubble lengths.

The employed transition triggering method (namely A or B as specified in table 1) has a clear
impact on the bubble length. We observe that method B systematically produces shorter bubbles,
and yields higher values of net production of turbulence: compare for example figures 4e against 4g;
and 5e against 5g. We argue that this is due to mainly three reasons. Method A explicitely sets to
zero the production of turbulence kinetic energy, whereas method B yields a non-null cut-off value.
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This can be seen indirectly through figures 5a and 5c, which yields different values of net production
of turbulence in the pre-transitional region (zero for method A, and about 2 for method B). This
non-zero cut-off value of Pk facilitates the growth of turbulence, which in turn reduces the bubble
length. The second reason is that method B effectively modifies the turbulent diffusion terms of
both the k and ω transport equations. For example, the Boosted transition function when f tr > 1
increments the effective turbulent Prandtl numbers σk and σω compared to the method A. Thus,
an enhanced turbulent diffusion will reduce the bubble length. The third reason is that method B,
when f tr > 1, directly augments the Reynolds stresses as seen in equation 3.

As a general trend, we observe that the Menter model produces shorter bubbles than the rest
of assessed models, whereas Kok and Wilcox 1988 produce longer bubbles. This can be explained
again through inspection of the net production of turbulence. Indeed, Menter model systematically
predicts more net production of turbulence than the rest of the models, as shown in fig. 5.

Now let us consider the positive and negative peaks of skin-friction coefficient, namely C+
f and

C−f respectively in table 2. As a general trend we observe that, independently of the employed
method, the Step function fails to adequately capture the positive peak of Cf (viz. figures 4a-4d).
The Boosted function effectively produces a pronounced C+

f if no SST limiter is active (fig. 4e and
4g), and still predicts a maximum if the SST is activated (figs. 4f and 4h). If we observe figures
5e-5h, there seems to be a correlation between the local maximum of net production of turbulence
and the positive peak produced in the skin-friction. Particularly, the case in figure 4h (equivalently
fig.5h) presents the most pronounced local maximae of net production of turbulence, and the most
pronounced positive peak of skin-friction coefficient. It can be observed, for example through fig. 4g
and 4h, that the SST tends to reduce the value of the positive and negative peaks of Cf . Moreover,
as a general trend we remark that method B produces more pronounced values of Cf than method
A.

It can also be seen that Menter model yields in general lower values of C+
f compared to the

other models. This is particularly verified when the SST is not active: figs. 4a, 4c, 4e and 4g.
Conversely, when the SST is activated the relative differences between models are less pronounced.
Through inspection of figures 5a, 5c, 5e and 5c one could expect that the Menter model would
produce the most notable peaks of Cf because the net production of turbulence of Menter model is
the most pronounced compared to the other models. This remark is in apparent contradiction with
the before-mentioned observations. However, it must be noted that the diffusive behavior of each
model, which is also expected to play a major role on the bubble topology, is especially different for
each model. Furthermore, through inspection of the boundary-layer growth rate in figures 6a, 6c, 6e
and 6g, we can observe that Menter model yields the lowest spreading rate δ′ (which corresponds to
the slope of δ), followed by Kok, Wilcox 2006 and Wilcox 1988. Admitting that δ′ is related to the
diffusive character of the model, we can argue that Menter model is the less diffusive model. As a
consequence, even if Menter shows the highest net production of turbulence values in figures 5a, 5c,
5e and 5c; its naturally low diffusive behavior may counterbalance this effect, and the resulting C+

f
is less pronounced than the rest of the models.

Focusing now on the boundary-layer shape factor H, and its local maximum, namely H+, we
can observe that the best agreement with the DNS is obtained when the bubble length L is best
predicted. This can be seen through figures 7a, 7c and 7g. In effect, we fail to capture the correct
values of H when the SST limiter is activated. As a general trend, we observe that Menter model,
which predicted the higher turbulence net production, exhibits the lowest values of H, whereas
Kok and Wilcox 1988 tend to over-estimate H, and yielded the lowest values of net production of
turbulence. The SST limiter systematically produce too-high values of the shape factor, and no
combination of methodologies yielded accurate prediction of H with SST. The method B yields
lower H values than method A. This shows again the relative turbulence enhancement produced by
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No SST SST
L C+

f
C−

f
H+ δ′4−8 L C+

f
C−

f
H+ δ′4−8

Wilcox 1988 Step A 12.6 -18.0 -13.0 -0.7 100.0 86.5 -35.7 -40.0 71.0 17.0
B -3.8 -15.2 2.5 -12.1 90.1 50.3 -35.5 -27.7 47.4 12.5

Boost A 35.5 30.8 -27.1 39.4 146.2 45.6 -4.0 -21.1 56.6 29.5
B 6.3 36.5 -0.1 13.4 88.6 19.2 -1.6 0.7 35.4 16.7

Menter Step A -4.4 -33.6 3.7 -11.0 12.9 46.1 -33.9 -24.4 40.8 18.7
B -10.6 -33.4 24.6 -15.6 11.8 24.8 -33.9 -12.6 26.4 15.1

Boost A 14.1 -4.3 -5.7 21.0 27.5 24.6 -3.9 -8.4 38.7 33.7
B -0.3 3.9 24.0 6.2 13.7 12.2 1.9 12.2 25.2 18.3

Kok Step A 11.5 -23.8 -12.8 -0.7 76.5 88.9 -35.2 -39.1 72.9 20.6
B -3.1 -21.5 1.5 -10.7 68.7 54.0 -34.9 -28.0 49.8 15.4

Boost A 35.8 21.2 -25.3 40.0 120.8 46.0 -3.4 -20.3 57.0 32.7
B 6.8 28.9 -0.2 14.7 73.7 19.6 -0.2 0.1 35.7 19.6

Wilcox 2006 Step A 3.2 -22.1 -1.7 -8.4 74.7 73.5 -35.7 -36.8 62.3 19.3
B -8.9 -18.5 13.8 -16.2 66.4 42.2 -35.4 -22.4 41.0 13.3

Boost A 31.5 20.7 -22.7 36.2 117.1 42.0 -5.6 -17.4 54.1 31.2
B 3.8 30.5 6.6 10.4 68.8 16.5 -2.6 6.5 32.9 18.0

Table 2: Bubble parameters relative differences with respect to the DNS expressed in percentage (%).

method B respect to method A, and the correlation between H and Pk/Dk.
We consider now the boundary-layer thickness growth downstream of the boundary-layer.

Surprisingly, we obtain notable differences between each model when the SST is disabled (figs. 6a,
6c, 6e and 6g), and slight relative differences when SST is enabled (figs. 6b, 6d, 6f and 6h). Further
research work has to be undertaken in order to elucidate this remarkable effect. We believe that the
boundary-layer growth rate is intimately related with the diffusive characteristics of each model.
Specifically, when SST is not active, the most pronounced growth rates would correspond to the
most diffusive models (Wilcox 1988, Wilcox 2006, Kok) and the less pronounced growth rates would
correspond to the less diffusive models (Menter). The SST limiter, as it impacts the wake region,
would presumably mask the diffusive characteristics of each model.

5. Discussion

Considering the observed results presented in §4, in this section we highlight what we believe to be
the most promising practices for predicting short transitional bubbles. We also discuss and make
suggestions on possible modeling directions in order to improve the k-ω linear eddy-viscosity models
capacities of predicting this kind of flow.

As a general trend, we would suggest the use of a moderately diffusive model, such as Kok or
Wilcox 2006, with a Boosted transition function with limited scope such as method A, and discard
the use of the SST limiter in the bubble. Acknowledging that a stress limiter enhances the k-ω
capabilities in predicting turbulent separated flow, the SST is a desirable feature (see Menter 1992
and Huang 1999). However, as the present DNS shows, the net production of turbulence in a short
transitional bubble is relatively high, and the best results are expected to be obtained if the model
adequately accounts for this net turbulence production growth, but the SST actually produces the
opposite effect. Future research work has to be done in order to avoid this obstacle, for example via
a zonal disabling of the SST.

Subsequent modeling work may be undertaken considering the present study. We showed that
the transition is not only model-dependent, but also varies significantly depending on the transition
triggering method employed. Hence, it is unclear if a universal transition function exist such that
it can yield accurate predictions for every model. Specific transition functions could be designed
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in order to enhance each particular model separated-flow transition effects. As these transition
functions have no relation with the statistical conditioned averaging foundations of the intermittency
factor, there is no a priori constraints on its numerical values. The boosting of the transition function
(i.e. letting f tr > 1) shows promising results, but its adequate shape still has to be adapted in order
to correctly model the bubble effects.

6. Conclusion

Four k-ω models (Wilcox 1988, Menter, Kok, and Wilcox 2006) have been assessed in the context of
a short transitional separation bubble. Different approaches have been employed in order to account
for the transition to turbulence from a fixed onset. It has been shown the important role played by
the net production of turbulence Pk/Dk, which appears to be the principal driving parameter of the
prediction accuracy. Unrealistically high net production rates where obtained through the use of a
sharp Step transition function. Better results have been found using a smoothed Boosted transition
function, and this seems to be a promising tool for modeling the turbulence net production rate,
and therefore, the accuracy of the flow prediction.

A secondary parameter that appears to influence the predictions is the boundary-layer growth
rate. Interestingly, significant differences arise between the four k-ω models when the SST limiter
is disabled. Menter model yields the lowest spreading rates, whereas Wilcox models produce the
highest growths. We relate this behavior to the diffusive characteristic of each model which, in
turn, affects the bubble length, the skin-friction peaks and the shape factor. Presumably, the SST
would modify the natural boundary-layer edge behavior of each k-ω model. Further research of the
diffusive characteristics of each model in these conditions may explain each model behavior and
contribute to the understanding and modeling of the short transitional separation bubbles and its
impact on the relaxation boundary-layer.
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On the k-ω models behavior in the boundary-layer downstream
of a short transitional separation bubble
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Significantly different flow predictions exist between popular k-ω turbulence models right
downstream of a short transitional separation bubble. The popular models compared in this
work produce notably different relaxation turbulent boundary-layer growth rate close to the
reattachment point, as well as different skin-friction predictions. This paper proposes an anal-
ysis of this observation that highlights the influence between the flow predictions and the
turbulent/non-turbulent interface realizability constraints, via a simple algebraic parameter
relating the turbulence diffusion coefficients.

I. Nomenclature

δ = Boundary-layer thickness Subscripts
δ∗ = Boundary-layer displacement thickness ∞ = With respect to the free-stream
θ = Boundary-layer momentum thickness ω = Applied to the equation of ω
cf = Skin-friction coefficient c = With respect to the airfoil chord
M = Mach number d = Applied to the cross-diffusion term
Re = Reynolds number e = With respect to the boundary-layer edge
µ, µt = Dynamic and eddy viscosity coefficients k = Applied to the equation of k
k = Turbulence kinetic energy RS = Dimensionless length respect to the DNS bubble
ω = Specific turbulence dissipation rate
P = Production term Superscripts
ε = Destruction term + = Viscous scaling
σ = Turbulence diffusion coefficient DNS = With respect to the DNS reference value

II. Introduction

Two-equation eddy-viscosity models using the Boussinesq approximation are a popular tool in engineering applica-
tions. The family of k-ω models have been quite successful in predicting turbulent flows around complex geometries

involving boundary-layer separations, and a considerable number of authors have contributed to fine-tune the model’s
coefficients and propose improvements over the last decades [1]. A case of special interest in engineering applications
is the prediction of the flow around a helicopter blade. As Richez, Mary, Gleize, and Basdevant [2] showed, short
transitional separation bubbles may appear on highly loaded rotor-blade airfoils at high angle of attack. An accurate
prediction of the bubble and the turbulent boundary-layer downstream of the reattachment point is a desirable feature in
order to obtain correct values of the skin-friction and having an adequate boundary-layer behavior in the event of the
turbulent separation [3]. The transitional bubble not only influences the performance, but it may also compromise the
flight envelope of aircraft and the safety of the operation. Indeed, stall may occur from the leading-edge of the airfoil
[4] as a consequence of the ’bursting’ of the transitional separation bubble [5], resulting in an abrupt decrease of lift and
change in pitching moment.
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The physics involved in a short transitional bubble are complex and still not completely understood. There is a rich
literature on the subject, which is an active field of research. Only some references are outlined here in order to highlight
the fundamental reasons why most simple two-equation turbulence models have difficulty in predicting these kind of
flow. Spalart and Strelets [6] analyzed via DNS a short transitional bubble, and showed that the transitional behavior of
the bubble is inherently unsteady and three-dimensional. Alam and Sandham [7], observed coherent Λ-vortices in the
transitional region, as well as a cascade mechanism especially intense in the reattachment region. Several other authors
confirmed the presence of hairpin vortices near the reattachment [8–10]. Furthermore, McAuliffe and Yaras [10] related
these structures to the slow development of the turbulent boundary-layer downstream of the transitional bubble. The
stability behavior of the bubble may also play a major role on both the transition and the bursting of the bubble. Gaster
[11] suggested that the bursting may be due to a global instability mechanism, and Alam and Sandham [7] related
the transition mechanism to an absolute instability that can be predicted via local linear stability analysis. Several
authors have put effort into the analysis of three-dimensional global modes of the bubbles [12–15], as these modes
may be related to the unsteadiness of the bubble, the ’bursting’ phenomenon, and even the transition to turbulence. It
seems clear that the complexity of the involved physics are beyond the prediction capabilities of two-equation RANS
turbulence models based on a linear eddy-viscosity approximation, which do not include specific transition modeling.
The effects of the small three-dimensional scales of turbulence and the intense vortex shedding of the separated layer
cannot be easily modeled using a Reynolds-averaged turbulence model.

Most k-ω models are not specifically designed for predicting the separation-induced transition to turbulence that
occurs in short transitional bubbles. There exist a number of different approaches for accounting for the transition to
turbulence. It is even possible to make the models account naturally for transition in the context of a transitional bubble,
as shown by Spalart and Strelets [6], and Hadžić and Hanjalić [16], but their approach is difficult to implement for
general application flows. It may be noticed that RANS models in general assume fully turbulent flows, which requires
specific additional modeling to address transition. Nonetheless, Reynolds-Stress Transport models are sensitive to
external flow turbulence [17] and perform better for bypass transition as noted by Gerolymos and Vallet [18].

One of the most popular and successful methods is the correlation model of Langtry and Menter [19, 20], that
proposes a numerical framework of two additional transport equations that are used to apply correlation functions from
reference experimental and/or numerical results to the Menter k-ω SST turbulence model [21]. A different approach,
with no supplementary transport equations, are the criteria-based methods [22], but they usually require the use of
non-local quantities, and they give no information on the flow behavior downstream of the transition onset. Recently,
Kubacki and Dick [23] proposed an algebraic k-ω model capable of predicting separation-induced transition with no
supplementary transport equation.

Several authors have previously evaluated the performance of current RANS models in predicting transitional
bubbles. Windte, Scholz, and Radespiel [24] compared the Wallin Reynolds-Stress model and the k-ω Menter BSL
model in the context of a flow past an SD7003 airfoil at chord-based Reynolds number of 6 × 104 . They obtained more
satisfactory results with the Menter model and did not activate the Shear-Stress Transport (SST) limiter. Laurent, Mary,
Gleize, Lerat, and Arnal [25] assessed the Wilcox 1988 [26] model using the Zheng [27] and SST limiters applied to a
Flat Plate case. They outlined the relatively lower turbulent diffusion of the RANS simulation compared to the DNS
result. Yuan, Khalid, Windte, Scholz, and Radespiel [28] performed an extensive comparison of turbulence models in
the context of a transitional bubble, and observed that the Wilcox 1988 model had too strong turbulence spreading and
Menter SST yielded, inversely, too slow turbulence spreading. Howard, Alam, and Sandham [29] evaluated different
two-equation RANS models in the context of the transitional separation bubble configuration of Alam and Sandham [7].
They investigated three different transition modeling approaches: no treatment, imposed activation of the turbulence at
a fixed onset, and sensitization of the model’s coefficients to the turbulent Reynolds number. The authors identified
significantly different flow predictions downstream of the transitional bubble. They observed fundamental discrepancies
compared to the DNS results on the budget of the turbulent kinetic energy and the dissipation rate downstream of
the bubble. Howard, Alam and Sandham suggested that these differences are due to a poor modeling of the eddy
viscosity and the turbulence transport terms of the RANS models. The authors did not highlighted relative differences
of boundary-layer diffusion between the evaluated models. However, they showed a skin-friction plot where notably
different predictions in the evolution of the effort appeared, especially close to the reattachment point.

The review of the before-mentioned literature shows that several authors had already identified different flow
predictions of RANS models downstream of a transitional bubble. This translates into different skin-friction and
boundary-layer spreading rates predictions depending on the employed model. These remarkable flow prediction
differences downstream of the bubble is the main subject of interest of the present study. We focus on the k-ω turbulence
models using the Boussinesq constitutive relationship, and we do not consider any kind of shear stress limiter. We
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propose an analysis of the observed effects based upon the asymptotic behavior of the turbulent/non-turbulent interface
of the different models. Many authors have previously dedicated effort to the behavior of the k-ω models –among other
families of models– at the interface. Saffman [30] was one of the first authors to analyze the turbulent/non-turbulent
interface. He analyzed the k-ω2 model behavior approaching the interface, and he supposed that the mathematical
solution had a power-law form. Lele [31] focused on the consistency of the k-ε models, and Cazalbou, Spalart, and
Bradshaw [32] performed an extensive analysis of the interface asymptotic behavior for several models and presented a
mathematical expression for the turbulent quantities that consisted in a power-law form. Moore and Moore [33] assessed
the realizability of two-equation turbulence models using the Boussinesq approximation. The interface analysis is the
main mathematical foundation of Kok [34] k-ω model, where the author established the realizability conditions of the
model to be verified, and proposed a model with small dependency on the free-stream values. Catris [35] performed a
realizability analysis of general two-equation RANS models, with special focus on k-φ models, always considering the
power-law asymptotic form. More recently, Cazalbou and Chassaing [36] have extended the analysis to the framework
of Reynolds Stress Transport models. Furthermore, Hellsten and Bézard [37] also focused on the interface behavior by
means of the power-law form in order to identify a new constraint for the k-ω models: σk > 1. They showed that this
constraint is required in order to guarantee that the main stress asymptotically vanishes at the interface, independently
of the constitutive relationship considered. This is the foundation of the new EARSM k-ω model of Hellsten [38].
Theoretical and mathematical background required to perform the asymptotic analysis of the interface for k-ω models
is properly established by Wilcox [39], and this foundation is sufficient to infer the power-law form of the asymptotic
solution. Ferrey and Aupoix [40] [41] thoroughly investigated the asymptotic solutions near the interface by means
of asymptotic expansions of a general two-equation and RSM turbulence models. Remarkably, they showed that the
asymptotic behavior of the general forms of the models are governed by the same second-order non-linear differential
equation. The analytical solution of such equation have a parametric form that asymptotes the power-law solution
previously found by Cazalbou, Spalart and Bradshaw as well as a second new power-law solution that appears closer to
the interface. Ferrey and Aupoix claimed that the parametric solution is the only significant one, as it contains the two
power-law asymptotic forms. For the purpose of identifying realizability constraints, the general parametric solution
gives the same information as the power-law form in the context of k-ω models.

In section §III we present the reference flow configuration where the observations that have motivated this study
are relevant. In section §IV we review the theoretical background of the interface behavior in order to analyze the
observed effects of §III, and we notice general diffusion trends for the k-ω family of turbulence models. In order to
assess these apparent trends, in §V we perform a numerical sweep of turbulence diffusion coefficients, in which we
observe a correlation between the diffusive characteristics of the k-ω models and an algebraic parameter related to the
realizability constraints of the turbulent/non-turbulent interface.

III. Studied flow configuration

A. Physical configuration
In this section we briefly describe the simulated configuration where the relevant differences between k-ω models

have been observed. As sketched in Fig. 1(a), this case consists in a flat-plate configuration with an upper slip wall
(dashed lines) that produces a streamwise variable adverse pressure gradient on the lower no-slip wall (hatched).
Upstream of the no-slip wall there is a symmetry condition on the bottom of the domain (dash-and-dot line). The
inlet conditions are applied on 1© and 2©, and an outflow condition on 0©. The variable adverse pressure gradient that
provokes the curved upper wall mimics the pressure distribution at the leading-edge region of a OA209 airfoil near the
stall condition, as studied by Richez, Mary, Gleize, and Basdevant [2, 3]. The freestream Mach number and chord-based
Reynolds number of this airfoil configuration are, respectively: M∞ = 0.16 and Rec = 1.8× 106. The flow coming from
1© and 2© is laminar, and it separates from the no-slip wall as a consequence of the adverse pressure gradient. After the
laminar separation, the flow transitions to turbulence and reattaches to the no-slip wall, forming the transitional bubble
sketched in Fig. 1(a). Downstream of the bubble, the streamwise pressure gradient becomes zero, as the curved upper
slip wall terminates tangentially to the flow direction and from thereon the domain sections are constant.

The results of the of Direct Numerical Simulation of Laurent, Mary, Gleize, Lerat, and Arnal [8, 25] are used as a
reference for this study. Specifically, the dimensionless parameters of the bubble are presented in Fig. 1(b). The plotted
parameters are the Pohlhausen parameter Λ2 = θ2

ν
dUe

dx , which yields a minimum value of -3.5 that has been clipped in

order to maintain meaningful values; the skin-friction coefficient defined as cf =
2µ∂yu |0
ρeU

2
e

; the momentum-thickness
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(a) Computational domain scheme with exaggerated scaling.
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Fig. 1 Reference flow configuration.

Reynolds number Reθ =
ρeUeθ
µe

; and the boundary-layer shape factor H = δ∗
θ . The dimensionless streamwise abscissa is

calculated as xRS ≡ x−xR

xR−xS where xR and xS are the reattachment and separation points of the DNS flow, respectively.
We identify several flow regions based upon the time-averaged DNS results:
• xRS < −1 Attached laminar flow
• −1 ≤ xRS < 0 Short transitional bubble: It yields negative values of the skin-friction coefficient. This region

can be subdivided in two parts:
– −1 ≤ xRS < xtr

RS
= −0.27 Separated laminar boundary-layer

– xtr
RS

= −0.27 ≤ xRS < 0 Separated transitional region: It is characterized by a high rate of production
of turbulence and sudden increase in Reθ .

• 0 ≤ xRS < 2 Relaxation boundary-layer: The attached boundary-layer downstream of the bubble is still not
fully turbulent, since the log-region is not completely established. Specifically, the velocity profile shown by
the DNS lies below the theoretical log-law [6, 7]. In this region there is a local positive peak of skin-friction
coefficient and a pronounced boundary-layer thickness growth rate.
• 2 ≤ xRS Fully-developed turbulent boundary-layer: The attached turbulent boundary-layer is well estab-

lished and the log-law is verified. The streamwise pressure gradient is null. In this region, as shown by Laurent,
Mary, Gleize, Lerat, and Arnal [8], the budget of the kinetic energy is in close agreement with the DNS results
obtained by Spalart [42] from an attached turbulent boundary layer.

B. Turbulence Models and Transition triggering
In this section we consider a general form of the k-ω family of turbulence models, and we present the transition

triggering effectuated for the RANS simulations. Let us consider the following general form for the k-ω models:



∂t (ρk) + ∂i (ρui k) = f tr (−ρu′iu
′
j )(∂jui ) − βk ρωk + ∂i[(µ + σk µt )∂i k]

∂t (ρω) + ∂i (ρuiω) = min{ f tr ; 1}αωωk (−ρu′iu
′
j )(∂jui ) − βω ρω2 + ∂i[(µ + σω µt )∂iω]

+ σd
ρ

ω
max {(∂i k)(∂iω); 0}

(1)

With µt = ρk/ω and making use of the Boussinesq approximation:

(−ρu′iu
′
j ) ≈ 2µt Si j − 2

3
ρkδi j (2)

Wilcox [26, 43] and Kok [44] models perform constant closure coefficients throughout the flowfield. Menter [21]
model performs variable coefficients through the incorporation of blending functions. Throughout this study, we
will refer to the closure coefficients of each model taking the form of the system (1). The closure coefficients are
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user-defined field-variables that may take different values throughout the flowfield. This flexibility proves to be useful
for understanding and comparing the models behavior, as it will be seen in the following sections.

The coefficient f tr is a transition function that triggers the production term of the turbulence kinetic energy and
regulates the production of ω. This function is used here to impose the transition at the point where the DNS shows a
significant growth of turbulence in the separated bubble. This transition onset corresponds to xtr

RS
= −0.27. Details

on the accurate description of the transition dynamics of the bubble is out of the scope of the present paper, as we are
focused on the behavior of the reattached turbulent boundary-layer. Therefore, in the next paragraph the transition is
simply treated imposing f tr = 0 for xRS < −0.27 at the laminar region. The transition is triggered from xRS ≥ −0.27
imposing f tr = 1.

A typical problem of two-equation models at farfield is the specification of appropriate values which ensure
sufficiently slow decay and low values of νt . Following Rumsey [45], the numerical transition to turbulence may depend
on the free-stream values of the turbulence variables. It may also depend on their cut-off values. Therefore, herein we
specify the free-stream values and cut-off values employed in this study:

(ρk)∞ =
3
2

Tu2
∞V 2

r ρr (ρω)∞ =
ρr (ρk)∞
10−2µ∞

Numerical cut-off values employed:

(ρk)cut-off = 10−2(ρk)∞ (ρω)cut-off = 10−2(ρω)∞ (µt )cut-off = 10−3µ

Where the reference values employed are: Tu∞ = 0.01 × 10−2; ρr = 1.21 kg·m−3; Vr = 55 m·s−1. This verifies the
requirements of Rumsey & Spalart [46].

C. Observed behavior of existing models
In this section we present some observations on CFD results that motivated the present study. We performed four

different RANS simulations with the models: Wilcox 1988, Menter BSL, Kok and Wilcox 2006. All the simulations
are run using the compressible solver elsA [47]. The post-treatment routines are identical whether they are applied
to the DNS averaged fields or the RANS results. This post-treatment has been performed using the code Cassiopee
[48]. The numerical scheme used is AUSM+(P) [49, 50] which is adapted to weakly compressible flows, and local
time-step is employed to converge to a steady solution through a multi-grid and implicit LUSSOR algorithm. The
RANS simulations are run in a fine mesh which is a 2D slice of the grid-converged DNS configuration of Laurent, Mary,
Gleize, Lerat, and Arnal [8]. The grid has 250 streamwise points in the transitional separation bubble and a cell size at
the no-slip wall that guarantees ∆y+ < 1.

The resulting boundary-layer thickness and skin-friction coefficient are presented in Fig. 2. Interestingly, there exist
visible differences between models in the relaxation boundary-layer downstream of the bubble. This can be seen in Fig.
2(a) from xRS > 0. The boundary-layer growth rate, which corresponds to the slope of δ and is denoted as δ′ ≡ dδ/dx,
is different for each model. This translates into significant differences of absolute boundary-layer thickness between
models. For example, at eight bubble lengths downstream of the reattachment point, xRS = 8, the Wilcox 1988 model
predicts a boundary-layer almost twice thicker than the Menter model. There exist also differences in the skin-friction
coefficient values, as seen in Fig. 2(b). At xRS = 1, the most pronounced difference is found between Wilcox 1988
and Menter BSL models, which yield about 20% of relative difference. This gap between models tends to diminish
further downstream, as the momentum thickness Reynolds number increases. Nevertheless, from xRS > 4 Menter
BSL model still yields lower cf values than the DNS, whereas Wilcox and Kok models predict higher values. The
relative trends between models and the DNS present a similar behavior in both figures, 2(a) and 2(b). Indeed, very
close to the reattachment point xRS ∼ [0,1] it can be observed that all models yield lower boundary-layer thickness and
growth rates than the DNS reference, as well as lower cf values. Conversely, further downstream, from about xRS > 4,
the models over-predict the boundary-layer growth rate, but it is difficult to correlate it to the observed skin-friction
coefficient behavior, as the relative differences depend also on the flow history. Specifically, each model predict different
bubble sizes as can be seen in the zoomed axes of 2(b). The maximum difference reaches 15% relative to the DNS
bubble length. This relative differences in the topology of the flow may impact also the values of the skin-friction
coefficients, which complicates the task of extracting general conclusions based on the k-ω models properties. In §V
we will present a numerical strategy that eliminates this constraint and allows us to evaluate a general form of the k-ω
models based upon their diffusion properties.
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Fig. 2 Comparison of the transitional behavior of several k-ω models against DNS data.
(—) DNS; (- - -) Wilcox 1988; (- · · -) Menter; (- · -) Kok; (· · · ) Wilcox 2006

Before proceeding to the analysis, let us observe the velocity profiles of each model at the streamwise coordinate
xRS = 4 in Fig. 3. All curves are plotted using the DNS scales: the boundary layer external velocity uDNS

e , the viscous
wall distance y+

DNS ≡ yuDNS
τ /ν and the absolute wall distance yRS ≡ y/(xR − xS )DNS . In this way, one may compare

the models velocity profiles directly with the ideally desired profile of the DNS. This would not have been achieved if
we had chose to scale each curve with its corresponding RANS value, as the scale would differ between curves. In Fig.
3(a) we observe that all models capture reasonably well the log-law (101 < y+ < 102) of the turbulent boundary layer.
Only the Menter BSL model seems to lie below the log-law that is theoretically obtained from the DNS scaling. In Fig.
3(b) we can observe that Wilcox and Kok models are in reasonable agreement with the DNS in the wake region of the
boundary-layer. A fundamental difference is observed at yRS > 0.11 (y+ > 300). Wilcox and Kok models precisely
predict the velocity profile of the DNS, and the curves smoothly approaches u/uDNS

e = 1 as yRS increases. Menter
BSL model yields a sharper behavior for u/uDNS

e approaching 1. This effect will be briefly reviewed in §IV.B.

IV. Theoretical behavior of the boundary-layer edge
We are interested in the theoretical reasons behind the observed relative differences in boundary-layer spreading

rates downstream of a short transitional bubble. We claim that the diffusive characteristics of each model are the main
reason that explains the observed differences in boundary-layer spreading rates, which in turn impacts the skin-friction
predictions. We assume that the diffusive characteristics of the models are related with the asymptotic behavior of the
boundary-layer edge. Therefore, we review a simplified diffusive mathematical system for the boundary-layer edge.
This approach has been widely investigated in the literature [30, 32, 38, 39, 44].

A. Asymptotic solution
Let us consider the system formed by the streamwise momentum, turbulence kinetic energy and specific dissipation

rate transport equations evaluated at the boundary-layer edge region:



DtLu|e =

(−1
ρ
∂xp

)

e

+ ∂y ((ν + νt )∂yu)e

DtL k |e = Pk |e − εk |e + ∂y ((ν + σk νt )∂y k)e

DtLω |e = Pω |e − εω |e + ∂y ((ν + σωνt )∂y k)e +
σd

ω
(∂y k)(∂yω) |e

(3)

Where the operator DtL denotes the particular derivative with respect to a lagrangian time, tL . We assume zero
streamwise pressure gradient, and negligible molecular viscosity compared to the eddy viscosity. Furthermore, following
Wilcox [39, p. 390] the production and dissipation terms of the turbulence equations are negligible. Through the
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Fig. 3 Velocity profiles at xRS = 4 (ReDNS
θ = 1179).

(—) DNS; (- - -) Wilcox 1988; (- · · -) Menter; (- · -) Kok; (· · · ) Wilcox 2006

introduction of the entrainment velocity, ve = const < 0, the lagrangian derivative can be transformed into spatial
derivatives considering that: DtL = dy/ve . In this manner, the system (3) can be rewritten as:



ve∂yu|e = ∂y (νt∂yu)e
ve∂y k |e = ∂y (σk νt∂y k)e

ve∂yω |e = ∂y (σωνt∂yω)e +
σd

ω
(∂y k)(∂yω) |e

(4)

As noted by Kok [44] or Wilcox [39, p. 391], the solution of (4) approaching the interface (y → δ) has a power-law
form, except the eddy-viscosity, which presents a linear profile. Here we summarize their results:

ue − u ∼ U (1 − y/δ)nu (5)

k ∼ K (1 − y/δ)nk (6)

ω ∼ Ω(1 − y/δ)nω (7)

νt ∼ K
Ω

(1 − y/δ) (8)

The integration constantsU , K and Ω are unspecified, but the exponents depend on the diffusion coefficients as
follows:

nu =
σωσk

σω − σk + σd
, nk =

σω
σω − σk + σd

, nω =
σk − σd

σω − σk + σd
(9)

We assume that the behavior of the models is mainly driven by the rate of decrease of k and ω near the interface.
Thus, we introduce the parameter ν̂ = nω/nk . We can express the power form solutions in terms of ν̂ and σk uniquely:

nu =
σk

1 − ν̂ , nk =
1

1 − ν̂ , nω =
ν̂

1 − ν̂ (10)
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σk σω σd ν̂

Wilcox 1988 1/2 1/2 0 1
Wilcox 2006 3/5 1/2 1/8 0.95

Kok 2/3 1/2 1/2 1/3
Menter BSL 1 0.856 1.712 -0.83

Table 1 k-ω models coefficients near the turbulent/non-turbulent interface

In table 1 we summarize the turbulent coefficients values of the k-ω models simulated in §III.C near the boundary-
layer edge. The relative classification of the models following the parameter ν̂ is as follows:

ν̂(Menter) < ν̂(Kok) < ν̂(Wilcox 2006) < ν̂(Wilcox 1988) (11)

Furthermore, from the preliminary observations of Fig. 2, we can remark that downstream of the bubble, the
evolution of the boundary-layer spreading rate and the skin-friction is as follows:


δ′(Menter) < δ′(Kok) < δ′(Wilcox 2006) < δ′(Wilcox 1988)

c(Menter)
f

< c(Kok)
f

< c(Wilcox 2006)
f

< c(Wilcox 1988)
f

(12)

Equation (12) show that the boundary-layer spreading rate δ′ and the skin-friction coefficient cf trends may be
related to each other. For example, the Wilcox 1988 model presents a more pronounced boundary-layer spreading rate
and larger values of skin-friction than Kok model. For this study, we say therefore that Wilcox 1988 model is more
diffusive than Kok model. The relationship between the trends of the predicted boundary-layer spreading rate and the
skin-friction can be related via the Von-Kármán equation:

cf
2

=
dθ
dx

+ (H + 2)
θ

Ue

dUe

dx
(13)

In equation (13) we observe that cf ∝ θ ′. If we assume in first approximation that θ ′ ∝ δ′, then the prediction of the
skin-friction is also proportional to the boundary-layer spreading rate. From observation of the trends (11) and (12), it
seems that the evolution of ν̂ is also related to the trends of cf and δ′. In order to verify this behavior, in §V we perform
a numerical sweep of the turbulent diffusion coefficients along several iso values of the parameter ν̂. Furthermore, the
parameter ν̂ is convenient to the present analysis, as it is intimately related to relevant realizability constraints of the
asymptotic realizability of the boundary-layer edge, as it will be presented in the following paragraph.

B. Realizability constraints
In this section we enumerate the mathematical realizability constraints that guarantee that (5)-(8) is a solution of

system (4). We relate these constraints to the ν̂ parameter. These constraints are easily shown by injecting the power-law
asymptotic solutions (5)-(8) into each term of the full RANS equations, and seeking the appropriate vanishing conditions
of each term so that the RANS system of equations simplifies to the form of (4). We summarize the set of conditions:

C1 : Pk shall vanish asymptotically at the interface. Recalling that νt ∼ (1 − y/δ) and (∂yu) ∼ (1 − y/δ)nu−1,
then the power form of Pk ≈ νt (∂yu)2 ∼ (1 − y/δ)2nu−1.
Thus, Pk → 0 as y → δ if 2nu − 1 > 0⇔ ν̂ > 1 − 2σk

C2 : Pk shall vanish faster than the turbulent diffusion of the turbulence kinetic energy.
Pω shall vanish faster than the turbulent diffusion of ω and the cross-diffusion.
The asymptotic form of the turbulent diffusion of k is: ∂y (σk (∂y k)) ∼ (1 − y/δ)nk−1. Therefore Pk → 0 faster
than the diffusion of k if 2nu − 1 > nk − 1⇔ σk > 1/2
Equivalently, we can consider the asymptotic form of the production of ω, the turbulent diffusion of ω and the
cross-diffusion:
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

Pω ∼ ω

k
Pk ∼ (1 − y/δ)2nu−2

∂y (σωνt (∂yω)) ∼ (1 − y/δ)nω−1

σd

ω
(∂y k)(∂yω) ∼ (1 − y/δ)nk−2

(14)

In order Pω to vanish faster than the turbulent diffusion of ω as y → δ, then 2nu − 2 > nω − 1⇔ σk > 1/2.
The same result is obtained to guarantee that Pω vanishes faster than the cross diffusion: 2nu − 2 > nk − 2⇔ σk > 1/2.

C3 : The dissipation of k shall vanish at the interface. Considering that εk ∼ kω ∼ (1 − y/δ)nk+nω , then this
constrained is verified if nk + nω > 0⇔ ν̂ > −1

C4 : The dissipation terms of k and ω shall vanish faster than their corresponding turbulent diffusions. σω > 0

C5 : ω shall vanish at the interface. Therefore nω > 0⇔ ν̂ > 0 . Moreover, recalling that (∂y k) ∼ (1 − y/δ)nk−1,
this derivative may tend to infinity if nk − 1 < 0⇔ ν̂ < 0. Therefore, this condition guarantees also that k
performs a physically acceptable slope at the interface.

C6 : Pω shall vanish at the interface. Therefore this constraint is verified if 2nu − 2 > 0⇔ ν̂ > 1 − σk .
Recalling that (∂yu) ∼ (1 − y/δ)nu−1, this derivative may tend to infinity if nu − 1 < 0⇔ ν̂ < 1 − σk . There-
fore, this condition guarantees also that u performs a physically acceptable slope at the interface.

C7 : ue − u, k and ω shall all vanish at the interface. This condition is verified if all exponents nu , nk and nω are
positive, which is verified if ν̂ < 1 . Models that are close to this constraint (ν̂ ≈ 1), or such that they do not
verify it at all (ν̂ > 1), will yield more pronounced sensitivity to freestream conditions.

C8 : σd > 0 is finally required for having a valid cross diffusion.
As noted by Hellsten and Bézard [37], it seems to exist an additional constraint at the interface: σk > 1. This is a

necessary and sufficient condition to guarantee that u′v′ → 0 at the interface. Otherwise, the main shear stress would be
over-predicted near the interface. However, Wilcox [43] showed that σk shall be well below 1 in order to guarantee
appropriate predictions of the k-ω models at free shear flows. In practice, this problem can be avoided by means of a
shear-stress limiter, like the SST proposed by Menter [21].

In Fig. 4 we present the mathematically realizable space of k-ω models based on its turbulent diffusion coefficients
(σk , σω and σd). This space of coefficients, which is three-dimensional, is fully determined by the before-mentioned
realizability constraints C1-C8. The grayed zone represents the space where at least one constraint is violated. We
recall that a model close to the C5 and C6 limits (ν̂ → 0) would perform an abrupt matching at the interface, whereas a
model close to the C7 limit (ν̂ → 1) would tend to be dependent upon the freestream conditions.

As can be seen in Fig. 4, Kok and Wilcox 1988 models lie on the limit of realizability, and Menter model do not
verify C5 and C6. This known effect [39, 51] mathematically produces ∂yu → ∞ as y → δ, which is the reason why
Menter model predicts a comparatively sharper boundary-layer edge than the other models, as seen in Fig. 3. In practice,
the mesh size near the boundary layer edge used in engineering applications is sufficiently big so that the numerical
diffusion prevents ω from increasing abruptly. There is no reason why Menter model would fulfill the requirements
C5 and C6, since it has not been designed for that purpose, but rather to match the k-ε behavior [21]. On the other
hand, Wilcox 2006 model was designed to be in the realizable region [39], which guarantees an analytic behavior of
the model at the interface. In Fig. 4 the solid-lines represent iso-values of the parameter ν̂. It can be observed that the
realizable region is contained in the interval 0 < ν̂ < 1. This confirms that ν̂ is a suitable parameter to analyze the k-ω
properties, since it is explicitly related to the most relevant realizability constraints.

The parameter ν̂ can facilitate the rapid identification of common characteristics of k-ω models. For example, the
k-ω models such that ν̂ = 1 are specially sensitive to the freestream conditions. On the contrary, the k-ω models such
that ν̂ = 0 perform a more abrupt matching of the physical quantities at the interface. From the trends observed in §III.C,
summarized in equations (11) and (12), there would also exist an apparent correlation between ν̂ and the diffusivity of
the models. Therefore, it is pertinent to numerically assess the ν̂ parameter for a wide range of k-ω models, in order to
confirm this trend, as it may be useful information for modelers. The next section §V, is devoted to this purpose for the
present considered case of a relaxation boundary-layer downstream of a short transitional bubble.

V. Numerical impact of the diffusion coefficients
In this section we present the numerical approach that we have implemented in order to evaluate the proposed

parameter ν̂, which is related to the preliminary observations of §III.C as well as the realizability constraints at the
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Fig. 4 Space of variation of the diffusion coefficients including the realizability constraints (dashed lines, C1-
C8) and iso-curves of ν̂ (solid lines). The grayed zone marks the unrealizable space.
Considered models: 5-Kok; �-Wilcox 2006; ©-Wilcox 1988 and 4-Menter.
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Fig. 5 Scheme of the streamwise diffusion coefficients variation approach of the numerical sweep. Solid lines
marked with � and © represent the boundary-layer thicknesses, δ, of two different sets of coefficients σk , σd

and σω . Arrowed solid lines represent streamlines of the time-averaged DNS result.

interface. We intend to analyze the impact of the turbulent diffusion coefficients (σk ,σω ,σd ) on the diffusion of the
relaxation boundary-layer downstream of a short transitional bubble. The considered case is the one presented in §III.
For this purpose, we perform multiple simulations in order to sweep a large interval of turbulent diffusion coefficients.
Specifically, this sweep will be made following several iso-values of ν̂.

In order to avoid the dependence of the result on the history of the flow (i.e. the effect of different predicted bubbles
as it was the case in fig. 2(b)), we implemented a zonal coefficient variation approach that allows us to smoothly switch
the k-ω closure coefficients from a given value to a different one as function of the streamwise coordinate. Specifically,
the sweep of cases perform the same closure coefficients for xRS < 1.25, and each case smoothly changes its closure
coefficients to the desired values from xRS = 1.25 up to xRS = 1.5, and keep the desired values from xRS > 1.5, as
shown in the scheme of Fig. 5. The main advantage of using this approach is that all simulations have the same history,
they all yield the same bubble, and at xRS = 1.25 the relaxation turbulent boundary-layer have for all cases the same
profile which is close to the DNS one, as shown in Fig. 6. This have been achieved by means of an empirical transition
model that acts on the source terms of the turbulence equations. Full details on this transitional model are beyond the
scope of the present paper, and shall be noticed that the most relevant here is that at xRS = 1.25 the boundary layer
profile is close to the DNS one. This profile, that lies below the theoretical log-law, is characteristic of the relaxation
boundary-layer downstream of a short transitional bubble [7].

Using this approach, the coupled effect between the bubble and the results of δ and cf shown in Fig. 2 is thus
avoided, and conclusions on the impact of the turbulent diffusion coefficients values on the relaxation boundary-layer
can be extracted. The reason for performing a smooth change of the closure coefficients at 1.25 < xRS ≤ 1.5, rather
than an instantaneous switch, is for avoiding undesired numerical effects due to a discontinuity of the coefficients. The
smooth change is performed along a streamwise distance of 1/4 of the DNS bubble length, but the global trends are
reasonably independent of this parameter, as soon as the switch of coefficients is sufficiently smooth.

The Fig. 7 presents the results of the sweep of simulations along lines of constant ν̂. The plots on the left represents
the average boundary layer spreading rate taken from xRS = 4 until xRS = 8. The plots on the right side of the figure
represents the average rate of change of the skin-friction with respect to the dimensionless streamwise coordinate taken
also from xRS = 4 until xRS = 8, and we note it as c′f = dC f /dxRS .

As it can be observed, within acceptable approximation we can state that the most pronounced changes in the
boundary-layer spreading rate can be produced through changing the diffusion coefficients orthogonally with respect to
iso-curves of ν̂, as observed in Fig. 7. The simulations run along the iso-curve of ν̂ = 1 are analogous to evaluating
a k-ω model in the border of the constraint C7 such that the cross-diffusion is minimum. A similar evaluation was
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Fig. 6 Velocity profiles at xRS = 1.25 (ReDNS
θ = 876). (—) DNS; (- - -) RANS profile for all sweep simulations.

performed also by Wilcox [39, 43], who found that a relative increase of σk and σd , such that σd remains as low as the
constraint allows, results in a global decrease of the spreading ratio δ′. The same trend is found in the present study, as
shown by the curve ν̂ = 1 in Fig. 7. Nonetheless, the results along ν̂ = 1 shall be interpreted with caution, as near this
border the results may be too dependent on the free-stream conditions, and we expect that different spreading rates
would be obtained if the simulations where run with different freestream and/or cut-off conditions.

We can observe that the global trends of the iso-curves of ν̂ presents similar behavior for the different slices of σω .
The trends observed in equations (11) and (12) are fairly verified for a wide range of models as seen in Fig. 7. This
trend is better verified for low values of ν̂, where the slopes of the iso-curves are closer to zero. For the lower ν̂ values,
we observe that systematically the resulting spreading rate is lower. Remarkably, for sufficiently low ν̂ values a relative
increase of σk and σd such that ν̂ remains constant have limited impact on the boundary-layer spreading rate. In order
to illustrate this effect, we take a closer look at four different samples of the numerical sweep, namely A, B, C and D as
shown in Fig. 8. The models B and C lie in the same iso-curve of ν̂ = 1/2, but each sample yields significantly different
values of σk and σd . As it can be observed in Fig. 8, the boundary-layer spreading rate is nearly the same for B and C.
In the other hand, if we look at the curves of A, B and D, which yield ν̂ = 1, 1/2 and 0 respectively, we observe that the
boundary-layer spreading rate is significantly different. This example illustrates that a set of models which yield equal
value of ν̂ presents similar evolution of the boundary-layer spreading rate, provided that the comparison is effectuated at
low ν̂ values.

VI. Conclusion
An analysis of a large collection of k-ω models downstream of a short transitional bubble has been effectuated. The

influence of the turbulence diffusion coefficients (σk ,σd ,σω ) on the boundary layer spreading rate and skin-friction
has been assessed. Through theoretical considerations on the realizability of the turbulent/non-turbulent interface, a
simple algebraic parameter, ν̂ = nω/nk , has been proposed in order to facilitate the identification and comparison
of the diffusive and realizability properties between different k-ω models. This parameter has allowed us to identify
characteristic directions in the turbulent diffusion coefficients space where the boundary layer spreading rate and
skin-friction remains nearly constant. These characteristic directions are found at relatively low values of ν̂, such that
the solutions are independent on the freestream conditions. Specifically, the Kok k-ω model may be considered to be
placed at such characteristic direction for ν̂ = 1/3.

The parameter ν̂ may contribute to facilitate the local adaptation of the turbulence models, as it summarizes relevant
realizability constraints and seems to be related also to the boundary-layer spreading rate and skin friction predictions.
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Fig. 7 Averaged boundary-layer spreading rate δ′ and skin-friction streamwise rate of change c′f of the sweep
of simulations along iso-values of ν̂ between coordinates xRS = 4 and xRS = 8. Reference DNS values: δ′ =0.015
and c′f =-0.019
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Fig. 8 Boundary-layer evolution of four samples of the numerical sweep at σω = 1/2.

From a modeling point of view, if e.g. one attempts to locally modify the turbulence diffusion coefficients of a given
k-ω model in order to have an enhanced (respectively reduced) boundary layer spread rate, then the modification should
be done such that the resulting ν̂ is increased (respectively decreased), keeping in mind that the modification shall be
done such that 0 < ν̂ < 1 so that relevant realizability constraints are verified.

Current k-ω models does not accurately predict the effects on the relaxation boundary layer downstream of
transitional separation bubbles. The present work may help modelers to have a new insight into the k-ω models trends
downstream of a transitional bubble, and it could serve as a basis for local modifications in order to account for the
observed effects of the bubble. As a perspective, the current work could be extended to the framework of other families
of RANS models.
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Bubbles Using k − ω Turbulence Models
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Algebraic transitional extensions for the accurate computation of laminar separation bubbles are developed

for use with k − ω models. The transitional model, based on integral boundary-layer parameters and transition

criteria, introduces streamwise-variable weighting of the production terms in the k − ω equations and delay of the

shear-stress-limiter activation. Calibration to fit available DNS data yields satisfactory results for a flat-plate

reference case, for both skin-friction and velocity profiles. It is shown that themodel can be adapted to different k − ω
variants by appropriate calibration of coefficients. The model is then validated for two airfoil test cases, for both

very low and higher Reynolds numbers, a NACA 0012 airfoil at chord-based Reynolds number Rec� 105 and

angle-of-attack α � 10.55 deg and an S809 airfoil at Rec � 2 × 106 and α � 1 deg. For both application cases,

comparison with available data is satisfactory.

Nomenclature

Clim = shear-stress limiter delay function
Cp = pressure coefficient
c = airfoil chord length, m
cf = skin-friction coefficient

F2 = Menter’s second blending function
ftr = transition function
H = boundary-layer shape parameter (δ�∕θ)
k = turbulence kinetic energy, m2 ⋅ s−2
kL = laminar kinetic energy, m2 ⋅ s−2
M = Mach number
N = total amplification factor
Ncr = critical total amplification factor
n = airfoil wall-normal coordinate, m
Pk = production of turbulence kinetic energy,

kg ⋅m−1 ⋅ s−3
p = static pressure, Pa
Rec = chord-based Reynolds number, ρ∞cU∞∕μ∞
Reθ = momentum-thickness Reynolds number,

ρeθUe∕μe
Sij = strain rate tensor, s−1

s = wall-tangent curvilinear abscissa, m
ssep = laminar separation point, m
str = transition onset, mbs = dimensionless streamwise abcissa, �s − str�∕

�str − ssep�bsa,bsb,bsc, a = transitional model closure coefficients
Tu = turbulence intensity, �2 k∕3�1∕2∕Ue

Ue = boundary-layer edge velocity, m ⋅ s−1

ui = local Reynolds-averaged velocity i component,
m ⋅ s−1

us = velocity component projected into s abscissa,
m ⋅ s−1

uτ = friction velocity, �τw∕ρ�1∕2, m ⋅ s−1

u� = velocity in wall units, u∕uτ
x = DNS wall-tangent coordinate, m
xR = DNS turbulent reattachment point, m
xS = DNS laminar separation point, m
xRS = dimensionless DNS coordinate frame, �x − xR�∕

�xR − xS�
y = DNS wall-normal coordinate, m
y� = distance in wall units, ρuτy∕μ
α = airfoil’s angle of attack, deg
αω = turbulence model’s production of ω closure

coefficient
βk, βω = turbulence model’s dissipation of k andω closure

coefficients
γ = intermittency factor
δ = boundary-layer thickness, m
δ� = boundary-layer displacement thickness, m
ε = dissipation of turbulence kinetic energy,m2 ⋅ s−3
θ = boundary-layer momentum thickness, m
Λ2 = Pohlhausen parameter
μ = molecular dynamic viscosity, kg ⋅m−1 ⋅ s−1
μt = dynamic eddy viscosity, kg ⋅m−1 ⋅ s−1
ν = molecular kinematic viscosity, m2 ⋅ s−1
νt = kinematic eddy viscosity, m2 ⋅ s−1
ρ = density, kg ⋅m−3

σk, σω, σd = turbulence model’s Prandtl diffusion coefficients
for k, ω, and the cross-diffusion

τw = wall shear stress, kg ⋅m−1 ⋅ s−2
Ωij = rotation-rate tensor, s−1

ω = Turbulence-specific dissipation rate, s−1

I. Introduction

L AMINAR separation bubbles (LSBs) [1] appear in numerous
aerodynamic applications, such as dynamic stall phenomenon

of helicopter blades [2,3], low-Reynolds-number micro air vehicles
(MAV) [4], and wind turbines with enhanced laminarity [5]. It is well
established that the flow initially undergoes laminar separation
because of the adverse pressure gradient [6], followed by transition
onset in the separated shear layer [7], identified as the amplification
of Kelvin–Helmholtz instabilities leading to turbulence [8].
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Increased turbulentmixing in the shear layer may, depending on flow
conditions [9], lead to rapid reattachment (short bubble locally
modifying wall-pressure distribution [1]) or remain separated for
longer distances (long bubble globally modifying wall-pressure
distribution [1]). In both cases, airfoil lift, drag, and moment are
influenced by the presence of the bubble.
Reynolds-averaged Navier–Stokes (RANS) turbulence models

require specific transition information and/or modification to handle
the separation-induced transition that dominates the flow [7,10].
Numerous early [1,6,9,11,12] and more recent [8,13–15] studies,
both experimental and computational, highlight the complex physics
of the transitional flow inside LSBs, such as pronounced three-
dimensionality, high unsteadiness, turbulent breakdown driven by
multiple coherent structures and complex oscillator and amplifier
instability mechanisms that may lead to notable changes in the flow
topology. Several approaches of varying degree of empiricism have
been used to predict this difficult flow.
Ultimately, improved transport-equation-based transition models

[16] are expected to accurately predict such flows. Correlation-based
models [17,18] reformulate widely used transition correlations [19]
into coefficients of transport equations for the intermittency [20,21]
and other transition parameters, to obtain local, and recently [22]
Galilean invariant, transition models. Physics-based models [23–25]
generally rely on the concept [26] of laminar (pretransitional) kinetic

energy kL ≈ �1∕2�u 02 (essentially streamwise, in agreement with
transition physics [27] and with the observed rapid increase of the
Reynolds-stress tensor anisotropy in very low Reynolds number
channel flows [28]), which is computed by a specific transport
equation, to trigger and control transition in the turbulence model.
Transport-equation-based transition models are quite successful in
mimicking transitional flow effects and in detecting transition [16].
Given the extreme difficulty of accurately predicting transition,
algebraic nonlocal transition models are also developed [29],
including specific adaptations of additional transport equations
[30–32].
Numerous authors have contributed to RANS modeling of LSBs

on airfoils, especially at low chord-based Reynolds number Rec.
Yuan et al. [33] and Windte et al. [34] performed extensive RANS
modeling of LSBs for the flow around an SD7003 airfoil at
Rec � 60;000, with various models, and concluded that Menter’s
BSL [35] k − ω performed quite well. Source terms were disabled in
the laminar regions upstream of transition onset, which was
determined using an approximate envelope method [34]. Lian and
Shyy [36] proposed a nonlocal intermittencymodel for the activation
of Wilcox’s 1994 k − ω [37], through direct weighting of the eddy

viscosity νeffectivet � νtγ, and determined transition onset by the eN

method [38]. Calculations of the SD7003 airfoil at Rec � 60;000 at
various angles of attack gave promising results [36]. The same flow
was studied by Catalano and Tognaccini [39] with disabled source
terms in the laminar regions upstream of the user-prescribed
transition onset. These authors proposed a modification of the F2

blending function appearing in the expression of the shear limiter of
Menter’s k − ω SST model [35] and of the cutoff value of ω, thus
enhancing turbulence production in the transitional region and
improving upon the results of the original formulation. An empirical
transition onset correlation was added to the method [40] that was
applied to various airfoil calculations (SD7003, NACA 0012, S809,
and S827). No specific treatment of the transitional region was
performed, in the sense that the activation of the turbulence model
was made instantly through the source terms at the transition onset.
Despite the encouraging results of the previously described

approaches, accurate prediction of LSB is still challenging. As
remarked by Dick and Kubacki [16], the quality of the predictions of
separation-induced transition remains case dependent. Numerous
existing methods focus on correctly predicting the transition onset,
but the transition region prediction still relies on the turbulence
model’s unapprehended ability to correctly produce turbulence at and
downstream of the transition onset. In this paper we develop a
transition modeling formulation that intends to account for the
turbulence growth within an LSB and in the downstream relaxation
flow region. This formulation is based on the observations of direct

numerical simulation (DNS) results obtained from a simple flat plate
configuration.
We concentrate in this work on linear k − ωmodels ([41], p. 124),

which are largely used as the underlying RANS framework of
transition models [37,42]. Themain focus of the paper is to develop a
transitional adaptation of k − ωmodels, where the transition process
in LSBs, from transition onset to fully turbulent flow, is represented
with reasonable accuracy. To this purpose, laminar separation
transition triggering (LSTT) in the k − ωmodel is progressive in the
streamwise direction (s), from the criteria-determined [43–45]
transition onset (str) to full transition. The assumption ismade that the
streamwise length between the laminar separation point (ssep, which
is exactly determined by the solution of the laminar Navier–Stokes
equations) and the criteria-determined transition onset, str − ssep, is
the characteristic length scale of the LSTT process. Therefore,
triggering functions of the model are expressed in terms of the
nondimensional coordinate

ŝ ≔
s − str
str − ssep

(1)

Furthermore, wall-normal variations in the LSTT model are
neglected, in line with many algebraic transition models using
intermittency functions [36,46]. The triggering coefficients control
the production of k and ω, and hence the growth of turbulence.
They are calibrated to obtain the best possible agreement with
available LSB DNS data [47,48]. Although most methods dealing
with the transition region use the concept of intermittency [21,22], the
transition-triggering functions used in the present work are not
directly related to this concept, but should rather be considered as
“empirical weighting coefficients” [49] designed to reproduce as best
as possible the progressive growth of turbulence in LSBs. Therefore
they are not necessarily bounded by 1, but may be designed to locally
overshoot this bound.
The present paper is organized as follows. In Sec. II we present the

main reference flow of the current study. In Sec. II.B we apply some
classical RANS approaches to the modeling of the LSB, and we
highlight the points where there is room of improvement. In Sec. III
we propose the new model that improves the predictions of the
reference flow. The calibration of the proposed model is presented in
Sec. IV. In Sec. V we validate the proposed model for low- and high-
Reynolds-number flows around the airfoils NACA 0012 and S809,
respectively.

II. DNS Calibration Database

The proposed model was calibrated using LSB DNS data
(Sec. II.A), based on the analysis of the performance of existing
models (Sec. II.B).

A. DNS Database

The flow configuration (Fig. 1) consists of a flat platewith an upper
slip wall (dashed lines) that produces a streamwise variable adverse
pressure gradient on the lower no-slip wall (hatched). Upstream of
the no-slip wall there is a symmetry condition at the bottom of the
domain (dashed-dotted line). Inflow conditions are applied on➀ and
➁, and an outflow condition on ⓪. The variable adverse pressure
gradient induced by the curved upper wall mimics the pressure
distribution at the leading-edge region of an OA209 airfoil near stall
[2,50]. The freestream Mach number and chord-based Reynolds
number of this airfoil configuration are, respectively,M∞ � 0.16 and
Rec � 1.8 × 106. The flow coming from ➀ and ➁ is laminar, and
separates from the no-slip wall as a consequence of the adverse
pressure gradient. Downstream of the laminar separation, the flow
transitions to turbulence and reattaches to the no-slip wall, forming
the transitional bubble sketched in Fig. 1. Downstream of the bubble,
the streamwise pressure gradient becomes zero, as the curved upper
slip wall terminates tangentially to the flow direction.
The DNS results of Laurent et al. [47,48] are used in this study.

The dimensionless boundary-layer parameters (Fig. 1) are
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Λ2 �
θ2

ν

dUe

dx
; cf � 2 μ∂yuj0

ρeU
2
e

; Reθ �
ρeUeθ

μe
;

H � δ�

θ
; xRS ≔

x − xR

xR − xS
(2)

where Λ2 is the Pohlhausen parameter (which reaches a minimal

value of−3.5 in the neighborhood of the reattachment point), cf is the
skin-friction coefficient, Reθ is the momentum-thickness Reynolds

number,H is the boundary-layer shape factor, and xRS the streamwise

coordinate scaled by the length of the bubble (xR and xS are the

reattachment and separation points of the DNS calculations).
Several flow regions are identified by the time-averaged DNS

results:
1) xRS < −1, attached laminar flow
2) −1 ≤ xRS < 0, short transitional bubble where cf < 0.

This region can be subdivided into two parts, the separated laminar
boundary layer (−1 ≤ xRS < xtrRS � −0.27) followed by the
separated transitional region (xtrRS � −0.27 ≤ xRS < 0) characterized
by a high rate of production of turbulence and sudden increase
in Reθ (at x

tr
RS � −0.27).

3) 0 ≤ xRS < 2, relaxation boundary layer. The attached boundary-
layer downstream of the bubble is not yet fully turbulent, because
the log-law is not completely established. Specifically, the velocity
profile predicted by the DNS lies below the theoretical log-law

[51,52]. In this region there is a local positive peak of skin friction
coefficient and a pronounced boundary-layer thickness growth rate.
4) 2 ≤ xRS, fully developed turbulent boundary layer. The attached

turbulent boundary layer is well established and the log-law is
verified. The streamwise pressure gradient is null. In this region, as
shown by Laurent et al. [48], the budget of the turbulent kinetic
energy is in close agreementwith theDNS results obtained by Spalart
[53] for an attached turbulent boundary layer.

B. Results with Existing Models

Laurent et al. [48] compared k − ω results with fixed transition
location and an arbitrarily prescribed streamwise-variable inter-
mittency function with the DNS data. In Fig. 2 we present the
predictions of the reference flow with the Langtry–Menter γ − Reθ
model [54,55], and with the Wilcox 2006 k − ω [56], both with
(Clim � 1) andwithout shear limiter (Clim � 0). For theWilcox 2006
model, the production terms of the turbulence equations were
disabled in the laminar region upstream of transition onset where
they were instantly activated. This kind of activation is hereafter
referred to as Step. The transition onset was prescribed at the
DNS-computed location (xtrRS � −0.27).
It can be observed from Fig. 2 that no model properly predicts the

DNS flow topology. The boundary-layer quantities are expressed
as a function of the dimensionless coordinate xRS [Eq. (2)].
The Langtry–Menter model predicts correctly the location of

Fig. 2 Classical activations of turbulence models applied to the prediction of the reference flow of Laurent et al. [48] Production-to-dissipation
ratio calculated from the DNS data (in the laminar region, ε�τ� was clipped by its value at the transition onset).

Fig. 1 Flow configuration (DNS by Laurent et al. [48]) used as reference for calibration purposes, with exaggerated wall-normal scaling, and main
boundary-layer parameters.
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transition, as the coordinate from which Reθ grows abruptly is fairly
close to the DNS data. However, the bubble length is overestimated
by about 30%, and both cf and Reθ are overestimated downstream
of the bubble.
The Step-activated models are sensitive to the use of a shear

stress limiter, as observed in Fig. 2. Surprisingly, if no shear limiter
is employed, the bubble length is correctly predicted, as the
reattachment point is overestimated by just 6% of the bubble length.
However, if the shear limiter is activated, a significant overestimation
of the bubble length of 55% is produced. The Reθ plot effectively
shows that the use of the shear limiter massively reduces the rate at
which Reθ increases downstream of the bubble. The reason of this
noticeable impact of the shear limiter is related to the production of
the Reynolds stresses. Indeed, the shear limiter indirectly reduces
the rate of growth of the production of k, which translates into an
underestimation of the Reynolds shear stress, as will be shown in the
following sections. As a result, the diffusion of momentum is
comparatively lower, which delays reattachment.
Withal, an important observation is related to the ratio of

production to dissipation of turbulence of the reference flowPk∕ε�τ�,
where

Pk � −ρu 0
i u

0
k�∂kui�; ρϵ�τ� � τ 0ik

∂u 0
i

∂xk
(3)

This ratio (Fig. 2) is representative of the departure of turbulence
from equilibrium. We remark that Pk∕ε ≫ 1 in the shear layer of the
transitional region, which indicates a fast growth of the turbulence
provoked by the rapid breakdown to the turbulence. Current k − ω
turbulence models experience difficulties in properly modeling the
effects of this pronounced nonequilibrium region; as a result, the
bubble topology is poorly predicted, and therefore the predicted
downstream development of the turbulent boundary layer may yield
unrealistic results, as shown in Fig. 2. In turn, if the bubble topology
was better predicted by improving the capacity of the turbulence
models to account for the aforementioned nonequilibrium region
effects, then the history effects related to the bubble would be
correctly modeled, and the turbulent boundary-layer predictions
downstream of the bubble would be more realistic.
Several authors have made similar observations and have come to

the conclusion that the effects of the nonequilibrium region could be
modeled by boosting the production term of the turbulence model.
Arnal [49] was one of the first authors to suggest a “boost” of the
production of the turbulence in the transitional region of the LSB by
means of a nonlocal transition function, not necessarily linked to the
physical intermittency factor. Langtry and Menter [18] γ − Reθ
model proposed a fully local boostmechanism of the production term
of k by means of an “effective” intermittency that can yield values
higher than one: fPk � γeffPk. Recently, Menter et al. [22] proposed a
new local approach of boosting the Pk term that accounts for both
attached and separation-induced transition. These authors effectively
observed that the original SST model required an overlong length to
build-up turbulence in the boundary layer. Their production term of k
includes a new contribution, which is also dependent on the inter-
mittency factor.Kubacki andDick [29] also proposed a local boosting of
the production term of k in order to model the separation-induced
transition. The boosting strategy proposed by Kubacki and Dick is
similar to the Menter et al. [22] approach, in the sense that a new
supplementary contribution is added to the original production term.
In summary, fundamentally two conclusions based on the

previous observations constitute the foundations of the proposed
model that is presented in the next section: 1) boosting the production
of turbulence seems appropriate to account for the nonequilibrium
effects of the transitional region; 2) the use of the shear limiter
will be avoided in the transitional region in order to allow for
sufficiently fast growth of the turbulence.

III. LSTT Model Formulation

In this section we present the proposed model: laminar separation
transition triggering (LSTT). In contrast to the Step approach, where

the source terms of the turbulence model are set to zero in the

laminar regions and instantly activated from the transition onset

location, the newmodel introduces streamwise-variableweighting of

turbulent production.

A. Correlations for Transition Onset Location

The location of the transition onset is calculated by the empirical

correlation of Roberts [43], and by the combined criteria of Arnal

et al. [44] and Gleyzes et al. [45], following Eq. (4):

str � min�sRoberts; sAHD-Gleyzes� (4)

Details on the correlations, which provide str with input the

calculated boundary-layer parameters [Reθ�s�, H�s�, Λ2] and

the turbulence intensityTu�s� at the boundary-layer edge, are given in
the Appendix.

B. Transition Triggering in k − ω

In the present work we model the smooth rise of turbulence from

transition onset, str, to the point where the fully turbulent k − ω
model is applied, sc, by introducing two modifications to the k − ω
equations (written below in a generic form, which can represent

different model variants).

∂t�ρk� � ∂i�ρuik� � ftr�−ρu 0
i u

0
j��∂jui�

− βkρωk� ∂i��μ� σkμt�∂ik� (5a)

∂t�ρω� � ∂i�ρuiω� � min�ftr; 1�αω
ω

k
�−ρu 0

i u
0
j��∂jui�

− βωρω
2 � ∂i��μ� σωμt�∂iω� � σd

ρ

ω
max��∂ik��∂iω�; 0� (5b)

�−ρu 0
i u

0
j� ≈ 2μtSij −

2

3
ρkδij (5c)

μt �
ρk

max

�
ω;Clim

�������������������������������������������������������������������������������������
��2λ1Sij Sij �2λ2F

2
2Ωij Ωij�∕�λ1 � λ2�βk�

q �
(5d)

1) The nonnegative dimensionless transition function ftr�s�
weights the production term of the k equation. It was designed to
trigger the transition at the location of the transition onset str [Eq. (4)].
It is not an intermittency function as it is not bounded by 1.
2) The production term of the ω equation is weighted by

min�ftr; 1�. The authors found that limiting thevalue of theweighting
factor of the production of ω was necessary in order to avoid an
undesired boosting of the destruction of k when ftr > 1. This is
required to allow a rapid enough growth of the net production of
turbulence in the transitional region.
3) Preliminary tests showed that the shear stress limiter reduced

turbulence production in the bubble shear layer where transition
occurs. It is therefore enabled once the boundary-layer reaches a fully
turbulent state. This is accomplished via the Clim coefficient.
The shear stress is limited using the blending functionF2 proposed

byMenter [35].We have used the same nomenclature asWilcox ([41]

p. 126) regarding the coefficient Clim. In the original Wilcox 2006

k − ω model, λ1 � 1, λ2 � 0, and Clim � 7∕8. A value of Clim � 0
would disable the stress limiter. However, for this study we employ

λ1 � 0 and λ2 � 1, similarly to the Menter SST formulation.
Although a compressible flow solver was used [57], given the low

Mach numbers of the cases studied, we use an incompressible

formalism for the presentation of the model. All equations

can be readily extended to a compressible framework, invoking

Morkovin’s hypothesis [58] and replacing Sij by its deviatoric

part Sdij � Sij − �1∕3�Smmδij.
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C. Triggering Functions

In the present work, we propose Clim to be a zonal 1D function
along the transition lines, similarly to the transition function ftr.
Therefore, both ftr and Clim are functions of the transition line
dimensionless streamwise coordinate,bs, defined by Eq. (1).
By construction, ŝ � −1 at the laminar separation point and ŝ � 0

at the transition onset.
We propose a transition function ftr�ŝ� adapted to each considered

k − ωmodel. The functions are built using simple piecewise Hermite
polynomials with continuous tangents (C1 continuity). The general
form of ftr�ŝ� is

ftr�ŝ��

8>>>>>>>>>><>>>>>>>>>>:

0 �ŝ<0�

a

�
−2

�
ŝbsa
�
3

�3

�
ŝbsa
�
2
�

�0≤ ŝ<bsa�
2

�
ŝ−bsabsb−bsa

�
3

�a−1�−3

�
ŝ−bsabsb−bsa

�
2

�a−1��a �bsa≤ ŝ<bsb�
1 �ŝ≥bsb�

(6)

The stress limiter is controlled by means of the coefficient Clim�ŝ�
as shown in Eq. (7). Specifically, the stress limiter is disabled in the
bubble and in the neighborhood of the reattachment point, and
enabled several bubble lengths downstream of the reattachment
point. As anticipated in Sec. II.B, disabling the stress limiter in the
bubble is necessary in order to allow the models to reach high values
of production-to-dissipation ratio sufficiently fast, as it has been
observed in DNS simulations.

Clim�ŝ� �
(
0 �ŝ < bsc�
1 �ŝ ≥ bsc� (7)

The functions ftr�bs� and Clim�bs� vary as Eqs. (7) and (6) along the
transition lines [46], but they are indeed applied throughout the entire
flowfield by means of simple orthogonal extrusion from the wall.
The transitional extensions presented in this study have been
intentionally designed to be simple, as we only act on the production
terms of the turbulence equations and on the stress limiter by means
of 1D transition functions. To apply the transitional model, one needs
to compute the laminar separation point ssep along the transition line;
predict the transition onset str by means of transition criteria; and
finally apply the appropriate closure constants forbsa,bsb,bsc, and a.
In the following section we present the proposed calibration of the

set of constantsbsa,bsb,bsc, and a, adapted to each of the four different
k − ω models considered in this study. The calibration has been
performed based on the DNS data of the reference flow presented
in Sec. II. We initially apply the model to the Wilcox 2006 k − ω
model [56], and we then extend it to theWilcox 1988 [59], Kok [60],
and Menter SST [61] models.

IV. Calibration

A. Numerical Method and Boundary Conditions

The simulationswere run using theNavier–Stokes solver elsA [57]
developed at ONERA and postprocessed using the code Cassiopee
[62] developed at ONERA. The postprocessing functions are
employed in exactly the same fashion to the available time-averaged
DNS fields and the RANS simulations results.
The computations were run on a 2D mesh of 560,946 nodes

distributed in 14 structured blocks. The height ofwall adjacent cells is
such that Δy� < 1 everywhere in the turbulent boundary layer, and
there are about 250 streamwise points in the reversed-flow region
within the separation bubble. A grid-convergence study will
be presented in Sec. IV.D.
A typical problem of two-equation models at the farfield is the

specification of appropriate values ensuring both sufficiently slow
decay and low values of μt. Rumsey [63] notes that the numerical

transition to turbulence may depend on the free-stream values of the
turbulence variables. It may also depend on their cutoff values.
The free-streamand numerical cutoff values employed in this study are

�ρk�∞ � 3

2
T2
u∞V

2
rρr �ρω�∞ � ρr�ρk�∞

0.01μ∞
(8)

�ρk�cut-off � 10−2�ρk�∞ �ρω�cut-off � 10−2�ρω�∞
�μt�cut-off � 10−3μ (9)

The reference values employed are Tu∞ � 0.01 × 10−2,
ρr � 1.21 kg ⋅m−3, and Vr � 55 m ⋅ s−1, where the subscript r
stands for reference. These settings verify the recommendations of
Spalart and Rumsey [64].
The wall condition on ω is implemented assuming values at the

centers of wall-adjacent cells equal to ω � 6 ν∕βy2. The inflow and

boundary conditions on the γ − Reθ quantities, for the Langtry–
Menter [18,54] model, are set as follows:

γ∞ � 1; Reθ∞ � 1173.51 –589.428Tu∞ � 0.2196∕T2
u∞

(10)

The transition onset location is accurately predicted by the Roberts

criterion at xtrRS � −0.27 for a turbulence level of Tu � 0.1 × 10−2.
One may note that, as shown in the Appendix, the Roberts criterion

is insensitive to turbulence levels lower than Tu < 0.1 × 10−2.

B. Closure Coefficients Applied to Wilcox 2006

The calibration of the closure constants (shown in Table 1) aimed
at satisfying mainly two constraints. The first constraint consists in
the bubble reattachment point being close to the DNS reattachment
point. The second constraint consists in the local maximum peak of
skin friction being close to the DNS value. The results (Figs. 3 and 4)
indicate that these constraints are adequate to obtain satisfactory
agreement with the DNS mean bubble dimensions. The skin-friction
coefficient is defined as cf � τw∕0.5ρeU2

e and the dimensionless
boundary-layer displacement thickness scaled by the DNS average
bubble size is expressed as δ�RS � δ�∕�xR − xS�.
As shown in Fig. 2, the Langtry–Menter model and simple Step

activation of Wilcox 2006 yield a bubble that is longer than DNS.
As a result, in Fig. 3 we can observe that the shape factor of these two
models reaches very high maximum values. There is an important
history impact of the bubble upon the downstream turbulent
boundary-layer predictions. The Langtry–Menter model over-
estimates the thickening rate of the boundary layer, as observed
through the values of δ�RS and Reθ downstream of xRS � 1. We can
observe that the LSTTmodel properly reproduces the separation and
reattachment points and positive peak of skin-friction coefficient,
thus corroborating that the calibration constraints have been
respected. Furthermore, the LSTT model also predicts closer values
for the other boundary-layer quantities (Reθ,H, and δ�RS) with respect
to the DNS data.
Several velocity profiles are shown in Fig. 4, where the

theoretical inner viscous layer u� � y� and the log-law layer
u� � �1∕0.41� ln y� � 5 laws are also shown (thin dotted curves). It
can be observed that the log-law is not fully established by the DNS
mean field upstream of xRS � 2. We remark that among the different
compared models, only the Wilcox 2006 LSTT model correctly
predicts the velocity profiles, both in the separated and in the
reattached region. The log profiles indicate that models using a shear

Table 1 Models coefficients for the LSTT model

bsa bsb bsc a

Wilcox 2006 0.182 0.414 5.83 2.15
Kok 0.200 0.620 5.83 2.23
Menter SST 0.312 0.544 5.83 2.20
Wilcox 1988 0.086 0.487 3.78 1.85
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limiter predict an overlong transitional region until fully turbulent
conditions are reached. The same observation applies to a lesser
extent to the Wilcox 2006 model without shear limiter and Step
activation. The LSTT model correctly transitions at the same rate as

the DNS data, indicating again that the history effects related to the
bubble have been properly modeled. Inside the LSB (xRS ≤ 0), we
can see that the deficit of velocity is overestimated by both the
Menter–Langtry model and the Step activation. This confirms the

overestimation of the slope of δ�RS observed previously in Fig. 3.
Disabling the shear stress limiter (Clim � 0) slightly reduces the

differences with DNS, as it allows a comparatively faster turbulence
growth, thus reducing the separation extent.
Indeed, in Fig. 5 we can observe the significant effect of the LSTT

with respect to a simple activation with no shear limiter delay. Plots
a and b show a good qualitative agreement of the Reynolds shear
stress. On the other hand, plot c and d show poor agreement of the
Reynolds shear stress compared with the DNS data. This lack of
production of−u 0v 0 observed in c and d ismainly due to two reasons:
1) the shear limiter has an opposing effect to the large production rate
of Reynolds stress in the transitional region; 2) from the transition
onset, a simple “off/on” step activation of the source terms of the
model does not suffice to properly account for the rapid turbulence
growth rate in the transitional region. The LSTTapproach introduced
in Sec. III addresses both these issues.

C. Calibration for Other k − ω Variants

The LSTT approaches (6) and (7) can be adapted to other k − ω
variants, as theWilcox 1988, Kok, andMenter SST. Since each k − ω
version naturally yields different boundary-layer development
behavior [65], a specific calibration of the LSTT closure coefficients
adapted to each variant is required. The closure coefficients are
presented in Table 1, and the resulting ftr�bs� functions and
skin-friction predictions are shown in Fig. 6.
The proposed calibration shows acceptable agreement between the

RANS models and the DNS data. All models yield the laminar
separation at the same location (xRS � −1), which coincides with
the location of the laminar separation of the DNS results. The
reattachment point is also located at the same point (xRS � 0) for all
the models and the DNS, which shows that the main design
requirement has been satisfied. All models produce a local minimum
peak of skin friction just upstream of the reattachment point. The
maximum skin-friction peak right downstream of the reattachment
point is also fairly well predicted by all the models. The most
significant deviations from the DNS results are observed further
downstream (from xRS > 0.5). In this region, we can clearly observe
that theKok andMenter models tend to underpredict the skin-friction
values, whereas the Wilcox 1988 model slightly overpredicts them.
The relative differences on the cf values downstream of the bubble
were discussed by Bernardos et al. [65]. In short, the classification by

Fig. 3 Comparison of the LSTT model with existing approaches for the prediction of velocity profiles, both in linear (above) and in log-scale (below)
for the reference flow of Laurent et al. [48].

Fig. 4 Comparison of the LSTT model with existing approaches for
the prediction of velocity profiles, both in linear (above) and in
log scale (below) for the reference flow of Laurent et al. [48].

558 BERNARDOS ETAL.

D
ow

nl
oa

de
d 

by
 O

N
E

R
A

 o
n 

Fe
br

ua
ry

 4
, 2

01
9 

| h
ttp

://
ar

c.
ai

aa
.o

rg
 | 

D
O

I:
 1

0.
25

14
/1

.J
05

77
34

 



decreasing order of diffusivity of the turbulent boundary layer for the
models is Wilcox 1988, Wilcox 2006, Kok, and finally Menter.

As the diffusivity, or similarly the growth rate of the turbulent

boundary layer, is related to the prediction of the skin friction via the

Von-Kármán integral equation, we find the same trend in the skin-
friction predictions. In summary, the calibration of all models respect

to the DNS data is acceptable, which justifies the choice of the
formulation of the LSTT approach for predicting this kind of flow.

D. Grid Convergence Study

We examine the grid dependency of theWilcox 2006 LSTTmodel
proposed in the previous section. Six grids are considered, as shown
in Table 2. The grid labeledBaseline is themesh that has been used in
Secs. IV.A–IV.C. It is the samegrid employed byLaurent et al. [47] to

assess the Wilcox 1988 turbulence model for the reference
configuration [48].
The skin-friction and velocity profiles are shown in Figs. 7 and 8.

It can be observed that reasonable convergence is reached for the grid
labeled c2, which is twice coarser than the baseline grid in the

streamwise direction. The grid labeled ry2 is twice finer than
baseline in thewall-normal direction, and no significant difference is
observed with respect to the baseline. The finest grid, labeled r2,
which is twice finer in both directions than baseline, yields
comparable results with respect to the baseline grid, with only a
slightly less pronounced cf positive peak, which can be observed

at xRS ≈ 0.25.
As observed in Fig. 7, there is a clear trend in the results when the

streamwise discretization is coarsened. As the mesh is coarsened
streamwise, the bubble size is reduced, the positive peak of skin
friction becomesmore pronounced, and the negative peak is reduced.
Remarkably, downstream of the bubble, for xRS ⪆ 2, the differences
between the grids are mitigated, as the cf and velocity profiles shown
in Fig. 8 tend to merge. This seems logical, as the streamwise mesh
quality is expected to affect more the predictions inside the bubble,

but less so the downstream development of the turbulent boundary
layer. Actually, an interesting consequence of this observation is that
if too coarse a mesh is employed (say, e.g., grid c8), the bubble is

poorly predicted, but the history effects on the downstream boundary
layer seem to have little impact on the skin friction and velocity
profile predictions, provided that the wall-normal discretization is of

acceptable quality.
The results of grids c2, Baseline, ry2, and r2 grids are close.

Considering that the streamwise discretization law is nearly
homogeneous, the number of streamwise points contained in the

a) DNS

b) LSTT

c) Step Clim = 1

d) Step Clim = 0

Fig. 5 ShearReynolds stress,−u 0v 0, scaled by the free-stream reference
velocity u∞, for a) the DNS data from [48]; b) the Wilcox 2006 LSTT
transitional extension proposed in this study; c) simple step activation of
the Wilcox 2006 model, with the stress limiter activated everywhere
(Clim � 1); and d) simple step activation of the Wilcox 2006 model, with
the stress limiter disabled (Clim � 0). The subscript �•�RS means that
the coordinate has been scaled with respect to the DNS-computed

bubble length.

Fig. 6 Transition function and global boundary-layer parameters predictedby theLSTTmodels for the fourk − ω variants.DNSdata aremarkedwith—.
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bubble is about 1∕3 of the Ni points shown in Table 2. As a
consequence, it appears that streamwise grid convergence is achieved
by 120 stations within the bubble. Furthermore, as the downstream
boundary-layer predictions of the grid c8 are acceptable in spite
of a poor prediction of the bubble itself, we remark that 30 streamwise
points inside the bubble are enough for a fair prediction of the
downstream turbulent boundary layer, which is the actual target for
many applications.

V. Validation Test Cases

In the current sectionwe present two different validation test cases:
the NACA 0012 airfoil at 10.55° of angle of attack and
Rec � 100; 000, and the wind-turbine airfoil S809 at 1.01° and
Rec � 2 × 106. These test cases have been chosen because they
cover a wide range of chord-based Reynolds number (low and high
Reynolds number), the airfoils have very different geometries, and
also the operating angles of attack arevery different. Hence, these two
cases are challenging validation flows for the proposed model.
To show how the model behaves under application conditions

(with no a priori knowledge of the transition onset location), the
NACA 0012 airfoil case has been computed by coupling the

proposed model to the transition criteria of AHD-Gleyzes and
Roberts.
As mentioned in Sec. III, the presented models require the

prediction of the transition onset location, noted str, in the curvilinear
abscissa frame of the transition line (airfoil surface), noted s. In the
current application test case, we use simultaneously two transition
criteria: the Roberts [43] criterion, and the AHD [44] Gleyzes [45]
criterion. Further details of these criteria are found in the original
publications, and a brief description is given in the Appendix.
A summary of the specific implementation in the elsA code of these
criteria was reported by Cliquet et al. [46] and Perraud et al. [66].
Both Roberts and AHD-Gleyzes criteria are sensitive to a critical

external turbulence rate. For the present computations, we applied
a characteristic external turbulence rate of 0.1%, which can be
considered representative of a low-turbulence atmosphere. Following
Mack’s relationship [67], this turbulence level translates to a critical
total amplification rate of Ncr � 8.15.
The Roberts criterion, which is completely empirical, is best

adapted to short transitional bubbles characteristic of high chord-
based Reynolds number airfoils. For low-Reynolds-number flows
around airfoils, this criterion tends to predict an unrealistically far
downstream transition onset. On the other hand, the AHD-Gleyzes
criterion, which has been designed employing more profound
physical foundations, is better suited to low-Reynolds-number flows
than Roberts criterion. However, from the authors’ experience,
AHD-Gleyzes criterion is very sensitive to the flow topology, and this
can result in convergence difficulties, especially in the transient
period right after the simulation initialization. This is the reason why
we combined these two criteria [Eq. (4)]: Roberts would ease the
convergence in the initial iterations, and then a realistic transition
onset is obtained by AHD-Gleyzes criterion.

A. NACA0012 Test Case

The results presented in this section are compared with the
LES computations of Alferez et al. [68]. For this case, we compare
the results of the LSTT model applied to the Wilcox 2006 k − ω
with the predictions of Langtry–Menter γ − Reθ model and the
criteria-based approach with simple Step activation.
The mesh is of C-type, and it has been generated through

wall-normal hyperbolic extrusion using Cassiopee [62]. At least 60
normal points are contained in the boundary layer. Thewall-adjacent
cell height is such that Δy� < 1 everywhere along the airfoil
where the boundary layer is turbulent. About 150 streamwise points
are present between 0.001 < x∕c < 0.1 on the suction side, which is
the region where the transitional bubble should appear following the
LES data.
In Fig. 9 the airfoil skin-friction coefficient is calculated

as cf � τw∕�0.5ρ∞U2
∞� and the pressure coefficient as Cp �

�p − p∞�∕�0.5ρ∞U2
∞�.

We can observe in Fig. 9 that the best overall agreement is achieved
with the LSTTmodel. The Langtry–Menter model predicts correctly
the location of the transition onset, at about x∕c � 0.07, but fails to

Table 2 Considered meshes for grid assessment

GRID Ni
a Nj

a Δy��xRS�2� Nδ�xRS�2�
r2 1428 330 0.29 254
ry2 714 330 0.29 254
Baseline 714 165 0.58 127
c2 357 165 0.58 127
c4 178 165 0.58 127
c8 89 165 0.58 127

The last column indicates the approximate number of points in the boundary layer.
aThe number of points concerns the region −1 ≤ xRS ≤ 2 and 0 ≤ yRS ≤ 0.5.

Fig. 7 Skin friction for the grids considered in Table 2 and the
Wilcox 2006 LSTT model.

Fig. 8 Velocity profiles mesh convergence for the grids considered in Table 2 and theWilcox 2006 transitional extension proposal. r2 grid, ; ry2
grid, ; baseline grid, ; c2 grid, ; c4 grid, ; c8 grid, ; DNS data,—.
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predict the reattachment and, as a consequence, the formation of the
bubble. The evolution of the boundary-layer parametersReθ andH is
also strongly affected by the models. The failure to reattach shortly
downstream of the transition onset for the Step activation with shear
limiter and the Langtry–Menter models provokes too pronounced a
thickening of the boundary layer, due to the massive detached flow
characteristic of the stalled condition. On the other hand, the Wilcox
2006 LSTT model shows a reasonably accurate growth of Reθ,
closely following the LES data. A simple Step activation without
stress limiter (Clim � 0) predicts a bubble (reattachment) but with a
60% overestimation of its length. Interestingly, the step-activation
without shear limiter correctly predicts the Cp distribution up to the
end of the bubble plateau (the transition onset), whereas the proposed
activation of the Wilcox 2006 overestimates the Cp values of the
plateau. The reasons of this behavior are unknown to the authors, and
it has been observed also for theWilcox 1988 model predictions, but
not for the Kok and Menter SST turbulence models when the
proposed LSTT is performed (not shown).
The resulting velocity profiles can be observed in Fig. 10.

The Wilcox 2006 LSTT turbulence model produces an important

improvement with respect to the other considered methodologies
near the bubble region. Far downstream of the bubble, from

x∕c > 0.5, the agreement of the LSTT model with the LES data is

acceptable, but surprisingly the simple Step activation is fairly close

to the data as well. This could be anticipated by observation of theH
evolution in Fig. 9. Indeed, from about x∕c > 0.3 the evolution ofH
for the Step activation without stress limiter is closer to the data than

the LSTT model. Clearly, this does not mean that the Step activation

better models the bubble history effects. Indeed, the LSTT model at,

for example, x∕c � 0.3, yields much better predictions than the Step

activation.Hence, if the history effects are correctlymodeled up to the

point x∕c � 0.3, any subsequent deviation from the data is rather

related to the turbulence model behavior than the activation model.

B. Wind Turbine Airfoil Test Case

In the second test case we apply the LSTTmodel to the simulation
of the flow around the S809 airfoil. Experimental datawere published
by Somers [5]. This airfoil was designed at the National Renewable
Energy Laboratory, and has been tested in the low-turbulence wind

Fig. 9 Boundary-layer parameters on the suction side of the NACA 0012 airfoil predicted by several models and compared with LES results [68].

Fig. 10 Comparison of velocity profiles for several models for the NACA 0012 test case [68]. The airfoil-tangential velocity us is plotted against

the airfoil’s wall-normal direction n. The tangential velocity component has been scaled by its value at the boundary-layer edge of the LES data U�LES�
se .

The airfoil’s distance to the wall n has been scaled with respect to the integral displacement thickness of the LES data δ��LES�.
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tunnel of the Delft University of Technology Low Speed Laboratory.
We selected the case Rec � 2 × 106 at an angle of attack of
α � 1.01°, where two short transitional bubbles appear, one on each
side of the airfoil. The Cp distributions are shown in Fig. 11. From
AHD-Gleyzes transition criteria and LSTT modeling, the obtained
transition onset is located at x∕c � 0.552 for the top side, and
x∕c � 0.503 for the bottom side. These points approximately
correspond to the end of the plateau of Cp shown in the zoomed
axis of the Fig. 11, where the Cp shows a rapid recovery towards the
“fully turbulent” distribution downstream of the bubble. The Step
computation transition onset has been explicitly prescribed at the
aforementioned locations, in order to assess the impact of the
activation of the turbulence model.
The RANS simulations have been performed using the same

numerical parameters as the NACA 0012 case presented in Sec. V.A.
Themesh is such thatΔy� < 1 everywhere in the turbulent boundary
layer, and the bubbles are discretized with at least 60 streamwise
points.
In Fig. 11we also show a “fully turbulent” computation employing

the Wilcox 2006 model, plotted in dotted lines. The overall
agreement with the experimental Cp distribution is quite good. This
seems logical, as the chord-basedReynolds number is relatively high.
As expected, the fully turbulent computation fails to reproduce the
short transitional bubbles. The dash-dotted curve shows a Step
activation of themodel, with no delay of the stress limiter (Clim � 1).
We can observe that in this case bubbles do indeed appear, but their
size is overestimated because theCp recovery does not occur rapidly
enough, as the slope of the Cp curve in the recovery region is not
sufficiently steep. This effect is due to a slow turbulence growth in the
transitional region, already discussed in the previous paragraphs.
Moreover, we observe an overestimation of the Cp values right
downstream of the bubble. In solid line we present the LSTT model
proposed in this work. The Cp recovery is much faster and in closer
agreement with the experiment, which translates into a good
estimation of the bubble size. Downstream of the bubble, the Cp is

closer to the experiment than the Step activation, but there is still a
slight overestimation. Overall, the improvement of the proposed
model is satisfactory.

VI. Conclusions

The k − ω models’ transitional adaptations to LSBs show
promising results compared with other transition triggering
mechanisms where the effect of the bubble is not modeled. During
this work, it has been showed that the accuracy of the predictions
depends not only on the calculation of where the transition onset is
located, but also on how the turbulence models are activated. One of

the key features that produced good results is themethod of disabling
the shear limiter in the transitional region, where the turbulence
production-to-dissipation ratio is considerably high. This delay
mechanism, together with the boosting of the production of
turbulence, translated into appropriate predictions of the Reynolds
shear stress in the transitional region.
This LSTT approach assumes that the characteristic length of the

transition process within the LSB is the distance between the laminar
separation point and the transition onset. Algebraic triggering
functions were developed that weight the production terms in the
k − ω equations and activate the stress limiter several characteristic
lengths (4 to 6) downstream of the transition onset.
The proposed models are not too intrusive into each model’s fully

turbulent original formulation, in the sense that the closure
coefficients are not modified and the original characteristics and
behavior of the models are preserved. An asset of the present models
is their ease of implementation into CFD codes where the concept of
transition lines [46] is included, as the proposed functions are simply
one-dimensional. This also makes it easier to combine with other
existing transition criteria for natural, by-pass, and crossflow
transition [46,66]. The calibration of the model has been performed
following constraints based uniquely on the skin-friction coefficient.
It has been observed that this also results in satisfactory predictions of
the velocity profiles and Reynolds shear stress. This suggests that the
simple modeling approach of the LSTT is sufficient to correctly
predict the main features of an LSB.
The flow used for the calibration of the model is characteristic of a

high-Reynolds-number bubble, typically known as “short” type.
Good results are obtained for high chord-based Reynolds number
transitional bubbles, such as in the S809 airfoil case. Additionally, a
low-Reynolds-number application test case has been studied.
This test case consists in the flow around a NACA 0012 airfoil at
chord-based Reynolds number of 100,000 and 10.55 deg of angle of
attack, which is very close to the stall condition. The proposed
model produced promising results compared with other methods.
Considering that the models have been calibrated for a bubble with
physical conditions characteristic of an OA209 airfoil at chord-based
Reynolds number of 1.8 million, the NACA 0012 airfoil test case is a
challenging scenario for the proposed models.
The present work constitutes an effort toward the modeling of the

effects produced by transitional bubbles encountered in aeronautical
applications. However, the models presented herein have been
calibrated using a single reference flow, and their universality and
applicability to other flows strongly depends on the computation of
the transition onset (e.g., by means of transition criteria). Even if
these criteria give adequate results for a large range of bubbles, other
parameters may be required to describe adequately relevant
characteristics of the bubble, and future progress may be achieved by
extending the dependence of the transition functions upon such
parameters. Further validation and extensions of the proposedmodels
should be undertaken, especially for different chord-based Reynolds
number and external turbulence levels.

Appendix A: Evaluation of Boundary-Layer Parameters

The transition criteria are based on global boundary-layer
parameters that are evaluated following the methodology of Cliquet
et al. [46] for evaluating the boundary-layer thickness and external-
flow velocity. Both edge-search and integrations are performed along
the quasi-wall-normal structured-grid lines. The threshold values
ϵΩ � 0.0005 and ϵτ � 0.00005 were used in the present
applications.

Appendix B: Roberts Correlation [43]

Transition onset, str, in the LSB is given by [43]

str − ssep
θsep

� 25000

Reθsep
log10

�
coth

�
10max�0.001; Tu�

�
c

Ls

��1∕5���
(B1)

Fig. 11 Pressure distributions on the S809 airfoil at Rec � 2 × 106 and
α � 1.01°. Experiment from Somers [5], ○; full-turbulent, ; step
activation, ; LSTT model, .
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where ssep is the location of the laminar separation point, Tu is the

external flow turbulence intensity (bounded above 0.1%), and Ls the
longitudinal integral length scale [43]. In the absence of data for Ls,
Ls � c∕15.8 was taken in the applications.

Appendix C: AHD-Gleyzes Criterion

The Arnal-Habiballah-Delcourt [44,69,70] (AHD) criterion is
used jointly with the Gleyzes [45] criterion for the natural attached
and separated transition onset computation of the boundary layer.
Details on the formulation, implementation, and use can be found in
[46,66]. The AHD criterion is expressed as follows:

Reθtr � −206 exp�25.7Λ2��ln �16.8Tu� − 2.77Λ2� � Reθcr (C1)

The transition onset is located at the point s � str when
Reθ�s� � Reθtr is reached. The subscript “cr” denotes the critical
point, which is located at s � scr < str when Reθ�s� �
Reθcr � exp�52∕H�s� − 14.8�. The mean Pohlhausen parameter Λ2

is expressed as:

Λ2 �
1

s − scr

Z
s

scr

−θ2

μUe

∂pwall

∂s
ds (C2)

whereUe denotes themagnitude of the velocity at the boundary-layer
edge and pwall the pressure at the wall.
If the shape parameter reaches the value H�s�ssw� � Hsw � 2.8,

and transition onset has not been reached (Reθ�s�ssw� �
Reθsw < Reθtr; switch point s � ssw), the Gleyzes criterion is
applied for s > ssw. The start value of the total amplification factor
Nsw is computed by injecting the Mack’s relationship [67],
N � −2.4 ln �Tu� − 8.43, into Eq. (C1) and solving for N at the
point s � ssw. Then, the Gleyzes criterion can be evaluated for
s > ssw, which is better adapted to high values of H than the AHD
criterion:

N�s� � Nsw �
Z

Reθ

Reθsw

−2.4
BGL

dReθ (C3)

where BGL is the Gleyzes function and is expressed as follows:

BGL �

8>>><>>>:
−162.11093

H1.1 for 3.36 < H

−73�exp�−1.56486�H − 3.02��� for 2.8 < H ≤ 3.36

−103�exp�−4.12633�H − 2.8��� else

(C4)

The transition onset is located at the point s � str such thatN�s�str�
of Eq. (C3) is equal to a critical total amplification factor Ncr related
to the external turbulence level. We note that this transitional total
amplification factor can be deduced from a characteristic external
turbulence rate via the Mack relationship [67].
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RANS modeling of Laminar Separation Bubbles around
Airfoils at Low Reynolds Number Conditions

L. Bernardos∗, F. Richez† and V. Gleize‡

ONERA, 92190 Meudon, France

In this paperwe evaluate the performance of an algebraic non-local laminar separation tran-
sition triggering (LSTT) approach that controls the production of turbulence in the transitional
region. The LSTT approach is coupled to the k-ω and Spalart-Allmaras turbulencemodels and
the AHD-Gleyzes transition prediction criterion. Diverse low Reynolds number flow configu-
rations featuring laminar separation bubbles are investigated, such as flat-plate case, NACA
0012 airfoil, SD7003 airfoil and T106C turbine airfoil. The influence of chord-based Reynolds
number, angle of attack and inflow turbulence level on the prediction capabilities of the LSTT
approach are assessed. Good agreement with available DNS, LES and experimental data is
obtained.

I. Nomenclature

c = airfoil chord length (m) ŝ = Dimensionless streamwise abcissa, (s − str)/(str − ssep)
Clim = shear-stress limiter delay function ŝa, ŝb , ŝc , a = LSTT closure coefficients
Cp = pressure coefficient Tu = turbulence intensity, (2k/3)1/2/|u|
cf = flat-plate’s skin-friction coefficient (τw/ 1

2 ρe |ue |2) ūi = local Reynolds-averaged velocity i-component (m s−1)
cf∞ = airfoil’s skin-friction coefficient (τw/ 1

2 ρ∞ |u∞ |2) ūs = velocity component projected onto s direction (m s−1)
f tr = Transition function ūs = velocity component projected onto s direction (m s−1)
H = boundary-layer kinematic shape factor (δ∗/θ) |ue | = boundary-layer edge velocity (m s−1)
k = turbulence kinetic energy (m2 s−2) |u∞ | = inflow freestream velocity (m s−1)
kL = laminar kinetic energy (m2 s−2) α = airfoil’s angle of attack (deg)
M = Mach number γ = Intermittency factor
N = total amplification factor δ = boundary-layer thickness (m)
Ncr = critical total amplification factor δ∗ = boundary-layer displacement thickness (m)
n = wall-normal coordinate (m) θ = boundary-layer momentum thickness (m)
p = static pressure (Pa) Λ2 = Pohlhausen parameter
Rec = chord-based Reynolds number, ρ∞ c |u∞ |/µ∞ µ = molecular dynamic viscosity (kg m−1 s−1)
Reθ = momentum-thickness Reynolds number (ρe θ |ue |/µe) µt = dynamic eddy viscosity (kg m−1 s−1)
S̄i j = mean strain rate tensor (s−1) ν̃ = Spalart-Allmaras’ model transported quantity (m2 s−1)
s = wall-tangent curvilinear abscissa (m) ρ = density (kg m−3)
ssep = laminar separation point (m) τw = wall shear stress (kg m−1 s−2)
str = transition onset (m) ω = Turbulence specific dissipation rate (s−1)

II. Introduction

Laminar separation bubbles [1, LSBs] appear in numerous aerodynamic applications, such as dynamic stall
phenomenon of helicopter blades [2, 3], low-Reynolds number micro air-vehicles (MAV) [4] or wind turbines with

enhanced laminarity [5]. It is well established that the flow initially undergoes laminar separation because of the adverse
pressure-gradient [6], followed by transition onset in the separated shear-layer [7], identified as the amplification of
Kelvin-Helmholtz instabilities leading to turbulence [8] . Increased turbulent mixing in the shear layer may, depending
on flow conditions [9], lead to rapid reattachment (short bubble locally modifying wall-pressure distribution [1]) or

∗Research Scientist, Aerodynamics, Aeroelasticity and Acoustics Department, Meudon, France. luis.bernardos_barreda@onera.fr
†Research Scientist, Aerodynamics, Aeroelasticity and Acoustics Department, Meudon, France. francois.richez@onera.fr
‡Research Scientist, Aerodynamics, Aeroelasticity and Acoustics Department, Châtillon, France. vincent.gleize@onera.fr
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remain separated for longer distances (long bubble globally modifying wall-pressure distribution [1]). In both cases,
airfoil lift, drag and moment are influenced by the presence of the bubble.

RANS (Reynolds-Averaged Navier-Stokes) turbulence models require specific transition information and/or
modification to handle the separation-induced transitionwhich dominates the flow [7, 10]. Numerous early [1, 6, 9, 11, 12]
andmore recent [8, 13–15] studies, both experimental and computational, highlight the complex physics of the transitional
flow inside LSBs, such as pronounced three-dimensionality, high unsteadiness, turbulent breakdown driven by multiple
coherent structures and complex oscillator and amplifier instability mechanisms that may lead to notable changes in the
flow topology. Several approaches of varying degree of empiricism have been used to predict this difficult flow.

Ultimately, improved transport-equation based transition models [16] are expected to accurately predict such
flows. Correlation-based models [17, 18] reformulate widely used transition correlations [19] into coefficients of
transport equations for the intermittency [20, 21] and other transition parameters, to obtain local, and recently [22]
Galilean invariant, transition models. Physics-based models [23–25] generally rely on the concept [26] of laminar
(pre-transitional) kinetic energy kL ≈ 1

2 u′2 (essentially streamwise, in agreement with transition physics [27] and
with the observed rapid increase of the Reynolds-stress tensor anisotropy in very low Reynolds number channel flows
[28]), which is computed by a specific transport equation, to trigger and control transition in the turbulence model.
Transport-equation based transition models are quite successful in mimicking transitional flow effects and in detecting
transition [16]. Given the extreme difficulty of accurately predicting transition, algebraic nonlocal transition models are
also developed [29], including specific adaptations of additional transport equations [30–32].

Numerous authors have contributed to RANS modeling of LSBs on airfoils, especially at low chord-based Reynolds
number Rec . Yuan et al. [33] and Windte et al. [34] performed extensive RANS modeling of LSBs for the flow around
a SD7003 airfoil at Rec =60,000, with various models, and concluded that Menter’s BSL [35] k-ω performed quite
well. Source terms were disabled in the laminar regions upstream of transition onset which was determined using an
approximate envelope method [34]. Lian and Shyy [36] proposed a nonlocal intermittency model for the activation of
Wilcox’s 1994 k-ω [37], through direct weighting of the eddy viscosity νeffectivet = νtγ, and determined transition onset
by the eN method [38]. Calculations of the SD7003 airfoil at Rec = 60, 000 at various angles of attack gave promising
results [36]. The same flow was studied by Catalano and Tognaccini [39] with disabled source terms in the laminar
regions upstream of the user-prescribed transition onset. These authors proposed a modification of the F2 blending
function appearing in the expression of the shear limiter of Menter’s k-ω SST model [35] and of the cut-off value
of ω, thus enhancing turbulence production in the transitional region and improving upon the results of the original
formulation. An empirical transition onset correlation was added to the method [40] which was applied to various airfoil
calculations (SD7003, NACA 0012, S809 and S827). No specific treatment of the transitional region was performed, in
the sense that the activation of the turbulence model was made instantly through the source terms at the transition onset.

Despite the encouraging results of the previously described approaches, accurate prediction of LSB is still
challenging. As remarked by Dick and Kubacki [16], the quality of the predictions of separation-induced transition
remains case-dependent. Numerous existing methods focus on correctly predicting the transition onset, but the transition
region prediction still relies on the turbulence model’s unapprehended ability to correctly produce turbulence at and
downstream of the transition onset. In this paper we present and evaluate a recently developed [41] transition modeling
formulation that intends to account for the turbulence growth within a LSB and in the downstream relaxation flow
region. To this purpose, laminar separation transition triggering (hereafter LSTT) in the RANS model is progressive in
the streamwise direction (s), from the criteria-determined [42–44] transition onset to full turbulence. The assumption is
made that the streamwise length between the laminar separation point, which is exactly determined by the solution of
the laminar Navier-Stokes equations, and the criteria-determined transition onset is the characteristic lengthscale of the
LSTT-process. Therefore, triggering functions of the model are expressed in terms of the aforementioned lengthscale.

Furthermore, wall-normal variations in the LSTT approach are not modeled, in line with many algebraic transition
models using intermittency functions [36, 45]. The coefficients that define the algebraic form of the triggering functions
control the production and destruction of turbulent quantities. They are calibrated to obtain the best possible agreement
with available LSB DNS data [46, 47].

Although most methods dealing with the transition region use the concept of intermittency [21, 22], the transition-
triggering functions used in the present work are not directly related to this concept, but should rather be considered as
"empirical weighting coefficients" [48] designed to reproduce as best as possible the progressive growth of turbulence in
LSBs. Therefore they are not necessarily bounded by 1, but may be designed to locally overshoot this bound.

In this work we use linear k-ω models [49, p.124] which are largely used as the underlying RANS framework of
transition models [37, 50]. Additionally, we extend the LSTT approach to the one-equation Spalart-Allmaras [51]
turbulence model.
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This paper is organized as follows. In §III we present the turbulence models used, the transition onset prediction
models, and the turbulence triggering approaches. In §IV, the models are evaluated for the prediction of the flow around
a NACA 0012 airfoil, SD7003 airfoil and T106C turbine blade.

III. Methodology description

A. Turbulence models
In this work we use two different turbulence models, the k-ωWilcox 2006 [52] model and the one-equation Spalart-

Allmaras turbulence model [51]. Transitional adaptations are performed on the original fully-turbulent formulation of
both models. The LSTT approach is implemented in each model through introduction of the dimensionless transition
function f tr in the source terms and the dimensionless stress limiter delay function Clim.

The set of equations of the k-ω model is summarized as follows,

∂t (ρk) + ∂i(ρuik) = f tr(−ρu′iu
′
j)(∂jui) − βk ρωk + ∂i[(µ + σk µt )∂ik] (1a)

∂t (ρω) + ∂i(ρuiω) =min( f tr, 1)αω
ω

k
(−ρu′iu

′
j)(∂jui) − βωρω2 + ∂i[(µ + σωµt )∂iω] (1b)

+ σd
ρ

ω
max((∂ik)(∂iω), 0)

(−ρu′iu
′
j) ≈2µtSi j −

2
3
ρkδi j (1c)

µt =
ρk

max

{
ω; Clim

√
2Si jSi j

βk

} (1d)

Through Eqns. (1a) and (1b) one may observe that the transition function f tr acts on the production terms of both
k and ω. As will be presented in the following paragraphs, the purpose of the f tr function is to weight the modeled
effective production of turbulence at and downstream of the transition onset, in order to account for the relatively
high Reynolds shear stresses identified experimentally in the transitional region. In order to allow for this important
production of turbulence, the weighting factor of the production of ω is limited to 1. This is necessary because otherwise
the boost of turbulence production expected by the use of f tr > 1 via the production term of k would be mitigated by a
boost in the production of the ω equation.

The purpose of the Clim function, which is a constant in the original Wilcox’ 2006 model, is to delay the activation
of the shear stress limiter, in order to allow for sufficiently high production rates of turbulence in the transitional region.
As it can be anticipated, Clim = 0 in the transitional region, thus disabling the shear stress limiter and allowing for
important turbulence production, and it yields Clim = 7/8 in the fully turbulent region.

The Spalart-Allmaras [51] model adapted to the LSTT formulation, without tripping term, may be summarized as
follows,

∂t (ν̃) + ∂i(ui ν̃) = f trcb1 (1 − ft2) S̃ ν̃ −min( f tr, 1)
(
cw1 fw −

cb1

κ2 ft2
) (
ν̃

n

)2
(2a)

+
1
σ
[∂i((ν + ν̃)∂i ν̃) + cb2(∂i ν̃)2]

(−u′iu
′
j) =2νtSi j (2b)

νt =ν̃ fv1 (2c)

Through the Eqn. (2a) one may observe that the f tr function acts on both the production and destruction terms of ν̃.
We limit the weighting factor of the destruction of ν̃ to 1. This is done for the same reason as the production of ω is
limited in the k-ω formulation, i.e. to allow high rate of turbulence growth in the transitional region where f tr > 1. As
one may observe through the equations that constitute the Reynolds shear stresses [Eqns. (2b) and (2c)] it has not been
needed to implement the Clim function in the Spalart-Allmaras model using the LSTT approach.
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B. Transition onset prediction
Before examining the formulation of the functions f tr and Clim, we note that the LSTT approach requires information

on the transition onset location, namely str. For this purpose, we employ the Arnal-Habiballah-Delcourt [43, 53, 54]
(AHD) and the Gleyzes [44] criteria for the natural attached and separated transition onset computation of the boundary-
layer. These criteria are computed at each iteration step of the simulation, and provide the str point used by the f tr and
Clim functions. The AHD-Gleyzes transition criteria, which are based on linear stability analysis and experimental
correlations, are employed to model the amplification of Tollmien-Schlichting and Kelvin-Helmholtz waves. For this
reason, these criteria are best suited to natural transition prediction, i.e. at low external turbulence level conditions. The
criteria evaluate non-local algebraic expressions employing boundary-layer quantities along the streamwise coordinate s.

The incompressible formulation of the AHD criterion is expressed as follows,

Reθtr = −206 exp(25.7Λ2)[ln(16.8Tutr ) − 2.77Λ2] + Reθcr (3)

The transition onset is located at the point s = str where Reθ(s) = Reθtr is reached. The threshold of transition is
determined by the value of the transitional external turbulence level, Tutr . The subscript “cr” denotes the laminar critical
point, which is located at s = scr < str when Reθ(s) = Reθcr = exp(52/H(s) − 14.8). The mean Pohlhausen parameter
Λ2 is expressed as follows,

Λ2 =
1

s − scr

∫ s

scr

−θ2

µ|ue |
∂pwall
∂s

ds (4)

Where |ue | denotes the magnitude of the velocity at the boundary-layer edge and pwall the pressure at the wall.
The AHD criterion is used from the laminar critical point up to the point where H = 2.8. If the transition onset has

not been reached at such point, named the switch point, then the transition onset prediction is relayed by the Gleyzes
criterion, which models the total amplification factor and is expressed as follows,

N(s) = Nsw +

∫ Reθ

Reθsw

−2.4
BGL

dReθ (5)

Where BGL is the Gleyzes function and is expressed as follows,

BGL =




−162.11093
H1.1 for 3.36 < H

−73[exp [−1.56486(H − 3.02)]] for 2.8 < H ≤ 3.36
−103[exp[−4.12633(H − 2.8)]] else

(6)

The transition onset is located at the critical total amplification factor Ncr = N(s = str) of Eqn. (5). This critical
value is related to the threshold transitional external turbulence level Tutr via the Mack’s [55] relationship Eqn. (7),

Ncr = −2.4 ln(Tu) − 8.43 (7)

The switch total amplification factor Nsw expressed in Eqn. (5) accounts for the laminar boundary-layer receptivity
history up to the switch point. It is determined by replacing Reθ tr by current Reθ (s = ssw) of Eqn. (3); inject the Mack’s
relationship Eqn. (7) into Eqn. (3), and finally solving for N(s = ssw),

Nsw = −8.43 − 2.4 ln

[
1

16.8
exp

(
2.77Λ2 −

Reθ − Reθ cr

206 exp(25.7Λ2)

)]
(8)

From the author’s experience in using the Gleyzes criterion, we discourage the use of actual boundary-layer values
in the neighborhood of a deeply detached boundary-layer. The reason is that massively detached boundary-layers may
yield a local decrease of Reθ (s) before the transition onset is reached, thus compromising the growth of N via Eqn. (5).
This would provoke a permanent downstream displacement of the transition onset which would translate into numerical
instabilities and poor prediction precision. In order to solve this issue, we use an extrapolation approach of H and Reθ
values, from a set of points located in the neighborhood of the laminar separation point (cf appendix §A).

Further details on the implementation of the criteria-based approach are presented by Cliquet et al. [45] and Perraud
et al. [56].
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0 ŝa ŝb
ŝ = (s − str)∕(str − ssep)

0

1

a

f tr

a+ (a− 1)
[
2
(
ŝ−ŝa
ŝb−ŝa

)3
− 3

(
ŝ−ŝa
ŝb−ŝa

)2]

a
[ −
2
( ŝ ŝ a

) 3
+
3
( ŝ ŝ a

) 2
]

ŝ < ŝc
Clim=0

ŝ > ŝc
Clim=1

ŝc

Fig. 1 Scheme of the transition function f tr (C1 piecewise cubic polynomials) and shear stress limiter switch
Clim used in the LSTT [41] approach with the closure constants ŝa, ŝb , ŝc and a adapted to the turbulence model
as shown in Table 1.

C. Turbulence triggering modeling and calibration
In this section we present the algebraic functions f tr and Clim used for triggering the turbulence models [Eqns. (1)

and (2)] at and downstream of the transition onset str. As these functions are applied everywhere in the flowfield, they
yield specific values at every point of the flow, i.e. f tr(x, y, z) and Clim(x, y, z). In order to determine these values
throughout the entire flowfield, a two-step procedure is performed as follows.

In a first step, only the values of f tr and Clim at the wall ought to be determined. This is accomplished by specific
algebraic dependence of f tr and Clim upon s, the curvilinear abscissa of the wall, as shown in Fig. 1. In practice, for the
airfoil simulations of the current work, s corresponds to the airfoil’s wall contour.

For the determination of f tr(s) and Clim(s), the LSTT model makes use of the transition onset location, str, provided
by the transition criteria presented in §B; and the laminar separation point ssep, retrieved by direct prediction of the
Navier-Stokes equations. Hence, the dimensionless curvilinear abscissa ŝ is constructed as presented in Eqn. (9),

ŝ :=
s − str

str − ssep
(9)

Once the wall values f tr (s) and Clim(s) are determined, in a second step we perform a wall-normal extrusion of
their values up to the boundary-layer height, namely δ. Outside the boundary-layer, the constant values f tr = 1 and
Clim = 1 are set. In this way, f tr and Clim are properly defined at every point in space.

The main role of the LSTT model is to weight the rate at which turbulence is produced from the transition onset.
The reason is to account for the smooth and relatively important production of the Reynolds shear stress, −u′v′, that
occurs in the separated shear layer close to the transitional region, as observed in experiments [8, 57] and DNS [47].
This is particularly required in order to avoid the typically low values of skin-friction RANS predictions downstream
of the bubble [58]. Proper growth of the Reynolds shear stress is accomplished by boosting the triggering function
( f tr > 1), which facilitates a strong imbalance of production-to-dissipation ratio of turbulence in the transitional region.
The k-ω model additionally requires a delay on the use of the shear stress limiter up to the region where an established
turbulent boundary-layer is expected. This location, governed by the ŝc closure coefficient, is situated several bubble
lengths downstream of the bubble.

As observed in Fig.1, the triggering region scales with the bubble’s laminar length, str − ssep, thanks to the use of the
dimensionless abscissa coordinate formulation of Eqn. (9). This feature is convenient in order to automatically adapt
the turbulence triggering to different bubble sizes.

In this work we also present results of a simple off-on triggering of the turbulence model. This commonly used
approach, that we denote here as ‘Step’, consists in disabling the source terms of the turbulence model upstream of the
transition onset location. The Step approach is presented with the shear stress limiter enabled.
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= 0.5 x−xreat
xreat−xsep

= 1 x−xreat
xreat−xsep

= 2

DNS Laurent et al. (2012)
k-! LSTT
k-! Step Clim=1

Spalart-Allmaras LSTT
Spalart-Allmaras Step

Fig. 2 Comparison of predicted skin-friction, shape factor and velocity profiles using the Step and the LSTT
approach, coupled with the k-ω [52] and Spalart-Allmaras [51] turbulence models, against the DNS data of
Laurent et al. [47] over a flat-plate configuration with adverse pressure gradient.
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The closure constants of the LSTT model (̂sa, ŝb , ŝc and a) were calibrated [41] to reproduce the cf distribution of
the bubble of a flat-plate DNS reference [47] using k-ω models. In Table 1 we also present the calibration adapted
to the Spalart-Allmaras turbulence model, as shown in Fig. 2. As it can be observed, the LSTT calibration for both
models is in correct agreement with the DNS skin-friction. Only a slight overestimation of the minimum value of cf is
identified for the Spalart-Allmaras model. An interesting observation of Fig. 2 is that not only the cf predictions of the
LSTT model are in better agreement with DNS, but also the shape factor H and the velocity profiles.

Turbulence model ŝa ŝb ŝc a

k − ωWilcox 2006 [52] 0.182 0.414 5.83 2.15
Spalart-Allmaras [51] 0.482 3.107 − 7.03

Table 1 LSTT [41] closure coefficients for the considered turbulence models

IV. Results
In the following paragraphs, the LSTT approach is evaluated using the established calibration of Table 1.

A. NACA 0012 Airfoil
In this section we present an assessment of the LSTT approach using k − ωWilcox (2006) and Spalart-Allmaras

turbulence models for two different operating conditions of the NACA 0012 airfoil. These conditions were chosen
because high-fidelity simulations are available in literature. The first operating condition comes from the DNS of Jones
et al. [13], which yields α = 5◦ and Rec = 50, 000. The second condition is issued from the ILES of Alferez et al. [59],
which yields α = 10.55◦ and Rec = 100, 000.

� DNS Jones et al. [13] with forced perturbations
© DNS Jones et al. [13] unforced

LSTT Ncr = 6 (Tu ≈ 0.245%)

LSTT Ncr = 8 (Tu ≈ 0.106%)
LSTT Ncr = 10 (Tu ≈ 0.046%)
LSTT Ncr = 12 (Tu ≈ 0.020%)
LSTT Ncr = 14 (Tu ≈ 0.009%)

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
x∕c

−1.00

−0.75

−0.50

−0.25

0.00

0.25

0.50

0.75

1.00

cf∞

×10−2 k − ωWilcox (2006)

Tu

Ncr

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
x∕c

−1.00

−0.75

−0.50

−0.25

0.00

0.25

0.50

0.75

1.00

cf∞

×10−2 Spalart-Allmaras

Tu

Ncr

NACA 0012
α = 5◦

Rec = 5 × 104

Fig. 3 Skin-friction RANS predictions of the influence of the transitional turbulence level threshold, Tu (or
Ncr ), on the suction side of a NACA 0012 at α = 5◦ and Rec = 50, 000 using k − ω Wilcox (2006) [52] and
Spalart-Allmaras [51] turbulence models with AHD-Gleyzes [44, 53] transition onset prediction criteria and
LSTT [41] turbulence activation against DNS data of Jones et al. [13].
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In Fig. 3 the RANS predictions of skin-friction using LSTT are compared against the DNS data of Jones et al. [13].
Two different DNS data sets are presented, resulting from a forced and unforced strategies. The forced DNS performs
a velocity perturbation with 0.1% of amplitude of the free-stream velocity at the location (x/c, y/c) = (0.1, 0.129)
yielding several frequencies that optimally excite the transition to turbulence within the separated shear-layer [13]. The
unforced DNS yields a self-sustained transition [13], which is also observed in many unforced high-fidelity simulations
[59–62].

The RANS computations presented in Fig. 3 were performed using automatic transition prediction via AHD-Gleyzes
[44, 53] criteria. A sweep of the Ncr parameter (which is related to the turbulence intensity via Mack’s relationship [55])
was performed between Ncr = 6 and Ncr = 14. The influence of turbulence level upon the displacement of separation
and reattachment points is well captured by both turbulence models using LSTT. Indeed, Fig. 3 shows that an increase
in turbulence level produces a downstream displacement of the separation point and an upstream displacement of the
reattachment point. The RANS predictions using both turbulence models in Fig. 3 show that Ncr = 12 curves match
quite well the unforced DNS data. Furthermore, RANS predictions at Ncr = 6 agree quite well with forced DNS data.

However, it is difficult to evaluate the precision of the transition onset prediction criteria based upon the DNS data.
The forced DNS data yield a forced perturbation of 0.1%, which could be assimilated to Ncr ≈ 8 following Mack’s
relationship. For Ncr = 8, the RANS simulations predict a bubble which is slightly longer than the forced DNS data.
This would mean that the transition criterion tends to predict a slightly downstream transition onset. However, the
assumption that Ncr = 8 shall be privileged because DNS was forced with a perturbation of 0.1% of amplitude may be
overestimated. Nonetheless, from the results of Fig. 3 a,d the available information on the perturbation forcing [13], we
may infer that transition onset prediction is accurate within an uncertainty of about ∆Ncr ≈ 2, which we consider quite
successful for this case.

In the following we present a comparison of RANS computations against the ILES of Alferez et al. [59] for the
NACA 0012 at α = 10.55◦ and Rec = 105. In this case, we compare the predictions of both turbulence models using
LSTT and typical Step off-on activation, as well as the predictions using Menter-Langtry γ-R̃eθt model.

Typical boundary-layer parameters are shown in Fig. 4. The skin-friction and pressure coefficients are computed
as cf∞ = τw/(0.5ρ∞ |u|2∞) and Cp = (p − p∞)/(0.5ρ∞ |u|2∞), respectively. As the ILES [59] was unforced, no accurate
physics-based information is available on the most appropriate value of Ncr to be used. Therefore, preliminary sweeps
on the value of Ncr were performed (similarly to those presented in Fig. 3) that allowed us to infer that Ncr = 12 is an
acceptable choice. Note that Ncr = 12 yielded also good RANS predictions for the unforced DNS of Jones et al. [13]
shown in Fig. 3.

We can observe in Fig. 4 that the computations of γ − R̃eθt and Step activations of k − ω and Spalart-Allmaras
turbulence models produce a stalled condition. This effect can be seen through the skin-friction evolution. For the
three aforementioned RANS computations, once the laminar boundary layer separates at about x/c ≈ 0.01, it remains
separated (cf∞ < 0) up to the trailing edge. The stalled condition predicted by these models can also be seen through the
pressure distribution (where they present a lack of suction near the leading edge), the momentum thickness Reynolds
number (where they present a too pronounced slope) and the boundary-layer shape factor (where they present very
high values all over the airfoil, showing a massive separation). On the contrary, the LSTT activation of the RANS
models produce more accurate predictions with respect to the ILES data. The bubble topology is well predicted by
the LSTT-activated models, as the reattachment points are very close to the ILES and the characteristic positive peaks
of skin-friction right downstream of the bubble are well captured. The Spalart-Allmaras LSTT activation produces
a too pronounced negative peak of skin-friction, as it is systematically observed (Figs. 3 and 2). Furthermore, the
LSTT-predicted evolution of Reθ and H follows the abrupt jumps in the transitional region (0.05 / x/c / 0.1) that are
characteristic of LSBs. Nevertheless, the pressure coefficient suction peak on the bubble region is slightly overestimated
by the LSTT predictions.

The velocity profiles predicted by the different RANS computations can be observed in Fig. 5. In line with
the boundary-layer predictions presented in the previous paragraph, Fig. 5 shows that γ − R̃eθt and Step-activation
computations predict a stalled condition. The laminar separation (x/c = 0.05) is properly predicted by the aforementioned
models, but from x/c ' 0.075 the velocity profiles begin to deviate from the ILES data, probably due to an insufficient
production of turbulence stress. On the contrary, the LSTT-activated RANS models accurately follow the ILES evolution
in the separated laminar region (x/c = 0.05), the transitional (x/c = 0.075) and reattachment (x/c = 0.1) regions, and
even further downstream. From about x/c ≈ 0.5 the LSTT models predict a more filled velocity profile than the ILES.
This is coherent with the slight underestimation of H observed in Fig. 4 from about x/c ' 0.5.
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Fig. 4 Boundary-layer parameters on the suction side of the NACA 0012 airfoil at α = 10.55◦ and Rec = 105

predicted by several RANS models compared against ILES results [59].

B. SD7003 Airfoil
In this section we present the results of the RANS predictions on the flow around the SD7003 [63] airfoil. Several

flow conditions are analyzed, as well as different prediction approaches.
In Fig. 6 we compare RANS predictions with available unforced LES data [60, 64] at α = 4◦ and Rec = 60, 000.

Several RANS approaches were employed. The LSTT activation was done using automatic transition prediction criteria
[43, 44] using Ncr = 11. The choice of Ncr = 11 was done following a previous (not shown here) sweep on Ncr

(similarly to the sweep shown in Fig. 3) and by choosing the value that yielded the closest prediction with respect to the
LES data. Remarkably, the chosen value for the present case, Ncr = 11, is very close to Ncr = 12, which was the value
that produced the best LSTT predictions of the transition onset of the flows computed using unforced DNS [13] and
unforced ILES [59] of Figs. 3 and 4, respectively. The Step-activated RANS simulations used in the current study were
performed by imposing the activation location exactly at the transition onset location predicted by the LSTT model,
which is judged to be accurate enough.

As we observe in Fig. 6, the Menter-Langtry γ − R̃eθt model (used here with a threshold of Ncr = 11 as well) and
the Step-activated Spalart-Allmaras model produce very close predictions. The γ − R̃eθt model properly predicts the
transition onset location, based on two observations: (1) the predicted minimum skin-friction peak is located close to
the minimum peak of skin-friction of the LES at x/c ≈ 0.6; and (2) the end of the Cp plateau agrees reasonably well
with the LES one.

However, downstream of the transition onset, the γ − R̃eθt model predicts a reattachment point that is located 13%
of the chord downstream of the LES reattachment point. The skin-friction downstream of the bubble predicted by
γ − R̃eθt model is underestimated by a factor of ≈ 3. These observations downstream of the transition onset are related
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© ILES Alferez et al.
γ − R̃eθt [18]

Wilcox (2006) LSTT
Wilcox (2006) Step

Spalart-Allmaras LSTT
Spalart-Allmaras Step

Fig. 5 Comparison of velocity profiles for several models for the NACA 0012 at α = 10.55◦ and Rec = 105 [59].
The airfoil-tangential velocity us is plotted against the airfoil’s wall-normal direction n. The tangential velocity
component has been scaled by its value at the boundary layer edge of the ILES data u(ILES)

se . The airfoil’s distance
to the wall n has been scaled with respect to the integral displacement thickness of the ILES data δ∗(ILES).

© ILES Galbraith and Visbal [64]
4 LES Catalano and Tognaccini [60]

k − ωWilcox (2006) LSTT
k − ωWilcox (2006) Step

Spalart-Allmaras LSTT
Spalart-Allmaras Step

γ − R̃eθt [18]
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Fig. 6 Comparison of predicted skin-friction (on the suction side) and pressure coefficient using several RANS
approaches against the LES data of Catalano and Tognaccini [60] and ILES data of Galbraith and Visbal [64]
of the flow around a SD7003 airfoil (M∞=0.16, α=4◦, Rec=60,000) predicted using Ncr = 11.

to the slow recovery of Cp predicted by γ − R̃eθt in the interval 0.6 / x/c / 0.8, where it can be observed that the
γ − R̃eθt curve of Cp is not sufficiently steep. Analogous observations can be done with respect to the Spalart-Allmaras
model with Step activation, viz. the bubble length is overestimated, the skin-friction values downstream of the bubble
are underestimated, and the recovery of pressure downstream of the transition onset is too slow. The Step-activated
k − ω model predicts an open-bubble topology, which is likely due to the slow turbulence production in the transitional
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region provoked by both the Step-activation and the use of the shear stress limiter (1d).
On the other hand, the LSTT activations using both k − ω and Spalart-Allmaras models produce good agreement

with respect to the LES data, in both the laminar, transitional, and turbulent regions. A too pronounced minimum cf
peak is observed for the Spalart-Allmaras model, which is also present in the other flows considered in the present study
(Figs. 2, 3 and 4).
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c
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0.08

y∕
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0.35 0.40 0.45 0.50 0.55 0.60 0.65
x∕c
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0.08

y∕
c

0 0.012 0.023 0.035

(a) Wind tunnel [8]

(b) k − ω [52] LSTT [41]

(c) k − ω [52] Step

(d) Spalart-Allmaras [51] LSTT [41]

(e) Spalart-Allmaras [51] Step

(f) γ − R̃eθt Menter-Langtry [18]

Fig. 7 Comparison of measured (Hain et al. [8]) levels of Reynolds shear-stress (α=4◦, Rec=66,000) with
computations (α=4◦, Rec=60,000) using different transition triggering strategies (k-ω [52]+LSTT [41], Spalart-
Allmaras [51] +LSTT and k-ω [52] with Step activation and shear limiter).

The authors believe that the reason why the LSTT approach is in better agreement with LES data than γ − R̃eθt and
Step activations, is because LSTT is designed to account for the relatively fast rate of production of Reynolds shear
stress in the transitional region, whereas the other approaches underestimate this rate of growth. In order to verify this
point, a closer look on the Reynolds shear stress is done in Fig. 7. The Reynolds shear stress −u′v′ is plotted using
different RANS approaches, and they are compared against the available PIV experimental data of Hain et al. [8].
Although the chord-based Reynolds number of the experiment was slightly different than the RANS computations
(66,000 versus 60,000), we consider this difference sufficiently low for allowing qualitative comparisons focused on
the behavior of the models. In Fig. 7.(b) and 7.(d) we can observe that LSTT approach predicts similar shear stress
when using k − ω and Spalart-Allmaras models. The overall shape and location of the produced shear stress predicted
by the LSTT computations are in good agreement with the experiment (Fig. 7.(a)), although the maximum value is
overestimated. On the contrary, the Step approach (Fig. 7.(c) and (e)) and Menter-Langtry model (Fig. 7.(f)) are in less
good agreement with the experimental data, as the predicted values of shear stress are underestimated and the location of
its maximum value do not match the location observed in the experiment. Therefore, we may conclude that the reason
why γ − R̃eθt and Step approaches underestimate the skin-friction downstream of the transition onset may be related to
a lack of production rate of shear stress in the transitional region, which is the essential modeling issue addressed by the
LSTT approach.
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Fig. 8 Comparison of chordwise distributions of skin-friction (cf∞ on the suction side) and of pressure coefficient
Cp obtained from different RANS computations with available LES data [60, 64] at different angles of attack
(α=2◦,6◦,8◦,11◦) at Rec=60,000 and Ncr=11 (Tutr ≈0.03%)
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In Fig. 8 we assess the influence of the angle of attack. With increasing α (Fig. 8), the bubble shrinks from ∼ 55%c
at α=2◦ (separation at x u 0.4c with reattachment at x u 0.95c very near the trailing-edge) to ∼ 20%c at α=11◦
(separation very near the leading edge with reattachment at x u 0.20c).

Regarding the importance of the triggering approach, the conclusions are quite similar to those drawn for the baseline
case (α = 4◦, Rec = 60, 000). Abrupt activation of the turbulence model at the transition onset generally fails, possibly
returning stalled flow with an open bubble (Fig. 8) as the prediction using the k − ω model shows.

On the contrary, the LSTT computations are generally in satisfactory agreement (Fig. 8) with LES data [60, 64].
At α = 2◦, the agreement with the LES data of Galbraith and Visbal [64] is excellent for k − ω and quite good for
Spalart-Allmaras. At α = 6◦, there is a slight scatter between the 2 sets of LES data [60, 64], the LSTT computations
being in close agreement with Catalano and Tognaccini [60]. At α=8◦, where the 2 sets of LES data are in better
agreement one with another, the k − ω + LSTT model suffers from the prediction by the criteria of too early a
transition-onset location, which induces an earlier negative cf∞ peak and earlier reattachment, also resulting in a slight
discrepancy of the pressure plateau associated with the LSB. The same remarks apply to the α = 11◦ case (Fig. 8)
regarding k − ω LSTT. On the contrary, at α = 8◦ the Spalart-Allmaras LSTT model does not produce a too upstream
transition onset prediction. However, let us highlight that at α = 11◦ the Spalart-Allmaras LSTT model predicts a
stalled condition. Hence, we believe that the reason why at α = 8◦ the k − ω LSTT predicts a too early transition and
Spalart-Allmaras LSTT does not, is because Spalart-Allmaras at α = 8◦ is very close to bubble bursting.

Despite the fact that Spalart-Allmaras LSTT model does not successfully predict the LES data at this near-stall
condition (α = 11◦), this prediction shows that LSTT activation (which boosts Reynolds stress production) does
not inhibit the capacity of the model to predict stall and bubble bursting. Contrarily, by successfully predicting
moderate-to-high angles of attack LSBs, the LSTT approach may contribute to enhancing the RANS ability to capture
the airfoil’s stall threshold.

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
x∕c

−3

−2

−1

0

1

cf∞

×10−2

Rec = 60, 000
� = 4◦

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
x∕c

−4

−2

0

Cp

ILES Galbraith and Visbal
k-!+LSTT Automatic
(x∕c)tr=0.066 (Ncr=10.7)
k-!+LSTT Prescribed
(x∕c)tr=0.092

Fig. 9 Comparison of cf∞ (on the suction side) and Cp obtained from LES [64] against RANS computations
(k − ω [52] + LSTT [41]) using automatic or prescribed transition onset location.

In order to determine the reasons for the observed discrepancies between the k − ω + LSTT predictions and the
LES data [60, 64] at the higher α ∈ {8◦, 11◦} (Fig. 8) we performed an additional calculation at α=11◦ (Fig. 9), where
the transition onset was prescribed at xtr = 0.092c further downstream of the criteria-predicted (Ncr ≈ 11) location
of transition onset at xtr = 0.066c. This ad hoc adjustment of the transition onset location greatly improves the
agreement with LES: the location of the negative cf∞ peak and of reattachment are in excellent agreement with the LES
computations, and these results in a substantially improved prediction of the pressure plateau in the Cp distributions
(Fig. 9).

These results demonstrate that the LSTT approach is quite successful in controlling the turbulence built-up in the
transitional region, provided that the correct xtr is obtained by the transition criteria. Inversely, the increased discrepancy
of the k −ω + LSTT computations with LES as α increases is principally associated with the inaccurate (early) prediction
of transition onset. This would imply that with increasing α, Ncr should also increase. Mack’s correlation would then
suggest that the effective [65, 66] Tutr decreases. An argument in support of this supposition is that as the laminar
separation point moves upstream, closer to the stagnation point, with increasing α, the boundary-layer thickness at

13

D
ow

nl
oa

de
d 

by
 O

N
E

R
A

 o
n 

A
ug

us
t 1

, 2
01

9 
| h

ttp
://

ar
c.

ai
aa

.o
rg

 | 
D

O
I:

 1
0.

25
14

/6
.2

01
9-

29
22

 



separation δsep is modified, and so does the receptivity of the boundary-layer to a given spectrum of external turbulence,
in line with theoretical arguments [65, 66] corroborated by numerical stability calculations [67]. This is naturally
incorporated in LES dynamics but not in Mack’s correlation (Eq. 7) which assumes a monotonic bijection Ncr (Tutr ).
With regard to the previous results (Figs. 8, 9), it may be surmised that, as α increases and the LSB size shrinks,
increased diffusion of momentum by the Reynolds shear-stress −u′v′ is necessary to compensate the high inertial forces
of the flow and the increased deceleration associated with the adverse local pressure gradient. It is precisely because
the LSTT approach, by boosting production of turbulence and inhibiting the shear limiter of k − ω models until after
fully turbulent conditions are reached, achieves a better prediction of the Reynolds shear-stress −u′v′ (Fig. 7) that it
performs better than the Step-activated approaches, significantly improving the predictive accuracy of the bubble’s
topology. The convection effect of the correct prediction of the transitional region in the LSTT approach translates into
proper estimation of the cf values downstream of the bubble.

C. T106C turbine blade
The T106C test case is based on the experiments performed by Michalek et al. [68]. They studied the low-pressure

high-lift turbine blade T106C on a linear cascade in the VKI S1/C high-speed wind tunnel operating at exit Mach
number of M = 0.65. Multiple cases were analyzed, particularly for varying chord-based Reynolds number and
free-stream turbulence levels. In this study, two configurations are considered as shown in Fig. 10, the Rec = 120, 000
and Rec = 250, 000 cases, both at Tu∞ = 0.9%. The k −ω [52] LSTT prediction is compared against the γ − R̃eθt model
with Content-Houdeville [69] correlations with Tu = 0.9%s. For the LSTT approach, the AHD-Gleyzes [44, 53] criteria
were employed, initially using Ncr = 2.9 (Tu = 0.9%) and then adjusted to Ncr = 10 in order to fit the experimental
data transition onset for assessing the turbulence model’s activation.
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T106C
Rec=120,000
Tu∞=0.9%

Experiment

γ − R̃eθt
LSTT Ncr = 10

LSTT Ncr = 2.9
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0.8

0.9
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T106C
Rec=250,000
Tu∞=0.9%

Experiment

γ − R̃eθt
LSTT Ncr = 10

LSTT Ncr = 2.9

Fig. 10 Comparison of isentropic Mach, Mis, over the suction side of the T106C turbine blade, using k-ω
[52] LSTT model and Menter-Langrty γ − R̃eθt (with Tu = 0.9%) [17, 70] model with Content-Houdeville [69]
correlations, against available wind tunnel experimental data.

In Fig. 10 we present the chordwise distribution of isentropic Mach Mis of the suction side of the blade. The
γ − R̃eθt model produces good predictions of this flow. We observe only a slightly slow recovery from the end of the
plateau of Mis, which may translate into an overestimation of the bubble size. On the other hand, the LSTT automatic
transition prediction with the prescribed turbulence value of Tu = 0.9% (Ncr = 2.9) predicts a transition onset located at
xtr/c ≈ 0.80, which is quite far upstream of the observed experimental transition onset (xtr/c ≈ 0.85). As a result, LSTT
computations using Ncr = 2.9 fail to predict the LSB. In order to assess the influence on the value of Ncr , a sweep of this
parameter was done. It was found that using Ncr = 10 the LSTT computations yield very good predictions with respect
to experimental data. However, Ncr = 10 is associated with very low turbulence level (Tu ≈ 0.046) following Mack’s
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relationship. This last aspect is unsatisfactory, as accurate transition criteria should provide correct transition onset
prediction for measured experimental turbulence level. This inaccuracy may be caused by one or several of the following
points: (a) employed transition criteria may not be precise enough for this flow condition, (b) Mack’s relationship may
not relate precisely enough the freestream turbulence level to the actual turbulence breakdown threshold and (c) the
measured value Tu = 0.9% may be much higher than the actual turbulence level value at the laminar boundary-layer
edge, Tuδ , where the receptivity mechanism takes place.

Considering the LSTT computation at Ncr = 10, we can evaluate the turbulence model’s activation precision with
respect to γ − R̃eθt and the experimental data. Hence, we can observe that LSTT approach yields a steeper recovery
after the plateau than γ − R̃eθt prediction. This results in better agreement with experimental data. A similar effect was
observed and discussed upon Cp distribution of the SD7003 airfoil in Fig. 6. Thus, in a similar fashion as concluded in
the analysis of Fig. 6, the fact that LSTT predicts a steeper and more accurate recovery after the plateau (Fig. 10) may
be due to LSTT better accounting for the smooth and important production of Reynolds shear stress in the transitional
region.

V. Conclusion
Several transitional RANS approaches applied to a collection of low Reynolds number aerodynamic flows were

assessed. The recently proposed non-local Laminar Separation Transition Triggering (LSTT) [41] approach, originally
designed for use with k − ω [35, 52, 71, 72] turbulence models and transition criteria [44, 53], was extended to the
one-equation Spalart-Allmaras [51] turbulence model. The LSTT approach was compared to typical Step off-on [34, 39]
activation of RANS turbulence models and transport equation-based γ − R̃eθt [17, 18, 69, 70, 73] transitional model.
RANS computations were systematically compared against available published DNS [13, 47], LES [60], ILES [59, 64]
or experimental [8, 68] data.

Results show that LSTT approach produces an enhancement of the precision of the RANS predictions, particularly
for low Reynolds number flows. The present analysis suggests that Step activations and γ − R̃eθt model tend to
underestimate the rate of growth of turbulent shear stress in the transitional region, which provokes a downstream
delay of the reattachment point or may even produce an unphysical stalled condition. This scenario is problematic at
high angle-of-attack and low Reynolds number flows, where the accurate prediction of the laminar separation bubble
determines the RANS model’s ability to predict the bubble bursting threshold, which is commonly the main cause
of stall. It is inferred that proper modeling of the LSB is also of fundamental interest for accurately predicting the
downstream turbulent boundary-layer profile, notwithstanding the natural limits of the original turbulence model’s
behavior [58].

As the LSTT approach requires the use of non-local transition criteria, this means that the accuracy and robustness
of the method depends on those of the transition criteria. This may yield several advantages, like the use of accurate
physics-based correlations using integral boundary-layer parameters especially suited for capturing each transition
mechanism (natural, separation-induced, crossflow, bypass...). But it may also yield several disadvantages, like a more
important implementation effort than local transport equation-based approaches [73] particularly for massively parallel
unstructured grids. The implementation of non-local transition criteria has proven to be suitable for massively parallel
structured codes [45], but its extension to unstructured grids is still under work.

This work shows that one of the main assets of the LSTT approach is the use of the non-local length scale str − ssep.
This scale, which was also used by Lian and Shyy [36], seems to be an appropriate choice in order to properly control the
non-equilibrium region where the boost of turbulence is promoted. The LSTT approach shows that this scale can be used
for appropriately delaying shear limiters that may produce an unfavorable effect in the transitional region. Basing the
turbulence activation mechanisms upon this lengthscale allows for proper dependence upon physical conditions like Tu ,
α and Rec . The assumption performed by LSTT which consists in replacing the commonly accepted intermittency factor,
γ, as the main mechanism responsible for the turbulence model’s activation, by the empirical weighting coefficient f tr,
allowed to overcome irrelevant physical constraints inherent to γ. Such constraints are its physical bounds (γ ∈ [0, 1]),
its presumed universality as a physical quantity (particularly problematic when used for triggering different turbulence
models) or even the controversy on how γ (issued from conditional averaging [74]) interacts with the unconditioned
quantities of a RANS framework. On the contrary, this study shows that empirical f tr(, γ) functions designed and
calibrated ad-hoc for each considered turbulence model significantly improves the RANS predictions.

A number of perspectives can be inferred from the present work. First, the LSTT approach may be extended
to other turbulence models and this may contribute to further understanding the necessity of boosting the turbulent
shear stress in the transitional region. Second, modeling work can be performed in order to transform LSTT into a
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purely local formulation, ready to use with general unstructured grids. Third, a thorough evaluation of the prediction
capabilities of the bubble bursting phenomenon, even for dynamic motion of the airfoil, would be desirable as this
phenomenon is related to stall. And last, further effort on improving the accuracy and robustness of transition criteria is
of great importance in order to produce accurate RANS predictions, as was shown in this study. A reassessment on the
Mack’s relationship may be desirable in order to better account for the critical total amplification value determining the
turbulence breakdown threshold for varying inflow turbulence spectra, including those existing in DNS and ILES.
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A. Appendix: Stabilization of Gleyzes Transition Criterion
As the Gleyzes’s [44] correlation shows (5), the criterion implicitly assumes a monotonically increasing Reθ

with respect to the curvilinear abscissa s. However, in general this is not verified, particularly for deeply detached
boundary-layers (H ' 5), as the evolution of Reθ with respect to s may stagnate, or even decrease [11]. Under these
circumstances, N(s) value issued from the integration of (5) may stagnate, or even decrease, systematically delaying
downstream the transition onset location and compromising the RANS simulation. This is not a physically desired
behavior. On the contrary, we would rather expect the inverse behavior, viz. a slight upstream displacement of the
transition onset, as under deeply detached conditions the flow is very instable, promoting a more rapid growth of
perturbations leading to turbulence.

In order to solve this issue, the authors suggest the use of an algebraic extrapolation technique designed to guarantee
the monotonicity of the integrand of (5). This also enhances the numerical convergence of the simulation, as the
transition onset prediction becomes less sensitive to the boundary-layer quantities at the transition onset location. The
authors suggest that this sensitivity, which is particularly pronounced in recirculating flow, is one of the most common
causes of transition onset location oscillations leading to poor convergence.

In the following, the aforementioned algebraic extrapolation technique is presented. The idea consists in replacing
the co-processed H(s) and Reθ (s) values by a mathematical approximation φ and ψ constructed from the exact
boundary-layer values at several points sPi located in the laminar region, which we denote control points,

H(s) ≈ φ
(
s, H(sPi )

)
(10)

Reθ (s) ≈ ψ
(
s, Reθ (sPi )

)
(11)

The approximation functions φ and ψ shall be monotonically increasing. They shall extrapolate precisely enough
the H and Reθ laminar trend from the separation point. The functions shall be reasonably independent on the choice of
the control points sPi .

We suggest exactly fitting φ to a concave parabola using three characteristic values, HP1 = 3, HP2 = 4 and HP3 = 5,
used to infer the control points locations by assuming local bijection,

sP1 = s(H = HP1 ) (12a)
sP2 = s(H = HP2 ) (12b)
sP3 = s(H = HP3 ) (12c)

We suggest fitting ψ to a monotonically increasing power function,

ψ = c1sλ + c2 (13)
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Where the constants c1 and c2 are found by introducing the set { (sP1, Reθ (sP1 )) , (sP2, Reθ (sP2 ))} into (13), and
solving for c1 and c2. We found that extrapolations of the Gleyzes integral function (6) is quite insensitive to the value
of λ, provided it yields a low enough value. We suggest using λ = 10−2.

For concluding the presentation of this extrapolation strategy, we must tell the algorithm how to behave in case one
or several requirements cannot be verified or if one or several control points cannot be found. In the event one of the
three sPi points cannot be computed (due to, e.g. a mildly detached boundary layer where Hmax < 5) an attempt can be
done to produce a monotonically increasing linear fit with the two remaining control points. In case that a linear fit is
not possible or if the resulting parabola fit for φ is convex, the algorithm should use the computed boundary-layer H and
Reθ values in (6). Following this rationale, the stabilization technique presented in this appendix shall only intervene in
highly detached boundary-layers, which actually constitute the problematic scenario where the standard Gleyzes [44]
formulation (5) fails.
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The paper investigates the performance of a recently developed laminar separation transition triggering approach

(criteria-based) that controls the transitional turbulence source terms. Computational results are compared with

available experimental and large-eddy simulation data for low-Reynolds-number �10;000 < Rec < 90;000� quasi-
incompressible flow over the SD7003 airfoil. The influence of the angle of attack, the chord-based Reynolds number,

and the turbulence intensity at transition onset is satisfactory, provided that the correct transition location is returned

by the correlations. The results highlight the importance of correctlymodeling the rapid growth of turbulence kinetic

energy immediately downstream of transition onset.

Nomenclature

Clim = shear-stress limiter delay function
Cp = pressure coefficient
c = airfoil chord length, m
cf∞ = skin-friction coefficient; τw∕�1∕2�ρ∞U2

∞
F2 = Menter’s second blending function
ftr = transition function
Hk = boundary-layer kinematic shape factor; δ�k∕θk
k = turbulence kinetic energy, m2 ⋅ s−2
kL = laminar kinetic energy, m2 ⋅ s−2
M = Mach number
N = total amplification factor
Ncr = critical total amplification factor
n = airfoil wall-normal coordinate, m
Pk = production of turbulence kinetic energy, kg ⋅

m−1 ⋅ s−3
p = static pressure, Pa
Rec = chord-based Reynolds number; ρ∞cU∞∕μ∞
Reθ = momentum-thickness Reynolds number;

ρeθUe∕μe
�Sij = mean strain-rate tensor, s−1

s = wall-tangent curvilinear abscissa, m
ssep = laminar separation point, m
str = transition onset, m
ŝa, ŝb, ŝc, a = transitional model closure coefficients
ŝ = dimensionless streamwise abscissa;

�s − str�∕�str − ssep�
Tu = turbulence intensity; �2k∕3�1∕2∕Ue

Ue = boundary-layer edge velocity, m ⋅ s−1
U∞ = inflow freestream velocity, m ⋅ s−1
us = velocity component projected onto s direction,

m ⋅ s−1

�ui = local Reynolds-averaged velocity i component,
m ⋅ s−1

α = airfoil’s angle of attack, deg
αω = turbulence model’s production of ω closure

coefficient
βk, βω = turbulencemodel’s dissipation of k andω closure

coefficients
γ = Intermittency factor
δ = boundary-layer thickness, m
δ� = boundary-layer displacement thickness, m
ε = dissipation of turbulence kinetic energy,m2 ⋅ s−1
θ = boundary-layer momentum thickness, m
μ = molecular dynamic viscosity, kg ⋅m−1 ⋅ s−1
μt = dynamic eddy viscosity, kg ⋅m−1 ⋅ s−1
ν = molecular kinematic viscosity, m2 ⋅ s−1
νt = kinematic eddy viscosity, m2 ⋅ s−1
ρ = density, kg ⋅m−3

σk, σω, σd = turbulence model’s Prandtl diffusion coefficients
for k, ω, and the cross diffusion

τw = wall shear stress, kg ⋅m−1 ⋅ s−2
ω = turbulence specific dissipation rate, s−1

I. Introduction

T HE analysis and design of low-Reynolds-number airfoils [1] are
essential in numerous applications, including unmanned aerial

vehicles or radio-controlled model aircraft [2], micro air vehicles [3],
and small horizontal-axis wind turbines [4].
Advances in low-Reynolds-number airfoil design were made

mainly by recognizing the major influence of the upper-surface
laminar separation bubble (LSB) in the boundary-layer development,
and consequently on overall airfoil performance. Selig [1] and Selig
et al. [5] extensively applied inverse design, prescribing the
boundary-layer behavior to produce several very successful and
widely used low-Reynolds-number airfoils. An important element in
this design philosophy is based on the observation [6] that low-
Reynolds-number airfoil drag essentially depends on the location of
transition (optimally inside a short LSB) as a function of angle of
attack (or lift coefficient cL), which is prescribed as target in the
inverse method. Therefore, tools that accurately predict transition
inside LSBs are necessary.
Traditional viscous/inviscid methods [7] based on integral

boundary-layer methods [8] and transition correlations [9] are quite
successful in predicting two-dimensional (2-D) airfoil flows. On the
other hand, the development of more general (potentially extensible
to three dimensions) analysis and design tools requires the inclusion
of transition models in transport-equation Reynolds-averaged
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Navier–Stokes (RANS) models that are used in computational fluid
dynamics [10–14].
Although low-Reynolds-number multiequation turbulence mod-

els were originally introduced to predict transition [10], it is now
established that they are not sufficiently precise [13–16]. Therefore,
various specific transition models have been introduced for use in
conjunction with RANS models [17]. These models include abrupt
activation of production terms in the turbulence transport equations at
the correlation-determined transition location [11,18] and specific
transport equations for intermittency [19–21] or the laminar kinetic
energy [22].
The abrupt activation of turbulence production at the point of

predicted transition onset has been justified [11] on the basis that the
breakdown to turbulence occurs quite fast. The growth rate of
turbulence from the transition onset is of little importance for high-
Reynolds-number flows because it occurs typically within a small
fraction of the airfoil chord. On the contrary, this may have a large
impact on low-Reynolds-number flow LSBs because the distance
from transition onset up to fully developed turbulence ismuch longer.
As a consequence, the convection effects in the boundary layer due to
the preturbulent region are quite significant for low-Reynolds-
number flows. Lian and Shyy [23] have introduced, in conjunction
with the low-Reynolds-number k − ω [10], a streamwise-dependent
intermittency function γ�s� to simulate the last stage of the transition
process. The length scale used in the definition of γ�s� was the
distance between the transition onset str and separation ssep. Detailed
LSB measurements [24] substantiate the idea of using the
characteristic length scale str − ssep. Bounding γ�s� ≤ 1 somehow
retards the streamwise increase of turbulence kinetic energy. Arnal
([25] pp. 8–32) suggests the use of a pseudointermittency empirical
coefficient that can locally overshoot above unity to obtain a rapid
growth rate of turbulence between the transition onset and the
complete breakdown to fully turbulent flow. Recently, the authors
[26] have developed a laminar separation transition triggering
(LSTT) model based on the length scale str − ssep with a
pseudointermittency that is locally greater than unity. This approach
was coupled with transition criteria [27,28] and different k − ω
variants [29–32]. LSTT model coefficients were calibrated against
direct numerical simulation (DNS) data [33] to obtain the correct
reattachment location. Itwas found that correctly boosting turbulence
production in the transitional region is the key to the successful
prediction of the boundary-layer development. In the present work,
we systematically assess the LSTT model’s [26] performance.
The SD7003 airfoil [34] is characterized by a very thin LSB with

little influence on airfoil drag, which was attributed [1] to the specific
evolution of the upper-surface transition location. At low
Rec ∈ �200;000; 500;000�, laminar separation occurs on the upper
surface at a location varying from xsep∕c ∈ �0.5; 0.7� for α � 0 deg
to very near the leading edge at α � 8 deg. The transition location
xtr∕c varies almost linearly from near the trailing edge at α � 0 deg
to∼5% at α � 8 deg. Selig [1] attributed the enhanced performance
of the SD7003 airfoil with precisely this quasi-linear (shallow)
evolution of xtr with α, and hence cL. It is noteworthy that, for
Rec ⪆ 200;000, the SD7003 airfoil does not present any substantial
increase of cD at low cL, which is contrary to most other airfoils; this
effect appears at lower Rec⪅100;000 ([34] figure 12.138, p. 332).
The LSB on the SD7003 airfoil has been studied extensively both
experimentally [35–41] and computationally using large-eddy
simulations (LESs) [42–48].
Detailed velocimetry [35–37,39] and skin-friction [49,50]

measurements (experimental scatter [40], accuracy [37], and
interpretation difficulties [1] notwithstanding) provide data on the
locations of separation, transition, and reattachment (or open bubble)
with varying both chord-basedReynolds number and angle-of-attack.
The two sets of large-eddy simulations performed by Catalano and
Tognaccini [43] and Galbraith and Visbal [44] are quite consistent
between them. The differences of predictions observed between the
two sets of computations exemplifies well the high sensitivity of
transitional flows to ambient perturbations, which was also observed
in the experimental data [1,37,41,50]. Several experimental studies
[35,38,50] investigated the influence of external-flow turbulence

intensity of the transition-onset station Tutr on the LSB. Recently,
Schmidt and Breuer [46] used a specific turbulence generation
methodology [47] in the context of LES computations to analyze the
effect of Tutr . The available experimental and LES data have been
used by numerous authors [11,12,18,23,51,52] to assess the
performance of RANS and transitional RANS models.
The purpose of the paper is to further explore the idea of

progressive (streamwise) control of the transition process by
combining the LSTT model [26] applied to the Wilcox 2006 [53]
k − ω model through systematic validation with available data for
quasi-incompressible flow around the SD7003 airfoil. In Sec. II, we
present the physical models and numerical methods employed in this
study. In Sec. III, we present thevalidation results of the LSTTmodel.
A preliminary analysis of the impact of the critical total amplification
factor Ncr on the transition-onset location is performed. Then, the
LSTT model is evaluated for varying angles of attack, the chord-
based Reynolds number, and the external turbulence level.

II. Methodology

The LSTTapproach [26] triggers turbulence production (Sec. II.C)
in the k − ω model (Sec. II.A) using information on the transition-
onset location from nonlocal transition criteria (Sec. II.B).

A. Turbulence Model

The underlying RANS model that is active in the fully turbulent
regions is Wilcox’s 2006 k − ω model [32,53] (Table 1):

6
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�
ω;Clim
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�2 �Sdij �Sdij∕βk�

q � (1d)

where �Sdij is the deviatoric part of the strain-rate tensor. The LSTT
formulation [26] accounts for the separation-induced transition from
laminar to turbulent regimes by streamwise-variable transition
triggering functions (dimensionless function ftr; Fig. 1) multiplying
the production terms of the k andω equations [26,54] and a delay off–
onmechanism in the activation of the shear limiterClim (Fig. 1) in the
expression of the eddy viscosity [Eq. (1d)]. Some formulation of the
shear-stress limiter in the turbulent boundary layer is used in most
k − ωmodels [30,32,55,56], but this delays transition by reducing the
shear stress, and hence the production of k in the transitional region
[54]. Turbulence triggering is controlled through both ftr and a
delayed activation of Clim (Sec. II.C). The transition triggering
functions depend on two inputs: the streamwise location of laminar
separation ssep (which is directly obtained from the solution of the
Navier–Stokes equations); and the point of transition onset str, which
is obtained from streamwise-nonlocal criteria based on integral
boundary-layer parameters (Sec. II.B).
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B. Transition-Onset Prediction

Transition onset is determined by applying the combined [9,57]

Arnal–Habiballah–Coustols (AHD) [27] and Gleyzes et al. [28]
criteria determining the transition-onset location at each iteration of

the RANS solver. For the separation-induced transition calculations

presented in this paper, transition onset is actually determined by the

Gleyzes et al. criterion [28]. The AHD criterion is used from the
laminar critical point up to the streamwise location where the

boundary-layer shape factor is H � 2.8, where it switches to the

Gleyzes et al. criterion. The Gleyzes et al. criterion calculates a total

amplification factor N�s� by streamwise integration of correlations
based on H and Reθ, which were obtained by fitting linear stability

analysis calculations [28]. Transition onset is the location where N
reaches a critical value Ncr. In principle, this critical total

amplification factor Ncr can be related via Mack’s [58] empirical
correlation

Ncr � −2.4 ln �Tutr � − 8.43 (2)

to the turbulence intensity Tutr at the boundary-layer edge at the
transition-onset location. Further details on the implementation of the

criteria-based approach [9,57] were presented in the appendix

of Ref. [26].
This is a quite standard and widely tested criteria-based approach

[9,57] that is numerically similar to the correlations used in XFoil

[8,59]. Notice thatMack’s correlation [58] was developed for low-Tu

studies, and it returns Ncr�Tutr ⪆ 2.98%� ≤ 0. Therefore, Drela
slightly modified Eq. (2) at high Tu [60]. This modification

notwithstanding, it should be stated from the outset that a major

drawback of Mack’s correlation [58] is that it does not include the

external turbulence length scale, which determines the effectiveness
of the external-flow perturbations in triggering bypass transition in

the boundary layer [61,62]. The sensitivity of the results on Ncr will

be further discussed in Sec. III.D.

C. Turbulence Triggering Model

1. Off–On Triggering

For comparison purposes, we also present the results of a simple
off–on triggering of the turbulencemodel. Thiswidely used approach

[11], hereafter denoted the step, consists of disabling the source terms

of the turbulence model upstream of the transition-onset location,

where they are instantly activated. The step approach was evaluated
both with the shear-stress limiter enabled �Clim � 7∕8� and

disabled �Clim � 0�.

2. LSTT

The current work assesses, by systematic comparison with

measurements, the nonlocal algebraic laminar separation transition

triggering model recently developed by the authors [26]. Off–on
abrupt triggering of the RANS model at transition onset
underestimates the rapid increase of skin-friction downstream of
the bubble [54], as compared to DNS data [33], where cf increases
rapidly and presents an overshoot just downstream of reattachment.
To properly handle this behavior, the triggering model must account
for the smooth but swiftly increasing streamwise production of the
Reynolds shear stress −u 0v 0 that occurs in the separated shear layer,
downstream of transition onset, as observed both in the experiments
[39] and DNS [33]. The LSTT model [26] was specifically designed
to control the rate at which turbulence is produced downstream of the
transition onset. Proper growth of the Reynolds shear stress is
accomplished by twomechanisms: 1) favoring a strong imbalance of
the production-to-dissipation ratio of turbulence kinetic energy in the
transitional region by boosting the production of kwith a streamwise-
variable multiplicative coefficient ftr�s� [Eq. (1a)] that is locally
greater than one, whereas the production of ω grows without
overshoot [Eq. (1b)] by limiting the multiplicative coefficient to
min�ftr; 1�; and 2) delaying the activation of the shear limiter Clim

until a fully turbulent boundary layer is established.
In constructing the model, it was assumed (Fig. 1) that the

transitional region streamwise extent scaleswith the bubble’s laminar
length (str − ssep); furthermore, the triggering functions ftr�s� and
Clim�s� depend only on the nondimensional streamwise coordinate

ŝ ≔
s − str
str − ssep

(3)

In this way, turbulence triggering automatically adapts to different
bubble sizes. For the airfoil case, s is the curvilinear coordinate along
the airfoil surface.
In the LSTT model [26], ftr�ŝ� is a piecewise continuous function

(Fig. 1) that depends on three parameters: the overshot value
a ≔ maxs�ftr�, the nondimensional location ŝa of this maximum,
and the downstream nondimensional station ŝb where ftr�ŝb� � 1.
The model is completed by the nondimensional station where the
shear limiterClim is activated further downstream ŝc: typically several
bubble lengths downstream of the bubble. These four model
coefficients (a, ŝa, ŝb, and ŝc) were calibrated [26] for different k − ω
models to reproduce the DNS-calculated [33] cf distribution of the
LSB on a flat plate. The specific values for the Wilcox 2006 k − ω
model [32], which were used in the present computations, are
summarized in Table 1. The required inputs of the LSTT model are
the laminar separation point ssep, obtained by the solution of the
Navier–Stokes equations at the current iteration, and the transition-
onset location str provided by the transition criteria (Sec. II.B).

3. Two-Dimensional Extrusion

The LSTT model acts through the algebraic functions ftr and Clim

in the k − ω equations [Eq. (1)]. Therefore, these functions, which are
determined at the wall, are required everywhere in the flowfield.
Inside the boundary layer [n ≤ δ�s�, where n is the distance to the
wall], they are determined by wall-normal extrusion. Outside of the

Fig. 1 Transition triggering function f tr and shear-stress limiter Clim

activation used in the LSTT [26] approach for theWilcox 2006 [53] k − ω
model (Table 1).

Table 1 Wilcox 2006 k − ω [53] turbulence
model closure coefficients (notice the three-
dimensional term fβω � 1 for 2-D flows) and

corresponding LSTT [26] model coefficients (Fig. 1)

Parameter Value

βk 0.09
σk 0.6
αω 0.52
βω 0.0708fβω
σω 0.5
σd 0.125
Clim �7∕8�; s ≥ sc 0; s < sc
ŝa 0.182
ŝb 0.414
ŝc 5.83
a 2.15
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boundary-layer [n > δ�s�], a simple off–on switch of ftr ∈ f0.1g and
Clim ∈ f0; 7∕8g is made in the laminar boundary-layer edge
region (s ≤ str).

D. Flow Solver

Computations were run on structured multiblock grids using the
compressible solver elsA [63] developed at ONERA. The freestream
Mach number of M∞ � 0.16 corresponds to essentially
incompressible flow. The turbulence kinetic energy production was
limited to max�Pk; 100ε�. This limiter is active in the transitional
region where extreme nonequilibriummay be returned by the model,
as shown in the Appendix.
Details on the numerical method and boundary conditions were

given in Ref. [26]. Following standard computational practice [64],
the freestream values of μt∞ � 0.1μ and Tu∞ � 0.01%were applied.
The corresponding length scale is lt∞ ≔

������
k∞

p
∕βk∕ω∞≊

9000 c∕Rec. In the region s�x; y� < str, where ftr � 0, there is no
production in the k − ω equations [Eqs. (1a) and (1b)], and themodel
behaves as decaying turbulence [32,65]. Because νt∞ ≪ ν∞, the code
returns essentially laminar results up to str.
To thoroughly investigate the influence ofTutr and the applicability

of Mack’s [58] correlation [Eq. (2)], Ncr is prescribed as an
independent input, in lieu of using the computed value of Tuδ�str�,
thus circumventing well-known issues of the far-field boundary
condition of the k − ω model [64].

E. Grid Assessment

The C-topology grids were generated by 2-D hyperbolic extrusion
using Cassiopee [66]. The results (Sec. III) were obtained on the
867 × 176-point grids (Table 2), which is designed to have similar
resolution as the grids used byCatalano andTognaccini [18], with the
far-field boundary located at 30 chords from the airfoil and the wall-
adjacent cell height ofΔn�w < 1 in the turbulent boundary layer. In the

streamwise direction, the 867 × 176-point grids have 96 points in the
wake, 179 points on the lower side of the airfoil, and 500 points on the
upper side. Depending of the computed �α; Rec� case, the number of
streamwise points on the upper side of the airfoil located upstream of
separation,Ns<ssep , in the LSB,NLSB, and from reattachment until the

trailing edge, Ns>sreat , were varied. Invariably, the LSB was finely

resolved (NLSB ∈ �177; 320�) with Nδ�ssep� ∈ �61; 91� wall-normal

points across the boundary layer at separation (Table 2).
A grid convergence study is shown in Fig. 2, where the skin-

friction coefficient of cf∞ � τw∕�1∕2�ρ∞U2
∞ and the pressure

coefficient of Cp � �p − p∞�∕�1∕2�ρ∞U2
∞ are presented for the

baseline SD7003 case (α � 4 deg, Rec � 60;000). This study
highlights the importance of wall-normal resolution because the
coarsest 434 × 89-point grid produces inaccurate results, which is
contrary to the 434 × 176-point grid. The finest wall-normal-wise
grids of 867 × 351 and 1734 × 351 yield almost identical results
(Fig. 2), which can be considered grid converged. The 867 × 176 grid
is in quite good agreement with the grid-converged results, and it was
retained for the systematic comparison of the LSTT model [26] with
data (Sec. III).

III. Results and Discussion

After a detailed study of the model for the baseline (α � 4 deg,
Rec � 60;000) configuration of the SD7003 airfoil (Sec. II. A), we
assess themethod’s performance in predicting the effects of the angle
of attack (Sec. III.B), the Reynolds number (Sec. III.C), and ambient
turbulence (Sec. III.D).

A. SD7003: α � 4 deg at Rec � 60;000

The flow around the SD7003 airfoil at α � 4 deg and Rec �
60;000 has been studied extensively: both experimentally [37,39,40]
and computationally [11,12,18,23,51]. It is generally accepted that,

Table 2 Computational grids and LSB resolution parameters (based on the k − ω�LSTT [26]
results)

α, deg Rec Ni × Nj Ns<ssep 0 < x < xsep NLSBxsep < x < xreat Ns>sreatxreat < x Nδ�ssep�
2 60 × 103 867 × 176 153 318 22 78
4 10 × 103 —— 173 320 0 91
4 40 × 103 —— 105 301 87 79
4 60 × 103 —— 115 268 110 76
6 60 × 103 —— 51 188 254 73
8 30 × 103 —— 50 203 240 74
8 60 × 103 —— 39 177 277 68
8 90 × 103 —— 43 200 250 65
11 60 × 103 —— 43 196 254 61
4 60 × 103 434 × 89 79 118 50 40
— — —— 434 × 176 57 136 54 76
— — —— 867 × 351 108 291 94 151
— — —— 1734 × 176 231 541 217 76
— — —— 1734 × 351 217 582 190 151

Fig. 2 Distributions of cf∞
(on the suction side) and Cp using k − ω [53]�LSTT [26] of the flow around a SD7003 airfoil on progressively refined grids

(Table 2).
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at lowRec, ambient turbulenceTutr , which is represented in transition

criteria byNcr [Eq. (2)], strongly influences the LSB. Hain et al. ([39]
figure 1, p. 132) evaluated, usingXFoil [8,59] calculations, the strong
influence of Ncr, observing a slight delay in separation and a faster
reattachment with increasing Tutr (decreasing Ncr); the LSB

disappears for Ncr⪅5.5⇐
�5�
Tutr ⪆ 0.56%.

This sensitivity on Tutr was also noted by Ol et al. [40], who
observed (between three different experimental facilities) substantial
dispersion in theLSB location (attributed to possibleminor variations
of Tutr ) and flow structure (attributed to insufficient spatiotemporal
resolution of the measurements). To avoid the issue of experimental
discrepancies, the present RANS computations are compared with
the LES results by Catalano and Tognaccini [43] and by Galbraith
and Visbal [44], which are in satisfactory agreement with the
measurements ([37] figure 8, p. 7).
In line with the XFoil results ([39] figure 1, p. 132), the LSB

predicted by the k − ω [53]�LSTT [26] computations at α � 4 deg
andRec � 60;000 (Fig. 3) is particularly sensitive to the value ofNcr,

with a very long LSB for quiet external flow (Ncr � 16⇐
�5�
Tutr ⪆

0.004%) progressively shrinking with increasing ambient turbu-
lence. With decreasing Ncr (increasing Tutr ), the reattachment point

moves upstream and, inversely, the laminar separation point moves
downstream, leading to an overall reduction of the bubble size. The
streamwise evolution of the total amplification factorN on the upper
side of the airfoil, predicted byGleyzes et al.’s [28] (Sec. 2.2) criterion
(Fig. 3), highlights the influence of Ncr on the LSB, demonstrating
the impact of predicted transition-onset location and of turbulence
triggering on the laminar region of the flow.Obviously, the size of the
LSB influences the separation location. With increasing Ncr

(decreasing Tutr ), not only the bubble but also the separated laminar

region become larger. This implies that velocity profiles of the

laminar region of the bubble yield comparatively higherH values. As
the local stability analysis of the velocity profiles shows [28], these
profiles are more unstable, which promote a more rapid growth of
pretransitional perturbations, yielding comparatively higher values
of N, as shown in Fig. 3.
The closest agreement with LES data [43,44] is obtained with

Ncr � 10.66⇐
�5�
Tutr ⪆ 0.035% (Fig. 3). This value is higher than the

usual range of Ncr ∈ �7; 9� typically used for calm atmosphere
conditions [59]. One possible explanation is the fact that the LES
calculations [43,44] were run without any kind of turbulence forcing
so that the perturbations that lead to turbulence are very low and
exclusively associated with numerical noise. Unless otherwise
specified, the computations presented in this work usedNcr � 10.66.
The particular way turbulence is triggered at transition onset has a

major influence on the LSB prediction (Fig. 4). A simple off–on
(Sec. II.C.1) step activation of the production terms fails to correctly
reproduce the LSB. For comparison purposes, the off–on
computations were step activated at xtr � 0.54c, which is the
transition-onset location predicted by the k − ω [53] �LSTT [26]
model. The k − ω [53]model, step activated (Sec. II.C.1) at transition
onset with Clim � 7∕8, fails to correctly reproduce the LES-
predicted LSB (Fig. 4), returning an open bubble that does not
reattach on the profile, and inducing airfoil stall. This problem is
partly fixed by disabling the shear limiter in the step-activated k − ω
[53] model (Clim � 0), predicting a bubble but with delayed
reattachment and a substantial underestimation of cf∞ in the attached
turbulent boundary layer (Fig. 4), as well as failing to reproduce the
very steep pressure recovery in the transitional region. The bubble-
adapted LSTT model [26] gives the best agreement with LES data,
both in cf∞ and Cp (Fig. 4), predicting the correct reattachment
location and cf∞ level downstream. As the transitional part of the
bubble is better predicted by the k − ω [53]�LSTT [26] model, the

Fig. 3 Influence of external turbulenceTutr on the suction side cf∞
and on separation (sep.), transition (trans.), and reattachment (reatt.) locations using

k − ω [53]�LSTT [26] as compared to LES data [43,44].

Fig. 4 Comparison of cf∞
(on suction side) and Cp obtained from LES [43,44] against k − ω [53] computations (using LSTT [26] or step activation) for

α � 4 deg, Rec � 60;000, and Tutr � 0.035%.
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boundary-layer displacement feedback on the outer flow [8] is
improved, also yielding a better prediction of the location of laminar
separation.
The undesired effect of the standard (fully turbulent) shear-stress

limiter on the low-Reynolds-number prediction of flows involving
LSBs has been identified by several authors [18]. For example, the
k − ω shear-stress transport (SST)-Low-Reynoldsmodel of Catalano
and Tognaccini [18], which performs a relaxation of the SST limiter
via a Reynolds-dependent weighting of Menter’s second blending
functionF2 [21] and predicts the correct turbulent reattachment point
and Cp distribution but still underestimates cf∞ downstream of the
bubble ([18] figure 15, p. 1682).
The correct prediction of cf∞ downstream of the bubble is a

difficult challenge for RANS methods. Its underestimation is the
result of the underestimation of the Reynolds shear-stress −u 0v 0 in
the transitional shear layer [26], leading to a convection effect that
translates into a slower turbulence development and comparatively
lower values of cf∞ downstreamof the bubble. Thiswas a key issue in

the development of the LSTT model [26], and it is illustrated by
comparing levels of measured [39] and of Reynolds shear-stress
−u 0v 0 in the LSB (Fig. 5) and streamwise velocity �us profiles (Fig. 6).
Using step activation with the fully turbulent Clim � 7∕8 severely
underestimates −u 0v 0 as compared to the experimental data (Fig. 5),
and it leads to unphysically excessive separation (Fig. 6). This is
partly corrected by deactivating Clim in the step-activated
computations, but predicted levels of −u 0v 0 are still underestimated
(Fig. 5), leading to an overestimation of bubble size (Figs. 4 and 6).
The LSTT model is necessary to correctly predict −u 0v 0, which is
actually slightly overestimatedwith comparison to themeasurements
(Fig. 5) and, as a result, predicts the correct bubble size (Fig. 4) and
boundary-layer development (Fig. 6).

B. Effect of the Angle of Attack at Rec � 60;000

The k − ω [53] �LSTT [26] model is compared with LES data
[43,44] and predictions using a step activation (which does not
include an overshoot inPk) for variousα atRec � 60;000. TheLSTT
model usedNcr � 10.66 in the transition criteria (Sec. II.B), whereas
the step-activated computations assumed transition onset at the
location predicted in the LSTT computations. With increasing α
(Fig. 7), the bubble shrinks from∼55%c at α � 2 deg (separation at
x≊0.4cwith reattachment at x≊0.95c very near the trailing edge) to
∼20%c at α � 11 deg (separation very near the leading edge with
reattachment at x≊0.20c).
Regarding the importance of the triggering approach, the

conclusions are quite similar to those drawn for the baseline case
(α � 4 deg, Rec � 60;000; Sec. III.A). Abrupt activation of the
triggering approach with fully turbulent Clim � 7∕8 generally fails,
invariably returning stalled flow with an open bubble (Fig. 7).
Deactivating Clim � 0, the shear limiter in the k − ω computations
always improves the results because, following the arguments in
Sec. III.A, the absence of the shear limiter returns a higher Reynolds
shear-stress −u 0v 0; nonetheless, the agreement with the LES data is
still not satisfactory (Fig. 7). Although the step-activated Clim � 0
k − ω method correctly predicts the initial part of the bubble, it
generally underestimates the negative cf∞ peak (increasingly sowith
increasing α), returns an open bubble at α � 2 deg, stalls at α �
11 deg, or reattaches too far downstream for α ∈ f4 deg; 6 deg;
8 degg (Figs. 4 and 7).
On the contrary, the LSTT computations are generally in

satisfactory agreement (Fig. 7) with LES data [43,44]. At α � 2 deg,
the agreement with the LES data of Galbraith and Visbal [44] is
excellent. At α � 6 deg, there is a slight scatter between the two sets
of LES data [43,44], with the k − ω �LSTT computations being in

a) Experiment (Hain et al., [39])

b) LSTT

c) Step with no shear limiter

d) Step with shear limiter
Fig. 5 Levels of Reynolds shear stress of a) wind-tunnel experiment [39]

(Rec � 66;000); b–c) k − ω [53] (Rec � 60;000) using different
activations of b) LSTT [26] and c) step with shear limiter; and d) step
without shear limiter.

Fig. 6 Tangential velocity profiles of wind-tunnel experiment [39] (Rec � 66;000) against k − ω [53] (Rec � 60;000) using LSTT [26] or step activation:
both with shear limiter and without.
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close agreement with the results of Catalano and Tognaccini [43]. At

α � 8 deg, where the two sets of LES data are in better agreement

with one another, the k − ω �LSTT model suffers from the

prediction by the criteria (Sec. II.B) of too early a transition-onset

location, which induces an earlier negative cf∞ peak and earlier

reattachment, also resulting in a slight discrepancy of the pressure

plateau associated with the LSB (Fig. 7). The same remarks apply to

the α � 11 deg case (Fig. 7). This effect was also observed [26] in

the prediction of the α � 10.55 deg NACA 0012 flow

at Rec � 100;000.
To determine the reasons for the observed discrepancies between

the k − ω�LSTT predictions and the LES data [43,44] at the higher

α ∈ f8 deg; 11 degg (Fig. 7), we performed an additional

calculation at α � 11 deg (Fig. 8), where the transition onset was

Fig. 7 Comparison of cf∞
(on suction side) and Cp of LES [43,44] against k − ω [53] using LSTT [26] and step activation (both with and without shear

limiter) for (α � 2, 6, 8, and 11 deg) at Rec � 60;000 andNcr � 10.7 (Tutr ≈ 0.035%).
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prescribed at xtr � 0.092c further downstream of the criteria-

predicted (Ncr � 10.66) location of transition onset at xtr � 0.066c.
This ad hoc adjustment of the transition-onset location greatly

improves the agreement with LES: the locations of the negative cf∞
peak and of reattachment are in excellent agreement with the LES

computations, and this results in a substantially improved prediction

of the pressure plateau in the Cp distributions (Fig. 8).
These results demonstrate that the LSTT approach is quite

successful in controlling the turbulence built up in the transitional

region, provided the correct xtr is obtained by the transition criteria.

Inversely, the increased discrepancy of the k − ω �LSTT
computations with LES as α increases is principally associated

with the inaccurate (early) prediction of transition onset. This would

imply that, with increasing α, Ncr should also increase. Mack’s

correlation [58] would then suggest that the effective [61,62] Tutr
decreases. An argument in support of this observation is that, as the

laminar separation point moves upstream, nearer to the stagnation

point with increasing α, the boundary-layer thickness at separation
δsep is modified, and this effect influences the receptivity of the

boundary layer to a given spectrum of external turbulence, in line

with theoretical arguments [61,62] corroborated by numerical

stability calculations [67]. This is naturally incorporated in LES

dynamics but not in Mack’s correlation [Eq. (2)], which assumes a

monotonic bijection Ncr�Tutr� [58].
With regard to the previous results (Figs. 7 and 8), it may be

surmised that, as α increases and the LSB size shrinks, increased

diffusion of momentum by the Reynolds shear-stress −u 0v 0 is

necessary to compensate the high inertial forces of the flow and the

increased deceleration associated with the adverse local pressure

gradient. It is precisely because the LSTT approach, by boosting

production of k and inhibiting the shear limiter until after fully

turbulent conditions are reached, achieves a better prediction of the

Reynolds shear-stress −u 0v 0 that it performs better than the step-

activated approaches, significantly improving the predictive

accuracy of the bubble’s topology. The convection effect of the

correct prediction of the transitional region in the LSTT approach

translates into proper estimation of the cf values downstream of the

bubble. For these reasons, we will not consider step activation in the

remainder of the paper. On the other hand, it appears (Figs. 7 and 8)

that an α-varying Ncr input to the transition criteria (Sec. II.B) is

required to handle with accuracy the prediction of transition onset.

C. Effect of the Chord-Based Reynolds Number

We compare (Fig. 9) k − ω [53] �LSTT [26] computations with

implicit large-eddy simulation data of Galbraith and Visbal [44] for

varying Rec at two different α ∈ f4 deg; 8 degg. Expectedly, the
LES data indicate that, at a constant angle of attack, and for an

increasing chord-based Reynolds number, the bubble size decreases,

and the negative and positive peaks of cf∞ becomemore pronounced

(Fig. 9). The LSTT computations correctly capture these
trends (Fig. 9).
The agreement with LES is very satisfactory for α � 4 deg

(Fig. 9). Specifically, at Rec � 40;000, a larger bubble is correctly
predicted as compared to the Rec � 60;000 case because transition
onset has been naturally delayed downstream, and the separated
laminar region has become longer. The deeper negative peak of cf∞ ,
asRec decreases from 60,000 to 40,000, is also correctly predicted by
the LSTT model (Fig. 9). Finally, at the lower Rec � 10;000, the
LSTTmodel correctly predicts the open-bubble topology as the flow
fails to reattach before reaching the trailing edge (Fig. 9) because, in
this massively laminar case, transition onset occurs very close to the
trailing edge. The Cp distributions at α � 4 deg are also correctly
predicted by the method for all of the three Rec values (Fig. 9).
At α � 8 deg, the LSTT computations were also run with

Ncr � 10.66; although, as discussed in Sec. III.B, we should have
used a higher value of Ncr to correctly predict transition onset in this
case that is similar to the α � 11 deg case (Fig. 8). The resulting
discrepancies in the prediction of transition onset by the criteria
(Sec. II.B) notwithstanding, LES trends are correctly predicted by the
LSTT model (Fig. 9) at these stronger adverse pressure gradient
conditions as compared toα � 4 deg. For all of the threeRec studied
at α � 8 deg (Fig. 9), laminar separation occurs practically at the
same location, very close to the leading edge, but transition onset, and
as a consequence the reattachment location, move downstream with
decreasing Rec (the pressure gradient at the end of the plateau
becomes steeper with increasing Rec). The LSTT model correctly
predicts these trends (Fig. 9) and, adjusting Ncr for the α � 8 deg
(not shown), can substantially improve the agreement with LES data
for both skin friction and regarding the level of the pressure plateau.

D. Effect of the Turbulence Intensity

From the previous results and discussions, it appears that the LSTT
model performs generally quite well if the value of Ncr, which is
presumably correlated to the level of external-flow turbulence at
transition onset Tutr Eq. (2) [necessary as an input to the transition
criteria (Sec. II.B)] is appropriately chosen. To further investigate the
performance of the method under varying ambient turbulence, we
compare k − ω [53]�LSTT [26] computations with the LES results
of Breuer [47], where the synthetic turbulence inflow generator
(STIG) approach was employed in order to investigate the influence
of the inflow turbulence upon the bubble topology on the SD7003
airfoil. In the LES computations, a STIG region was located one
chord upstream of the airfoil, where the generated turbulence levels
Tugen were varied following the same integral timescale of
T ⋅ u∞∕c � Lx∕c � 0.118, where Lx is the streamwise integral
length based on Taylor’s hypothesis.
It is expected [65] that the turbulence level from the STIG region

Tugen will decrease downstream of the airfoil’s boundary-layer edge
levels Tuδ�s�, which by Mack’s correlation [Eq. (2)] should provide

Fig. 8 Comparison of cf∞
(on the suction side) andCp obtained fromLES [44] against RANS computations (k − ω [53]�LSTT [26]) using automatic or

prescribed transition-onset location.

8 Article in Advance / BERNARDOS ETAL.

D
ow

nl
oa

de
d 

by
 O

N
E

R
A

 o
n 

Ju
ly

 2
2,

 2
01

9 
| h

ttp
://

ar
c.

ai
aa

.o
rg

 | 
D

O
I:

 1
0.

25
14

/1
.J

05
82

88
 



Tutr and Ncr. Nonetheless, the analytical evaluation of this decrease
requires as input the k − ω length scale lt ≔

���
k

p
∕βk∕ω ([65]

equations 14–16, p. 1103). Notice that the exact relation between the
integral length scaleLx and the k − ω length scale of lt ≔

���
k

p
∕βk∕ω

is not exactly known, even for the simplest case of grid turbulence
[68,69].As a consequence, the actualTuδ �s�values of theLES,which
should be used to determine Tutr in the transition prediction criteria,
are unknown to the authors. For this reason, with the objective to
assess the predictive quality of the triggering model for varying
turbulence levels, we rely on the parametric study (Fig. 3) on the
effect of Ncr on the LSB for the baseline case (α � 4 deg,
Rec � 60;000; Sec. III.A).
The values of Ncr used in the RANS computations and the

corresponding (by Mack’s correlation [Eq. (2)]) values of Tutr were
chosen (Table 3) to obtain the correct LSB size for each Tugen in the
LESs [47]. The variation of turbulence level for the RANS
computations was performed by direct modification of the criteria
transition prediction threshold Tutr and not by modification of the
boundary-layer external turbulence kinetic energy kδ, which would
have required [16] appropriate modification of the freestream k
intensity k∞ and/or of the minimum cutoff value of k.
Notice first (Fig. 10) that, in the absence of synthetic turbulence

inflow generation (Tugen � 0%), the cf∞ and Cp distributions
obtained in the LES computations of Breuer [47] do not coincidewith
the previously used LES data of Catalano and Tognaccini [43] and of
Galbraith and Visbal [44] (which are in close agreement one with
another). This may be related to the inherent difficulty of the LES to
properly account for the pretransitional waves that lead to the
transition. If no specific forcing or synthetic turbulence is generated,
then most LESs rely exclusively on numerical or grid-induced errors
as the only pretransitional disturbance generators. Because,

physically, the bubble size is dependent on the inflow disturbances
[70], it seems plausible that different LESs would run with different
numerical schemes and grids without synthetic turbulence inflow
generation that might lead to slightly different bubble sizes.
In line with the previous results in this paper, step-activation

triggering predicts a longer separation bubble and significantly
underestimates cf∞ downstream of the bubble, compared to the LES
data (Fig. 10). This discrepancy is amplified with increasing Tugen,
whereas theCp predictions are in good agreementwith LESdata. The
LSTT approach invariably improves the agreement with the LES as
compared to the step-activation method, constantly predicting the
correct size of the LSB. Nonetheless, although LSTT-predicted Cp

distributions are always in excellent agreement with LES, the level of
cf∞ downstream of the bubble is increasingly underestimated with
increasing Tugen (Fig. 10), but it is much less than in the step-activated
computations.
The significant underestimation of skin friction downstream of the

bubble predicted by the LSTT model for the Tugen � 1.4% case
(Fig. 10) has not been observed for any of the other flow

Fig. 9 Comparison of cf∞
(on the suction side) andCp of LES [44] against k − ω [53] using LSTT [26] withNcr � 10.66 at (α � 4 and 8 deg) for several

Rec.

Table 3 Synthetic turbulence level generated in the
LES of Breuer [47] at x∕c � −1, and the threshold values
used in the AHD–Gleyzes criterion for the k − ω [53]

�LSTT [26] RANS simulations (Fig. 10)

LES generated
turbulence Tugen

0% 0.7% 1.4%

LSTT transition threshold Tutr , % 0.0038 0.070 0.106
Ncr � −2.4 ln �Tutr � − 8.43 16 9 8
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configurations considered in the present study. This underestimation
may be caused by insufficient production of the Reynolds shear
stress. To evaluate this effect, we compare themaximum values of the
shape factor and the turbulence kinetic energy retrieved from all the
considered cases (Fig. 11). TheHmax value, which is located near the
transition region, measures the intensity of detachment of the laminar
boundary layer, and hence is a good indicator of the transition
region’s mean strain rate. The kmax value, which is also located near
the transition region, measures the intensity of turbulence, and is
therefore a good indicator of the turbulence model’s response to the
mean strain rate near the transition region.
As expected, the results (Fig. 11) show that an increase ofHmax is

followed by an augmentation of kmax. The α � 11 deg case yields
the highest values ofHmax and kmax, and the resulting bubble (Fig. 8)
exhibits intense skin-friction peaks. This means that a high value of
Hmax, which indicates high values of �Sxy in the detached boundary
layer, translates into a high value of kmax, which in turn translates into
pronounced skin-friction peaks near the reattachment region. On the
other hand, the lowest set ofHmax and kmax values is produced for the

flow case of α � 4 deg and Ncr � 8 that is presented in Fig. 10
(Tugen � 1.4% case), where the underestimation of skin friction
downstream of the bubble is identified. For this case, the low value of
Hmax indicates that the activation of the turbulence model is
comparatively less responsive to the mean strain rate than the other
flow cases where Hmax is higher. This indicates that the difficulty of
the k − ω�LSTTmodel to predict high enough skin-friction values
downstream of the bubble for this flow case is associated with very
mild conditions of laminar separation.

IV. Conclusions

The laminar separation transition triggering model [26] calibrated
for the Wilcox 2006 k − ω turbulence model [53] has been assessed
for a collection of low chord-based Reynolds number flows around
the SD7003 airfoil against published large-eddy simulation (LES)
data. The laminar separation transition triggering (LSTT) model has
been successfully coupled with the AHD–Gleyzes transition
prediction criteria, which makes the overall method fully predictive,

Fig. 10 Comparisonofcf∞
(on suction side) andCp ofLES [47] againstk − ω [53] usingLSTT [26] and step activationwithout shear limiter atα � 4 deg

and Rec � 60;000 for different Tu levels (Table 3).
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requiring as additional input the threshold valueNcr for the transition

criteria.

The LSTT model predictions have been systematically compared

for varying angles of attack, chord-based Reynolds numbers, and

inflow turbulence levels: both with LES and with a classical step

triggering of the turbulence model. The predictions of the LSTT

model are in close agreement with the available LES data, correctly

predicting the change of the bubble’s position and size for the various

flow conditions that were investigated. The LSTT model very

substantially improves upon the classical step-activation method,

which systematically underpredicts the skin-friction values down-

stream of the bubble.

The use of the shear limiter in the transitional region has been

confirmed as themain cause of the erroneous prediction of premature

stall of the airfoil when the classical step triggering is employed, even

at low angles of attack for very low Rec, because abrupt step

activation without overshoot of k production leads to an

underestimation of the Reynolds shear stress. Production boosting

in the transitional region by the LSTT model better accounts for the

Reynolds shear-stress buildup, resulting in better agreement with the

LES data.

In summary, the LSTT model [26] produces satisfactory results at

relatively low inflow turbulence levels typical of external

aerodynamics, and its validity has been assessed for a wide range

of angles of attack and Reynolds numbers.

Areas of improvement have also been clearly identified:

1) The only case where the k − ω�LSTTmethod underestimates
the level of skin friction downstream of turbulent reattachment was
associatedwith very limited (in terms of boundary-layer shape factor)
laminar separation, and such situations may require improved
triggering strategies.
2) It is clear that the overall predictive capability of the method

hinges upon the availability of accurate criteria-based determination
of transition onset and the applicability of Mack’s correlation [58].
The latter appears limited because it does not take into account the
ambient turbulence length scale as compared to the boundary-layer
thickness or integral length scales.

Appendix: Use of Production-to-Dissipation Limiter

Some kind of production limiter is not uncommon in two-equation
closure: both for stability purposes [71,72] and in specific flows such
as stagnation point turbulence [73]. The purpose of the limiter
Pk � max�Pk; 100ε� is to avoid an unexpected overproduction of
turbulence above the transitional region of the bubble, as illustrated in
Fig. A1. The regionmarked with the fuchsia dotted ellipse highlights
an unexpected generation of eddy viscosity. Indeed, we have no
experimental or numerical evidence that this region of pronounced
production of turbulence shall exist [39,44]. Therefore, we consider
this region as a modeling anomaly related to the triggering of the
turbulencemodel from the transition onset. This region should not be
ignored for two main reasons:
1) An unphysical region of overproduction of μt could translate

into a poor modeling of the Reynolds shear stress above the bubble
(interestingly, in practice, the strain-rate tensor Sij is sufficiently low
where the anomaly occurs so that the real impact on the Reynolds
shear stress is mitigated).
2) The turbulent boundary-layer edge region should ideally yield

low μt values such that the proper analytic behavior of the turbulence
model is preserved [32,74] and robustness of the boundary layer is
guaranteed with respect to low external disturbances [31].
Indeed, in the μt∕μ fields of Fig. A1, we have presented several

contours: namely, 0.001, which is the minimum cutoff value
numerically allowed; and 0.1, which corresponds to the lowest value
based on the freestream and turbulence quantities cutoff values
�μt∕μ�∞ � 0.1. The region delimited by the contour μt∕μ � 0.001
satisfactorily corresponds to the laminar boundary layer and viscous
sublayer of the turbulent boundary layer. The contours μt∕μ � 0.1
and μt∕μ � 1 should be approximately situated in the turbulent/
nonturbulent interface (like the boundary-layer edge) in order to
guarantee proper behavior of the turbulent layer. This is clearly not
the case when the limiter on the production of k is disabled.
The spurious overproduction of turbulence is clearly shown in the

Pk∕ε field of Fig. A1. Two contours are shown at Pk∕ε � 1 and
Pk∕ε � 100. Thanks to these contours, we can clearly see the
saturation produced in the transition onset, situated at x∕c � 0.54, as
the contours tend to merge and become normal with respect to the

Fig. 11 Maximum values of k∕U2
∞ and H � δ�∕θ for all the flow

configurations evaluated in the present study (varying α, Rec, and Tutr )
using the k − ω [53]�LSTT [26] model.

a) No limiter

Fig. A1 Case at α � 4 deg and Rec � 60;000: Wilcox 2006 turbulence model [58] with Bernardos et al. [26] LSTT model. Impact of limiter on
production-to-dissipation ratio of turbulence: a) not limited, and b) Pk∕ε limited to 100.
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airfoil wall. When the limiter is disabled, a high net production of
turbulence is locally produced and contaminates the flowfield by
classical diffusion and convection mechanisms. Limiting the
production-to-dissipation ratio to �Pk∕ε�max � 100 effectively
removes the anomaly.
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Modélisation de la transition vers la turbulence d’une couche li-
mite décollée

Résumé :
Le point commun entre la voilure d’un petit drone, les pales d’une éolienne, les aubes de turbine
d’un turboréacteur, la pale reculante d’un hélicoptère, ou encore les pales d’une hélice propulsant
un aéronef dans la stratosphère, est le suivant : le nombre de Reynolds caractéristique de ces écou-
lements est faible, de sorte que la transition laminaire-turbulent joue un rôle déterminant. Dans ces
conditions, il est habituel que la couche limite laminaire décolle de la surface, transitionne vers la
turbulence, et recolle sur la surface en créant un bulbe de décollement laminaire. Dans de circons-
tances difficiles à prévoir avec précision, le bulbe peut éclater en provoquant le décrochage du profil
portant. Cet éclatement n’est pas souhaitable, car il se traduit par une limitation de la vitesse mini-
male des drones et des pertes de rendement des éoliennes, des turboréacteurs et des hélices. Afin de
limiter les effets négatifs dus à la présence du bulbe, il est nécessaire d’être en mesure de prévoir
avec précision, dès la phase de conception, sous quelles circonstances le bulbe apparaît et l’influence
qu’exerce ce dernier sur l’ensemble de l’écoulement. L’approche communément employée pour la
prévision d’écoulements dans les applications aéronautiques est la simulation numérique (CFD) ba-
sée sur la résolution des équations de Navier-Stokes moyennées (RANS). Cette approche nécessite
l’emploi de modèles de turbulence et de transition qui, à l’heure actuelle, ne prévoient pas assez
précisément l’apparition des bulbes de décollement laminaire.
Le but de cette thèse est de proposer des modèles qui améliorent la précision des prévisions RANS
des bulbes de décollement laminaire. Dans un premier temps, des données de simulations numé-
riques “haute-fidélité” sur une configuration de référence ont été exploitées afin de comprendre les
défauts des modèles existants. À partir de cette analyse, deux problèmes majeurs ont été mis en
évidence : les modèles existants ne produisent pas de turbulence à un rythme suffisamment élevé
dans la région transitionnelle décollée, et en général ils manquent de diffusivité dans la région si-
tuée juste en aval du bulbe. Dans un deuxième temps, un ensemble de modèles ont été proposés
qui corrigent les défauts observés. Ces modèles, nommés LSTT (Laminar Separation Transition
Triggering), permettent à plusieurs modèles RANS existants de produire de la turbulence à un taux
adéquat dans la région transitionnelle, améliorant ainsi notablement la précision de la prévision du
bulbe de décollement et de la couche limite en aval de ce dernier. Enfin, une évaluation complète des
modèles LSTT a été effectuée en les appliquant à différentes géométries de profils aérodynamiques
de type drone, éolienne, turbine et hélicoptère. En général, on observe que les modèles LSTT amé-
liorent la précision des prévisions RANS des bulbes de décollement laminaire et servent à capturer
l’influence de l’angle d’incidence, du nombre de Reynolds et du taux de turbulence en amont.
Mots clés : Transition, Turbulence, modélisation, bulbe laminaire, décrochage, faible nombre de
Reynolds



Laminar-to-turbulent transition modeling of a dettached boundary layer

Abstract :
The common point between the wing of a small-sized drone, the blades of a wind turbine, the
blades of a turbojet engine, the retreating blade of a helicopter, or even the blades of the propeller
of a stratospheric aircraft, is the following one : the characteristic Reynolds number is quite low,
such that laminar-to-turbulent transition has a major role. In this condition, usually the laminar
boundary layer separates from the wall, transitions into turbulence, and then reattaches the surface
creating a laminar separation bubble (LSB). Under specific circumstances that are difficult to predict,
the LSB may burst provoking the stall of the airfoil. The bursting is not desirable, as not only it
limits the minimum flight speed of drones, but it also leads to efficiency losses of wind turbines,
turbojet engines and propellers. In order to minimize the undesirable effects associated with the
presence of the LSB, it is necessary to be able to accurately predict, from the design step, under
which circumstances the LSB appears and the influence of the latter on the overall flow. The most
widespread approach for predicting flows in aeronautical applications is the use of computational
fluid dynamics (CFD) based on solving the Reynolds-averaged Navier-Stokes equations (RANS).
This approach requires the use of turbulence and transition models that, nowadays, are unable to
predict accurately enough the raise of LSB.
The objective of this thesis was to propose new models that improve the precision of RANS predic-
tions of LSB. Firstly, high-fidelity numerical data was analyzed in order to understand the precision
defects of existing models. From this analysis, two main defects were identified : existing models do
not produce turbulence at a sufficient rate in the transitional region, and they generally lack diffu-
sion right downstream of the LSB. Secondly, a set of models were proposed that correct the defects.
The new approach, named laminar separation transition triggering (LSTT), allow several existing
RANS models for enhanced production of turbulence in the transitional region, which improves the
precision of the prediction of the LSB topology and the overall flowfield. Lastly, a large assessment
of LSTT models was undertaken using different airfoils of drones, wind turbines, tubojet engines
and helicopters. In general, it was found that LSTT models improve the precision of the RANS pre-
dictions of LSB and can be used to predict the influence on angle-of-attack, Reynolds number and
turbulence intensity.
Keywords : Transition, Turbulence, Modeling , Laminar bubble, Stall, low Reynolds number


	Table des figures
	Liste des tableaux
	Introduction
	I Étude bibliographique et rappels généraux
	Rappels sur la mécanique des fluides
	Les équations du mouvement
	Lois de conservation
	Conservation de la masse
	Conservation de la quantité de mouvement
	Conservation de l'énergie
	Système aérodynamique complet

	Rappels sur la turbulence en aérodynamique
	Équations RANS

	Rappels sur le concept de couche limite
	Couche limite laminaire
	Couche limite turbulente
	Quantités de couche limite


	Mécanismes de transition vers la turbulence
	Les chemins vers la turbulence
	Transition par bulbe de décollement laminaire
	Réceptivité et amplification modale
	Non-linéarité et breakdown turbulent
	Battement et éclatement du bulbe
	Couche limite de relaxation


	Modèles de turbulence
	Une équation de transport: Spalart-Allmaras
	Deux équations de transport: famille k-omega
	Modèle de Wilcox 1988
	Modèle de Menter SST
	Modèle de Kok
	Modèle de Wilcox 2006
	Modèle de Hellsten EARSM

	Modèle à transport des tensions de Reynolds: RSM SSG/LRR

	Modèles de transition vers la turbulence
	Modèles de turbulence transitionnels algébriques
	Modèle de Wilcox Low-Reynolds
	Modèle de Kubacki et Dick

	Modèles de transition par critères
	Critère de transition Arnal-Habiballah-Delcourt (AHD)
	Critère de transition de Gleyzes
	Critère de Roberts

	Approches par équations de transport
	Modèle de corrélation de Langtry-Menter
	Modèles basés sur l'énergie cinétique des fluctuations laminaires
	Méthodes eN basées sur des équations de transport

	État de l'art de la modélisation de la transition par bulbe de décollement laminaire


	II Modélisation de la transition dans des bulbes de décollement laminaire
	Mise en évidence des limitations des méthodes et des modèles de prévision de la transition par bulbe de décollement
	Présentation du cas de référence
	Identification des défauts de précision dans le bulbe

	Développement de modèles permettant de prévoir avec précision la transition par bulbe de décollement
	Objectifs et hypothèses de la modélisation
	Formulation mathématique des modèles
	Modèles LSTT k-omega
	Modèle LSTT Spalart-Allmaras
	Modèle LSTT RSM SSG/LRR
	Fonctions d'activation

	Implémentation de l'approche LSTT
	Étapes de l'approche algébrique non-locale de transition par critères
	Choix du cadre d'implémentation

	Fermeture des coefficients des modèles
	Vérification de l'apport de précision des modèles LSTT
	Prévisions calibrées du modèle Wilcox 2006 LSTT
	Prévisions calibrées de variantes k-omega LSTT Boussinesq
	Prévisions des extensions de LSTT à d'autres modèles de turbulence


	Étude de la sensibilité des modèles LSTT à des paramètres physiques et numériques
	Étude de la détérioration des prévisions par rapport à la qualité du maillage
	Étude de l'impact des limiteurs de shear stress
	Étude de sensibilité aux conditions aux limites, externes et au limiteur de production
	Étude de sensibilité au nombre de Reynolds turbulent
	Élaboration de recommandations pour l'utilisation des modèles avec LSTT


	III Validation des modèles LSTT pour diverses applications
	Profil d'aile NACA 0012
	Cas de Référence ILES Alferez et al.
	Maillage employé
	Sur le choix éclairé du seuil de turbulence
	Influence du seuil de turbulence en utilisant LSTT Wilcox (2006)
	Comparaison de la prévision LSTT avec des modèles existants
	Prévisions d'autres variantes LSTT

	Cas de Référence DNS Jones et al.

	Profil d'aile SD7003
	Présentation des cas d'étude
	Cas Baseline (=4, Rec=60000)
	Convergence en maillage
	Influence du taux de turbulence
	Analyse des tensions de Reynolds et des profils de vitesse

	Influence de l'angle d'incidence
	Apport de l'activation LSTT
	Variantes de l'activation LSTT

	Influence du nombre de Reynolds

	Applications: profils d'hélicoptère, d'aube de turbine et d'éolienne
	Profil de pale d'hélicoptère OA209
	Aube de turbine T106C
	Profil de pale d'éolienne S809

	Conclusion et perspectives
	Écoulements intermittents
	Du lien entre le limiteur de shear stress et la diffusivité
	Construction du modèle Aware
	Comportement du modèle Aware
	Approche LSTT appliquée au modèle Aware

	Corrections de la stabilité numérique du critère de Gleyzes
	Présentation du cas d'étude
	Modèles physiques et paramètres numériques

	Identification des problèmes de convergence
	Phase de blocage
	Phase de décalage

	Proposition d'amélioration
	Présentation de la méthode algébrique
	Application de la méthode algébrique

	Conclusion

	Papier présenté au congrès ODAS 2017
	Papier présenté au congrès AIAA SciTech 2018
	Article paru dans l'AIAA Journal 2019
	Papier présenté au congrès AIAA Aviation 2019
	Article accepté dans l'AIAA Journal 2019


